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 Introduction générale 

L’'industrialisation rapide et le développement technologique ont suscité une crise énergétique 

mondiale qui doit être résolue. Le taux d'augmentation de l'épuisement des ressources 

énergétiques fossiles d'une part et la forte   demande d'énergie  d'autre part ont donné lieu à une 

activité considérable de recherche dans le monde pour explorer les moyens de ressources 

énergétiques renouvelables. L'énergie éolienne, en raison de sa disponibilité gratuite et son 

caractère propre et renouvelable, se classe parmi les sources d'énergie  les plus prometteuses qui 

pourrait jouer un rôle clé à la résolution de la crise énergétique mondiale. 

Les systèmes  de conversion éoliens WECS ont deux composants électriques principaux, les 

générateurs et les convertisseurs d’électroniques de puissance. En utilisant les différentes 

combinaisons avec ces deux composants, on obtient une grande variété de configurations WECS 

réalisables. Parmi celles-ci, cinq configurations largement commercialisées ont été analysées et  

documentées. La configuration WECS à base d’un générateur à double alimentation (DFIG) 

détient la plus grande part du marché, et cette technologie a été utilisée par 7 des 10 premiers 

fabricants. En plus, la configuration WECS basée sur des générateurs synchrones (PMSG, 

WRSG) est de plus en plus répandue, et il est aujourd’hui produit par plusieurs fabricants. Les 

futurs projets annoncés par les fabricants d'éoliennes indiquent que la technologie des générateurs 

synchrones prendra la majorité du marché de l'énergie éolienne dans les années à venir.  À cet 

effet, nous avons opté pour cette configuration, à base d’une machine synchrone à aimant 

permanent (PMSG), va être  modélisée et étudiée dans cette thèse.  

Un système WECS à base PMSG est le plus populaire parmi les systèmes de conversion 

d'énergie éolienne à vitesse variable en raison de: 

✓ Densité énergétique et fiabilité élevées. 

✓ Pas besoin de circuit d'excitation et boîte de vitesse. 

✓ Pertes rotorique  faibles et rendement élevé. 

Usuellement, la configuration du dispositif d’électronique de puissance utilisé est un 

convertisseur (AC-DC) côté machine (CCM) et un convertisseur (DC-AC) côté réseau électrique   

(CCR) séparés par un bus continu, constituant une structure Back to Back (BTB). Selon la nature 

du convertisseur CCM, deux concepts principaux peuvent être mis en évidence. Le premier est 

basé sur un redresseur en pont de diodes triphasé non commandé connecté à un hacheur (DC-DC) 

survolteur. Cette configuration est économique et convient aux systèmes de faible puissance. 

Cependant, comme un inconvénient majeur de cette configuration, l’ondulation de couple est due 

aux courants statoriques harmonisés de la machine PMSG. Le  deuxième concept utilise un 

redresseur MLI qui peut  augmenter la tension du bus continu à un niveau supérieur de 

l'amplitude de la tension du réseau électrique composée, ce qui conduit à assurer une commande 

complètement stable  pour le  système de conversion éolien WECS. Le bus continu  assure le 

découplage entre le PMSG et le réseau électrique, de sorte que les régimes transitoires dans le 

PMSG n'apparaissent plus du côté   réseau électrique. De plus, le redresseur MLI côté  machine 

est utilisé pour bénéficier le maximum de puissance mécanique capturée par la turbine éolienne. 

À partir de ces avantages précieux précités qui démontrent une gamme de contrôlabilité 
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importante, la configuration à base d’un  redresseur MLI a été  choisie.  À cet effet, l’analyse des 

performances d’un redresseur MLI sera l’objectif du chapitre II.   

D’autre part, les problèmes de qualité de l’énergie électrique au niveau des réseaux de 

distribution sont aujourd'hui très préoccupants et peuvent généralement créer des effets nocifs très 

compliqués. Ces problèmes sont normalement dus à une pénétration accrue des dispositifs 

d’électronique de puissance ayant des caractéristiques non linéaires, ce qui peut changer la nature 

sinusoïdale de l’alimentation en ajoutant des composantes harmoniques. Si ces charges 

perturbatrices  sont connectées en dérivation simultanément au réseau  et à un système de 

conversion d'énergie éolienne (WECS), cela affectera certainement la forme d'onde du courant et 

de la tension au point de couplage commun (PCC), et en plus, le générateur éolien  en retour 

produira plus de chaleur et diminuera en fin de compte l'efficacité et la durée de vie  du système 

entièrement. À cet effet, une technique de compensation devrait être installée à  ce point-là,  pour 

atténuer l'effet de ces harmoniques et améliorer ainsi la forme d'onde de l’alimentation. Par 

conséquent, le fonctionnement du convertisseur côté réseau électrique (CCR) doit être étendu 

pour répondre aux normes de qualité de l’énergie  recommandées au point de raccordement PCC. 

À cette fin, l’étude, l’analyse et l’optimisation   de la performance d’un filtre actif parallèle  sera 

l’objectif du chapitre III. 

Les caractéristiques du convertisseur MLI telles que le flux de puissance bidirectionnel, le 

courant d'entrée quasi sinusoïdal, le facteur de puissance contrôlable, et la tension du bus continu 

stable de haute qualité, justifient leur présence dominante dans les systèmes d'énergie 

renouvelable. Parmi les différentes stratégies de commande qui servent à contrôler le flux de 

puissance par un convertisseur MLI, la commande  vectorielle (VOC) et la commande directe de  

puissance (DPC) sont les deux stratégies de contrôle les plus utilisées ces dernières années. La 

commande VOC contrôle indirectement les puissances, active et réactive, par des contrôleurs de 

courant, alors que la commande DPC peut atteindre des performances analogues sans boucles de 

contrôle internes. Par conséquent,  la commande DPC est considérée préférable grâce à leur 

simplicité, insensibilité aux paramètres du système et parfaite performance en régime transitoire.  

À cet effet, la commande DPC avec  différentes versions sera appliquée dans notre travail   aux 

convertisseurs, CCR et CCM. 

L’objectif de cette thèse est la contribution à l’optimisation de la commande DPC appliquée 

dans un système de conversion éolien à base d’un  générateur PMSG. L’optimisation du circuit de 

contrôle est effectuée par deux choses: 

✓ La minimisation de complexité du circuit de contrôle par la réduction de nombre des 

capteurs requis en utilisant des estimateurs. 

✓ La sureté de bon fonctionnement du système à contrôler, sous des conditions perturbées 

du réseau électrique en utilisant une technique de contrôle adaptée aux paramètres 

fondamentaux du réseau   au moyen d’une technique de synchronisation.  

 Pour ce faire, la thèse est organisée en quatre chapitres : 

Le premier Chapitre débute avec les notions de base concernant la qualité d’énergie 

électrique au niveau des réseaux de distribution telles que,  les origines, les effets néfastes des 
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perturbations électrique (spécialement la propagation des harmoniques  et le phénomène de 

déséquilibre), pouvant l’affecter. Ensuite, les différentes techniques  utilisées pour améliorer la 

qualité d’énergie électrique sont introduites. Après, on a présenté la description structurelle et 

mathématique du redresseur MLI à deux niveaux. À la suite, nous avons passé à la présentation 

d’état de l’art de la commande DPC appliquée aux redresseurs MLI. En plus, on a  étudié  

l’écoulement de puissance dans un réseau électrique généralisé. Enfin, on  a  visé à l’intérêt du 

contrôle sans capteurs de tension. La présentation d’état de l’art des techniques d’estimation des 

tensions, puis la comparaison entre certaines techniques  choisies (le filtre de Kalman et 

l’estimateur à base mode glissant)  sont établies. 

Le deuxième Chapitre représente une étude analytique  entre trois techniques de contrôle 

DPC appliquées à un redresseur MLI, à savoir : DPC classique avec un tableau de commutation, 

DPC prédictive optimale et  DPC à base mode glissant. Cette étude analytique est effectuée selon 

trois axes : l’évaluation de fonctionnement en boucle ouverte (sans régulation du bus continu), le 

fonctionnement en boucle fermée sans capteurs de tension et le fonctionnement sous un réseau 

électrique déséquilibré. Cette étude analytique à base des résultats de simulation et 

expérimentaux, nous donnera une idée aux limites de performances de chaque technique de 

commande. 

 Le troisième Chapitre discute la validité de la commande DPC pour contrôler un système de 

filtrage actif de puissance parallèle. Tout d'abord, le réseau électrique n’est pas pratiquement 

idéal, alors on a présenté le mécanisme de synchronisation des dispositifs d’électronique de 

puissance aux paramètres spécifiques du réseau électrique. Les performances de trois techniques 

de synchronisation, à savoir : le filtre multi variable (STF), le filtre de Kalman (KF) et le filtre 

avec multi-coefficients complexes (MCCF), ont été discutées. L’évaluation de la  performance de 

chaque technique est prise selon trois critères, à savoir : la rejection de la perturbation  du réseau 

électrique, la variation de fréquence et la variation de l’angle de phase. À la lumière des résultats 

obtenus, nous avons procédé une étude comparative entre elles. Ensuite, l’application de la 

version conventionnelle du contrôle DPC à un système de filtrage actif parallèle est élaborée. 

L’amélioration de la performance de la commande DPC lors d'un réseau électrique perturbé est 

achevée en l'associant à une technique de synchronisation performante. Enfin, un contrôle DPC 

sans capteurs de tension basé sur un modèle prédictif, a été proposé. 

Dans le quatrième et dernier chapitre nous avons présenté un système de conversion éolien 

à base d’une machine à aimant permanent (PMSG). La transmission d’énergie électrique est 

effectuée via un convertisseur d’électronique de puissance BTB (AC-DC-AC). On a appliqué la 

commande DPC à base mode glissant au convertisseur CCM. En plus, on a intégré la commande 

DPC prédictive proposée sans capteurs de tension pour contrôler le convertisseur CCR. Enfin, on 

a vérifié  la contribution du système de conversion éolien à  l’amélioration de la qualité d’énergie 

électrique. La fonction du convertisseur CCR est étendue de manière à pouvoir compenser les 

composantes harmoniques et réactives absorbées par les charges perturbatrices interconnectées au 

point PCC. 

Une conclusion générale de ce travail ainsi que des perspectives clôturent ce mémoire. 
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Chapitre I 

Qualité d’Energie Electrique et Optimisation des Systèmes 

Triphasés Généralisés. 

I.1 Introduction 

Les systèmes  de production d'électricité centralisés sont soumis à des contraintes d’ordre 

environnementales (émissions de CO2) et d’ordre économique (pénurie des combustibles). Par 

conséquent, l'accent a été mis sur les réseaux de production décentralisée (DG) avec intégration 

de systèmes d'énergie renouvelable dans le réseau ou sur des micro-réseaux isolés. Cela conduit à 

augmenter le rendement énergétique et à la réduction des émissions. La plupart de l'intégration 

des systèmes d'énergie renouvelable au réseau a lieu par l’intermédiaire des convertisseurs 

d'électronique de puissance [1]. D’autre part, compte tenu des caractéristiques distinctives 

fournies par les dispositifs d’électronique de puissance, leur utilisation est devenue de plus en 

plus courante dans les applications domestiques et industrielles. Cette tendance croissante vers 

l’électronique de puissance, l'augmentation de la pénétration de l'énergie renouvelable dans le 

réseau et l’utilisation excessive des charges non linéaires, a créé un nouveau défi, celui de la 

pollution   des réseaux de distribution. Cette pollution a contribué directement à la détérioration 

des formes d'onde de tension et de courant, et par conséquent, à la dégradation des performances 

et de la fiabilité des entraînements électriques et des équipements d’électronique de puissance. 

Ainsi, les défis de la qualité de l'énergie (PQ) du système de distribution d'énergie de moyenne et 

à basse tension deviennent un domaine d'intérêt majeur. 

D’autre part, le processus de contrôle d’un dispositif d’électronique de puissance qui est 

intégré dans un système électrique quelconque, nécessite forcément la connaissance de 

l'information concernant  la tension et le courant. Par conséquent, des capteurs pour les mesurer 

sont habituellement installés dans les applications industrielles. En fait, pour des systèmes à faible 

ou à moyenne puissance, les capteurs utilisés peuvent augmenter le coût et l’espace occupé par la 

partie hardware, spécialement si ces systèmes partiels doivent être intégrés dans des systèmes 

compacts [2]. Par conséquent, le processus de contrôle sans capteur a des mérites d'une meilleure 

adaptabilité de l'environnement, un coût minimal, etc. En plus, les circuits de commande sans 

capteur peuvent être utilisés en tant que support logiciel (la redondance), cela conduit  à une  

fiabilité accrue est pertinente (la sureté de bon fonctionnement), spécialement pour les 

applications entraînant des charges critiques qui ne devraient pas être arrêté (généralement des 

systèmes de moyenne / haute puissance) pendant les défauts des capteurs. 

I.2  Qualité d’énergie électrique  

I.2.1 Principe de la théorie des harmoniques [3] 

Idéalement, une alimentation électrique doit toujours assurer  une tension parfaitement 

sinusoïdale au service de chaque consommateur. Cependant, pour un certain nombre de raisons, 

le réseau électrique  peut être pollué. Les déviations  de la forme d'onde de  la tension et le  

courant de la forme sinusoïdale sont  décrites  comme une distorsion harmonique.  
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Le terme "harmonique" a été créé dans le domaine de l'acoustique, où il était lié à la vibration 

d'une chaîne ou d'une colonne d'air à une fréquence qui est un multiple de la fréquence de base. 

Une composante harmonique dans un système d'alimentation AC est définie comme une 

composante sinusoïdale d'une  forme d'onde périodique dont la fréquence est égale à un multiple 

entier de la fréquence fondamentale du système. Les harmoniques dans les allures de tension ou 

de courant peuvent alors être conçues comme des  composantes sinusoïdales de fréquences 

multiples de la fréquence fondamentale: 

𝑓ℎ = (ℎ) × (la fréquence fondamentale)                                                                                          (I. 1) 

ℎ  est un nombre entier représente le rang harmonique. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.1. Composante fondamentale de fréquence  50 Hz et quelques harmoniques à basses fréquences. 

 

Par exemple, l’harmonique d'ordre 7  donnerait une composante harmonique avec une fréquence 

de :  

𝑓ℎ = (7) × (50) = 350 Hz                                                                                                                     (I. 2)  

La figure I.1 expose des signaux périodiques avec une fréquence fondamentale de 50 Hz. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.2. Signal de la tension déformée par les harmoniques d’ordre 5 et 7. 
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La figure I.2 montre  l’allure d’un signal de tension affectée par des harmoniques d’ordre 5 et 

7. Les composantes fondamentale et harmonique peuvent être écrites comme : 

{

𝑣𝑎−ℎ1 = 𝑉𝑚1 sin(𝑤𝑡)

𝑣𝑎−ℎ5 = 𝑉𝑚5 sin(5𝑤𝑡 + 𝜑5)                                                                                                                

𝑣𝑎−ℎ7 = 𝑉𝑚7 sin(7𝑤𝑡 + 𝜑7)
(I. 3)     

𝑉𝑚ℎ : C’est l’amplitude de l’harmonique de tension d’ordre ℎ. 

La forme d'onde déformée de la tension peut ainsi être exprimée comme: 

𝑣𝑎 = 𝑉𝑚1 sin(𝑤𝑡)⏟        
𝑣𝑎−ℎ1

+  𝑉𝑚5 sin(5𝑤𝑡 − 𝜑5)⏟            
𝑣𝑎−ℎ5

+𝑉𝑚7 sin(7𝑤𝑡 − 𝜑7)⏟            
𝑣𝑎−ℎ7

                                                  (I. 4)  

De cette manière, une sommation des allures qui sont  parfaitement sinusoïdales peut donner 

une forme d'onde déformée. Inversement, une forme d'onde déformée peut être représentée 

comme une superposition d'une  onde de fréquence fondamentale avec d'autres ondes de 

fréquences et d'amplitudes harmoniques différentes. 

I.2.2 Perturbations électriques [4]. 

Sauf exception, les tensions d’un réseau électrique constituent un système alternatif triphasé, 

dont la fréquence de base est de 50 Hz (Algérie)  ou de 60 Hz (Amérique du nord). Les 

caractéristiques d’un tel système sont définies par les  paramètres  suivants : 

 la fréquence,  

 l’amplitude des tensions, 

  La forme d’onde qui doit être la plus proche possible d’une fonction sinusoïdale, 

  la symétrie du système triphasé, caractérisée par l’égalité des modules des trois tensions 

et de leur déphasage relatif. 

La qualité de la tension peut être affectée, soit du fait de certains incidents relatifs à la nature 

physique et aux sujétions liées à l’exploitation du réseau, soit du fait de certains récepteurs. Ces 

défauts se manifestent sous forme de différentes perturbations affectant un ou plusieurs des 

paramètres définis précédemment. Les perturbations prises en compte dans cette thèse sont : 

 La modification de la forme d’onde de la tension et/ou courant : cette onde n’est alors 

plus sinusoïdale, et peut être considérée comme représentable par une onde 

fondamentale à 50 Hz, associée soit à des harmoniques de fréquence multiple entier de 

50 Hz, soit même parfois à des ondes de fréquence quelconque;  

 la dissymétrie du système triphasé, que l’on appelle déséquilibre. 

I.2.2.1 Propagation des harmoniques en tension et en courant [5] 

La distorsion harmonique est un phénomène périodique qui désigne la superposition sur 

l’onde fondamentale, des ondes également sinusoïdales avec des  fréquences multiples  de la 

fréquence du fondamentale. 
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Afin de pouvoir quantifier  le contenu harmonique dans un signal 𝑦(𝑡)   périodique, la 

distorsion harmonique totale (THD) est le facteur le plus souvent utilisé. Le THD peut être  

calculé pour un courant ou une tension comme suit : 

𝑇𝐻𝐷 =
√∑ 𝑦𝑛

2𝑛𝑚𝑎𝑥
𝑛=2

𝑦1
                                                                                                                                     (I. 5) 

Où : 𝑦𝑛
  représente la valeur efficace de l’harmonique  de rang 𝑛 du signal y(𝑡) , et   𝑛𝑚𝑎𝑥 est le 

rang maximal considéré pour le calcul (généralement 𝑛𝑚𝑎𝑥= 40 ou 50). 

La valeur efficace 𝑌 du signal 𝑦(𝑡) est reliée au THD par la relation suivante : 

𝑌 = √∑ 𝑦𝑛
2

𝑛𝑚𝑎𝑥

𝑛=1

= 𝑦1
 √1 + THD2                                                                                                              (I. 6) 

Le tau individuel 𝜏𝑛 de l’harmonique de rang 𝑛 est décrit comme suit : 

𝜏𝑛 =
𝑦𝑛
 

𝑦1
                                                                                                                                                          (I. 7) 

D’ailleurs, dans un réseau électrique les courants ou les tensions peuvent contenir des 

composantes harmoniques. Les charges  alimentées  par le réseau électrique alternatif, et incluant 

des convertisseurs statiques en tant qu’étage d'entrée, génèrent des harmoniques en 

fonctionnement normal. Ces charges sont identifiées comme étant des charges non linéaires. Ces 

charges  sont généralement classées en deux types : les charges type source de courant 

harmonique et  les charges type source de tension harmonique. 

✓ Charges type source de courant harmonique [5]. 

Habituellement, les charges non linéaires étaient représentées la  source principale des 

courants harmoniques.  La nature non linéaire des charges exige une absorption  des courants non 

sinusoïdaux. La configuration  de ces charges est définie par un étage d’entrée, un pont à diodes 

ou à thyristors, en série avec une inductance de lissage à la sortie du pont comme montre la figure 

I.3. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.3. Représentation des charges non linéaires source de courant. 
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On peut citer comme des exemples à cette catégorie des charges : 

 les variateurs de vitesse dédiés aux moteurs à courant continu. 

 Certains entrainements à courant alternatif et des alimentations à découpage lorsqu’ ils 

sont équipés par un filtre LC côté courant continu. 

Les inductances adoptées pour ce type de charge sont suffisamment élevés pour  lisser le 

courant à la sortie du  pont, et ainsi rendre les courants à son entrée d'allure quasi rectangulaire 

comme montre la figure I.4. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.4. Forme d’onde côté alternatif  (a) la tension simple au point de couplage PCC (b) le courant. 

✓ Charges type source de tension harmonique [5]. 

La deuxième catégorie des charges non linéaires est regroupé les charges polluantes ayant un 

pont à diode comme un étage d’entrée avec un condensateur de lissage connecté en parallèle à la 

sortie du pont comme le montre la figure I.5. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.5. Représentation des charges non linéaires type  source de tension. 
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On peut citer comme exemple à cette catégorie: 

 L’entrainement à vitesse variable d’un moteur asynchrone possédant un pont à diodes  et 

un condensateur connecté en parallèle afin de lisser la tension du côté courant continu.  

Les formes d’onde de la tension simple au point de raccordement (PCC) et le courant de la 

charge (phase (a))sont présentées dans la figure I.6. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.6. Forme d’onde côté alternatif  (a) la tension simple au point de couplage PCC (b) le courant. 

✓ Conséquences néfastes de la distorsion harmonique [5], [6]. 

Divers problèmes liés à la pollution harmonique dans les réseaux électriques ont été étudiés et 

discutés depuis longtemps. Ceux-ci sont énumérés comme suit: 

 Echauffement excessif dans les transformateurs et les moteurs électriques : les 

composantes harmoniques dans les courants et/ou tensions engendrent un flux 

magnétique à haute fréquence  dans leurs circuits magnétiques, ce qui entraîne un 

échauffement et des pertes importantes dans ces machines électriques. il est courant de 

sur dimensionner les transformateurs et les moteurs de 5 à 10% pour résoudre ce 

problème [6]. 

 L’accroissement de la valeur efficace du courant : et cela entraine une augmentation des 

pertes joule. 

 Détérioration du facteur de puissance dans le réseau 

 Effets néfastes sur les bancs de condensateur : incluant l’échauffement, la diminution 

de la durée de vie, et la fusion des fusibles de protection. 

 Surcharge du fil neutre : due aux courants harmoniques de rang impair multiple de trois, 

généré par les charges non linéaires monophasées. 
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 Effets néfastes sur les équipements électroniques : irrégularité de fonctionnement des  

équipements électronique sensible. 

 Effets néfastes sur les systèmes de contrôle et protection : interférence sur le circuit de 

contrôle les détecteurs de passage par zéro et déclenchement intempestif des dispositifs 

de protection magnétique.   

 Effets néfastes sur la télécommunication : interférence électromagnétique sur les lignes 

téléphonique entrainant du bruit considérable aux audiofréquences pouvant même 

détruire l’information transmise.     

✓ Normes et règlementations 

On s’intéresse dans cette partie  à la compatibilité harmonique en amont du point commun de 

raccordement (PCC). La norme IEEE-519 identifie des limites pour les tensions et les courants 

harmoniques afin d’assurer un bon fonctionnement pour les charges d’autres consommateurs. Les 

détails techniques de la norme IEEE-519 sont donnés par les tableaux I.1, et I.2. 

Tableau I.1. Limites selon la norme IEEE-519 pour la distorsion harmonique de la tension [7]. 

 

 

 

 

 

 

 

Tableau I.2. Limites selon la norme IEEE-519 pour la distorsion harmonique du courant pour les systèmes 

de distribution, 120 V-69 kV [7]. 

 

 

 

 

 

 

 

Où: 𝐼𝑆𝐶𝐶  et 𝐼𝑐 sont le courant de court-circuit maximum au point PCC, et la valeur efficace 

maximale du courant de charge (la composante fondamentale).   

Tension au point de 

raccordement (PCC) 

𝑽𝐏𝐂𝐂(V) 

Composante harmonique 

individuel maximale 𝝉𝒏 

(%) 

THD maximale 

(%) 

≤1kV 5 8 

1kV à 69 kV 3 5 

69 kV à 161 kV 1.5 2.5 

≥161 kV 1 1.5 

 

SCR=𝑰𝑺𝑪𝑪 𝑰𝑳⁄  n <11 11< n <17 17< n <23 23< n < 35 35≤n THD 

<20 4 2 1.5 0.6 0.3 5 

20-50 7 3.5 2.5 1 0.5 8 

50-100 10 4.5 4 1.5 0.7 12 

100-1000 12 5.5 5 2 1 15 

>1000 15 7 6 2.5 1.4 20 
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I.2.2.2 Déséquilibre 

Le déséquilibre d’un système triphasé est survenu si  les trois tensions ne sont pas égales en 

amplitude et/ou ne sont pas déphasées régulièrement de 1200. Le taux du déséquilibre de tension 

est décrit comme suit [8] 

𝐹𝑈𝑉 =
𝑉𝑛

𝑉𝑝
× 100 %                                                                                                                                      (I. 8)   

Où :  𝑉𝑛, 𝑉𝑝 sont les amplitudes des séquences positive et négative respectivement.  

✓ Origine du déséquilibre 

On peut brièvement  déduire les origines du phénomène de déséquilibre par [4], [9]: 

 Une charge triphasée électrique asymétrique (des charges électrique monophasées à basse 

tension)  et que l’on alimente par un réseau triphasé équilibré conduit à des déséquilibres 

de tension dus à la circulation des courants non équilibrés dans les impédances du réseau. 

 Peut également être engendré par les machines à souder, les fours à arc et la traction 

ferroviaire. 

 

✓ Conséquences néfastes du déséquilibre. 

 Dysfonctionnement des appareils connectés à basses tensions [4]: 

✓ Mauvais fonctionnement d’un appareil monophasé alimenté par une tension très 

faible (lampe à incandescence qui fournit un mauvais éclairage). 

✓ Un appareil monophasé alimenté par une tension trop élevée, il peut être détruit 

(claquage d'un filament de lampe par surtension). 

 Les dispositifs triphasés d’électronique de puissance : Le fonctionnement des redresseurs 

en présence du déséquilibre entraîne l'apparition des composantes harmoniques non 

caractéristiques, notamment des harmoniques de rang multiple de 3. Outre les effets 

classiques des harmoniques, peuvent conduire, dans certains cas, au blocage de la 

commande. 

 L’effet des composantes inverses : La création d’un champ tournant en sens inverse du 

sens de rotation normal pour les machines électrique tournantes, que signifie l’apparition 

d’un couple de freinage parasite et  pertes supplémentaires conduit à l’échauffement de la 

machine. 

 L’effet des composantes homopolaire :  

 Il y a  un risque d’échauffement du conducteur de neutre  pour les réseaux électrique BT, 

lorsque le conducteur est d’un diamètre trop faible, peut provoquer une rupture du 

conducteur de neutre.    

 

✓ Normes et règlementations 

Dans les conditions normales d’exploitation, pour chaque période d’une semaine, 95 % des 

valeurs efficaces moyennées sur 10 min de la composante inverse (fondamentale) de la tension 

d’alimentation doivent se situer entre 0 % et 2 % de la composante directe (fondamentale) [8]. 
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I.2.3 Moyens de mitigation de la propagation des harmoniques 

I.2.3.1 Outils incorporés dans la charge 

Cette solution est établie par la modification de la configuration de la charge. On peut citer 

deux  exemples importants comme celui-ci : 

➢ Utilisation de redresseur dodécaphasé : 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.7. Configuration d’un redresseur dodécaphasé série. 

La configuration dodécaphasé est réalisée par l’association de deux ponts redresseurs non 

commandés en série ou en parallèle comme montre la figure I.7. Cette solution permet, par 

combinaison des courants, d’éliminer au primaire les harmoniques de rang les plus bas tels que 5 

et 7 (souvent les plus gênants car de plus fortes amplitudes). Elle nécessite un transformateur à 

deux secondaires, l’un en étoile, l’autre en triangle, et permet de ne générer que les harmoniques 

de rang 12 k ± 1[10]. 

➢ Utilisation de redresseur MLI 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.8. Configuration d’un redresseur MLI.  
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Un redresseur MLI représente une solution efficace qui sert à empêcher la génération des 

harmoniques  et conduire à avoir des courants triphasés sinusoïdaux  avec un facteur de puissance 

unitaire et écoulement de puissance réversible. La description et la modélisation mathématique de 

redresseur MLI présenteront dans la partie ce  qui suit. L’analyse du circuit de commande d’un 

redresseur MLI est l’objectif du chapitre II. 

I.2.3.2 Outils externes. 

➢ Filtrage passif 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.9. Filtre passif (a) résonant (b) amorti. 

Généralement, les filtres passifs peuvent être classifiés de deux catégories, résonant et amorti 

comme le montre la figure I.9. Usuellement, les filtres passifs sont placés en dérivation avec 

l’interface de  raccordement commun qui alimente les charges non linéaires. Le filtre résonant est 

constitué des composants passifs L-C connectés en série, ils sont synchronisés et réglés pour 

éliminer des harmoniques particuliers par exemple d’ordre 5 ou 7. Par contre, le filtre amorti est 

fonctionné comme un circuit passe haut. 

➢ Filtrage actif parallèle 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.10. Schéma synoptique d’un système de filtrage actif  parallèle.  
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Un filtre actif parallèle représente un dispositif d’électronique de puissance sert à engendrer un 

courant de compensation avec les mêmes caractérestiques que les composantes harmoniques et 

réactives du courant absorbé par la charge perturbatrice. Les filtres actifs de puissance shunt sont 

composés d’un onduleur connecté au réseau par l’intermédiaire d’un filtre passif [11]. La 

description, la modélisation mathématique et le contrôle d'un système de filtrage de puissance 

parallèle seront l'objectif du chapitre III. 

➢ Filtrage hybride 

Afin de réduire la capacité d’un filtre actif il est possible de faire une combinaison entre lui et 

un filtre  passif, ainsi cette association peut conduire à bénéficier les avantages de chacun. On 

peut mentionner comme exemple de la littérature [12], une configuration d’un filtre actif parallèle 

en série avec un filtre passif shunt. Dans cette configuration, le filtre passif  absorbe la majorité 

des composantes harmoniques générées par les charges polluantes, et d’autre part le filtre actif 

joue le rôle d’un adaptateur dynamique pour améliorer la qualité de filtrage [11]. 

I.3 Application de la commande directe de puissance (DPC) aux convertisseurs 

statiques. 

I.3.1 Notions sur les redresseurs  

La conversion électrique AC-DC est de plus en plus utilisée dans une grande diversité 

d'applications comme: les appareils domestiques, les ballasts électroniques, chargeurs de batterie, 

variateurs de vitesse des  moteurs à courant continu, la conversion d'énergie. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.11. Topologies des différents types des convertisseurs AC-DC [13]. 
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Comme il est  montré à la figure. I.11, les convertisseurs AC-DC peuvent être classés entre 

topologies fonctionnant avec une basse fréquence de commutation (avec commutation naturelle) 

et d'autres topologies qui fonctionnent avec une fréquence de commutation élevée (commandé). 

Les convertisseurs à commutation naturelle les plus simples utilisent des diodes pour transformer 

l'énergie électrique de forme AC en forme DC. L'utilisation des thyristors permet le contrôle du 

flux d'énergie. L’inconvénient principal de ces convertisseurs est la génération des courants 

harmoniques et  de puissance réactive [14], donc  les courants prélevés sur le réseau électrique  

par les ponts redresseurs à commutation naturelle (à diodes ou à thyristors) sont très loin d’être 

sinusoïdaux.  Les harmoniques générés ont un effet négatif sur le fonctionnement des systèmes 

électriques, et  par conséquent, une prévenance croissante est accordée à leurs origines et aux 

méthodes de leur traitement. En particulier, plusieurs normes ont introduit des limites importantes 

et rigoureuses sur les harmoniques qui peuvent être injectés dans les systèmes électriques 

d'alimentation [7]. La conception de nouveaux convertisseurs moins polluants s’avère donc une 

nécessité. Cette catégorie de convertisseurs, qui génère moins d’effets nocifs sur le réseau, est 

devenue aujourd’hui plus attractive et répandue [15].  

Pour cela, il existe une autre façon conceptuellement différente de la réduction des 

harmoniques est appelée la correction du facteur de puissance (PFC : Power Factor Correction). 

Dans ces convertisseurs, les interrupteurs de puissance commandés comme les transistors 

(IGBT), transistor à effet de champ (MOSFET), les thyristors à gâchette (GTO) sont inclus dans 

la topologie des redresseurs afin de réguler effectivement la forme d’onde de courant d'entrée. 

Ces topologies réduisent les harmoniques et par conséquent ils améliorent le facteur de puissance. 

On peut distinguer plusieurs catégories  de  redresseurs  (PFC) selon leur application. Les 

topologies Boost et Vienna [16],  sont pratiquement adaptées aux applications où la transmission 

de puissance est unidirectionnelle de la source  alternative à la charge côté continu. Cependant, il 

existe plusieurs applications où le flux d'énergie peut être inversé pendant le fonctionnement. Les 

exemples sont: les locomotives, les convoyeurs, les grues, etc. Dans toutes ces applications, le 

convertisseur côté source doit pouvoir fournir de l'énergie à l’alimentation, ce qui est connu 

comme la régénération d'énergie. Ce fonctionnement est possible avec les redresseurs à 

commande MLI objet de notre étude. Dans ce qui suit, on s’intéresse plus particulièrement aux 

redresseurs MLI deux niveaux à structure tension. 

I.3.2 Redresseur MLI triphasé deux niveaux à structure tension  

Comme mentionné dans la section précédente, le comportement de régénération qui 

caractérise les convertisseurs MLI permet la réversibilité de la circulation de courant. La structure 

de ce dernier associée à un filtre d'entrée (𝑟, 𝐿) est illustrée à la figure I.12. 

L’issue  des règles d'interconnexion est bien respectée. L'alimentation est connectée en série 

avec une inductance, donc  il est  considérée comme une source de courant  alors il est logique 

que la sortie du convertisseur doive connecter à un filtre, constituant d'un condenseur pour 

imposer une source de tension. 

 

 



Chapitre I. Qualité d’énergie électrique et optimisation des systèmes triphasés généralisés. 

16 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.12. Configuration d’un redresseur MLI source de tension à deux niveaux. 

I.3.2.1 Description  et principe de fonctionnement 

Les tensions simples peuvent être représentées avec huit états de commutation et  leurs valeurs 

sont résumées dans le tableau I.3.  La figure I.13 présente les configurations de fonctionnement 

d’un redresseur MLI pour huit états de commutation différents. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.13. Illustration schématique des états de fonctionnement possibles d’un redresseur MLI. 
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Les tensions simples d’un réseau électrique triphasé et les courants de ligne fondamentaux 

sont décrits comme: 

{

𝑣𝑎(𝑡) = 𝑉𝑚sin(𝜔0𝑡)

𝑣𝑏(𝑡) = 𝑉𝑚𝑠𝑖𝑛(𝜔0𝑡 −
2𝜋

3⁄ )

𝑣𝑐(𝑡) = 𝑉𝑚𝑠𝑖𝑛(𝜔0𝑡 −
4𝜋

3⁄ )

                                                                                                                 (I. 9) 

{

𝑖𝑎(𝑡) = 𝐼𝑚sin(𝜔0𝑡 + 𝜑)

𝑖𝑏(𝑡) = 𝐼𝑚𝑠𝑖𝑛(𝜔0𝑡 −
2𝜋

3⁄ + 𝜑)

𝑖𝑐(𝑡) = 𝐼𝑚𝑠𝑖𝑛(𝜔0𝑡 −
4𝜋

3⁄ + 𝜑)

                                                                                                        (I. 10) 

𝑉𝑚, 𝐼𝑚, 𝜔0 et  𝜑 sont l'amplitude de la tension , l'amplitude du courant  ,la pulsation fondamentale 

et la phase entre courant et tension, respectivement. 

D’après la figure I.13, les tensions composées à l’entrée d’un redresseur MLI peuvent être 

décrites comme: 

{

𝑣𝑟(𝐴−𝐵) =(𝑠𝑎 − 𝑠𝑏) 𝑣𝑑𝑐
𝑣𝑟(𝐵−𝐶) =(𝑠𝑏 − 𝑠𝑐) 𝑣𝑑𝑐
𝑣𝑟(𝐶−𝐴) =(𝑠𝑐 − 𝑠𝑎) 𝑣𝑑𝑐

                                                                                                                        (I. 11) 

Donc, les tensions simples sont exprimées en fonction des signaux de commutation par la 

relation ci-dessous: 

{

𝑣𝑟𝑎 =𝑓𝑎 𝑣𝑑𝑐
𝑣𝑟𝑏 =𝑓𝑏 𝑣𝑑𝑐
𝑣𝑟𝑐 =𝑓𝑐 𝑣𝑑𝑐

                                                                                                                                             (I. 12) 

Où : 

{
 
 

 
 𝑓𝑎 =

2𝑠𝑎 − 𝑠𝑏 − 𝑠𝑐
3

𝑓𝑏 =  
2𝑠𝑏 − 𝑠𝑎 − 𝑠𝑐

3

𝑓𝑐 =  
2𝑠𝑐 − 𝑠𝑏 − 𝑠𝑎

3

                                                                                                                               (I. 13) 

Pour une description mathématique simplifiée, étant que le système est représenté dans le 

référentiel naturel par des grandeurs tensions, il est  possible  également  le remplace par des 

vecteurs d'espace comme suit. 

{
 
 

 
 𝑉 =

2

3
(𝑣𝑎 + 𝑎𝑣𝑏 + 𝑎

2𝑣𝑐)

𝑉𝑟 =
2

3
(𝑣𝑟𝑎 + 𝑎𝑣𝑟𝑏 + 𝑎

2𝑣𝑟𝑐)                                                                                                           (I. 14)

𝑉𝑐 =
2

3
(𝑣𝑐𝑎 + 𝑎𝑣𝑐𝑏 + 𝑎

2𝑣𝑐𝑐)
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Tableau I.3. Tensions simples  en fonction des différents signaux de contrôle. 

Nₒ 𝒔𝒂 𝒔𝒃 𝒔𝒄 𝒗𝒓𝒂 𝒗𝒓𝒃 𝒗𝒓𝒄 

0 0 0 0 0 0 0 

1 1 0 0 𝟐𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  −𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  −𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  

2 1 1 0 𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  −𝟐𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  

3 0 1 0 −𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  𝟐𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  −𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  

4 0 1 1 −𝟐𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  

5 0 0 1 −𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  −𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  𝟐𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  

6 1 0 1 𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  −𝟐𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  𝒗𝒅𝒄 𝟑⁄  

7 1 1 1 0 0 0 

 

Où :  

(1, 𝑎, 𝑎2) Représentent les vecteurs unitaires complexes. 

Avec : 

𝑎 = 𝑒𝑥𝑝(𝑗2𝜋 3⁄ ) 

𝑉, 𝑉𝑟  et 𝑉𝑐  représentent les vecteurs de tension de l’alimentation, la tension à l’entrée du 

redresseur MLI et la chute de tension aux bornes du filtre d’entrée respectivement. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.14. Schéma simplifié unifilaire d’un redresseur MLI. 

Selon le schéma simplifié introduisant par la figure I.14, on peut déduire l’expression du 

vecteur de courant en fonction des autres grandeurs électriques comme: 

𝑽 𝑽𝒓 

𝑽𝒄 

𝑰 
𝒓, 𝑳 



Chapitre I. Qualité d’énergie électrique et optimisation des systèmes triphasés généralisés. 

19 

 

𝐼 =
𝑉 − 𝑉𝑟
𝑟 + 𝑗. 𝐿. 𝜔

                                                                                                                                         (I. 15) 

En considérant que le système d’alimentation est sinusoïdal et équilibré, donc d’après 

l’équation (I.15), on peut constater que l’allure du courant absorbé dépend de la méthode de 

contrôle appliquée au  redresseur MLI (la forme d'onde synthétisée à l'entrée du redresseur MLI) 

et de l’adaptation du filtre d’entrée (𝑟, 𝐿). En d’autres termes, la variation  du courant prélevé 

définie par 𝑑𝑖/𝑑𝑡, en considérant la résistance série interne "𝑟" négligeable, est imposée  par la 

tension appliquée aux bornes des inductances, qui est la différence entre la tension du réseau et 

celle à  l’entrée du redresseur [15]. 

I.3.2.2 Modèles mathématiques dédiés aux redresseurs MLI  

✓ Présentation mathématique à base d’un modèle des variables d’états  

 Une représentation d'état permet de modéliser un système dynamique sous forme matricielle 

en utilisant des variables d'état. Cette représentation  peut être linéaire ou non, continue ou 

discrète. Généralement, un système dépend des variables d'état peut-être exprimé comme celui-ci 

𝑥̇ = 𝑓(𝑥, 𝑢, 𝑧)                                                                                                                                            (I. 16) 

Dans notre système étudié, les courants de source traversant les réactances d’entrée et la 

tension aux bornes du bus continu représentent le vecteur d’états 𝑥 . Les signaux de contrôle 

(𝑠𝑎, 𝑠𝑏 et 𝑠𝑐) constituent le vecteur de commande 𝑢 . Finalement, les tensions de source et le 

courant de charge représentent la perturbation 𝑧. Cette représentation nous donne une 

compréhension claire et simplifiée à la relation mathématique laquelle relie les variables d'état du 

système, le signal de contrôle et la perturbation dans le référentiel naturel. Les vecteurs triples du 

système  correspondent aux tensions de source, tensions d’entrée du redresseur MLI, courants de 

source et les signaux de contrôle respectivement, peuvent être exprimés comme suit : 

{
 
 

 
 𝑉(𝑡) = [𝑣𝑎(𝑡) 𝑣𝑏(𝑡) 𝑣𝑐(𝑡) ]

𝑇

𝑉𝑟(𝑡) = [𝑣𝑟𝑎(𝑡)𝑣𝑟𝑏(𝑡)𝑣𝑟𝑐(𝑡)]
𝑇                                                                                                           (I. 17)

𝐼(𝑡) = [𝑖𝑎(𝑡) 𝑖𝑏(𝑡) 𝑖𝑐(𝑡) ]
𝑇

𝑆 = [𝑠𝑎 𝑠𝑏 𝑠𝑐  ]
𝑇

      

Avec : 

𝑠𝑖=0 si l’interrupteur i est ouvert. 

𝑠𝑖=1 si l’interrupteur i est fermé    ; {𝑖 = 𝑎, 𝑏, 𝑐}. 

Comme on a déjà mentionné, le vecteur 𝑉𝑟(𝑡) est  décrit comme 

[

𝑣𝑟𝑎(𝑡)
𝑣𝑟𝑏(𝑡)
𝑣𝑟𝑐(𝑡)

]=
𝑣𝑑𝑐

3
 [
2 −1 −1
−1 2 −1
−1 −1 2

] [

𝑠𝑎
𝑠𝑏
𝑠𝑐
]                                                                                                  (I. 18) 

Ce dernier peut être simplifié comme suit :  

https://fr.wikipedia.org/wiki/Syst%C3%A8me_dynamique
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𝑉𝑟(𝑡)=𝜌. 𝑆. 𝑣𝑑𝑐                                                                                                                                           (I. 19) 

Avec : 𝜌 =
𝑣𝑑𝑐
3

 [
2 −1 −1
−1 2 −1
−1 −1 2

] 

Et l’expression de courant généré côté continu peut être exprimée 

𝐼𝑑𝑐(𝑡) = 𝑠𝑎𝑖𝑎(𝑡) + 𝑠𝑏𝑖𝑏(𝑡) + 𝑠𝑐𝑖𝑐(𝑡)                                                                                                  (I. 20) 

Donc, on peut le réécrire comme suit : 

𝐼𝑑𝑐(𝑡)= 𝑆 𝐼(𝑡)
𝑇                                                                                                                                          (I. 21) 

A l’aide de la loi de Kirchhoff, la formule généralisée vectorielle du redresseur MLI peut être 

déduite  comme : 

𝑉(𝑡) = 𝑉𝑟(𝑡) + 𝑟 𝐼(𝑡) + 𝐿
𝑑𝐼(𝑡)

𝑑𝑡
                                                                                                          (I. 22) 

D’après l’équation (I.22), la formule de la dérivée du courant est définie: 

𝑑𝐼(𝑡)

𝑑𝑡
=
1

𝐿
 (𝑉(𝑡) − 𝑉𝑟(𝑡) − 𝑟 𝐼(𝑡))                                                                                                      (I. 23) 

Outre, avec une autre manière, le courant 𝐼𝑑𝑐(𝑡) peut s’écrire avec les grandeurs électriques 

côté charge, comme la somme du courant absorbé par la charge résistive 𝑅  (𝐼𝑐ℎ) et du courant 

capacitif (𝐼𝑐) , donc  on peut obtenir la relation ci-dessous: 

𝐼𝑑𝑐(𝑡)=𝐼𝑐ℎ(𝑡) + 𝐼𝑐(𝑡)                                                                                                                               (I. 24) 

𝐼𝑑𝑐(𝑡) = 𝐶 
𝑑𝑣𝑑𝑐(𝑡)

𝑑𝑡
  +𝐼𝑐ℎ(𝑡)                                                                                                                   (I. 25) 

La substitution de l’équation (I.19) dans (I.23) et l’équation (I.21) dans (I.25) nous donne 

{

𝑑𝐼(𝑡)

𝑑𝑡
=
1

𝐿
 (𝑉(𝑡) − 𝜌. 𝑆. 𝑣𝑑𝑐 − 𝑟 𝐼(𝑡))

𝑑𝑣𝑑𝑐(𝑡)

𝑑𝑡
=
1

𝐶
 (𝑠 𝐼(𝑡)𝑇 − 𝐼𝑐ℎ(𝑡))

                                                                                             (I. 26) 

Les expressions développées démontrent l'existence d'un couplage entre les deux variables 

commandées 𝐼(𝑡) et 𝑣𝑑𝑐. Pendant que ces deux variables sont régulées avec la même grandeur de 

contrôle, donc, la représentation dynamique d'état du système peut être écrite selon le modèle 

suivant : 

𝑥̇ = 𝐴𝑥 + 𝐵𝑢 + 𝜇𝑧                                                                                                                                   (I. 27) 

Où : 
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𝑥̇ = [

𝑑𝐼(𝑡)

𝑑𝑡
𝑑𝑣𝑑𝑐(𝑡)

𝑑𝑡

], 𝐴 = [
−𝑟

𝐿
0

0 0
], 𝑥 = [

𝐼(𝑡)

𝑉𝑐(𝑡)
], 𝐵 = [

−𝜌

𝐿
𝑣𝑑𝑐

1

𝐶
. 𝐼(𝑡)

], 𝑢 = 𝑆, 𝜇 = [

1

𝐿
0

0 −
1

𝐶

], 𝑧 = [
𝑉(𝑡)

𝐼𝑐ℎ(𝑡)
]. 

La dépendance de la matrice 𝐵 aux variables d’états du vecteur 𝑥 conduit à conclure que le 

modèle mathématique du redresseur MLI  n'est pas linéaire. 

✓ Présentation mathématique dans le référentiel synchrone (𝒅𝒒) 

Pour un système électrique quelconque, la simplicité de la modélisation est fortement requise 

pour faciliter la mise en œuvre du circuit de contrôle. Par exemple, pour des systèmes électriques 

triphasés, ils sont couramment transformés vers des systèmes biphasés équivalents. La 

transformation des grandeurs  électriques dans le référentiel (𝑎, 𝑏, 𝑐) vers un système biphasé 

rotationnel (𝑑𝑞) est réalisée par deux matrices de transition  nommés Clark et Park. 

𝑦𝑑𝑞 = 𝐾. 𝑃. 𝑦𝑎𝑏𝑐                                                                                                                                        (I. 28) 

Où : 𝑦𝑑𝑞 = [
𝑦𝑑
𝑦𝑞
], 𝑦𝑎𝑏𝑐 = [

𝑦𝑎
𝑦𝑏
𝑦𝑐
] 

𝐾 = 2 3⁄ [
1 −1

2⁄
−1

2⁄

0 √3
2
⁄ −√3 2

⁄
], 𝑃 = [

sin𝜔0𝑡 cos𝜔0𝑡
− sin𝜔0𝑡 cos𝜔0𝑡

] 

Ainsi  la transition inverse des coordonnées (𝑑, 𝑞) aux coordonnées (𝑎, 𝑏, 𝑐)  s’effectue par la 

relation suivante : 

𝑦𝑎𝑏𝑐 = 𝐾
𝑻 𝑃𝑻 𝑦𝑑𝑞                                                                                                                                   (I. 29)    

En supposant que la pulsation du repère rotationnel (𝑑, 𝑞)est le même que du système (𝜔0 =

2. 𝜋. 𝑓), donc, on peut le nommer comme un  repère synchrone. À partir des expressions obtenues 

d’abord dans la section précédente, on peut déduire le modèle mathématique équivalent du 

redresseur MLI dans le repère synchrone (𝑑𝑞) comme ci-dessous  [17]: 

{
 
 

 
 
𝑑𝑖𝑑
𝑑𝑡
− 𝜔0𝑖𝑞(𝑡) =

1

𝐿
 (𝑣𝑑(𝑡) − 𝑣𝑟𝑑(𝑡) − 𝑟 𝑖𝑑(𝑡))

𝑑𝑖𝑞
𝑑𝑡
+ 𝜔0𝑖𝑑(𝑡) =

1

𝐿
 (𝑣𝑞(𝑡) − 𝑣𝑟𝑞(𝑡) − 𝑟 𝑖𝑞(𝑡))

𝑑𝑣𝑑𝑐
𝑑𝑡

=
1

𝐶
 (𝑠𝑑𝑖𝑑(𝑡) + 𝑠𝑞𝑖𝑞(𝑡) − 𝐼𝑐ℎ(𝑡))

                                                                            (I. 30) 

Avec  

[
𝑣𝑟𝑑(𝑡)
𝑣𝑟𝑞(𝑡)

]= 𝐾. 𝑃. 𝜌. 𝑆. 𝑣𝑑𝑐= 𝑣𝑑𝑐 [
𝑠𝑑
𝑠𝑞
]                                                                                                      (I. 31)   

Où : [
𝑠𝑑
𝑠𝑞
] = 𝜌𝐾. 𝑃. 𝑆 
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La substitution de  l’équation (I.31) dans l’équation (I.30) conduit à : 

{
 
 

 
 
𝑑𝑖𝑑
𝑑𝑡
− 𝜔0𝑖𝑞(𝑡) =

1

𝐿
 (𝑣𝑑(𝑡) − 𝑠𝑑𝑣𝑑𝑐 − 𝑟 𝑖𝑑(𝑡))

𝑑𝑖𝑞
𝑑𝑡
+ 𝜔0𝑖𝑑(𝑡) =

1

𝐿
 (𝑣𝑞(𝑡) − 𝑠𝑞𝑣𝑑𝑐 − 𝑟 𝑖𝑞(𝑡))

𝑑𝑣𝑑𝑐
𝑑𝑡

=
1

𝐶
 (𝑠𝑑𝑖𝑑(𝑡) + 𝑠𝑞(𝑡)𝑖𝑞 − 𝐼𝑐ℎ(𝑡))

                                                                              (I. 32) 

Donc le modèle du redresseur MLI dans   le référentiel synchrone (𝑑𝑞) s’écrit alors  sous 

forme matricielle  comme suit [15]: 

[
 
 
 
 
 
𝑑𝑖𝑑
𝑑𝑡
𝑑𝑖𝑞

𝑑𝑡
𝑑𝑣𝑑𝑐
𝑑𝑡 ]

 
 
 
 
 

=

[
 
 
 
 
−𝑟

𝐿⁄ 𝜔0
−𝑠𝑑

𝐿⁄

−𝜔0
−𝑟

𝐿⁄
−𝑠𝑞

𝐿⁄

𝑠𝑑
𝐶⁄

𝑠𝑞
𝐶⁄ 0 ]

 
 
 
 

[
𝑖𝑑(𝑡)
 𝑖𝑞(𝑡)
𝑣𝑑𝑐

] +

[
 
 
 
1
𝐿⁄ 0 0

0 1
𝐿⁄ 0

0 0 −1
𝐶⁄ ]
 
 
 

[

𝑣𝑑(𝑡)
𝑣𝑞(𝑡)

𝐼𝑐ℎ(𝑡)
]                              (I. 34) 

I.3.2.3 Expression   de la variation instantanée de puissance pour un redresseur MLI [18] 

Etant donné que  l'alimentation comme une source de tension idéale, et  d’après  la figure I.14, 

la relation vectorielle entre la tension et le courant de ligne peut être exprimée dans le référentiel 

stationnaire (𝛼𝛽) comme: 

𝑉𝛼𝛽 = 𝑉𝑟𝛼𝛽 + 𝑟 𝐼𝛼𝛽 + 𝐿 
𝑑𝐼𝛼𝛽

𝑑𝑡
                                                                                                                (I. 35)  

Où : 𝑉𝛼𝛽 et 𝑉𝑟𝛼𝛽 sont les vecteurs de tension du réseau et redresseur, respectivement. 

Pour un système triphasé, les puissances active et réactive instantanées peuvent être exprimées 

dans le référentiel stationnaire (𝛼𝛽 )comme : 

𝑃𝑠 + 𝑗𝑄𝑠 = 𝑉𝛼𝛽 × 𝐼𝛼𝛽
∗                                                                                                                            (I. 36) 

Où : 

𝑃𝑠 =
3

2
(𝑣𝛼 𝑖α + 𝑣𝛽 𝑖β)                                                                                                                             (I. 37) 

𝑄𝑠 =
3

2
(𝑣𝛽 𝑖α − 𝑣𝛼 𝑖β)                                                                                                                            (I. 38) 

La dérivation temporelle d’équations (I.37) et (I.38) entraîne des variations instantanées des 

puissances actives et réactive comme suit : 

{
 
 

 
 
𝑑𝑃𝑠
𝑑𝑡

=
3

2
(𝑣𝛼 

𝑑𝑖α
𝑑𝑡
+ 𝑖α

𝑑𝑣𝛼 
𝑑𝑡

+𝑣𝛽 
𝑑𝑖𝛽

𝑑𝑡
+ 𝑖𝛽

𝑑𝑣𝛽 

𝑑𝑡
)

𝑑𝑄𝑠
𝑑𝑡

=
3

2
(𝑣𝛽 

𝑑𝑖α
𝑑𝑡
+ 𝑖α

𝑑𝑣𝛽 

𝑑𝑡
− 𝑣𝛼 

𝑑𝑖𝛽

𝑑𝑡
− 𝑖𝛽

𝑑𝑣𝛼 
𝑑𝑡
)

                                                                         (I. 39) 

 Les composantes du vecteur de tension du réseau dans le référentiel fixe peuvent être 

introduites comme suit: 
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{
𝑣𝛼 = V𝑚 𝑠𝑖𝑛(𝜔0𝑡)

𝑣𝛽 = V𝑚 𝑐𝑜𝑠(𝜔0𝑡)
                                                                                                                                 (I. 40) 

V𝑚 et 𝜔0 sont l'amplitude du vecteur de tension  et la fréquence du réseau électrique 

respectivement. 

En dérivant l’équation (I.40), on obtient : 

{

𝑑𝑣𝛼
𝑑𝑡

= −𝜔0𝑣𝛽

𝑑𝑣𝛽

𝑑𝑡
= 𝜔0𝑣𝛼

                                                                                                                                         (I. 41) 

Les expressions des dérivées temporelles  des courants de ligne dans le référentiel fixe 

peuvent être acquises par l’équation (I.35) comme: 

{

𝑑𝑖α
𝑑𝑡

=
1

𝐿
(𝑣𝛼 − 𝑟𝑖α − 𝑣𝑟𝛼)

𝑑𝑖𝛽

𝑑𝑡
=
1

𝐿
(𝑣𝛽 − 𝑟𝑖𝛽 − 𝑣𝑟𝛽)

                                                                                                                  (I. 42) 

La substitution d’équations (I.41) et (I.42) dans l’équation (I.39) conduit à [19] 

{
 
 

 
 
𝑑𝑃𝑠
𝑑𝑡

=
3

2𝐿 
[(𝑣𝛼

2 + 𝑣𝛽
2) − (𝑣𝛼𝑣𝑟𝛼 + 𝑣𝛽𝑣𝑟𝛽)]

−
𝑟

𝐿
𝑃𝑠−𝜔0𝑄𝑠

𝑑𝑄𝑠
𝑑𝑡

= −
3

2𝐿
[(𝑣𝛽𝑣𝑟𝛼 − 𝑣𝛼𝑣𝑟𝛽)] −

𝑟

𝐿
𝑄𝑠+𝜔0𝑃𝑠           

                                                                  (I. 43) 

 

I.3.2.4 Relation  entre la variation de la puissance instantanée et les vecteurs de contrôle 

appliqués au  redresseur MLI [18] 

Pour un redresseur MLI à deux niveaux triphasé, les  tensions  simples possibles à leur entrée 

peuvent être représentées par huit combinaisons des vecteurs, c'est-à-dire six vecteurs actifs et 

deux vecteurs nuls. La figure. I.15 montre les huit vecteurs de tension notés de 𝑉0 à 𝑉7, où l'indice 

de 𝑉 représente la combinaison binaire de la commutation respective. Les composantes 

correspondantes  de l'axe α et  β de chaque vecteur de tension sont introduites dans le tableau I.4, 

où 𝑣𝑑𝑐est la tension du bus continu.  
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Figure I.15.  Huit vecteurs de tension et 12 secteurs dans le référentiel fixe( 𝛼𝛽). 

Typiquement, le plan de 360
ₒ
 est divisé en 6 ou 12 secteurs en fonction de la position du 

vecteur de tension  𝑉αβ, la figure I.15, montre le cas de 12 secteurs. Pour chaque secteur,  l'impact 

de chaque vecteur de contrôle au changement instantané des puissances active et réactive peut 

être décrit par l’équation (I.43). 

Tableau I.4. Tension à l’entrée du redresseur pour chaque vecteur de contrôle dans le référentiel fixe( 𝛼𝛽). 

 

 

 

 

 

 

La variation partielle des puissances active et réactive résultant par  l'application, d'un vecteur 

de contrôle, au redresseur peut être définie comme suit: 

𝜎𝑝𝑖 =
𝑑𝑃𝑠
𝑑𝑡
|  𝑉𝑟=𝑉𝑖                                                                                                                                       (I. 44) 

𝜎𝑞𝑖 =
𝑑𝑄𝑠
𝑑𝑡
|  𝑉𝑟=𝑉𝑖                                                                                                                                       (I. 45) 
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(𝐕𝐈𝐈𝐈) 

(𝐈𝐗) (𝐗) 

(𝐗𝐈) 

(𝐗𝐈𝐈) 

𝑽𝟒 

𝜷 
𝑽𝟑 

𝑽𝟏 

𝑽𝟐 
(𝟏𝟏𝟎) 

(𝟏𝟎𝟎) 

(𝟎𝟏𝟎) 

(𝟎𝟏𝟏) 𝜶 

𝑽𝟓 𝑽𝟔 

(𝟎𝟏𝟏) 

(𝐈) 

(𝟏𝟎𝟏) 

𝑉𝑖 𝑣𝑟𝛼 𝑣𝑟𝛽  

𝑉0, 𝑉7 0 0 

𝑉1 2𝑉𝑑𝑐 3⁄  0 

𝑉2 𝑉𝑑𝑐 3⁄  √3𝑉𝑑𝑐 3⁄  

𝑉3 −𝑉𝑑𝑐 3⁄  √3𝑉𝑑𝑐 3⁄  

𝑉4 −2𝑉𝑑𝑐 3⁄  0 

𝑉5 −𝑉𝑑𝑐 3⁄  −√3𝑉𝑑𝑐 3⁄  

𝑉6 𝑉𝑑𝑐 3⁄  −√3𝑉𝑑𝑐 3⁄  
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Où 𝑖 désigne l'indice du vecteur de tension du redresseur  appliqué, donné par le tableau I.4. 

L'application du vecteur de tension du redresseur V𝑖 de durée T𝑖 , engendre des trajectoires 

linéaires des puissances active et réactive, lesquelles peuvent exprimer comme: 

{
𝑃𝑠𝑖 = 𝑃𝑠(𝑖−1) + 𝜎𝑝𝑖T𝑖
𝑄𝑠𝑖 = 𝑄𝑠(𝑖−1) + 𝜎𝑞𝑖T𝑖

                                                                                                                            (I. 46) 

Où 𝑃𝑠(𝑖−1) et 𝑄𝑠(𝑖−1) sont les valeurs initiales des puissances active et réactive au début de 

l'application du vecteur 𝑉𝑖 à l’instant (𝑖 − 1). 𝑃𝑠𝑖 et 𝑄𝑠𝑖 sont les valeurs instantanées des 

puissances  active et réactive respectivement  à la fin de la durée d'application du vecteur 𝑉𝑖. 

Pour des illustrations claires, avec les paramètres du redresseur donnés dans l’annexe A 

(tableau A.1) et fonctionnement avec un facteur de puissance unitaire, les figures I.16 (a) et (b) 

représentent les taux de variation des puissances active et réactive instantanées utilisant toutes les  

combinaisons possibles des vecteurs de contrôles dans les 12 secteurs.   

À titre d'exemple, les taux de variation de puissance dans les secteurs (I) (0 ≤ 𝜃 <π/6) et (II) 

(π/6 ≤ 𝜃 < π/3) dans la  figure I.16 (a) et (b) sont donnés, respectivement, dans le tableau I.5 (a) et 

(b). Comme on peut le voir sur la figure I.16, le taux 
𝑑𝑃𝑠

𝑑𝑡
 reste positif avec le vecteur de tension 𝑉1 

appliqué dans tout le secteur (I) ou avec 𝑉2  appliqué dans la dernière partie du secteur (I) et 

devient négatif lorsque l’un des  vecteurs 𝑉4, 𝑉5, 𝑉3, 𝑉0  et 𝑉6 est utilisé dans tout le secteur (I). 

De même, les vecteurs𝑉6,𝑉5 ,𝑉1 et 𝑉0 maintiennent 
𝑑𝑄𝑠

𝑑𝑡
 au-dessus de zéro, tandis que les vecteurs 

𝑉3 et 𝑉2 totalement et 𝑉4 partiellement maintiendront 
𝑑𝑄𝑠

𝑑𝑡
 au-dessous de zéro dans le secteur (I). 

Tableau I.5.  Exemples de classement des taux de variation des puissances active et réactive. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Par conséquent, dans   une période de commande et quand le vecteur de tension  est situé entre 

0 et π/6, les vecteurs V4, V5, V3, V0, V6 et V3, V2, V4 diminueront les valeurs des puissances active 

et réactive, respectivement, alors que les vecteurs V1, V2  et V6, V5, V1, V0  sont sur le point 

(a) Pour le secteur (I)  

(b) Pour le secteur (II)  

𝑑𝑃𝑠
𝑑𝑡

 
𝑑𝑄𝑠
𝑑𝑡

 

> 0 < 0 > 0 < 0 

V1, V2 V4, V5,V3, V0,V6 V6, V5,V1, V0 V3, V2,V4 

𝜎𝑝2 > 0 initialement  mais, 𝜎𝑝2 < 0 plus tard 𝜎𝑞4 > 0 initialement  mais, 𝜎𝑞4 < 0 plus tard 

 

𝑑𝑃𝑠
𝑑𝑡

 
𝑑𝑄𝑠
𝑑𝑡

 

> 0 < 0 > 0 < 0 

V2, V1 V6, V0,V5, V4,V3 V6, V1,V5, V0 V3, V4,V2 

    

𝜎𝑝1 > 0 initialement mais, 𝜎𝑝2 < 0 plus tard 𝜎𝑞2 < 0 initialement  mais, 𝜎𝑞2 > 0 plus tard 
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d'augmenter respectivement les puissances active et réactive. V2  et V4 sont mis en évidence en 

raison de leurs cas particuliers, comme indique le tableau I.5 (a).  

De la même manière que dans le tableau I.5, l'effet de chaque vecteur de contrôle sur le 

changement des puissances active et réactive dans les autres secteurs peuvent également être 

résumés simplement selon la figure I.16. 

Généralement, on voit que l'effet du vecteur V2 à la  variation instantanée partielle du 

puissance active 𝜎𝑝2 pendant le secteur (I) est identique aux effets des vecteurs  V3, V4, V5, V6 et 

V1, sur les secteurs impairs (III),(V),(VI),(VIII) et (XI) respectivement. D’un autre côté, pour les 

variations instantanées 𝜎𝑝1, 𝜎𝑝2, 𝜎𝑝3, 𝜎𝑝4, 𝜎𝑝5 et 𝜎𝑝6  pendant les secteurs pairs (II), (IV),  (VI), 

(VII),  (X),  et (XII),  respectivement, tous restent au-dessus de zéro dans  la plupart des parties 

initiales des secteurs correspondants, mais deviennent négatives à la fin de chaque secteur. En ce 

qui concerne la variation partielle de la puissance réactive 𝜎𝑞𝑖, les effets des vecteurs de contrôle 

aux 𝜎𝑞5, 𝜎𝑞6,𝜎𝑞1, 𝜎𝑞2 et 𝜎𝑞3, pendant  les secteurs impairs (III),(V),(VI),(VIII) et (XI) 

respectivement gardent la même direction de changement que celle de 𝜎𝑞4 dans le secteur (I) 

décrit précédemment dans le tableau I.5. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.16. Variations instantanées des puissances active et réactive. 
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Dans cette partie, nous avons abordé la relation entre l’application du vecteur de contrôle 

 V𝑖
𝑖=0…7 et la direction de variation des dérivés 

𝑑𝑃𝑠

𝑑𝑡
  et  

𝑑𝑄𝑠

𝑑𝑡
 . Cette analyse représente la base de la  

majorité des techniques de contrôle direct de puissance (DPC) dédiées au redresseur MLI que 

nous allons les présenter en détail dans le chapitre II. 

I.3.3 Etat de l’Art de la commande directe de puissance (DPC) [20]  

Les redresseurs triphasés connectés au réseau, sont caractérisés par un flux de puissance 

bidirectionnel, un courant d'entrée quasi sinusoïdal, un facteur de puissance contrôlable, et une 

tension de bus continu stable et à haute qualité, pour cela  il a représenté une proportion de plus 

en plus importante dans les systèmes d'énergie renouvelable [13]. 

Parmi les différentes stratégies de commande qui servent à contrôler la puissance circulée par 

un convertisseur MLI, la commande  vectorielle (VOC) [21,22] et la commande directe de  

puissance (DPC) sont les deux stratégies de contrôle les plus connues durant ces dernières années. 

Le premier régule indirectement les puissances active et réactive par des boucles de régulation 

des courants, tandis que le deuxième élimine ces boucles internes, par conséquent elle assure 

simultanément la simplicité et l’efficacité de contrôle. La commande DPC est apparue 

initialement dans la littérature [23] en 1998.  Le schéma présenté par la figure I.17 illustre les 

stratégies existantes du contrôle direct de puissance lesquels sont classées en deux grandes 

catégories: DPC basé sur la tension du réseau et DPC basé sur le flux virtuel.  La première  

version de la commande directe de puissance utilise  une table de commutation  prédéfinie où les 

états de commutation du convertisseur optimaux sont sélectionnés en fonction des signaux de 

sortie des contrôleurs d'hystérésis respectifs ,dédiés aux erreurs  instantanées des puissances 

active et réactive, et la position angulaire de la tension du réseau [24, 25] ou du flux virtuel [26, 

27]. Cependant, la DPC classique basée sur une table de commutation prédéfinie a deux 

inconvénients principaux. Elle demande une fréquence d'échantillonnage élevée pour atteindre 

une performance satisfaisante. En outre, elle  impose également une  fréquence de commutation 

variable et cela peut conduire à compliquer la conception des filtres d'entrée.  

Le contrôle à base d’un modèle prédictif est un autre sous-groupe de DPC. Il a connu une  

popularité significative par rapport à la DPC classique durant la dernière décennie grâce à sa 

haute précision durant la procédure de la sélection des vecteurs de contrôle optimaux à chaque 

période d’échantillonnage [28, 29]. En utilisant les états de commutation possibles d'un 

convertisseur MLI, le modèle prédictif évalue tous les effets des vecteurs de contrôle aux 

puissances actives et réactive en ligne, puis sélectionne  le  vecteur optimal qui correspond à la 

valeur  minimale de  la fonction de coût. Néanmoins, la fréquence de commutation variable reste 

un problème à considérer.  

Des recherches existantes dans la littérature montrent qu’une fréquence de commutation 

constante est toujours une préoccupation majeure pour le contrôle DPC prédictif par rapport à la  

DPC classique. Afin de pallier ce problème, de nombreuses recherches ont trouvé le moyen 

d'incorporer un bloc de modulation dans leur conception de contrôleur afin d’obtenir une 

fréquence de commutation constante, ou par l’introduction d’une séquence des vecteurs de 

contrôle dans chacune période de commutation. Ces solutions offrent de meilleures performances 

en termes de la forme d'onde du courant, les pertes de commutation et les harmoniques de 
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courant. Les recherches menées à l’étude de la fréquence de commutation constante pour la DPC 

prédictive peuvent être classées en deux groupes principaux,  avec modulation vectorielle (SVM) 

[30] et prédictive séquentielle [18] employant des moyens distincts pour identifier la durée et la 

séquence appropriée pour chaque vecteur. Étant une approche moins préférée, la SVM nécessite 

une transformation de coordonnées dans le référentiel synchrone, et aussi  l’information sur la 

position angulaire de la tension du réseau ou de flux virtuel est indispensable [30, 31]. D’autre 

part, le contrôle prédictif séquentiel offre un moyen d'optimisation plus direct basé sur la 

minimisation de la fonction de coût pour déterminer la durée et la séquence du vecteur. Malgré sa 

popularité, elle  implique un fardeau de calcul en ligne important et cela impose  l’utilisation des 

ressources logicielles importantes. Ainsi, une manipulation supplémentaire est également 

nécessaire pour se débarrasser  la durée de temps négative invoquée et de la temporisation afin 

d’empêcher l'aggravation des performances du contrôle [18]. Outre,  en plus des concepts DPC 

mentionnées ci-dessus, il y a d'autres approches DPC proposées dans la littérature telle que la 

logique floue [32], mode glissant [33], et  commande adaptative  [34] qui ont également exigé 

une puissance de calcul élevé durant leur mise en œuvre. La commande DPC avec régulateur 

proportionnel  intégral (PI)  proposé dans [35] est un simple contrôle basé sur une modulation  

SVM qui ne nécessite pas un microprocesseur rapide pour la mise en œuvre en temps réel, mais il 

nécessite la détermination précise des paramètres des contrôleurs PI supplémentaires.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.17. Classification des stratégies de contrôle direct de puissance (DPC)[20]. 

D'autres études à la commande DPC ont été réalisées sous des conditions déséquilibrées du 

réseau électrique. Les auteurs dans [38,39] ont obtenu les termes de compensation de la puissance 

en décomposant les séquences positives et négatives de la tension et courant. Cependant, ceci ne 

peut atteindre qu’un seul objectif de contrôle qui élimine le courant de la séquence négative. Le 

bloc de compensation de puissance a été simplifié dans [40], en éliminant l'extraction du courant 
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inverse. Malheureusement, il est toujours nécessaire d'extraire la séquence négative de la tension 

et la séquence positive des courants pour obtenir une compensation de puissance appropriée. 

Outre, une nouvelle définition de la puissance réactive est proposée qui est plus appropriée que la 

définition traditionnelle pour un système déséquilibré [42]. Les auteurs dans [43] utilisent cette 

nouvelle définition de la puissance réactive et obtiennent de bonnes performances. 

I.4 Ecoulement de puissance dans un réseau électrique généralisé 

La fiabilité de fonctionnement d'un système électrique nous oblige à considérer les différentes 

perturbations et les phénomènes nocifs qui peuvent apparaître soudainement. L'atténuation des 

effets de ces perturbations est généralement possible dans le cas où le processus de contrôle 

appliqué à ce système peut être efficacement modifié. Dans cette thèse-là,  on a considéré la 

perturbation au niveau du réseau électrique (déséquilibre et/ou harmoniques). L’analyse 

généralisée d’écoulement de puissance en fonction des grandeurs de courant et tension côté 

réseau électrique dans le référentiel stationnaire (𝛼𝛽) et le référentiel rotationnel (𝑑𝑞) est 

introduite comme suit. 

I.4.1 Expression des puissances active et réactive  dans le référentiel stationnaire 

(𝜶𝜷) [44] 

On peut exprimer le vecteur du courant et tension dans le référentiel stationnaire à la forme 

généralisée en cas de présence de la séquence négative fondamentale, la séquence négative de 

l’harmonique d’ordre 5 et la séquence positive de l’harmonique d’ordre 7 comme suit: 

{
𝑉𝛼𝛽
 = 𝑉𝛼𝛽+

 + 𝑉𝛼𝛽−
 + 𝑉𝛼𝛽−5

 +𝑉𝛼𝛽+7
 

𝐼𝛼𝛽
 = 𝐼𝛼𝛽+

 + 𝐼𝛼𝛽−
 + 𝐼𝛼𝛽−5

 +𝐼𝛼𝛽+7
                                                                                                 (I. 44) 

Où :  𝑉𝛼𝛽+
 , 𝑉𝛼𝛽−

 , 𝑉𝛼𝛽−5
 , 𝑉𝛼𝛽+7

  sont les vecteurs de tension, de la séquence  positive 

fondamentale, séquence négative fondamentale, la séquence négative de l’harmonique d’ordre 5 

et la séquence positive de l’harmonique d’ordre 7 respectivement. 

𝐼𝛼𝛽+
 , 𝐼𝛼𝛽−

 , 𝐼𝛼𝛽−5
 , 𝐼𝛼𝛽+7

  sont les vecteurs de courant, de la séquence  positive fondamentale, 

séquence négative fondamentale, la séquence négative de l’harmonique d’ordre 5 et la séquence 

positive de l’harmonique d’ordre 7 respectivement. 

L’expression de la puissance apparente  est déduite comme suit: 

𝑆𝑠 =
3

2
𝑉𝛼𝛽
 × 𝐼𝛼𝛽

 ∗                                                                                                                                     (I. 45) 

Alors que les puissances active et réactive représentent la partie réelle et imaginaire du produit 

vectoriel exprimé par l’équation (I.45) respectivement. 

{
𝑃𝑠 =

3

2
 𝑅𝑒[𝑉𝛼𝛽

 × 𝐼𝛼𝛽
 ∗]                                                    

𝑄𝑠 =
3

2
 𝐼𝑚[𝑉𝛼𝛽

 × 𝐼𝛼𝛽
 ∗]

                                                                     (I. 46) 

L’expression analytique des puissances active et réactive dans le repère (αβ) peut exprimer 

comme suit: 
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{
𝑃𝑠 = 𝑃𝑠1 + 𝑃𝑠2 + 𝑃𝑠3 + 𝑃𝑠4 + 𝑃𝑠5 + 𝑃𝑠6 + 𝑃𝑠7                                        
𝑄𝑠 = 𝑄𝑠1 +𝑄𝑠2 + 𝑄𝑠3 + 𝑄𝑠4 + 𝑄𝑠5 + 𝑄𝑠6 + 𝑄𝑠7 

                                    (I. 47) 

Où : 

{
 
 
 

 
 
 
𝑃𝑠1 = 𝑉𝛼𝛽+

 ∙  𝐼𝛼𝛽+
 + 𝑉𝛼𝛽−

 ∙  𝐼𝛼𝛽−
 + 𝑉𝛼𝛽−5

 ∙  𝐼𝛼𝛽−5
 + 𝑉𝛼𝛽+7

 ∙  𝐼𝛼𝛽+7
 

𝑃𝑠2 = 𝑉𝛼𝛽+
 ∙ 𝐼𝛼𝛽−

 + 𝑉𝛼𝛽−
 ∙ 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑃𝑠3 = 𝑉𝛼𝛽+
 . 𝐼𝛼𝛽−5

 + 𝑉𝛼𝛽−5
 . 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑃𝑠4 = 𝑉𝛼𝛽+
 . 𝐼𝛼𝛽+7

 + 𝑉𝛼𝛽+7
 ∙  𝐼𝛼𝛽+

 

𝑃𝑠5 = 𝑉𝛼𝛽−5
 . 𝐼𝛼𝛽−

 + 𝑉𝛼𝛽−
 . 𝐼𝛼𝛽−5

 

𝑃𝑠6 = 𝑉𝛼𝛽+7
 . 𝐼𝛼𝛽−

 + 𝑉𝛼𝛽−
 ∙  𝐼𝛼𝛽+7

 

𝑃7 = 𝑉𝛼𝛽−5
 . 𝐼𝛼𝛽+7

 + 𝑉𝛼𝛽+7
 . 𝐼𝛼𝛽−5

 

 

{
 
 
 
 

 
 
 
 
𝑄𝑠1 = 𝑉𝛼𝛽+

 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+
 + 𝑉𝛼𝛽−

 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−
 + 𝑉𝛼𝛽−5

 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−5
 + 𝑉𝛼𝛽+7

 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+7
 

𝑄𝑠2 = 𝑉𝛼𝛽+
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−

 + 𝑉𝛼𝛽−
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑄𝑠3 = 𝑉𝛼𝛽+
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−5

 + 𝑉𝛼𝛽−5
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑄𝑠4 = 𝑉𝛼𝛽+
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+7

 + 𝑉𝛼𝛽+7
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑄𝑠5 = 𝑉𝛼𝛽−5
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−

 + 𝑉𝛼𝛽−
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−5

 

𝑄𝑠6 = 𝑉𝛼𝛽+7
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−

 + 𝑉𝛼𝛽−
  ⊗ 𝐼𝛼𝛽+7

 

𝑄𝑠7 = 𝑉𝛼𝛽−5
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+7

 + 𝑉𝛼𝛽+7
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽−5

 

 

( ∙ ) Et ( ⊗ ) indiquent si un produit scalaire ou vectoriel respectivement. 

I.4.2 Expression des puissances active et réactive  dans le référentiel rotationnel (𝒅𝒒) [45, 

46] 

À partir de l’équation (I.44), on peut déduire l’expression des vecteurs de tension et courant 

dans le référentiel synchrone relié à la séquence positive fondamentale comme suit : 

𝑉𝛼𝛽
 + = 𝑉𝛼𝛽+

 + + 𝑉𝛼𝛽−
 + + 𝑉𝛼𝛽−5

 + + 𝑉𝛼𝛽+7
 +                                                                                  (I. 48) 

En plus, on peut déduire les expressions des vecteurs dans leurs référentiels rotationnels 

respectifs comme ci-dessous: 

{
 
 

 
 
𝑉𝛼𝛽+
 + = 𝑉𝛼𝛽+𝑒

−𝑗(𝜔0𝑡)

𝑉𝛼𝛽−
 − = 𝑉𝛼𝛽−𝑒

𝑗(𝜔0𝑡)

𝑉𝛼𝛽−5
 −5 = 𝑉𝛼𝛽−5𝑒

𝑗5(𝜔0𝑡)

𝑉𝛼𝛽+7
 +7 = 𝑉𝛼𝛽+7𝑒

𝑗−7(𝜔0𝑡)

                                                                                                               (I. 49) 

Ainsi, l’équation (I.48) peut le réécrire comme:  

𝑉𝛼𝛽
 + = 𝑉𝛼𝛽+

 + + 𝑉𝛼𝛽−
 −𝑒𝑗−2(𝜔0𝑡) + 𝑉𝛼𝛽−5

 −5𝑒𝑗−6(𝜔0𝑡) + 𝑉𝛼𝛽+7
 +7𝑒𝑗6(𝜔0𝑡)                             (I. 50) 

De manière analogue, l’expression du vecteur courant dans le référentiel rotationnel relié à la 

séquence positive fondamentale est: 

𝐼𝛼𝛽
 + = 𝐼𝛼𝛽+

 + + 𝐼𝛼𝛽−
 −𝑒𝑗−2(𝜔0𝑡) + 𝐼𝛼𝛽−5

 −5𝑒𝑗−6(𝜔0𝑡) + 𝐼𝛼𝛽+7
 +7𝑒𝑗6(𝜔0𝑡)                                 (I. 51) 
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Donc les expressions analytiques  des puissances active et réactive après la simplification 

mathématique peut organiser comme:    

{
 
 

 
 𝑃𝑠(𝑡) = 𝑃𝑠−𝐷𝐶 + ∑ 𝑃𝑠−cos 𝑗

𝑗=2,4,6,8,12

cos(𝑗𝜔0𝑡) +  ∑ 𝑃𝑠−sin𝑗
𝑗=2,4,6,8,12

sin(𝑗𝜔0𝑡)        

𝑄𝑠(𝑡) = 𝑄𝑠−𝐷𝐶 + ∑ 𝑄𝑠−cos 𝑗
𝑗=2,4,6,8,12

cos(𝑗𝜔0𝑡) +  ∑ 𝑄𝑠−sin𝑗
𝑗=2,4,6,8,12

sin(𝑗𝜔0𝑡)    
          (I. 52) 

Où: 

{
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
𝑃𝑠−𝐷𝐶 = 𝑉𝑑𝑞+

+ ∙  𝐼𝑑𝑞+
+ + 𝑉𝑑𝑞−

− ∙  𝐼𝑑𝑞−
− + 𝑉𝑑𝑞−5

−5 ∙ 𝐼𝑑𝑞−5
−5 + 𝑉𝑑𝑞+7

+7 ∙ 𝐼𝑑𝑞+7
+7

𝑃𝑠−cos2 = 𝑉𝑑𝑞+
+ ∙ 𝐼𝑑𝑞−

− + 𝑉𝑑𝑞−
− ∙ 𝐼𝑑𝑞+

+

𝑃𝑠−sin2 = 𝑉𝑑𝑞−
− ⊗ 𝐼𝑑𝑞+

+ − 𝑉𝑑𝑞+
+ ⊗ 𝐼𝑑𝑞−

−

𝑃𝑠−cos4 = 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ∙ 𝐼𝑑𝑞−

− + 𝑉𝑑𝑞−
− ∙  𝐼𝑑𝑞−5

−5

𝑃𝑠−sin4 = −𝑉𝑑𝑞−
− ⊗ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 + 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ⊗ 𝐼𝑑𝑞−

−

𝑃𝑠−cos6 = 𝑉𝑑𝑞+
+ ∙ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 + 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ∙  𝐼𝑑𝑞+

+ + 𝑉𝑑𝑞+
+ ∙ 𝐼𝑑𝑞+7

+7 + 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ∙ 𝐼𝑑𝑞+

+

𝑃𝑠−sin6 = 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ⊗ 𝐼𝑑𝑞+

+ − 𝑉𝑑𝑞+
+ ⊗ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 − 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ⊗ 𝐼𝑑𝑞+

+ + 𝑉𝑑𝑞+
+ ⊗ 𝐼𝑑𝑞+7

+7

𝑃𝑠−cos8 = 𝑉𝑑𝑞−
− ∙ 𝐼𝑑𝑞+7

+7 + 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ∙ 𝐼𝑑𝑞−

−

𝑃𝑠−sin8 = −𝑉𝑑𝑞+7
+7 ⊗ 𝐼𝑑𝑞−

− + 𝑉𝑑𝑞−
− ⊗ 𝐼𝑑𝑞+7

+7

𝑃𝑠−cos12 = 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ∙ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 + 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ∙ 𝐼𝑑𝑞+7

+7

𝑃𝑠−𝑠𝑖𝑛12 = 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ⊗ 𝐼𝑑𝑞+7

+7 − 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ⊗ 𝐼𝑑𝑞−5

−5

 

Et 

{
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
𝑄𝑠−𝐷𝐶 = 𝑉𝑑𝑞+

+ ⊗ 𝐼𝑑𝑞+
+ + 𝑉𝑑𝑞−

− ⊗ 𝐼𝑑𝑞−
− + 𝑉𝑑𝑞−5

−5 ⊗ 𝐼𝑑𝑞−5
−5 + 𝑉𝑑𝑞+7

+7 ⊗ 𝐼𝑑𝑞+7
+7

𝑄𝑠−cos2 = 𝑉𝑑𝑞+
+ ⊗ 𝐼𝑑𝑞−

− + 𝑉𝑑𝑞−
− ⊗ 𝐼𝑑𝑞+

+

𝑄𝑠−sin2 = −𝑉𝑑𝑞−
− ∙ 𝐼𝑑𝑞+

+ + 𝑉𝑑𝑞+
+ ∙ 𝐼𝑑𝑞−

−

𝑄𝑠−cos4 = 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ⊗ 𝐼𝑑𝑞−

− + 𝑉𝑑𝑞−
− ⊗ 𝐼𝑑𝑞−5

−5

𝑄𝑠−sin4 = −𝑉𝑑𝑞−5
−5 ∙ 𝐼𝑑𝑞−

− + 𝑉𝑑𝑞−
− ∙  𝐼𝑑𝑞−5

−5

𝑄𝑠−cos6 = 𝑉𝑑𝑞+
+ ⊗ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 + 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ⊗ 𝐼𝑑𝑞+

+ + 𝑉𝑑𝑞+
+ ⊗ 𝐼𝑑𝑞+7

+7 + 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ⊗ 𝐼𝑑𝑞+

+

𝑄𝑠−sin6 = 𝑉𝑑𝑞+
+ ∙ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 − 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ∙  𝐼𝑑𝑞+

+ − 𝑉𝑑𝑞+
+ ∙ 𝐼𝑑𝑞+7

+7 + 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ∙ 𝐼𝑑𝑞+

+

𝑄𝑠−cos8 = 𝑉𝑑𝑞−
− ⊗ 𝐼𝑑𝑞+7

+7 + 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ⊗ 𝐼𝑑𝑞−

−

𝑄𝑠−sin8 = −𝑉𝑑𝑞−
− ∙ 𝐼𝑑𝑞+7

+7 + 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ∙ 𝐼𝑑𝑞−

−

𝑄𝑠−cos12 = 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ⊗ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 + 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ⊗ 𝐼𝑑𝑞+7

+7

𝑄𝑠−𝑠𝑖𝑛12 = 𝑉𝑑𝑞+7
+7 ∙ 𝐼𝑑𝑞−5

−5 − 𝑉𝑑𝑞−5
−5 ∙ 𝐼𝑑𝑞+7

+7

 

Après cette analyse, en cas d’une perturbation au niveau du réseau électrique, on peut 

simplement identifier les termes oscillatoires, résultant par les composantes asymétriques et 

harmoniques du réseau électrique. Afin de remédier les impacts nocifs  induits à la  performance 

des systèmes électriques, en exploitant ces termes harmoniques évoqués pour développer des 

circuits de contrôle généralisés (voir chapitre II et III). 
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I.5 Processus de contrôle sans capteurs de tension dédié aux systèmes  triphasés 

I.5.1 Etat de l’art des techniques d’estimation  

Généralement, le processus de contrôle, des systèmes électriques (dans notre cas, les 

convertisseurs AC-DC où DC-AC),  nécessite des informations sur la  tension et  le courant du 

réseau électrique. Par conséquent, les capteurs de tension et de courant sont généralement 

installés dans n'importe quelle application industrielle contrôlée. Généralement, le circuit de 

contrôle d’un convertisseur MLI est constitué de deux boucles de contrôle, une pour le suivi des 

courants de ligne ou du flux de puissance, et une autre pour la régulation de la tension du bus 

continu [47]. En supposant  que le réseau électrique est  idéal, la réalisation de ce circuit de 

contrôle, requis généralement au moins cinq capteurs, deux capteurs pour mesurer les tensions du 

réseau, un capteur pour la tension  du bus continu, et deux capteurs pour mesurer  les courants 

côté alternatif [48]. Cependant, les capteurs peuvent augmenter l'aspect économique en termes de 

coût du matériel et de l'espace occupé dans les environnements limités [49]. Ainsi, un 

fonctionnement avec un nombre réduit de capteurs peut aider à minimiser le coût global du 

système. En effet, pour les systèmes de faible et moyenne puissance, le coût des capteurs couvre 

une partie importante du coût total du système [50]. En revanche, pour les systèmes de forte 

puissance, les prix des capteurs sont plus bas que le coût global du système qui est 

significativement élevé [50]. Néanmoins, même si des capteurs sont installés, la capacité de 

fonctionnement sans capteur du circuit contrôle est pertinente (la redondance) [2]. Cela peut 

assurer  un fonctionnement incessant en cas d’un mal fonctionnement d’un ou plusieurs capteurs. 

En plus de ces  avantages évidents précités, il existe plusieurs autres avantages techniques 

supplémentaires dédiés à la qualité du signal estimé comme : l’élimination du bruit de mesure, 

une résolution élevée, et aussi la réduction de la complexité matérielle [2].  

Dans la littérature, les deux circuits de contrôle,  sans capteur de tension  et sans capteur de 

courant, ont été étudiés excessivement pour les convertisseurs MLI connectés au réseau électrique 

[51]. Les capteurs des courants de line et de la tension du bus continu  sont indispensables pour 

un bon fonctionnement du circuit de contrôle en raison que les courants débités côté source et la 

tension du bus continu représentent les grandeurs contrôlables  lesquels servent  à satisfaire les 

objectifs prévus du contrôle [47]. En outre, ces capteurs sont utilisés pour la protection contre les 

surintensités et les surtensions [2]. D'autre part, les tensions du réseau ont  généralement une 

dynamique stationnaire, pour cela les capteurs de tension  sont utilisés couramment pour  des fins 

de synchronisation. Par conséquent, une bonne estimation d'eux  peut être facilement obtenue, 

donc on peut les remplacer  par des capteurs virtuels [47]. Au cours de la dernière décennie, de 

nombreuses méthodes d'estimation de  tension ont été proposées. Certaines d'entre elles sont 

discutées  brièvement dans ce qui suit. 

Parmi les différents circuits de contrôle sans capteur de tension, le concept du flux virtuel 

(VF) est reste le plus populaire, qui a été largement intégré dans de différentes  méthodes de 

contrôle par exemple, le contrôle direct de puissance (DPC) [52]. Cependant, l'utilisation 

d'intégrateur pur présent quelque inconvénient par exemple, l’asymétrie d’offset durant les 

applications en temps réel. Afin de pallier ce problème, un filtre passe-bas (LPF) [52] ou  un filtre 

à base d’un intégrateur de second ordre généralisé (SOGI) [53], sont généralement adoptés pour 

émuler la fonction d'intégration adaptée à la fréquence fondamentale. D'autre part, la 
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configuration à base d’un filtre de Kalman a été implémentée pour estimer les grandeurs  

tensions. D’après les travails développés récemment dans la  littérature, on peut remarquer que le 

filtre de Kalman  a été appliqué dans  un circuit de contrôle  d'un redresseur MLI [54], et dans un 

système de filtrage de puissance parallèle [55], un onduleur monophasé autonome [56] et un 

onduleur monophasés avec alimentation uninterruptible [57]. En plus, nombreuses méthodes dans 

la littérature sont proposées pour estimer les tensions du réseau électrique telles que: 

l’observateur de perturbation [58], l'observateur de Luenberger [59], observateur adaptatif naturel 

[60, 61], estimateur adaptatif neuronal (AN) [62] et finalement l’estimateur à base de mode 

glissant [51, 63, 64]. Dans notre travail on a choisi d’appliquer deux méthodes d’estimation  qui 

sont déjà mentionnées précédemment, le filtre de Kalman et l’estimation à base du théorème 

mode glissant. La modélisation mathématique, l’étude analytique, l’évaluation de performance 

sous différentes conditions d’opération et finalement une étude comparative de ces deux 

approches se feront à travers une validation logicielle par simulation numérique et en temps réel 

par validation expérimentale. 

I.5.2 Filtre de Kalman 

La fondation du filtre de Kalman a été établie en 1960 par R.E. Kalman pour les systèmes en 

temps discret puis étendu aux systèmes continus. Le filtre de Kalman est un filtre récursif, 

linéaire, applicable en temps réel et optimal, a la capacité d’estimer l'état d’un système 

dynamique bruyant. Un filtre récursif signifie qu'il est adapté aux applications en temps réel, où il 

n'est pas nécessaire de stocker beaucoup de données, il n'a besoin que de l'état actuel et de l'état 

précédent. L'optimalité du filtre de Kalman est obtenue en minimisant la matrice de variance 

statistique de l'erreur d'état. L'optimalité du filtre de Kalman peut être atteinte dans certaines 

conditions [65]: 

 Le système est linéaire et bien modélisé. 

 Toutes les sources de bruit ont  la nature d’un  bruit blanc gaussien. 

 Les matrices de covariance du bruit sont bien définies. 

I.5.2.1 Filtre de Kalman simplifié [54, 55] 

Notre travail dans ce mémoire est concerné à l'optimisation du fonctionnement des 

convertisseurs statiques (redresseur/onduleur MLI), intégrés dans  un système de conversion 

éolien (WECS). Ainsi, nous pouvons décrire un  réseau électrique  triphasé connecté avec un 

convertisseur MLI, comme montre la figure I.18, par le modèle dynamique généralisé suivant: 

{
  
 

  
 
𝑑𝑖𝑖
𝑑𝑡
=
1

𝐿 
(+−𝑣𝑖 − 𝑟𝑖𝑖

+
−𝑣𝑟𝑖)

𝑑𝑣𝑖
𝑑𝑡

= 𝜔0𝑣𝑞𝑖

𝑑𝑣𝑞𝑖
𝑑𝑡

= −𝜔0𝑣𝑖

                                                                                                                     (I. 53)  

𝑖 = {𝑎, 𝑏, 𝑐} 

± : Selon le mode de fonctionnement redresseur (±) ou onduleur (±).  
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Où : 𝑖𝑖, 𝑣𝑖 , 𝑣𝑞𝑖, 𝑣𝑟𝑖  𝑒𝑡𝜔0 représente le courant de ligne, la tension simple de la phase, la 

composante quadratique fondamentale de la tension simple, la tension simple à l’entrée du 

redresseur/onduleur et la pulsation du réseau électrique respectivement. 

 

 

 

, 

 

 

Figure I.18. Schéma simplifié monophasé du système. 

Le modèle dynamique  précédent décrit par l’équation (I.53) peut-être réécrit sous une forme 

mathématique  selon un modèle d'état  comme ci-dessous: 

{
𝑑𝑋𝑖

𝑑𝑡
= 𝐴 𝑋𝑖 + 𝐵𝑣𝑟𝑖

𝑍𝑖 = 𝐶𝑋𝑖
                                                                                                                                    (I. 54)                                                       

Où : 𝑋𝑖, 𝐴, 𝐵, 𝐶 𝑒𝑡 𝑍𝑖 dénotent les vecteurs des variables d’état du système, la matrice de 

transition, la matrice de commande, la matrice de sortie et le vecteur de sortie respectivement. 

𝑋𝑖 = [𝑖𝑖 𝑣𝑖  𝑣𝑞𝑖]
𝑇

 

𝐴 = (

−𝑟

𝐿𝑠

1

𝐿𝑠
0

0 0 𝜔0
0 −𝜔0 0

) 

𝐵 = [
1

𝐿𝑠
 0 0]

𝑇

 

Puisque nous voulons éliminer les capteurs de tension du réseau, la matrice de sortie C doit 

être définie comme: 

𝐶 = [1 0 0]𝑇                                                                                                                                              (I. 55)                                                  

Après avoir déterminé le modèle dynamique descriptif du système, nous devons maintenant 

vérifier ses caractéristiques d'observabilité et de contrôlabilité. La matrice d'observabilité peut 

être définie comme: 

O = [C CA CA2]T                                                                                                                                      (I. 56) 

De plus, la matrice de contrôlabilité peut être donnée comme: 

Côté convertisseur 

MLI 

Côté  réseau 

électrique 

Onduleur 

Redresseur 

𝒗𝒊 𝒗𝒓𝒊 

𝒓, 𝑳 
𝒊𝒊 
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η = [B AB A2B]T                                                                                                                                      (I. 57) 

     Alors que la matrice d'observabilité et de contrôlabilité a   le même nombre des rangs (rang (η) 

= rang (O) = 3) alors le comportement du système est contrôlable, et les états du système peuvent 

aussi être observés en utilisant seulement une variable mesurée qui est le courant de source  𝑖𝑖 

[54].    

Le modèle mathématique mentionné par  l'équation (I.54) représente un système non linéaire, 

donc l'estimation de la  variable d'état nécessite un filtre de Kalman étendu (EKF). Mais ce 

dernier impose une forte puissance  de calcul lors d'une exécution en  temps réel. Ainsi, pour 

remédier à cet inconvénient, le modèle du système a été considéré  linéaire sur chaque une 

période de commutation et cela ouvre la voie à l'utilisation d'un filtre de Kalman simplifié (KF) 

au lieu d'un filtre de Kalman étendu (EKF). Par conséquent, une minimisation considérable du 

temps de calcul est achevée grâce à la simplicité de l’algorithme utilisé. Outre,  il est donc 

possible de gérer les contraintes matérielles au cours de la mise en œuvre en temps réel 

parfaitement. 

La discrétisation du système  décrit par  l'équation (I.54) en utilisant l'approximation d'Euler  

est nécessaire pour la mise en œuvre numérique de filtre de Kalman. Le modèle  discret est 

exprimé comme suit:      

{
𝑋𝑖(𝑘 + 1) = 𝐴𝑑  𝑋𝑖(𝑘) + 𝐵𝑑𝑣𝑟𝑖(𝑘) + 𝑤(𝑘)

𝑍(𝑘) = 𝐶 𝑋𝑖(𝑘) + 𝑛(𝑘)
                                                                                     (I. 58)                                             

Où 𝐴𝑑   et 𝐵𝑑 peuvent être définis comme dans [66]: 

𝐴𝑑  = 𝑒
𝐴𝑇𝑠 ≅ 𝐼 + 𝐴𝑇𝑠 = (

1 −
𝑟𝑇𝑠
𝐿𝑠

𝑇𝑠
𝐿𝑠

0

0 1 𝑇𝑠𝜔0
0 −𝑇𝑠𝜔0 1

) 

𝐵𝑑 = ∫ 𝐵𝑒𝐴𝜏𝑑𝜏 ≅ 𝐵𝑇𝑠 =
𝑇𝑠

0

[
𝑇𝑠
𝐿𝑠
 0 0]

𝑇

 

𝑇𝑠 ∶Représente la période d'échantillonnage et I c’est la matrice d'identité. 𝑤(𝑘) et 𝑛(𝑘) sont des 

bruits blancs gaussiens qui représentent des incertitudes de modèle et de mesure respectivement 

[67]. 

La mise en œuvre  du filtre de Kalman est réalisée par deux étapes successives: prédiction et 

mise à jour des prédictions comme montre la figure I.19. Dans l'étape de prédiction, l'état est 

prédit sur la base des données de l’instant précédent jusqu'à ce qu'une donnée récente soit 

mesurée.  

(i) Phase de prédiction temporelle. 

La pré-estimation de l'état 𝑋𝑖̂
−
(𝑘) et la pré-estimation 𝑃−(𝑘)de la covariance d'erreur 

𝑃(𝑘) au cours du kième instant, sont calculées comme suit [68]: 
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{
𝑋𝑖̂
−
= 𝐴𝑑  𝑋𝑖̂(𝑘) + 𝐵𝑑𝑣𝑟𝑖(𝑘)

𝑃−(𝑘) = 𝐴𝑑𝑃(𝑘 − 1) + 𝑄 
                                                                                                                 (I. 59) 

𝑄: Représente la matrice de covariance du bruit du système. 

(ii) Mise à jour des prédictions 

Le gain de Kalman 𝐾 et la covariance d'erreur 𝑃(𝑘)  sont mis à jour à chaque période 

d'échantillonnage pour faciliter le calcul de l'état d’estimation 𝑋𝑖̂(𝑘). 

{

𝐾(𝑘) = 𝑃−(𝑘)CT{C𝑃−(𝑘)CT + R}−1 

𝑋𝑖̂(𝑘) = 𝑋𝑖̂
−
+𝐾(𝑘){𝑍(𝑘) − C𝑋𝑖

− }

 𝑃(𝑘) = 𝑃−(𝑘) + 𝐾(𝑘)C𝑃−(𝑘)

                                                                                             (I. 60) 

R: Représente la matrice de covariance du bruit des mesures. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.19. Schéma synoptique du filtre de Kalman. 

➢ Résultats de simulation numérique et validation expérimentale : 

La simulation numérique est effectuée à l'aide de la plateforme logicielle Matlab / 

SIMULINK. Le filtre de Kalman est intégré dans un circuit de contrôle d’un   redresseur MLI. 

Nous avons donc essayé de tester la performance du filtre de Kalman pour un contrôle d'un 

redresseur MLI sans capteurs de tension du réseau électrique (les paramètres du système sont 

𝑲(𝒌) = 𝑷−(𝒌)𝐂𝐓{𝐂𝑷−(𝒌)𝐂𝐓 +𝐑}−𝟏                             

𝑷(𝒌) = 𝑷−(𝒌) + 𝑲(𝒌)𝐂𝑷−(𝒌) 
𝟏

𝒁
 

𝑨𝒅 

 𝑨𝒅 

𝑩𝒅 

𝑨𝒅 

C 

− 
+ 

+ 

+ 

+ 

+ 

+ + 

+ 

+ 

𝑿𝒊̂(𝒌) 

𝑿𝒊̂
−

 𝒗𝒓(𝒌) 

𝒁(𝒌) 

𝑹 

𝑸 
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donnés dans l’annexe (A) par le tableau.A.1). Les critères d’évaluation de  la performance 

d’estimateur en général, sont résumés par les points suivants : 

 Le temps de réponse : c'est le temps suffisant pour que l'estimateur atteigne la valeur 

réelle des tensions électriques. 

 L’erreur statique : c'est l'écart établi en régime permanent entre la valeur estimée et la 

valeur réelle des tensions électriques. 

 L’immunité contre la perturbation du réseau électrique: dans le cas où le réseau 

électrique n'est pas plus parfait ou idéal (présence de déséquilibre et/ou d'autres 

harmoniques), la capacité de l'estimateur à fournir la séquence positive précise du réseau 

électrique doit être vérifiée. 

Le filtre de Kalman est testé sous deux  états distincts du réseau électrique comme montre la 

figure I.20. 

Tableau I.6. Conditions du réseau électrique. 

 

Cas(I) Cas(II) 

Simulation-expérimentale 

Réseau électrique idéal 

Tension simple 70 V / 

fréquence de 50 Hz. 

 

Simulation 

-L’atténuation de la phase (a) avec un taux de  ≅ -18 %. 

-Présence de la séquence négative d’harmonique 5 avec 

un taux de ≅ +20 %. 

Expérimentale 

-L’atténuation de la phase (a) avec un taux de  ≅ -18 %. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.20.  Deux cas du réseau électrique. 

Les figures I.21, I.22 montrent les résultats de simulation et expérimentaux du filtre de 

Kalman simplifié. Lorsque le réseau électrique est idéal, la performance de l'estimateur est 

généralement acceptable, mais le temps de réponse dépend des paramètres du système. (L=5 ~ 25 

mH conduit à Ts=2~ 7 périodes) et erreur statique de 4 ~ 5 % comme vu pendant la validation 

expérimentale.  
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D'autre part, dans un réseau électrique perturbé, l'efficacité de l'estimation est sérieusement 

affectée. Par exemple, sous un réseau déséquilibré, on peut noter que l'amplitude de la tension 

estimée est ondulée à la fréquence double du réseau électrique. 

   

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.21. Résultat de simulation du filtre de Kalman simplifié (a) la tension mesurée et estimée (V) (b) 

l’amplitude du vecteur de tension mesuré et estimé pour trois valeurs d’inductance de couplage (V) (c) la 

phase mesurée et estimée (rad). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.22. Résultat expérimental du filtre de Kalman simplifié (a) L’allure de la tension estimée (V) (b) 

l’amplitude du vecteur de tension estimé (V) (c) la phase estimée (rad). 

I.5.2.2 Filtre de Kalman modifié 

Le résultat obtenu précédemment par le filtre de Kalman simplifié démontre une faible 

performance d'estimation lors de l'état perturbé du réseau électrique. Ainsi, une configuration 
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modifiée pour le filtre de Kalman a été proposée en utilisant les signaux en quadrature estimés 

pour l'identification de la séquence positive et négative du réseau électrique. La Figure I.23 

montre la structure détaillée du filtre de Kalman modifié, et les formules mathématiques liées aux 

signaux estimés (direct et en quadrature) avec les séquences positives et négatives du réseau 

électrique sont données comme ceux-ci [69]:  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.23. Schéma synoptique du filtre de Kalman modifié (a) structure globale (b) estimation de la 

séquence positive et négative. 

{
 

 𝑣+𝛼 =
𝑣1𝛼 + 𝑣

2
𝛽

2

𝑣+𝛽 =
𝑣2𝛼 − 𝑣

1
𝛽

2

                                                                                                                                 (I. 61) 

{
 

 𝑣−𝛼 =
𝑣1𝛼 − 𝑣

2
𝛽

2

𝑣−𝛽 =
𝑣2𝛼 + 𝑣

1
𝛽

2

                                                                                                                                 (I. 62) 

Où : 𝑣1𝛼, 𝑣
1
𝛽 et 𝑣2𝛼, 𝑣

2
𝛽 sont les composantes du vecteur de tension estimé dans le référentiel 

stationnaire direct et en quadrature respectivement. 
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➢ Résultats de simulation numérique et validation expérimentale : 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.24. Résultat de simulation du filtre de Kalman modifié (a) la tension mesurée et estimée (V) (b) 

l’amplitude du vecteur de tension mesuré et estimé pour trois valeurs d’inductance de couplage (V) (c) la 

phase mesurée et estimée (rad). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.25. Résultat expérimental du filtre de Kalman modifié (a) la séquence positive  estimée (V) (b) la 

séquence négative estimée (c) l’amplitude du vecteur de tension estimé (V) (d) la phase estimée (rad). 
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L'évaluation du filtre de Kalman modifié est effectuée dans les mêmes conditions que celles 

indiquées au tableau I.6. Les figures I.24, I.25 montrent que l'estimation de la séquence positive 

est acceptable, sauf que le délai d'estimation (7 périodes) est dû à la dépendance aux paramètres 

du système (l'inductance) et malheureusement l'erreur statique (≈5%) est toujours existée. 

I.5.3 Estimateur à base mode glissant 

Le contrôle de structure variable (VSC) avec l'approche en  mode glissant  a été premièrement 

proposée et élaborée par plusieurs chercheurs de l'ancienne Russie à partir des années 1960 

(Emelyanov et Taran, 1962, Emelyanov, 1970, Utkin, 1974). Les idées ne sont pas apparues en 

dehors de la Russie avant les années soixante-dix, quand un livre d'Itkis (Itkis, 1976) et un article 

de recherche d'Utkin (Utkin, 1977) ont été publiés en anglais. Grâce à ses différentes 

caractéristiques telles que la simplicité de mise en œuvre, la robustesse élevée, la réjection des 

perturbations externes et les bonnes performances dynamiques, l'approche mode glissant a été 

initialement conçue et intégrée dans le domaine du contrôle des  machines électriques en [70]. En 

général, l'approche mode glissant avec une structure de contrôle variable dépend principalement 

de la conception du signal de contrôle discontinu qui entraîne les états du système vers les 

surfaces glissantes désirées dans l'espace d'état [70]. Ces surfaces glissantes sont sélectionnées 

pour que le système se comporte de manière optimale dans le cas où les états du système 

convergent vers elles. 

I.5.3.1 Estimateur à mode glissant simplifié 

D’après  la figure I.18, la modélisation du  comportement dynamique du système (redresseur) 

dans le référentiel stationnaire (αβ) au lieu de naturelle (abc) peut le présenter comme suit [64]:  

{
 
 
 
 

 
 
 
 
𝐿(

𝑑𝑖𝛼
𝑑𝑡
𝑑𝑖𝛽

𝑑𝑡

) = (
𝑣𝑎 + 𝑢𝑝𝛼
𝑣𝛽 + 𝑢𝑝𝛽

) − 𝑟 (
𝑖𝛼
𝑖𝛽
) − (

𝑣𝑟𝛼
𝑣𝑟𝛽

)

(

𝑑𝑣𝛼
𝑑𝑡
𝑑𝑣𝛽

𝑑𝑡

) = (
−𝜔0𝑣𝛽 + 𝑃𝛼
𝜔0𝑣𝛼 + 𝑃𝛽

)

                                                                                     (I. 63) 

Où : 𝑢𝑝𝛼,𝑢𝑝𝛽,𝑃𝛼 , 𝑃𝛽 sont des perturbations non modélisées  comme des harmoniques par exemple. 

{
 
 
 
 

 
 
 
 
𝐿(

𝑑𝑖𝛼̂
𝑑𝑡
𝑑𝑖𝛽̂

𝑑𝑡

) = (
𝑣𝑎̂ + 𝑈𝑎𝑀𝐺
𝑣𝛽̂ + 𝑈𝛽𝑀𝐺

) − 𝑟 (
𝑖𝛼̂
𝑖𝛽̂
)− (

𝑣𝑟𝛼
𝑣𝑟𝛽

)

(

𝑑𝑣𝛼̂
𝑑𝑡
𝑑𝑣𝛽̂

𝑑𝑡

) = (
−𝜔0𝑣𝛽̂ + 𝐹𝛼𝑈𝑎𝑀𝐺
𝜔0𝑣𝛼̂ + 𝐹𝛽𝑈𝛽𝑀𝐺

)

                                                                                (I. 64) 

Où l’insigne (   ̂) signifie une grandeur estimée, 𝑈𝑎𝑀𝐺 , 𝑈𝛽𝑀𝐺 sont les fonctions de contrôle en 

mode glissant, 𝐹𝛼 , 𝐹𝛽  sont des paramètres dédiés à la conception de l'estimateur à mode glissant, 
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et ses choix doivent satisfaire un compromis entre la performance en régime permanent et 

dynamique. 

La soustraction d’équation  (64) de (63) conduit à  l'équation d'erreurs suivante: 

{
 
 
 
 

 
 
 
 
𝐿(

𝑑𝐸𝑖𝑎
𝑑𝑡
𝑑𝐸𝑖𝛽

𝑑𝑡

) = (
𝐸𝑣𝑎
𝐸𝑣𝛽

) − (
𝑈𝑎𝑀𝐺
𝑈𝛽𝑀𝐺

) − 𝑟 (
𝐸𝑖𝑎
𝐸𝑖𝛽
)

(

𝑑𝐸𝑣𝑎
𝑑𝑡
𝑑𝐸𝑣𝛽

𝑑𝑡

) = (
−𝜔0(𝐸𝑣𝛽 − 𝑢𝑝𝛽) + 𝑃𝛼 − 𝐹𝛼𝑈𝑎𝑀𝐺

𝜔0(𝐸𝑣𝑎 − 𝑢𝑝𝛼) + 𝑃𝛽 − 𝐹𝛽𝑈𝛽𝑀𝐺
)

                                                                           (I. 65) 

Où :  𝐸𝑖𝑎 = 𝑖𝛼 − 𝑖𝛼̂ , 𝐸𝑖𝛽 = 𝑖𝛽 − 𝑖𝛽̂ sont les erreurs d'estimation des courants, 𝐸𝑣𝑎 = 𝑣𝑎 − 𝑣𝑎̂ +

𝑢𝑝𝛼 , 𝐸𝑣𝛽 = 𝑣𝛽 − 𝑣𝛽̂ + 𝑢𝑝𝛽 sont les erreurs d'estimation des tensions. 

À ce point-là, le modèle du système est prêt pour la conception d’estimateur mode glissant. 

Brièvement, les deux étapes essentielles de la conception peuvent être définies comme suit: 

✓ Identification des surfaces glissantes : 

Les surfaces glissantes linéaires sont  définies comme : 

{
𝑆𝑎 = 𝑖𝛼 − 𝑖𝛼̂
𝑆𝛽 = 𝑖𝛽 − 𝑖𝛽̂

                                                                                                                                           (I. 66) 

✓ Développement de la loi de contrôle 

Pour la conception de la fonction de mode glissant, la loi de contrôle avec un taux d'atteinte 

constant et proportionnel, est appliquée [71]. 

𝑑𝑆

𝑑𝑡
= −𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝑆) − 𝛾𝑀𝐺𝑆                                                                                                                  (I. 67) 

Où : 𝑘𝑀𝐺 , 𝛾𝑀𝐺 sont des paramètres positifs de la loi de contrôle. 

𝑠𝑔𝑛(𝑆𝑗) = {
0
1

   si    𝑆𝑗 < 0

   si   𝑆𝑗 > 0
                                                                                                                     (I. 68) 

𝑗 =  {𝛼, 𝛽}   

D’après l’équation (I.67),  le temps nécessaire pour atteindre l’état 𝑆(𝑡𝐹)=0, à partir d'un état 

initial 𝑆(𝑡0)=constant, est donné par : 

𝑡𝐹 =
1

𝛾𝑀𝐺
ln
𝛾𝑀𝐺|𝑆(𝑡0)| + 𝑘𝑀𝐺

𝑘𝑀𝐺
                                                                                                            (I. 69) 



Chapitre I. Qualité d’énergie électrique et optimisation des systèmes triphasés généralisés. 

43 

 

La figure I.26 démontre la relation entre le temps de réponse 𝑡𝐹 et les paramètres  𝑘𝑀𝐺 , 𝛾𝑀𝐺 

pour un état initiale de 𝑆(𝑡0) = 10. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.26. Relation entre les paramètres de contrôle et le temps de réponse. 

D’après la figure I.26, il est clair qu'un plus grand 𝑘𝑀𝐺 et 𝛾𝑀𝐺 conduit à un taux de 

convergence plus rapide. Cependant, cela peut aussi créer une perturbation et le système sera 

vulnérable aux bruits de mesures. Donc, pour choisir ses paramètres de contrôle  il est nécessaire 

de prendre le critère de stabilité en considération.   

A partir  des équations (I.65) et (I.67), on peut déduire : 

(
−𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝐸𝑖𝑎) − 𝐿. 𝛾𝑀𝐺𝐸𝑖𝑎
−𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝐸𝑖𝛽) − 𝐿. 𝛾𝑀𝐺𝐸𝑖𝛽

) = (
𝐸𝑣𝑎
𝐸𝑣𝛽

) − (
𝑈𝑎𝑀𝐺
𝑈𝛽𝑀𝐺

) − 𝑟 (
𝐸𝑖𝑎
𝐸𝑖𝛽
)                                              (I. 70) 

En considérant 𝐸𝑣𝑎 , 𝐸𝑣𝛽 comme des perturbations,  la fonction de contrôle à mode glissant 

peut être déterminée comme : 

(
𝑈𝑎𝑀𝐺
𝑈𝛽𝑀𝐺

) = (
𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝐸𝑖𝑎) + (𝐿. 𝛾𝑀𝐺 − 𝑟)𝐸𝑖𝑎
𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝐸𝑖𝛽) + (𝐿. 𝛾𝑀𝐺 − 𝑟)𝐸𝑖𝛽

)                                                                          (I. 71) 

L’étude de stabilité d’un système contrôlé par l’approche mode glissant, est décrit 

parfaitement dans la littérature, par exemples [64, 71]. 

✓ Mise en œuvre numérique d’estimateur à mode glissant simplifié : 

Pour une implémentation en temps réel, le modèle développé lequel est décrit par les 

équations (I.65) et (I.71) doit être discrétisé. De la même manière que dans la section précédente 

avec le filtre de Kalman, la méthode d'Euler est utilisée et les équations suivantes sont obtenues: 

(
𝑈𝑎𝑀𝐺(𝑘)
𝑈𝛽𝑀𝐺(𝑘)

) = (
𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝐸𝑖𝑎(𝑘)) + (𝐿. 𝛾𝑀𝐺 − 𝑟)𝐸𝑖𝑎(𝑘)

𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝐸𝑖𝛽(𝑘)) + (𝐿. 𝛾𝑀𝐺 − 𝑟)𝐸𝑖𝛽(𝑘)
)                                                       (I. 72) 
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(
𝑣𝛼̂(𝑘 + 1)
𝑣𝛽̂(𝑘 + 1)

) = (
𝑣𝛼̂(𝑘)
𝑣𝛽̂(𝑘)

) + 𝑇𝑠 (
−𝜔0𝑣𝛽̂(𝑘) + 𝐹𝛼𝑈𝑎𝑀𝐺(𝑘)

𝜔0𝑣𝛼̂(𝑘) + 𝐹𝛽𝑈𝛽𝑀𝐺(𝑘)
)                                                          (I. 73) 

(
𝑖𝛼̂(𝑘 + 1)
𝑖𝛽̂(𝑘 + 1)

) = (
𝑖𝛼̂(𝑘)
𝑖𝛽̂(𝑘)

) +
𝑇𝑠
𝐿
[(
𝑣𝛼̂(𝑘) + 𝑈𝑎𝑀𝐺
𝑣𝛽̂(𝑘) + 𝑈𝛽𝑀𝐺

) − 𝑟 (
𝑖𝛼̂(𝑘)

𝑖𝛽̂(𝑘)
)− (

𝑣𝑟𝛼(𝑘)
𝑣𝑟𝛽(𝑘)

)]                               (I. 74) 

❖ Résultats de simulation numérique et validation expérimentale  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.27. Résultat de simulation d’estimateur à mode glissant simplifié (a) la tension mesurée et estimée 

(V) (b) l’amplitude du vecteur de tension mesurée et estimée (V) (c) la phase mesurée et estimée (rad). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.28. Résultat expérimental d’estimateur à mode glissant simplifié (a) L’allure de la tension estimée 

(V) (b) l’amplitude du vecteur de tension estimé (V) (c) la phase estimée (rad). 
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Les figures I.27, I.28 montrent la performance de l’estimateur à mode glissant simplifié par 

simulation numérique et validation expérimentale respectivement. On peut noter que le processus 

d'estimation est réalisé de façon très satisfaisante pour un réseau électrique idéal avec un temps de 

réponse ≅ 1.5 période et une erreur statique négligeable. En revanche, dans le cas où le réseau 

électrique est perturbé, on remarque un  fonctionnement peu performant de l’estimateur, où 

l’amplitude de la tension estimée est fausse avec une ondulation importante à la fréquence double 

du réseau électrique. 

I.5.3.2 Estimateur à mode glissant modifié  

Afin de surmonter l'inconvénient de l'estimateur à mode glissant simplifié sous un réseau 

électrique non idéal, nous présenterons dans cette section une version modifiée de l’estimateur à 

mode glissant. De manière similaire au paragraphe précédent, le modèle dynamique généralisé du 

système peut être exprimé sous forme vectorielle (la tension d’alimentation est considérée  

déséquilibrée et polluée par la séquence négative de l’harmonique d’ordre 5) comme suit [51]: 

𝐿
𝑑𝐼

𝑑𝑡
= (𝑉𝑝1 + 𝑉𝑛1+𝑉01 + 𝑉𝑝5 + 𝑉𝑛5+𝑉05) − 𝑟𝐼 − 𝑉𝑟                                                                  (I. 75) 

On peut exploiter l’expression (I.75) pour la conception  de l’estimateur à mode glissant modifié.  

{
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 𝐿

 
𝑑𝐼
𝑑𝑡
= (𝑉𝑝1̂ + 𝑉𝑛1̂+𝑉01̂ + 𝑉𝑝5̂+𝑉𝑛5̂ + 𝑉05̂ + 𝑈𝑀𝐺) − 𝑟𝐼 ̂ − 𝑉𝑟

𝑑𝑉𝑝1̂

𝑑𝑡
= 𝑗𝜔0𝑉𝑝1̂ +𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺

𝑑𝑉𝑛1̂
𝑑𝑡

= −𝑗𝜔0𝑉𝑛1̂ +𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺

𝑑𝑉01̂
𝑑𝑡

= 𝑉01̂ +𝜔𝑐0𝑈𝑀𝐺

𝑑𝑉𝑝5̂

𝑑𝑡
= 𝑗5𝜔0𝑉𝑝5̂ + 5𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺

𝑑𝑉𝑛5̂
𝑑𝑡

= −𝑗5𝜔0𝑉𝑛5̂ + 5𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺

𝑑𝑉05̂
𝑑𝑡

= 𝑉05̂ + 5𝜔𝑐0𝑈𝑀𝐺

                                                  (I. 76) 

Où 𝑣01̂, 𝑣05̂  représentent les composantes continues estimées qui peuvent éliminer la déviation  

des composantes  fondamentales estimées directes 𝑣𝑝1̂, 𝑣𝑝5̂ et inverses  𝑣𝑛1̂, 𝑣𝑛5̂. 𝜔𝑐 , 𝜔𝑐0 et 

𝑈𝑀𝐺sont des gains positifs pour l’estimation des tensions et la fonction de contrôle mode glissant 

respectivement. 

La soustraction d’équation  (I.76) de (I.75) donne la dynamique de poursuite d'erreur du 

courant suivante: 

𝐿
𝑑𝐸𝐼
𝑑𝑡

= (𝐸𝑝1 + 𝐸𝑛1+𝐸01 + 𝐸𝑝5 + 𝐸𝑛5+𝐸05) − 𝑟𝐸𝐼 − 𝑈𝑀𝐺                                                         (I. 77) 
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𝐸𝐼 , 𝐸𝑝1, 𝐸𝑛1, 𝐸01, 𝐸𝑝5, 𝐸𝑛5, 𝐸05 Sont les erreurs d’estimation du courant, la séquence positive 

fondamentale, la séquence négative fondamentale, la composante continue fondamentale, la 

séquence positive de l’harmonique d’ordre 5, la séquence négative de l’harmonique d’ordre 5 et 

la composante continue de l’harmonique d’ordre 5 respectivement.  

La surface glissante a été choisie pour être l'écart vectoriel entre le courant mesuré et le 

courant estimé: 

𝑆 = 𝐼 − 𝐼                                                                                                                                                    (I. 78) 

La loi de contrôle avec un taux d'atteinte constant et proportionnelle est appliquée de la même 

façon que dans l'estimateur à mode de glissant simplifié. Tant qu’on a considéré les variables 

d’état du système sous une forme vectorielle, ainsi la fonction de contrôle à mode glissant est 

exprimée comme celui-ci : 

𝑈𝑀𝐺 = 𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛(𝐸𝐼) + (𝐿. 𝛾𝑀𝐺 − 𝑟)𝐸𝐼                                                                                           (I. 79) 

D'après l'équation (I.76), la relation entre les composantes estimées de la tension et l'amplitude 

réelle peut être exprimée selon les fonctions de transfert suivantes [51]: 

{
 
 
 
 

 
 
 
 𝐹𝑝1(𝑠) =

𝑉̂𝑝1(𝑠)

𝑉 (𝑠)
=

𝜔𝑐𝑠(𝑠 + 𝑗𝜔0)

𝑠3 + (𝜔𝑐0 + 2𝜔𝑐)𝑠
2 + 𝜔0

2𝑠 + 𝜔𝑐0𝜔
2

𝐹𝑛1(𝑠) =
𝑉̂(𝑠)

𝑉 (𝑠)
=

𝜔𝑐𝑠(𝑠 − 𝑗𝜔0)

𝑠3 + (𝜔𝑐0 + 2𝜔𝑐)𝑠
2 + 𝜔0

2𝑠 + 𝜔𝑐0𝜔
2

𝐹𝑝5(𝑠) =
𝑉̂𝑝5(𝑠)

𝑉 (𝑠)
=

5𝜔𝑐𝑠(𝑠 + 𝑗5𝜔0)

𝑠3 + 5(𝜔𝑐0 + 2𝜔𝑐)𝑠
2 + 25𝜔0

2𝑠 + 53𝜔𝑐0𝜔
2

𝐹𝑛5(𝑠) =
𝑉̂𝑛5(𝑠)

𝑉(𝑠)
=

5𝜔𝑐𝑠(𝑠 − 𝑗5𝜔0)

𝑠3 + 5(𝜔𝑐0 + 2𝜔𝑐)𝑠
2 + 25𝜔0

2𝑠 + 53𝜔𝑐0𝜔
2

                                                            (I. 80)   

Après  quelques calculs simples, nous pouvons trouver que : 

{
 
 

 
 𝐹𝑝1(𝑗𝜔0)    = 1

𝐹𝑝1(−𝑗𝜔0) = 0                                                                                                                                      (I. 81)

𝐹𝑛1(𝑗𝜔0)    = 0

𝐹𝑛1(−𝑗𝜔0) = 1

 

{
 
 

 
 𝐹𝑝5(𝑗5𝜔0)    = 1

𝐹𝑝5(−𝑗5𝜔0) = 0

𝐹𝑛5(𝑗5𝜔0)    = 0

𝐹𝑛5(−𝑗5𝜔0) = 1

                                                                                                                                   (I. 82) 

Il est clair que 𝐹𝑝1et 𝐹𝑝5 ont un gain unitaire aux  pulsations positives fondamentales 𝜔0 et 

5𝜔0 respectivement et un gain nul à la fois pour les pulsations fondamentales négatives −𝜔0 et 

−5𝜔0 respectivement. Alors que 𝐹𝑛1et 𝐹𝑛5 ont un gain unitaire aux  pulsations fondamentales 

négatives −𝜔0 et −5𝜔0 respectivement et un gain nul à la fois pour les pulsations positives 

fondamentales 𝜔0 et 5𝜔0 respectivement. De toute évidence, l’estimateur à base mode glissant 
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modifié  peut parfaitement extraire séparément les composantes positives et négatives dédiées aux 

pulsations fondamentale (𝜔0) et harmonique(5𝜔0). 

❖ Mise en œuvre numérique d’estimateur à mode glissant modifié : 

Pour la mise en œuvre en temps réel, le modèle développé donné par les équations (I.76) et 

(I.79) doit être discrétisé comme suit: 

{
𝑈𝑀𝐺(𝑘) = 𝐿. 𝑘𝑀𝐺𝑠𝑔𝑛 [𝐼(𝑘) − 𝐼(𝑘)] + (𝐿. 𝛾𝑀𝐺 − 𝑟)[𝐼(𝑘) − 𝐼(𝑘)]

𝐼 ̂(𝑘 + 1) = 𝐼 ̂(𝑘) +
𝑇𝑠

𝐿
(𝑉𝑝1̂ + 𝑉𝑛1̂+𝑉01̂ + 𝑉𝑝5̂+𝑉𝑛5̂ + 𝑉05̂ + 𝑈𝑀𝐺) − 𝑟𝐼(𝑘)− 𝑉𝑟(𝑘)

          (I. 83) 

{
 
 
 

 
 
 
𝑉𝑝1̂(𝑘 + 1) = 𝑉𝑝1̂(𝑘) + 𝑇𝑠[𝑗𝜔0𝑉𝑝1̂(𝑘)(𝑘) + 𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺(𝑘)]

𝑉𝑛1̂(𝑘 + 1) = 𝑉𝑛1̂(𝑘) + 𝑇𝑠[−𝑗𝜔0𝑉𝑛1̂(𝑘) + 𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺(𝑘)]

𝑉01̂(𝑘 + 1) = 𝑉01̂(𝑘) + 𝑇𝑠𝜔𝑐0𝑈𝛼𝑀𝐺(𝑘)

𝑉𝑝5̂(𝑘 + 1) = 𝑉𝑝5̂(𝑘) + 𝑇𝑠[𝑗5𝜔0𝑣𝑝5̂(𝑘) + 𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺(𝑘)]

𝑉𝑛5̂(𝑘 + 1) = 𝑉𝑛5̂(𝑘) + 𝑇𝑠[−𝑗𝜔0𝑣𝑛5̂(𝑘) + 𝜔𝑐𝑈𝑀𝐺(𝑘)]

𝑉05̂(𝑘 + 1) = 𝑉05̂(𝑘) + 𝑇𝑠𝜔𝑐0𝑈𝑀𝐺(𝑘)

                                                        (I. 84) 

❖ Résultats de simulation numérique et validation expérimentale  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.29. Résultat de simulation d’estimateur à mode glissant modifié (a) la tension mesurée et la 

séquence positive estimée (V) (b) séquence négative estimée (V) (c) harmonique 5 estimé (V) (d) 

amplitude de la tension mesurée et la séquence positive estimée (V) (e) phase mesurée et estimée (rad). 



Chapitre I. Qualité d’énergie électrique et optimisation des systèmes triphasés généralisés. 

48 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.30. Résultat expérimental d’estimateur à mode glissant modifié (a) la séquence positive estimée 

(V)  (b) la séquence négative estimée (c) l’amplitude du vecteur de tension estimé pour (V) (d) phase 

estimée (rad).  

L’estimateur à mode glissant modifié est expérimenté sous les conditions du réseau électrique 

mentionnées par le tableau I.6.  Les résultats de simulation et expérimentaux sont exposés dans 

les figures I.29, I.30 respectivement. L’identification de la séquence positive est réalisée d’une 

façon précise, stable et fiable sous un réseau électrique soit idéale ou  perturbé. Cet estimateur 

peut effectivement séparer des séquences négatives et d'autres composantes harmoniques s'ils 

existent. 

I.5.4 Etude comparative 

Le but de cette étude comparative est de présenter les avantages et les inconvénients, des  

méthodes d’estimation étudiées précédemment, qui sont donnés par le tableau I.7. La 

comparaison prend en compte  trois critères d’évaluation qui sont : le temps de réponse, l’erreur 

statique et l’immunité d’estimation  contre les perturbations au niveau du réseau électrique. 

 Estimation par un filtre de Kalman simplifié : introduit une bonne performance sous un 

réseau électrique idéal avec un temps de réponse dépendant des paramètres du système. 

Avec nos paramètres, le filtre de Kalman converge lentement vers la valeur réelle du 

réseau électrique, ce qui conduit à un temps de réponse d'environ 7 périodes. De plus, 

l’erreur statique en régime permanent est considérable et peut être estimée à 2 % et 4 % 
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par la simulation numérique et validation expérimentale respectivement. Par contre, sous 

un réseau électrique perturbé, on peut remarquer que la performance d’estimation est 

affectée d’une façon radicale, où l’ondulation d’amplitude estimée est à peu près   12.5 V 

par simulation et 40 V en temps réel. 

Tableau I.7. Comparaison de la performance de différentes techniques d'estimation. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Cas (I) et cas (II) sont définis dans le tableau  I.6. 

 Estimation par un filtre de Kalman modifié : la version modifiée du filtre de Kalman est 

introduite spécialement pour gérer  l’état perturbé du réseau électrique. Les résultats 

obtenus montrent que l’ondulation d’amplitude de la tension estimée est atténuée d’une 

façon satisfaisante sous un réseau électrique perturbé  avec 0.5 V et 1.5 V par la 

simulation numérique et validation expérimentale respectivement. Les problèmes du 

temps de réponse et l'erreur statique sont toujours persistés. 

   Estimation par mode glissant simplifié : par rapport à la méthode d’estimation par filtre 

de Kalman simplifié, l’estimation par mode glissant simplifié est plus performante en 

termes de temps de réponse estimé à 1.5 périodes, d’erreur statique est égale à 0.4 % et 

1.2 % par la simulation numérique et la validation expérimentale respectivement. En 

revanche, le fonctionnement sous un réseau électrique perturbé montre les limites de 

performance d’estimation  par mode glissant simplifié où l’ondulation d’amplitude de la 

tension estimée est à peu près 8.1 V et 5 V  par la simulation numérique et validation 

expérimentale respectivement. 
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 Estimation par mode glissant modifié : afin de compenser l‘insuffisance de la 

performance d’estimateur à mode glissant simplifié sous un réseau électrique perturbé, 

une version modifiée est proposée. Les résultats obtenus montrent que l’estimateur à 

mode glissant modifié peut gérer parfaitement les états perturbés transitoires du réseau 

électrique avec ondulation modérée de l’amplitude de la tension estimée avec 0.5 V et 2 

V par la simulation numérique et validation expérimentale respectivement. 

On peut conclure que l’estimation à base mode glissant simplifié a des performances 

remarquables  en termes de temps de réponse court, d'erreur statique minimale, en conséquence 

elle est plus appropriée pour un réseau électrique non perturbé. Par contre, en cas d’un réseau 

électrique non stable,  l’estimation à base mode glissant modifié est plus favorable à cause de son 

immunité contre les perturbations transitoires du réseau électrique. 

I.6 Conclusion 

L'objectif de ce chapitre était de mettre en évidence un ensemble de principes, informations, 

normes  dédiées à l’issue de la qualité d’énergie et  de présenter des techniques d’optimisation des 

circuits de contrôle concernant  le réseau  de distribution de l’énergie électrique. En premier lieu, 

nous avons exposé le principe de la théorie des harmoniques et nous avons énuméré quelques  

perturbations électriques les plus courantes  et les moyens de mitigations utilisés à nos jours dans 

l’industrie. On s’est intéressé spécialement aux phénomènes de propagation des harmoniques et le 

déséquilibre au niveau du réseau électrique.  

Après, nous nous sommes orientés vers le redresseur MLI, lequel est un outil très efficace 

comme une solution à la problématique de la qualité d’énergie. La modélisation mathématique du 

redresseur MLI, en termes de grandeurs électriques et écoulement de puissance, est effectuée. 

Outre, l’état de l’art de la commande directe de puissance (DPC) appliqué aux redresseurs MLI 

est aussi présenté. 

Ensuite, en tant que nous avons abordé l'état perturbé des réseaux électriques et la commande 

DPC, par conséquent la modélisation d'écoulement de puissance en vue des séquences positive et 

négative du courant et tension est réalisée. 

Enfin, nous avons retenu également que l’optimisation du circuit de contrôle d’un 

redresseur/onduleur MLI par la minimisation  du nombre de capteurs utilisé remplaçant par des 

capteurs virtuels peut conduire à deux avantages importants, à savoir : une réduction appréciable 

à l’aspect économique et le maintien d’une bonne performance du fonctionnement. 

Généralement, on a présenté une étude analytique de deux processus d’estimation des tensions du 

réseau, avec un filtre de Kalman et un estimateur à mode glissant. Il ressort de cette analyse que 

l’estimateur à mode glissant simplifié est convenable en cas d’un réseau électrique idéal. Par 

contre, sous un réseau électrique perturbé l’estimation par mode glissant modifié est 

recommandée. 
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Chapitre II 

Analyse et Optimisation de la Performance de la Commande 

DPC Appliquée à un Redresseur  MLI. 

II.1 Introduction 

L’utilisation des redresseurs MLI est de plus en plus répandue dans les systèmes de génération 

éoliens afin de maîtriser le flux de puissance, et aussi  dans des applications industrielles pour 

entraver la propagation de la pollution harmonique dans le réseau de distribution électrique. Le 

redresseur MLI est considéré comme une charge non linéaire intelligente contrôlable et à 

absorption sinusoïdale de courant, donc  il a la capacité d’éviter la circulation des composantes 

harmoniques dans le réseau électrique d'une façon efficace et fiable. 

La configuration d’un redresseur MLI à deux niveaux source de tension est le choix que nous 

considérons dans cette thèse. La performance de fonctionnement d’un redresseur MLI dépend 

essentiellement de l’algorithme de contrôle  choisi. De plus, le cahier des charges nous impose 

d'utiliser le contrôle direct de puissance (DPC) à ce redresseur MLI.  L'étude analytique est 

principalement axée sur certaines versions dominantes de la DPC telles que: DPC classique avec 

tableau de commutation, DPC prédictif optimal et DPC à base mode glissant (DPC- SMC).  

 La description du circuit de contrôle, le principe de fonctionnement, l’optimisation de la 

performance de la commande DPC (fonctionnement sans capteurs de tension et sous un réseau 

électrique déséquilibré) et la validation par la simulation numérique dans l’environnement 

logiciel Matlab/SIMULINK et expérimentale par une carte d’acquisition Dspace (DS1104), 

feront l’objet du présent chapitre. 

II.2 Implémentation de la commande directe de puissance  

II.2.1 Contrôle directe de puissance (DPC) classique avec un tableau de commutation [23, 

72, 73]  

Le schéma global de la commande  DPC conventionnel est présenté par la figure II.1. Les 

tensions et les courants alternatifs  du réseau triphasé sont mesurés et transformés vers le 

référentiel  stationnaire(𝛼𝛽). Les puissances active et réactive sont calculées par les équations 

(I.37, 38).  La position angulaire du vecteur de  tension du réseau est estimée à l'aide d’une boucle 

de verrouillage de phase (PLL) ou d'une fonction trigonométrique simple, comme indiqué dans 

les équations (II.4, 5). Les puissances active et réactive calculées (𝑃𝑠,𝑄𝑠) sont respectivement 

comparées à leurs consignes de référence (𝑃𝑠
∗,𝑄𝑠

∗) afin de générer des signaux d'erreurs de 

puissance numérisés  𝑆𝑝,  𝑆𝑞 . La sélection d'état de commutation optimal s'effectue via un tableau 

de commutation prédéfinie. Une bonne sélection de commutation  nécessite un calcul précis des 

signaux d'erreurs de puissance numérisés et de la position angulaire de la tension du réseau. 

II.2.1.1 Signaux numérisés d'erreurs de puissance 

L’information sur les erreurs instantanées entre les puissances active et réactive et des 

références exigées est très importante dans le processus de sélection du vecteur de contrôle 

optimal, donc il est décrit comme suit: 
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{
𝛥𝑃𝑠 = 𝑃𝑠

∗ − 𝑃𝑠
𝛥𝑄𝑠 = 𝑄𝑠

∗ − 𝑄𝑠    
                                                                                                                                  (II. 1)      

Le contrôleur DPC nécessite des signaux d'erreurs de puissance sous forme numérisée et il est 

possible de l’obtenir en utilisant deux comparateurs à hystérésis à deux niveaux. 

{
𝑆𝑃 = 1 𝑖𝑓 𝑃𝑠

∗ − 𝑃𝑠 ≥ ℎ𝑝
𝑆𝑃 = 0 𝑖𝑓     𝑃𝑠

∗ − 𝑃𝑠 ≤ −ℎ𝑝
                                                                                                                           (II. 2) 

{
𝑆𝑄 = 1 𝑖𝑓 𝑄𝑠

∗ − 𝑄𝑠 ≥ ℎ𝑞
𝑆𝑄 = 0 𝑖𝑓     𝑄𝑠

∗ − 𝑄𝑠 ≤𝑠 −ℎ𝑞
                                                                                                                        (II. 3) 

ℎ𝑝, ℎ𝑞 sont des bandes d'hystérésis. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.1. Schéma synoptique de la commande directe de puissance (DPC) classique avec un tableau de 

commutation. 

II.2.1.2 Identification de la position angulaire de la tension du réseau 

La position angulaire de la tension du réseau est indispensable  pour accomplir le processus de 

contrôle, d'où le plan d’espace est divisé en douze secteurs comme représenté sur la figure I.15. 

(𝑛 − 1)
𝜋

6
 ≤ 𝜃 ≤ 𝑛

𝜋

6
 ,      𝑛 = 1,2… . .12                                                                                           (II. 4) 

L’identification  

Du secteur 

Abc/αβ 

Abc/αβ 

𝑸𝒔
∗ 𝑷𝒔

∗ 

𝑸𝒔 𝑷𝒔 

𝒅𝑷𝒔 𝒅𝑸𝒔 

𝑽𝒂𝒃𝒄 

𝑰𝒂𝒃𝒄 

 

𝑺𝒂𝒃𝒄 

𝑽𝒅𝒄 

+ 

− 

+ 

− 

𝑵 

Le calcul des 

puissances 

𝑷𝒔 ,𝑸𝒔 

EQ. (I. 37,38) 
 

Tableau 

De 

Commutation 

 

Le neutre 

𝒓, 𝑳 

𝑽𝜶𝜷 

𝑰𝜶𝜷 

 

Réseau électrique 

70V/50 Hz 
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La position angulaire peut être calculée par l'équation suivante:  

𝜃 = 𝑎𝑟𝑐𝑡𝑔 (
𝑣𝛽

𝑣𝛼
)                                                                                                                                                         (II. 5) 

II.2.1.3 Synthèse du tableau de commutation  

La conception du tableau de commutation pour la commande DPC classique   est un sujet de 

recherche depuis de nombreuses années. Une illustration détaillée des tableaux de commutation 

utilisés dans un certain nombre de publications est présentée dans le tableau II.3. La conception 

des tableaux de commutation généralement considérant l'hypothèse d'une condition de réseau 

idéale, et la grande majorité des tableaux de commutation proposées sont basés sur le vecteur de 

tension (V-DPC) et une minorité à base du flux virtuel (VF-DPC). Le premier tableau de 

commutation est développé par Noguchi et al [23] basant sur le vecteur de tension, et il  est 

particulièrement considéré comme une référence pour des raisons de comparaison. Quelques 

années plus tard, Malinowski et al dans [26] ont utilisé  le même tableau de commutation 

classique dans une commande VF-DPC pour la première fois. L’utilisation excessive des vecteurs 

zéros dans le tableau classique a conduit à une réduction évidente des pertes de commutation. 

Cependant, il subit une dégradation sérieuse de leur performance et efficacité, conduisant à une 

fluctuation périodique et augmentation  des harmoniques à basses fréquences dans les courants de 

source absorbés. Parmi les tableaux de commutation modifiés rapportés, certains préconisent 

l'utilisation seulement des vecteurs actifs  tandis que d'autres préservent l'utilisation des vecteurs 

nuls durant l’état 𝑆𝑃 = 1 et 𝑆𝑞= 1. Par rapport au tableau de commutation classique, ces tableaux 

modifiés ont été considérablement améliorés l’efficacité de la commande  DPC en termes de 

performances en régime permanent et  dynamique, car ils ont une meilleure maitrise des erreurs 

instantanées de puissance active et réactive. 

Tableau. II.1. Effets des vecteurs de contrôle aux variations des puissances active et réactive. 

 

Secteur 

(N) 

𝒅𝑷𝒔
𝒅𝒕

 
𝒅𝑸𝒔
𝒅𝒕

 

𝒅𝑷𝒔

𝒅𝒕
 > 0 

𝒅𝑷𝒔

𝒅𝒕
 < 0 

𝒅𝑸𝒔

𝒅𝒕
 > 0 

𝒅𝑸𝒔

𝒅𝒕
 < 0 

(I) 𝑉1,𝑉2 𝑉4, 𝑉5, 𝑉3, 𝑉0,7, 𝑉6 𝑉6, 𝑉5, 𝑉1, 𝑉0,7 𝑉3, 𝑉2, 𝑉4 

(II) 𝑉2,𝑉1 𝑉5, 𝑉4, 𝑉6, 𝑉0,7, 𝑉3 𝑉6, 𝑉1, 𝑉5, 𝑉0,7 𝑉3, 𝑉4, 𝑉2 

(III) 𝑉2,𝑉3 𝑉5, 𝑉6, 𝑉4, 𝑉0,7, 𝑉1 𝑉1, 𝑉6, 𝑉2, 𝑉0,7 𝑉4, 𝑉3, 𝑉5 

(IV) 𝑉3,𝑉2 𝑉6,𝑉5, 𝑉1, 𝑉0,7, 𝑉4 𝑉1, 𝑉2, 𝑉6, 𝑉0,7 𝑉4, 𝑉5, 𝑉3 

(V) 𝑉3,𝑉4 𝑉6, 𝑉1, 𝑉5, 𝑉0,7, 𝑉2 𝑉2, 𝑉1, 𝑉3, 𝑉0,7 𝑉5, 𝑉4, 𝑉6 

(VI) 𝑉4,𝑉3 𝑉1, 𝑉6, 𝑉2, 𝑉0,7, 𝑉5 𝑉2, 𝑉3, 𝑉1, 𝑉0,7 𝑉5, 𝑉6, 𝑉4 

(VII) 𝑉4,𝑉5 𝑉1, 𝑉2, 𝑉6, 𝑉0,7, 𝑉3 𝑉3, 𝑉2, 𝑉4, 𝑉0,7 𝑉6, 𝑉5, 𝑉1 

(VIII) 𝑉5,𝑉4 𝑉2, 𝑉1, 𝑉3, 𝑉0,7, 𝑉6 𝑉3, 𝑉4, 𝑉2, 𝑉0,7 𝑉6, 𝑉1, 𝑉5 

(IX) 𝑉5,𝑉6 𝑉2, 𝑉3, 𝑉1, 𝑉0,7, 𝑉4 𝑉4, 𝑉3, 𝑉5, 𝑉0,7 𝑉1, 𝑉6, 𝑉2 

(X) 𝑉6,𝑉5 𝑉3, 𝑉2, 𝑉4, 𝑉0,7, 𝑉1 𝑉4, 𝑉5, 𝑉3, 𝑉0,7 𝑉1, 𝑉2, 𝑉6 

(XI) 𝑉6,𝑉1 𝑉3, 𝑉4, 𝑉2, 𝑉0,7, 𝑉5 𝑉5, 𝑉4, 𝑉6, 𝑉0,7 𝑉2, 𝑉1, 𝑉3 

(XII) 𝑉1,𝑉6 𝑉4, 𝑉3, 𝑉5, 𝑉0,7, 𝑉2 𝑉5, 𝑉6, 𝑉4, 𝑉0,7 𝑉2, 𝑉3, 𝑉1 
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Les tableaux de commutation utilisant  des vecteurs de contrôle ayant moindre effet sur le taux 

de variation de puissance active mènent à une ondulation réduite de la puissance active  et 

introduisent une absorption la plus proche possible  à la forme sinusoïdale pour les  courants 

débités.  

Tableau II.2. Tableau de commutation  généralisé [20]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ces tableaux proposés pourraient achever des performances relativement mieux en termes 

d’ondulation de puissance active, distorsion harmonique totale de courant (THD) et perte de 

commutation. Néanmoins, aucun d'entre eux ne peut être considéré comme un tableau optimal. À 

l'exception des tableaux de commutation  lesquelles ont utilisé des vecteurs classique dans l’état 

𝑆𝑃=1 et 𝑆𝑞 = 0, le reste ayant une performance proche comme le montre le tableau II.3.  

Tableau II.3. Classification et évaluation de certains tableaux de commutation dans la littérature [20]. 

 

 

 

 

 

 

-, + et ++ signifient mauvaise, standard et bonne performance respectivement. 

Dans cette thèse, le tableau proposé par [75], a été choisi pour être utilisé dans le circuit de 

contrôle du redresseur MLI. 

 

𝑺𝑷 𝑺𝒒 |
𝒅𝑷𝒔
𝒅𝒕

| 
Secteur (N) 

   (I) (II) (III) (IV) (V) (VI) (VII) (VIII) (IX) (X) (XI) (XII) 

0 0  𝑽𝟏 𝑽𝟏 𝑽𝟐 𝑽𝟐 𝑽𝟑 𝑽𝟑 𝑽𝟒 𝑽𝟒 𝑽𝟓 𝑽𝟓 𝑽𝟔 𝑽𝟔 

0 1  𝑽𝟐 𝑽𝟐 𝑽𝟑 𝑽𝟑 𝑽𝟒 𝑽𝟒 𝑽𝟓 𝑽𝟓 𝑽𝟔 𝑽𝟔 𝑽𝟏 𝑽𝟏 

1 0 Grande 𝑽𝟓 𝑽𝟓 𝑽𝟔 𝑽𝟔 𝑽𝟏 𝑽𝟏 𝑽𝟐 𝑽𝟐 𝑽𝟑 𝑽𝟑 𝑽𝟒 𝑽𝟒 

  Petite 𝑽𝟔 𝑽𝟔 𝑽𝟏 𝑽𝟏 𝑽𝟐 𝑽𝟐 𝑽𝟑 𝑽𝟑 𝑽𝟒 𝑽𝟒 𝑽𝟓 𝑽𝟓 

  Classique* 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟏 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟐 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟑 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟒 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟓 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟔 

  Option (1) 𝑽𝟓 𝑽𝟔 𝑽𝟔 𝑽𝟏 𝑽𝟏 𝑽𝟐 𝑽𝟐 𝑽𝟑 𝑽𝟑 𝑽𝟒 𝑽𝟒 𝑽𝟓 

1 1 Grande 𝑽𝟒 𝑽𝟒 𝑽𝟓 𝑽𝟓 𝑽𝟔 𝑽𝟔 𝑽𝟏 𝑽𝟏 𝑽𝟐 𝑽𝟐 𝑽𝟑 𝑽𝟑 

  Moyenne 𝑽𝟑 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟒 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟓 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟔 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟏 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟐 𝑽𝟎,𝟕 

  Petite 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟑 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟒 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟓 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟔 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟏 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟐 

  Zéro 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 𝑽𝟎,𝟕 

Option (2) 𝑽𝟑 𝑽𝟑 𝑽𝟒 𝑽𝟒 𝑽𝟓 𝑽𝟓 𝑽𝟔 𝑽𝟔 𝑽𝟏 𝑽𝟏 𝑽𝟐 𝑽𝟐 

Option (3) 𝑽𝟑 𝑽𝟒 𝑽𝟒 𝑽𝟓 𝑽𝟓 𝑽𝟔 𝑽𝟔 𝑽𝟏 𝑽𝟏 𝑽𝟐 𝑽𝟐 𝑽𝟑 

 

Type de 

commande 

|
𝒅𝑷𝒔
𝒅𝒕

| Capteur 

de tension 

Précision 

de 

Régulation  

fluctuation 

de 𝑷𝒔 
THD 

courant 
Ref. 

𝑺𝑷=1, 𝑺𝒒=0 𝑺𝑷=1, 𝑺𝒒=1 

V-DPC Classique Zéro Non + - - [23] 

Option(1) Grande Non ++ + + [74] 

Petite Grande Non ++ + + [75] 

Petite Grande Oui ++ + + [76] 

Petite Zéro Oui ++ ++ ++ [77] 

Petite Option(2) Oui ++ ++ ++ [78] 

VF-DPC Classique Zéro Non + - - [79] 

Petite Zéro Non ++ ++ ++ [80] 
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II.2.1.4 Résultats de simulation et expérimentaux  

Afin de montrer les performances de la commande DPC classique appliquée à un redresseur 

MLI, nous présentons dans cette section les différents résultats obtenus par des simulations 

numériques  et  des essais expérimentaux. Les paramètres des circuits de puissance et contrôle 

sont exposés dans l’annexe A (tableau A.1). 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.2.  Résultat de simulation de la commande DPC avec tableau de commutation (a) écoulement de  

la puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b) courants de 

source (A).   

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.3.  Déphasage entre tension et courant de la phase (a)  pour la commande DPC avec tableau de 

commutation (simulation) (a) effet capacitive 𝑄𝑠 =-100 Var (b) effet inductive 𝑄𝑠 =100 Var, (c) effet 

résistive 𝑄𝑠 = 0 Var. 

Les courbes des puissances active et réactive échangées avec le réseau sont montrées dans la 

figure II.2. On a établi une commande en boucle ouverte où les signaux de références, des 

puissances active et réactive, sont mis à 630~760 W et 0 ~ ± 100 Var respectivement. On 

observe que les puissances commandées suivent leurs références avec une bonne stabilité et 

précision, ce qui assure une absorption des courants sinusoïdaux et un facteur de puissance 

contrôlable. D’après la figure II.3, on remarque que le déphasage entre le courant et la tension de 

la phase (a) est variable selon la variation de la puissance réactive où : le déphasage  est positif en 
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cas d’un effet inductif (𝑄𝑠 =100 Var), négatif en cas d’un effet capacitif (𝑄𝑠 =-100 Var) et zéro en 

cas d’un effet résistif (𝑄𝑠 = 0). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.4. Résultat expérimental de la commande DPC avec tableau de commutation (a-c) écoulement de  

la puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b-d) les courants 

de source (A).   

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.5.  Déphasage entre tension et courant de la phase (a)  pour la commande DPC avec tableau de 

commutation (expérimental)  (a) effet capacitif 𝑄𝑠 =-100 Var, (b) effet résistif 𝑄𝑠 = 0 Var (c) effet inductif 

𝑄𝑠 =100 Var. 

Les résultats pratiques qui sont montrés dans les figures II.4 et II.5 sont presque identiques à 

ceux de la  simulation donnés par les figures II.2 et II.3. Les puissances active et réactive 

poursuivent avec une performance acceptable les différentes transitions des signaux de référence 

au cours  de la période de contrôle. Le niveau de fluctuation des puissances active et réactive est 
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plus important en pratique qu’en simulation en raison de la faible fréquence d'échantillonnage 

utilisée dans la manipulation  pratique (8.5 kHz).  

II.2.2 Commande directe de puissance prédictive optimale 

Au cours des dernières années, la commande DPC predictive avec optimisation  a été 

largement utilisé dans des applications industrielles telles que, la commande des  moteurs 

électriques, régulation des redresseurs MLI et aux systèmes de conversion renouvelables. Le 

principe généralisé de cette commande est montré à la figure II.6. Il est conçu pour que la 

variable d'entrée 𝑥 soit égale à la valeur de référence 𝑥∗. Dans chaque période d'échantillonnage, 

les états de commutation optimaux 𝑆𝑖
∗(𝑘) dédiés aux systèmes consernés  sont identifiés en ligne 

à l’aide de deux fonctions principals ,fonction de prédiction 𝑓𝑝 et fonction de coup de 

minimisation 𝐶𝑖
  [81]. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.6. Mécanisme de fonctionnement du contrôle prédictif optimal. 

Parmi les premiers qui ont utilisé cette approche afin de contrôler des redresseurs MLI, la 

recherche proposée dans [28], peut être mentionnée. La commande DPC prédictive avec 

optimisation  est menée essentiellement par les deux étapes suivantes: 

II.2.2.1 Génération du modèle prédictif  

Basé sur ce qui a déjà été rapporté par [82], l'expression du modèle prédictif a été décrite en 

detail. Brièvement, à partir de l’équation (I.43) développée précédemment,, on peut déduire 

l’expression des dérivées des puissances active et réactive sous forme vectorielle comme: 

{
 
 

 
 𝑑𝑃𝑠
𝑑𝑡

=
3

2𝐿
[(|𝑉|2 − 𝑅𝑒[ 𝑉𝑟

∗𝑉])] −
𝑟

𝐿
𝑃𝑠−𝜔0 𝑄𝑠       

 
𝑑𝑄𝑠
𝑑𝑡

=
3

2𝐿
  𝐼𝑚( 𝑉𝑟

∗𝑉) + 𝜔0𝑃𝑠 −
𝑟

𝐿
 𝑄𝑠            

                                                                          (II. 6) 

 

 

 

𝑥  𝑖
∗(𝑘 + 1) 

𝑥  𝑖
 (𝑘) La fonction de prédiction. 

𝑥  𝑖
𝑝(𝑘 + 1) = 𝑓𝑝ሼ𝑥

 
𝑖
 (𝑘), 𝑆𝑖ሽ

𝑖 = 1,  …..𝑛
 

 

La fonction de coup de 

minimisation. 

𝐶𝑖
 = ൛𝑥  𝑖

∗(𝑘 + 1), 𝑥  𝑖
𝑝
(𝑘 + 1)ൟ

𝑖 = 1,  …..𝑛
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Figure II.7. Schéma synoptique de la commande DPC prédictive optimale. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.8. Principe de fonctionnement de la fonction de coup de minimisation (a) effets des vecteurs de 

contrôle à la fonction de coup (b) vecteur optimal. 
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{
 
 

 
 𝑃𝑠(𝑘 + 1) = 𝑃𝑠(𝑘) +

3

2𝐿
[(|𝑉(𝑘)|2 − 𝑅𝑒[ 𝑉𝑟(𝑘)

∗𝑉(𝑘)])] −
𝑟

𝐿
𝑃𝑠(𝑘)−𝜔0𝑄𝑠(𝑘)       

 

𝑄𝑠(𝑘 + 1) = 𝑄𝑠(𝑘) −
3

2𝐿
  𝐼𝑚( 𝑉𝑟(𝑘)

∗𝑉(𝑘)) + 𝜔0𝑃𝑠(𝑘) −
𝑟

𝐿
 𝑄𝑠(𝑘)             

               (II. 7) 

II.2.2.2 Sélection du vecteur optimal via une fonction de coût  

Le principe  de la fonction de coût est d'évaluer les effets des  vecteurs de contrôle (six 

vecteurs actifs) à chaque période d'échantillonnage comme montre la figure II.8. La sélection de 

la commutation  optimale est effectuée pour le vecteur qui correspond à la  valeur minimale de la 

fonction de coût. 

𝐶𝐹 = |𝑄𝑠
∗−𝑄𝑠(𝑘 + 1)| + |𝑃𝑠

∗ − 𝑃𝑠(𝑘 + 1)|                                                                                                         (II. 8)                                                   

Où : 𝑃𝑠
∗ et 𝑄𝑠

∗ sont les signaux de référence de la puissance active et réactive respectivement. 

II.2.2.3 Résultats de simulation et expérimentaux  

Les performances en régime transitoire et en régime permanent de la technique de commande 

prédictive optimale appliquée à un redresseur MLI  sont  évaluées par des résultats de simulation 

et expérimentaux. La simulation numérique est réalisée sous les mêmes conditions que celles de 

la technique précédente (la fréquence d’échantillonnage et les paramètres du système sont 

présentés dans l’annexe (A) (tableau A.1). 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.9. Résultat de simulation de la commande prédictive optimale (a) écoulement de  puissance active 

(W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b) courants de source (A). 

L’allure de courant de source et l’écoulement  des puissances active et réactive instantanées 

sont données par la figure II.9. Cette dernière montre une performance intéressante où une 

absorption de courant sinusoïdal est assurée et les trajectoires des puissances active et réactive 

poursuivent parfaitement et indépendamment les variations brusques des signaux de références 

avec un temps de réponse plus rapide (le contrôle découplé de  la puissance active et réactive est 

bien établi). Le redresseur MLI est caractérisé par un facteur de puissance contrôlable et ceci est 

vérifié dans la figure II.10 où les différents effets (capacitif, inductif et résistif) sont bien 

examinés séparément. 
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Figure II.10.  Déphasage entre tension et courant de la phase (a) pour la commande DPC prédictive 

optimale (simulation)  (a) effet capacitif 𝑄𝑠 =-100 Var (b) effet inductif  𝑄𝑠 =100 Var, (c) effet résistif 𝑄𝑠 = 

0 Var. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.11. Résultat expérimental de la commande prédictive optimale (a-c) écoulement de  puissance 

active (W) et réactive (Var) durant différentes fonctionnalités transitoires (b-d) courants de source (A).   

Les figures II.11 et II.12 représentent la validation expérimentale de la commande DPC 

prédictive  optimale. Ces résultats montrent une concordance avec les résultats de simulation 

mentionnés précédemment par les figures II.9 et II.10. Une performance de poursuite instantanée 

pour les puissances active et réactive est bien assurée, ainsi d’après la figure II.11 une forme 

quasi sinusoïdale de l’allure du courant de source est établie. Selon la figure II.12 on peut voir 

l’effet de la puissance réactive à la phase du courant absorbé, 𝑄𝑠= -100 Var, 100 Var ou 0 Var 

signifie que la phase du courant est en avance (effet capacitif), en arrière (effet inductif), ou  en 

harmonie (effet résistif) par rapport à la phase de la tension respectivement. 
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Figure II.12. Déphasage entre tension et courant de la phase (a)  pour la commande DPC prédictive 

optimale (expérimental) (a) effet capacitif 𝑄𝑠 =-100 Var (b) effet résistif 𝑄𝑠 = 0 Var (c)effet inductif  𝑄𝑠 

=100 Var.  

II.2.3 Commande direct de puissance à base mode glissant (DPC-SMC) 

Comme nous l'avons déjà présenté dans le chapitre précédent (§I.5.3), la résolution d’un 

problème mathématique via un contrôleur mode glissant s’effectue par deux étapes, 

l’identification de la surface glissante et l’implémentation de la loi de contrôle. L’intégration de 

l’approche mode glissant dans un circuit de contrôle d’un redresseur MLI est présentée par la 

figure II.13. 

II.2.3.1 Identification de la surface glissante  

Nous avons considéré les puissances active et réactive absorbées comme des variables à 

contrôler, donc on peut déduire les surfaces glissantes correspondantes par le vecteur suivant: 

𝑆 = [𝑆𝑃 𝑆𝑄 ]
𝑇
                                                                                                                                              (II. 9) 

Lorsque les objectifs de contrôle  souhaités sont achevés, cela signifie que les états de système 

suivent parfaitement les références de contrôle imposés. Afin de maintenir un bon temps de 

réponse  et de réduire l'erreur statique en régime permanent, les surfaces glissantes peuvent être 

exprimées selon la forme intégrale suivante [83]. 

𝑆𝑃 = 𝐸𝑟𝑟𝑃 (𝑡) + 𝐾𝑃 ∫ 𝐸𝑟𝑟𝑃 (𝑡)𝑑𝜏 + 𝐸𝑟𝑟𝑃 (0)                                                                                (II. 10)
𝑡

0

𝑆𝑄 = 𝐸𝑟𝑟𝑄 (𝑡) + 𝐾𝑄 ∫ 𝐸𝑟𝑟𝑄 (𝑡)𝑑𝜏 + 𝐸𝑟𝑟𝑄 (0)                                                                               (II. 11)
𝑡

0

 

Où : 𝐸𝑟𝑟𝑃 (𝑡) = 𝑃𝑠
∗ − 𝑃𝑠 et 𝐸𝑟𝑟𝑄 (𝑡) = 𝑄

∗ − 𝑄𝑠  sont les erreurs instantanées entre les signaux de 

références et les valeurs mesurées des puissances. 𝐾𝑃  et 𝐾𝑄 sont des gains de contrôle positifs.  

Au moment où la méthode de contrôle peut conduire les états du système à leurs références 

appropriées, les surfaces glissantes convergent vers zéro  𝑆𝑃 = 0 et  𝑆𝑄 = 0. 
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𝑆𝑃 = 𝑆𝑄 =
𝑑𝑆𝑃 
𝑑𝑡

=
𝑑𝑆𝑄 

𝑑𝑡
= 0                                                                                                              (II. 12) 

Par la suite, d'après les équations (II.10), (II.11) et (II.12), il est possible d'introduire: 

𝑑𝐸𝑟𝑟𝑃 (𝑡)

𝑑𝑡
= −𝐾𝑃 𝐸𝑟𝑟𝑃 (𝑡)                                                                                                                  (II. 13)

𝑑𝐸𝑟𝑟𝑄 (𝑡)

𝑑𝑡
= −𝐾𝑄 𝐸𝑟𝑟𝑄 (𝑡)                                                                                                                 (II. 14)

 

II.2.3.2 Conception de la loi de contrôle  

La dérivation des expressions des surfaces glissantes (II.10) et (II.11) conduit à : 

𝑑𝑆𝑃 
𝑑𝑡

=
𝑑𝐸𝑟𝑟𝑃 (𝑡)

𝑑𝑡
+𝐾𝑃 𝐸𝑟𝑟𝑃 (𝑡) = −

𝑑𝑃𝑠
𝑑𝑡

+𝐾𝑃 (𝑃𝑠
∗ − 𝑃𝑠)                                                              (II. 15)

𝑑𝑆𝑄 

𝑑𝑡
=
𝑑𝐸𝑟𝑟𝑄 (𝑡)

𝑑𝑡
+𝐾𝑄 𝐸𝑟𝑟𝑄 (𝑡) = −

𝑑𝑄𝑠
𝑑𝑡

+𝐾𝑄 (𝑄𝑠
∗ − 𝑄𝑠)                                                          (II. 16)

 

La substitution d’équation (I.43) dans les équations (II.15) et (II.16) mène à: 

𝑑𝑆

𝑑𝑡
= 𝐺 + 𝐹𝑉𝑟                                                                                                                                          (II. 17) 

Où : 

𝐺 = [𝐺𝑃 𝐺𝑄 ]
T
               𝑉𝑟 = [𝑣𝑟𝛼 𝑣𝑟𝛽]

T
 

{
 

 𝐺𝑃 = −
3

2𝐿 
(𝑣𝛼

2 + 𝑣𝛽
2) +

𝑟

𝐿 
𝑃𝑠+𝜔0𝑄𝑠+𝐾𝑃 (𝑃𝑠

∗ − 𝑃𝑠)

𝐺𝑄 =
𝑟

𝐿 
𝑄𝑠−𝜔0𝑃𝑠+𝐾𝑄 (𝑄𝑠

∗ −𝑄𝑠)
 

Et  

𝐹 =
3

2𝐿𝑠
[
𝑣𝛼 𝑣𝛽
𝑣𝛽 −𝑣𝛼

] 

La conception de la loi de contrôle doit être prudente, alors que pour les surfaces glissantes 

non nulles, la dérivée de la fonction de Lyupunov doit être négative. Pour plus d'investigations 

sur la stabilité du circuit de contrôle, il est conseillé au lecteur de consulter cette publication [33]. 

Ainsi, la loi de contrôle est choisie de la manière suivante: 

𝑉𝑟 = 𝐹
−1 {[

𝐺𝑃 
𝐺𝑄 
] + [

𝐾𝑃1 0
0 𝐾𝑄1 

] [
𝑠𝑔𝑛(𝑆𝑃 )

𝑠𝑔𝑛(𝑆𝑄 )
]}                                                                                 (II. 18) 

Où : 𝐾𝑃1  et 𝐾𝑄1  sont des gains de contrôle. 𝑠𝑔𝑛(𝑆𝑃 ) et 𝑠𝑔𝑛(𝑆𝑄 ) sont des fonctions de 

commutation dédiées aux puissances active et rective respectivement. 

Les perturbations du système à haute fréquence non modélisées qui sont excitées par le 

fonctionnement à fréquence de commutation élevée peuvent générer des effets nocifs inattendus 

et peuvent conduire à une instabilité imprévue. Pour surmonter cet inconvénient, partie 
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discontinue du contrôleur est limitée  dans un  intervalle approprié autour de la surface de 

glissement. En conséquence, une fonction continue autour du voisinage de la surface de 

glissement est introduite : 

𝑠𝑔𝑛( 𝑆𝑗) =

{
 
 

 
 
1,  𝑖𝑓 𝑆𝑗 ≥ 𝛾𝑗
 𝑆𝑗

𝛾𝑗
, 𝑖𝑓 −𝛾𝑗 <  𝑆𝑗

−1,  𝑖𝑓 𝑆𝑗 ≤ −𝛾𝑗

< 𝛾𝑗                                                                                                (II. 19) 

Où : 𝛾𝑗  est la largeur de la bande du contrôleur d'hystérésis et 𝑗 se réfère aux puissances active et 

réactive respectivement. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.13.  Schéma synoptique de la commande DPC-SMC. 

II.2.3.3 Résultats de simulation et expérimentaux  

De manière similaire que les deux techniques de commande précédentes, on a effectué une 

simulation numérique par le logiciel Matlab/SIMULINK suivie par une validation expérimentale 

en temps réel (voir annexe (A), tableau A.1)). Comme on a déjà mentionné précédemment, 

l’écoulement des puissances active et réactive est contrôlé en boucle ouverte (𝑃𝑠 = 640 ~ 760 

W, 𝑄𝑠 = 0 ~ ± 100 Var). 
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Figure II.14. Résultat de simulation de la commande DPC-SMC (a) écoulement de  puissance active (W) et 

réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b) courants de source (A). 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.15. Déphasage entre tension et courant de la phase (a)  pour la commande DPC-SMC (simulation) 

(a) L’effet capacitif 𝑄𝑠 =-100 Var (b) L’effet inductif 𝑄𝑠 =100 Var, (c) L’effet résistif 𝑄𝑠 = 0 Var. 

Les  figures  II.14 et II.15 présentent  les résultats de simulation obtenus en utilisant la 

commande directe de puissance à base mode glissant (DPC-SMC). La figure II.14 montre la 

performance de poursuite des puissances active et réactive et des courants absorbés. Ce dernier 

démontre que la commande DPC-SMC peut parfaitement gérer les transitions transitoires qui 

suivent des changements brusques dans les consignes des puissances active et réactive  avec un 

temps de réponse  plus rapide et une erreur statique proche à zéro. La contrôlabilité du facteur de 

puissance est bien vérifiée à partir de la Figure II.15, où  la phase du courant débité par rapport à 

la phase de la tension du réseau varie en fonction du mode imposé par la commande DPC-SMC, 

en avance si 𝑄𝑠 < 0, en arrière si 𝑄𝑠 > 0 et en phase si 𝑄𝑠=0. 
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Figure II.16.   Résultat expérimental de la commande DPC-SMC (a-c) écoulement de  puissance active (W) 

et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b-d) courants de source (A).   

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.17. Déphasage entre tension et courant de la phase (a)  pour la commande DPC-SMC 

(expérimental) (a) effet capacitif 𝑄𝑠 =-100 Var (b) effet résistif 𝑄𝑠 = 0 Var (c)effet inductif  𝑄𝑠 =100 Var.  

Les figures II.16 etII.17 montrent les résultats obtenus en temps réel par la commande DPC-

SMC appliquée au redresseur MLI. D’une façon identique  aux résultats de simulation, l’échange 

des puissances active et réactive au niveau du réseau électrique est complètement  contrôlable  en 

fonction du profil des signaux de référence 𝑃𝑠
∗ et 𝑄𝑠

∗ avec  une performance  en régime 

transitoire et permanent remarquable. D’après la figure II.17  la forme quasi-sinusoïdale du 

courant absorbé est bien assurée  et aussi la contrôlabilité du facteur de puissance est vérifiée.  

II.2.4 Etude comparative 

Afin de mettre en évidence les avantages  et les inconvénients de chaque technique de contrôle 

présentée précédemment, une étude comparative entre eux est menée. Les critères pris en compte 

pour l’évaluation des performances de ces circuits de contrôle sont le taux de distorsion 
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harmonique, le niveau de fluctuation des puissances active et réactive, la forme du courant 

absorbé en régime permanent et le temps de réponse durant les états transitoires.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.18.  Niveau de fluctuation des puissances active (∆ 𝑃𝑠 ) et réactive (∆ 𝑄𝑠 ) en régime permanent   

(simulation).  

La figure II.18 montre le niveau de fluctuation en simulation des puissances active (∆ 𝑃𝑠 ) et 

réactive (∆ 𝑄𝑠 ) pour les différentes techniques de contrôle appliquées dans ce chapitre. On 

constate que la DPC-SMC a donné la meilleure performance comparativement aux deux autres 

techniques avec un ∆ 𝑃𝑠 ≈ 30 W et ∆ 𝑄𝑠 ≈ 30 Var. Il est également possible de noter que l'erreur 

statique en régime permanent pour les trois techniques est considérée acceptable (0.5 % < ∆ 𝑃𝑠̅̅ ̅̅ ̅ < 

1.6 %). 

La figure II.19 montre la validation expérimentale des résultats de simulation présentés dans la 

figure II.18. De même, il ressort d’après les résultats illustrés  que l’application de la commande  

DPC-SMC donne   la meilleure performance par rapport aux  deux autres techniques avec un 

∆ 𝑃𝑠 ≈ 80 W et ∆ 𝑄𝑠 ≈ 120 Var. Cette variance entre les résultats de simulation et les résultats 

pratiques est attendue et compréhensible et peut s'expliquer par plusieurs raisons comme:  

✓ La fréquence d’échantillonnage utilisée en pratique ( 𝑓𝑠 =8.3 KHz) est relativement faible 

en raison de la limitation de la carte Dspace (DSP 1104) utilisée, alors qu’en simulation 

une fréquence d'échantillonnage élevée a été utilisée (𝑓𝑠 =100 KHz). 

✓ La qualité des signaux mesurés où le bruit de mesure a un effet considérable sur la 

performance du circuit de contrôle. 

✓ En simulation, nous considérons que la tension du réseau électrique est purement 

sinusoïdale et équilibrée, alors qu'en pratique il contient des harmoniques de basse 

fréquence, principalement d'ordre 5 et 7 comme le montre la figure II.20. 
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Figure II.19. Comparaison de  niveau de fluctuation des puissances active (∆ 𝑃𝑠 ) et réactive (∆ 𝑄𝑠 ) en 

régime permanent  pour les différentes techniques de contrôle (expérimental).  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.20. Spectre fréquentiel de la tension du réseau électrique phase (a) (expérimental). 
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Figure II.21. Performance dynamique des différentes techniques de contrôle pour une variation échelon de 

la puissance active (simulation). (a) DPC avec tableau de commutation (b) DPC prédictive optimale (c) 

DPC-SMC. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.22. Forme d’allure du courant débité de la phase (a) pour les différentes techniques de contrôle. 

La figure II.21 expose la caractéristique principale d’une commande directe de puissance qui 

est un temps de réponse plus rapide pendant le régime dynamique. On peut voir que le temps de 

réponse pour toutes les techniques de contrôle concernées  est inférieur à  4 ms. De plus, il y avait 

une légère supériorité pour les commandes DPC prédictive optimale et DPC-SMC par rapport à la 

commande DPC avec un tableau de commutation (≈ 0.5 ms). 
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Figure II.23. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) pour les différentes techniques de 

contrôle (simulation). (a) DPC avec tableau de commutation (b) DPC prédictive optimale (c) DPC-SMC. 

La figure II.22 montre les résultats obtenus qui exposent la forme sinusoïdale ou quasi-

sinusoïdale du courant de ligne en régime permanent (a) par simulation numérique et mise en 

œuvre en temps réel. Visuellement, on peut voir que la commande DPC-SMC a réussi à établir un 

courant absorbé avec une forme qui est la plus proche de la forme sinusoïdale par rapport au 

contrôle DPC prédictif optimal et le contrôle DPC classique. Cette dernière observation peut le 

confirmer par le résultat obtenu sur la figure II.23 qui présente le spectre fréquentiel et le facteur 

de distorsion harmonique (THD) du courant de ligne phase (a) pour les différentes techniques de 

contrôle par la simulation numérique, où  la technique de contrôle DPC-SMC donne le THD le 

plus bas à 1,34% comparé à 1,69% pour le contrôle prédictif optimal et 1,87% pour la commande 

DPC avec tableau de commutation.  

La figure II.24 montre le spectre harmonique du courant de la phase (a) durant l’exécution du 

système en temps réel. Les résultats obtenus sont en accord avec les résultats de simulation 

illustrés par la figure II.23. La commande DPC-SMC donne le meilleur THD avec 5.4 %, suivi 

par la commande prédictive optimale avec 5.7 % est finalement la commande DPC avec tableau 

de commutation avec 7.3 %. 
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Figure II.24. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) pour les différentes techniques de 

contrôle (expérimental). (a) DPC avec tableau de commutation (b) DPC prédictive optimale (c) DPC-SMC. 
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Le dernier point dont nous devons discuter est la fréquence de commutation, à partir de la 

figure II.23 nous pouvons voir que pour la commande DPC-SMC,  le spectre fréquentiel du 

courant de ligne est clairement concentré autour de la fréquence 2 kHz et leurs multiples, et ceci 

est attendu parce que la modulation du signal de commande est faite par la technique de 

modulation intersective en utilisant une porteuse triangulaire avec une fréquence de 2 kHz. Pour 

les deux autres contrôles, leurs spectres fréquentiels du courant sont diversifiés et ne sont pas 

concentrés autour n’importe quelle fréquence, et cela signifie que le fonctionnement de ces 

techniques de contrôle est effectué par une fréquence de commutation variable contrairement à la 

commande DPC-SMC qui est à une fréquence de commutation constante 

Nous concluons cette section avec le tableau II.4 qui résume tous les avantages et les 

inconvénients de chaque technique de contrôle étudiée. 

Tableau II.4. Etude comparative entre les trois techniques de contrôle. 

 
Fluctuation des 

puissances 

∆𝑷𝒔, ∆𝑸𝒔 
(W), (Var) 

Erreur 

statique 

∆𝑷𝒔̅̅ ̅̅ ̅ 
(%) 

Temps de 

réponse 

(ms) 

Fréquence  

de 

commutation 

THD 

% 

sim éxp sim éxp sim sim sim éxp 

DPC avec 

tableau de 

commutation 

30,70 200,180 1.6 11.1 3.5 Variable 1.87 7.3 

DPC 

prédictive 

optimale 

30,40 120,80 0.8 3.1 3 Variable 1.69 5.7 

DPC-SMC 30,30 80,100 1.6 6.5 3 
Constante 

2 KHz 
1.34 5.4 

 

II.3 Implémentation de la commande DPC sans capteurs de tension  

Dans cette partie, on a essayé de réduire la complexité matérielle  du système étudié  par 

l’élimination des capteurs de tension. Pour cela, nous avons remplacé ces capteurs par un 

estimateur en ligne. Une étude analytique  est déjà introduite dans le chapitre précédent (§ I.5) 

pour deux techniques d’estimation, l’estimation par un filtre de Kalman (KF) et par une méthode 

à mode glissant. Une étude comparative entre eux, a conclu que l’estimation par une méthode à 

mode glissant est plus performante  en termes de précision et stabilité. On peut noter que la 

méthode d’estimation à mode glissant a deux versions, la première est adaptée dans le cas d'un 

réseau électrique idéal et la deuxième est assignée pour un réseau électrique perturbé (présence de 

déséquilibre et/ou autres harmoniques à basse fréquence). En considérant dans cette partie que le 

réseau électrique n'est pas perturbé, ceci implique que l'estimation de la tension du réseau est 

réalisée par la première version. Dans ce qui suit, nous présenterons les différents résultats 

obtenus pour les différentes techniques de contrôle. Il convient de mentionner que les différents 

paramètres du système sont les mêmes que dans le cas étudié précédemment (voir annexe (A) 
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(tableau A.1)). La  régulation du flux de puissance est réalisée en  boucle fermée, ainsi la 

consigne de la puissance active 𝑃∗ est définie par la sortie de la boucle de régulation de la tension 

du bus continu 𝑣𝑑𝑐. 

II.3.1 Contrôle direct de puissance avec un tableau de commutation 

L’intégration d’un estimateur à base mode glissant   a été appliquée dans le cas de la 

commande vectorielle (VOC) [63] et la commande DPC prédictive optimale [64]. Nous 

proposons l’application de cet estimateur à la DPC avec tableau de commutation comme le 

montre la figure II.25. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.25.  Schéma synoptique de la commande DPC avec tableau de commutation sans capteurs de 

tension. 

II.3.1.1 Résultats de simulation et expérimentaux  

Les figures II.26 et II.27 montrent les résultats de simulation et la  validation  expérimentale 

de l’écoulement de puissance et  les courants absorbés côté réseau électrique. Il est évident que 

les résultats expérimentaux ont une bonne concordance avec les résultats de simulation. On peut 

noter que la transition de la puissance active est comprise entre deux niveaux distincts (630 ~ 760 

W) suivant une variation du signal de référence𝑃𝑠
∗. L‘évolution du signal de référence 𝑃𝑠

∗ s'est 

produite en fonction du profil de  régulation de la tension du bus continu (200 ~220 V). De plus, 

la puissance réactive suit effectivement les trois niveaux imposés (0 ∓ 100 Var), ce qui montre 

que la commande DPC avec tableau de commutation peut assurer un contrôle complètement 

découplé. Les courants absorbés sont quasi sinusoïdaux et cela signifie le bon fonctionnement du 

redresseur MLI.  
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Figure II.26. Résultats de simulation de la commande DPC avec tableau de commutation sans capteurs de 

tension (a) écoulement de  puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités 

transitoires (b) courants de source (A). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.27.   Résultat expérimental de la commande DPC avec tableau de commutation sans capteurs de 

tension (a-c) écoulement de  puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités 

transitoires (b-d) courants de source (A).   
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Figure II.28.  Régulation de la tension du bus continu (V) (simulation). 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.29. Régulation de la tension du bus continu (V) (expérimental). 

Les figures II.28 et II.29 montrent les résultats de simulation et expérimentaux de la régulation 

de la tension du bus continu. La régulation est effectuée par un régulateur proportionnel intégral 

classique (PI). La transition du signale de référence est effectuée entre deux niveaux (200~220 

V). On voit que la régulation se déroule de manière satisfaisante en termes de temps de réponse et 

de dépassement. 

 

 

 

 

 

0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1 1.1 1.2
180

190

200

210

220

230

240

Temps [s]

L
a

 t
e

n
s
io

n
 d

u
 b

u
s
 c

o
n

ti
n

u
 [
V

]

 

 

vdc* vdc

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
190

195

200

205

210

215

220

225

230

Temps [s]

la
 t
e

n
s
io

n
 d

u
 b

u
s
 c

o
n

ti
n

u
 (

V
)

 

 

Vdc Vdc*



Chapitre II.   Analyse et optimisation de la performance de la commande DPC appliqué à un redresseur 

MLI. 

75 

 

II.3.2 Commande directe de puissance (DPC) prédictive optimale [64] 

L’association d’un estimateur à base mode glissant avec la commande prédictive optimale est 

réalisée comme le montre la figure II.30. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.30. Schéma synoptique de la commande prédictive optimale sans capteurs de tension. 

II.3.2.1 Résultats de simulation et expérimentaux  

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.31.  Résultat de simulation de la commande prédictive optimale sans capteurs de tension (a) 

écoulement de  puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b) 

courants de source (A). 
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Figure II.32.   Résultat expérimental de la commande prédictive optimale sans capteurs de tension (a-c) 

écoulement de  puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b-d) 

les courants de source (A).   

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.33. Régulation de la tension du bus continu (V) (simulation). 

Les figures II.31et II.32 représentent les résultats de simulation numérique et expérimentaux 

de l’échange des puissances active et réactive et les courants côté réseau. Les résultats obtenus 

montrent que le contrôle prédictif optimal assure un suivi parfait des puissances active et réactive 

quel que soit le changement de point de fonctionnement. L’absorption d’un courant quasi 

sinusoïdal est également bien assurée. Les figures II.33 et II.34 représentent la courbe de la 

tension du bus continu par simulation numérique et validation expérimentale respectivement. Les 

résultats rapportés prouvent une performance satisfaisante pour la boucle de la régulation du 𝑣𝑑𝑐 

avec un temps de réponse acceptable durant les états transitoires et une erreur statique presque 

zéro en régime permanent. 
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Figure II.34.  Régulation de la tension du bus continu (V) (expérimental). 

II.3.3 le Contrôle direct de puissance à base mode glissant (DPC-SMC) 

L’utilisation d’un estimateur à base mode glissant pour un contrôleur DPC-SMC est effectuée 

conformément au schéma synoptique présenté par la figure II.35. 

 

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.35. Schéma synoptique de la commande DPC-SMC sans capteurs de tension. 
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II.3.3.1 Résultats de simulation et expérimentaux  

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.36. Résultat de simulation de la commande SMC-DPC sans capteurs de tension (a) écoulement de  

puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b)  courants de 

source (A). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.37. Résultat expérimental de la commande SMC-DPC sans capteurs de tension (a-c) écoulement 

de  puissance active (W) et réactive (Var) pendant différentes fonctionnalités transitoires (b-d) courants de 

source (A).   
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Figure II.38. Régulation de la tension du bus continu (V) (simulation). 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.39. Régulation de la tension du bus continu (V) (expérimental). 

Les figures II.36 et II.37 montrent les courbes  obtenues de la puissance active et réactive et 

courant côté  réseau par la simulation numérique et en expérimental respectivement. Une 

concordance claire peut être observée entre les résultats de la simulation et les résultats 

correspondants  par la validation expérimentale. Le contrôle DPC-SMC a la capacité de gérer 

parfaitement la variation de la consigne de puissance active et réactive avec un temps de réponse 

remarquable et une erreur statique minimale. D'autre part, la régulation de la tension du bus 

continu est réalisée de manière stable et fiable avec un temps de réponse et un niveau de 

dépassement admissible par simulation et en pratique comme le montrent les figures II.38, II.39 

respectivement.  

II.3.4 Etude comparative 
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elles est menée. Les critères pris en compte pour évaluer  les performances de ces techniques de 

contrôle sont le taux de distorsion harmonique du courant  (THDi), le niveau de fluctuation des 

puissances active et réactive, la forme d’allure du courant absorbé en régime permanent, le temps 

de réponse durant les états transitoires et la précision d’estimation des tensions du réseau 

électrique. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.40. Temps de réponse du  𝑣𝑑𝑐  expérimental pour  une variation brusque de la consigne 

𝑣𝑑𝑐
∗(200~220 V). (a) commande DPC avec tableau de commutation (b) commande prédictive optimale (c) 

commande DPC-SMC. 

La figure II.40 expose du haut en bas le comportement transitoire en pratique  de la  tension du 

bus continu pour les commandes DPC avec tableau de commutation, DPC prédictive optimale et 

DPC-SMC respectivement. Il est à noter que la commande DPC prédictive optimale  donne la 

meilleure performance comparativement aux autres commandes avec un temps de réponse estimé 

à 17 ms et 23 ms pour la commande DPC-SMC et finalement 45 ms pour la commande DPC avec 

tableau de commutation. 

La figure II.41 montre la forme d’allure du courant de la phase (a) en régime permanent par la 

simulation numérique et validation expérimentale respectivement, pour les différentes techniques 

de contrôle impliquées dans ce chapitre. Visuellement, on peut affirmer que la commande DPC-

SMC a réussi à introduire une forme d'onde la plus proche de la forme sinusoïdale par rapport aux 

autres commandes. Cette observation clarifiera et confirmera lorsque nous discuterons plus tard 

du spectre fréquentiel du courant. 

La figure II.42 représente le niveau de fluctuation des puissances active et réactive en régime 

permanent par  la simulation numérique et la validation expérimentale pour les différentes 

techniques de contrôle. On observe que le niveau de fluctuation est minimal pour la commande 

DPC-SMC avec 90 W and 80 Var pour les puissances active et réactive respectivement.  
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Figure II.41.  Forme d’allure du courant débité phase (a) pour différentes techniques de contrôle. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.42. Niveau de fluctuation des puissances active et réactive  ∆Ps, ∆Qs (W, Var) en régime 

permanent. 

 

 

0.2 0.205 0.21 0.215 0.22
-5

0

5

10

(a)

Ia
 (

A
)

0 0.005 0.01 0.015 0.02
-5

0

5

10

(b)

Ia
 (

A
)

0.2 0.205 0.21 0.215 0.22
-5

0

5

10

(c)

Ia
 (

A
)

0 0.005 0.01 0.015 0.02
-5

0

5

10

(d)

Ia
 (

A
)

0.2 0.205 0.21 0.215 0.22
-5

0

5

10

(e)
Temps [s]

Ia
 (

A
)

0 0.005 0.01 0.015 0.02
-5

0

5

10

(f)
Temps [s]

Ia
 (

A
)

DPC-SMC __simulation

DPC prédictive optimale__simulation

DPC avec tableau de commutation__simulation

DPC prédictive optimale__En temps réelle

DPC-SMC __En temps réelle

DPC avec tableau de commutation__En temps réelle

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1

600

700

800

900

(a)

P
s
 (

W
)

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1
-100

0

100

(b)

Q
s
 (

V
a

r)

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1

600

700

800

900

(c)

P
s
 (

W
)

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1
-100

0

100

(d)

Q
s
 (

V
a

r)

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1

600

700

800

900

(e)
Temps [s]

P
s
 (

W
)

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1
-100

0

100

(f)
Temps [s]

Q
s
 (

V
a

r)

DPC avec tableau de commutationDPC avec tableau de commutation

DPC prédictive optimale DPC prédictive optimale

DPC-SMCDPC-SMC



Chapitre II.   Analyse et optimisation de la performance de la commande DPC appliqué à un redresseur 

MLI. 

82 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.43. Estimation de la tension simple de la phase (a) pour la commande DPC avec tableau de 

commutation (expérimental) (a) tension mesurée et tension estimée (b) erreur d’estimation. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.44. Estimation de la tension simple de la phase (a) pour la commande DPC prédictive optimale 

(expérimental) (a) tension mesurée et tension estimée (b) erreur d’estimation. 
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respectivement. En revanche, la commande DPC avec tableau de commutation présente la plus 

mauvaise performance avec une fluctuation de 185 W et 130 Var respectivement. 
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Figure II.45. Estimation de la tension simple de la phase (a) pour la commande DPC-SMC (expérimental) 

(a) tension mesurée et tension estimée (b) erreur d’estimation. 

Les figures II.43, II.44 et II.45 montrent les résultats expérimentaux obtenus de l’algorithme 

d’estimation des tensions côté réseau pour les trois techniques de contrôle étudiées 

respectivement. Généralement, en peut noter que l’estimation est effectuée parfaitement  avec une 

erreur statique  admissible est un déphasage entre la tension mesurée et estimée pratiquement 

nulle. En comparant les erreurs d'estimation obtenues pour les trois techniques de contrôle, la 

commande DPC-SMC a la meilleure performance d’estimation avec une erreur de ≈ 5 %. Il vaut 

la peine de mentionner que le signal de la tension électrique mesurée est affecté par deux choses: 

✓ Les bruits de mesure. 

✓ Les harmoniques à basses fréquences d’ordres 5 et 7 comme montre la figure II.20. 

Réellement le signal d’erreur d’estimation obtenu n’est pas exactement la différence entre la 

valeur réelle et la valeur estimée de la tension. Ainsi, le signal d’erreur d’estimation représente la 

somme de l’erreur d’estimation  réelle plus le bruit de mesure et les harmoniques à basses 

fréquences inclus dans le signal de tension. Par conséquent, l’erreur d’estimation réelle doit être 

inférieure à 5 %.  

La figure II.46 expose le spectre fréquentiel du courant de la phase (a) expérimentalement. De 

même que dans la section précédente (contrôle en boucle ouverte avec des capteurs de tensions), 

la commande DPC-SMC donne le meilleur THD avec 3.8 %, puis la commande prédictive 

optimale avec 4.4 % est finalement la commande DPC avec tableau de commutation avec 6.9 %. 

En outre, on constate d’après la figure II.47 que le circuit de contrôle sans capteurs de tension est 

mieux qu’avec  capteurs de tension en termes du facteur de distorsion harmonique THD en temps 

réel. Ce dernier s’explique par l'utilisation des signaux de tension estimés qui sont purement 

sinusoïdaux par le circuit de contrôle, et cela a conduit à améliorer efficacement les performances 

de contrôle, cependant l'utilisation des capteurs de tension, le signal mesuré est affecté par le bruit 

de mesure et des harmonique à basse fréquences d'ordres  5 et 7, a mené à dégrader l'efficacité du 

circuit de contrôle. 
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Figure II.46. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) pour les différentes techniques de 

contrôle (Expérimental). (a) DPC avec tableau de commutation (b) DPC prédictive optimale (c) SMC-DPC. 
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Figure II.47. Comparaison de facteur THD pour les différentes techniques de contrôle. 

Finalement, le tableau II.5 résume brièvement les caractéristiques  de chaque technique de 

contrôle. 

Tableau II.5. Etude comparative entre les trois techniques de contrôle sans capteurs de tension. 
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simple). Dans ce qui suit, nous présenterons les résultats expérimentaux dans le cas d'un réseau 

électrique déséquilibré avec et sans capteurs de tension. La commande DPC sans capteurs dans 

cette section  adoptera la technique d’estimation par mode glissant modifié qui est déjà présenté 

et développé en détails dans le chapitre précèdent (§ I.5.3.2). La version modifiée de l’estimateur 

mode glissant a la capacité de gérer parfaitement les conditions de déséquilibre et même la 

présence des harmoniques à basses fréquences (d’ordre 5 par exemple).  

Brièvement, en cas d’un état déséquilibré du réseau, l’estimateur  à mode glissant modifié peut 

nous introduire la séquence positive précise du réseau électrique. À partir de ce point, la séquence 

positive extraite peut être exploitée pour réaliser une commande modifiée stable et fiable.  

II.4.1 Structure de la commande DPC pour un réseau électrique déséquilibré 

Dans des conditions de tension de réseau anormales, la plupart des configurations de contrôle 

direct de puissance ont été modifiés pour être en mesure de gérer ce problème. La modification 

du circuit de contrôle est généralement réalisé de deux manières: la mise à jour du signal de 

référence par des termes de compensation comme dans [39] ou en modifiant le tableau de 

commutation  comme dans [85]. La première solution est généralement compliquée en raison de 

l'extraction de la séquence positive/négative des tensions et/ou des courants du réseau. En plus, la 

deuxième a des performances limitées contre les perturbations sévères.  

II.4.1.1 Mise à jour du signal de référence par des termes de compensation 

Le schéma synoptique de cette structure est présenté par la figure II.48. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.48. Commande directe de puissance modifiée à base des termes de compensation. 

Le contrôleur DPC dans la figure ci-dessus peut être soit la commande DPC à base d’un 

tableau de commutation, commande prédictive optimale ou la commande DPC mode glissant 

(DPC-SMC). 

D’après les équations introduites dans le chapitre précédent (§I.4),  les formules généralisées 

des puissances active et réactive côté réseau électrique (présence du déséquilibre et des 

harmoniques d’ordre 5 et 7) sont définies comme suit:  

{
𝑃𝑠 = 𝑃𝑠1 + 𝑃𝑠2 + 𝑃𝑠3 + 𝑃𝑠4 + 𝑃𝑠5 + 𝑃𝑠6 + 𝑃𝑠7                                        
𝑄𝑠 = 𝑄𝑠1 + 𝑄𝑠2 + 𝑄𝑠3 + 𝑄𝑠4 + 𝑄𝑠5 + 𝑄𝑠6 + 𝑄𝑠7 

                                  (II. 20) 

𝑃𝑠 𝑄𝑠 

𝑄𝑠
∗ 𝑄𝑠−𝑚𝑜𝑑

∗ 

𝑄𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝 

𝑃𝑠
∗ 𝑃𝑠−𝑚𝑜𝑑

∗ 

𝑃𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝 
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En considérant seulement le déséquilibre dans le réseau électrique, et on assume que les 

courants absorbés sont purement sinusoïdaux et équilibrés (𝑰𝛼𝛽−
 = 𝑰𝛼𝛽−5

 = 𝑰𝛼𝛽+7
 = 0) donc: 

{

𝑃𝑠1 = 𝑉𝛼𝛽+
 ∙  𝐼𝛼𝛽+

 

𝑃𝑠2 = 𝑉𝛼𝛽−
 ∙ 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑃𝑠3 = 𝑃𝑠4 = 𝑃𝑠5 = 𝑃𝑠6 = 𝑃𝑠7 = 0

                                                                                                   (II. 21) 

{

𝑄𝑠1 = 𝑉𝛼𝛽+
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑄𝑠2 = 𝑉𝛼𝛽−
 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+

 

𝑄𝑠3 = 𝑃𝑠4 = 𝑃𝑠5 = 𝑃𝑠6 = 𝑃𝑠7 = 0

                                                                                                  (II. 22) 

Afin d’assurer une absorption sinusoïdale  et équilibrée pour les courant côté alternatif, il est 

nécessaire de prendre en compte les termes de compensation 𝑃𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝, 𝑄𝑠

𝑐𝑜𝑚𝑝 qui sont définis 

comme: 

{
𝑃𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝 = 𝑃𝑠2 = 𝑉𝛼𝛽−

 ∙ 𝐼𝛼𝛽+
 

𝑄𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝 = 𝑄𝑠2 = 𝑉𝛼𝛽−

 ⊗ 𝐼𝛼𝛽+
                                                                                                         (II. 23)

 

Par conséquent, les expressions des signaux de référence modifiées des puissances actives et 

réactive sont introduites comme suit: 

{
𝑃𝑠−𝑚𝑜𝑑

∗ = 𝑃𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑃𝑠

∗

𝑄𝑠−𝑚𝑜𝑑
∗ = 𝑄𝑠

𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑄𝑠
∗                                                                                                                   (II. 24) 

II.4.1.2 Utilisation d’un tableau de commutation adapté à un réseau  déséquilibré 

Cette solution est basée sur le calcul des dérivées des puissances active 
𝑑𝑃𝑠

𝑑𝑡
 et réactive  

𝑑𝑄𝑠

𝑑𝑡
 

pour les huit vecteurs de contrôle possibles (𝑉0 − 𝑉7) sous un réseau électrique déséquilibré. Les 

résultats obtenus conduisent à la construction d'un tableau de commutation spécifié, capable de 

minimiser relativement les effets néfastes de l'état du déséquilibre. 

 

 

 

 

 

Figure II.49. Commande directe de puissance modifiée à base d’un tableau de commutation adapté [85]. 

II.4.1.3 Configuration simplifiée de la commande directe de puissance modifiée  

Pour une commande DPC modifiée basée sur les termes de compensation, les erreurs des 

puissances active et réactive sont données par les équations suivantes: 

{
∆𝑃𝑠 = 𝑃𝑠

𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑃𝑠
∗ − 𝑃𝑠 = 𝑃𝑠

𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑃𝑠
∗ − 𝑃𝑠1 − 𝑃𝑠2

∆𝑄𝑠 = 𝑄𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑄𝑠

∗ − 𝑄𝑠 = 𝑄𝑠
𝑐𝑜𝑚𝑝 + 𝑄𝑠

∗ − 𝑄𝑠1 −𝑄𝑠2
                                                          (II. 25) 
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Ainsi, les expressions simplifiées des erreurs des puissances sont données comme: 

{
∆𝑃𝑠 = 𝑃𝑠

∗ − 𝑃𝑠1
∆𝑄𝑠 = 𝑄𝑠

∗ − 𝑄𝑠1
                                                                                                                                   (II. 26) 

 

 

 

 

 

Figure II.50. Commande directe de puissance modifiée (version simplifiée). 

La figure II.50 expose le schéma synoptique d’une commande DPC modifiée  (version 

simplifiée). Il suffit d'extraire la séquence positive du réseau déséquilibré afin d’assurer une 

performance adéquate pour la technique de contrôle appliquée. Par conséquent, la séquence 

négative et les termes de compensation ne sont plus nécessaires pour réaliser la commande DPC 

modifiée. Ainsi, cette approche est utilisée pour les différentes techniques de contrôle discutées 

auparavant, et les résultats expérimentaux seront présentés dans la section suivante. La séquence 

positive du réseau électrique est estimée à l’aide d’un estimateur à mode glissant (version 

modifiée) qui est présenté et analysé dans le chapitre précédent (§ I.5.3.2). 

II.4.2 Résultats de simulation et expérimentaux 

II.4.2.1 Commande directe de puissance (DPC) avec un tableau de commutation 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.51. Performance d’estimation (expérimental) (a) séquence positive (V)  (b) séquence négative 

(V). 
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Figure II.52. Courants absorbés côté réseau électrique (A) (expérimental) (a) commande DPC avec tableau 

de commutation normale (b) commande DPC avec tableau de commutation modifiée. 

La figure II.51 expose les séquences positive et négative extraites par l’estimateur mode 

glissant modifié durant l’application de la commande DPC avec tableau de commutation. Outre, 

la figure II.52 montre l’allure du courant de ligne résultant par la commande DPC 

conventionnelle simplifiée et modifiée respectivement.  

II.4.2.2 Commande directe de puissance (DPC) prédictive optimale  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.53. Performance d’estimation (expérimental) (a) séquence positive (V)  (b) séquence négative 

(V). 

Les formes d’onde des séquences positive et négative extraites  de la tension du réseau 

électrique par l’estimateur mode glissant modifié durant l’application de la commande DPC 
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prédictive optimale,  sont présentées dans la figure II.53. En plus, la figure II.54 montre la 

variance  entre les allures des courants de ligne  obtenues par la commande DPC prédictive 

optimale simplifiée et modifiée respectivement.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.54. Courants absorbés côté réseau électrique (A) (expérimental) (a) commande DPC prédictive 

optimale normale (b) commande DPC prédictive optimale modifiée. 

II.4.2.3 Commande directe de puissance à base mode glissant (DPC-SMC) 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.55. Performance d’estimation (expérimental) (a) séquence positive (V)  (b) séquence négative 

(V). 

La figure II.55 manifeste les allures de  la séquence positive et négative de la tension du 

réseau, extraites par l’estimateur mode glissant modifié durant l’application de la commande DPC 

à mode glissant DPC-SMC. D’autre part, la figure II.56 démontre  la variance  entre les allures 

des courants de ligne  obtenues par la commande DPC-SMC simplifiée et modifiée 

respectivement.  
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Figure II.56. Courants absorbés côté réseau électrique (A) (expérimental) (a) commande DPC-SMC 

normale (b) commande DPC-SMC modifiée. 

II.4.2.4 Etude comparative 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.57. Spectre fréquentiel du courant absorbé phase (a) : (a) commande DPC avec tableau de 

commutation normale (b) commande DPC avec tableau de commutation modifiée. 
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Figure II.58. Spectre fréquentiel du courant absorbé phase (a) : (a) commande DPC prédictive optimale  

normale (b) commande DPC prédictive optimale modifiée. 
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Figure II.59. Spectre fréquentiel du courant absorbé phase (a) (a) commande DPC-SMC normale (b) 

commande DPC-SMC modifiée.  

L’étude  comparative entre les different techniques de contrôle est effectuée en vue du courant 

absorbé côté réseau électrique: la forme d’onde et leur spectre fréquentiel.  

✓ Cas d’une technique de contrôle simplifiée : 

D’apres les figures II.54(a),II.55(a) et II.56(a), sous un réseau électrique déséquilibré toutes 

les versions simplifiées des techniques de contrôle étudiées souffrent d’une grave insuffisance de 

leurs performances, où peut voir la forme déformée  typique des courant qui sont habituellement 

vus dans le cas de déséquilibre. L’apparition de l’harmonique d’ordre 3 et de ses multiples dans le 

spectre fréquentiel du courant, comme on peut le voir  dans les figures II.57(a) ,II.58(a) et II.59 

(a) représente le symptome le plus clair d’un etat de désequilibre.  

Figure II.60. Comparaison du THD pour les différentes techniques de contrôle sous un réseau électrique 

déséquilibré. 
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Le facteur THD est relativement élevé par rapport aux limites définies par  la norme IEEE-519 

(5 %), avec un THD de 17.1 %,15.1 % et 14.2 % pour les commandes DPC avec tableau de 

commutation, DPC prédictive optimale et DPC à mode glissant DPC-SMC respectivement.    

✓  Cas d’une technique de contrôle modifiée  

Les figures II.54(b),II.55(b) et II.56(b) montrent les allures des courants absorbés côté 

alternatif sous un réseau électrique déséquilibré. La forme quasi-sinusoidal est établie 

effectivement pour les différentes versions de contrôle modifiées. D’après les spectres 

fréquentiels du courant de phase (a) dédiés aux différentes techniques de contrôle modifiées dans 

les figures II.57(b) ,II.58(b) et II.59 (b), nous pouvons voir une minimisation remarquable de 

l’harmonique d’ordre 3. Le facteur THD obtenu pour les différentes techniques de contrôle est: 

6.6 %, 4.4 % et 3.5 % pour la commande DPC avec tableau de commutation, la commande DPC 

prédictive optimale et la commande à mode glissant DPC-SMC respectivement. La figure II.60 

démontre la supériorité de la commande DPC-SMC par rapport aux autres techniques utilisées 

avec le moindre  THD, respectant la norme IEEE-519. En revanche, la commande DPC avec 

tableau de commutation donne la plus mauvaise performance avec un THD hors des limites 

permises. 

II.5 Conclusion.  

Dans ce chapitre, nous avons présenté les différentes techniques de contrôle DPC qui sont 

largement utilisées pour  un redresseur MLI. Nous nous sommes concentrés sur l'étude analytique 

de ces techniques qui nous a permis de voir les performances en régimes transitoire et permanent 

de chaque technique dans différentes conditions de fonctionnement. Dans ce contexte, Nous 

avons effectué plusieurs tests et nous nous sommes intéressés aux trois axes principaux suivants: 

➢ Le fonctionnement du redresseur en boucle ouverte avec capteurs de tension. 

➢ Le fonctionnement du redresseur en boucle fermé sans capteurs de tension. 

➢ Le fonctionnement du redresseur sans capteurs de tension sous un réseau électrique 

déséquilibré. 

Les résultats de simulation et de la validation expérimentale obtenus confirment les 

conclusions suivantes :  

➢ la supériorité de la commande DPC-SMC en termes de facteur de distorsion harmonique  

THD des courants et le niveau de fluctuation des puissances active et réactive par rapport 

aux autres techniques étudiées. 

➢ La technique d’estimation des tensions  à base mode glissant (simplifiée et modifiée) 

donne une performance remarquable pour un réseau électrique normal ou déséquilibré 

avec un temps de réponse rapide et une erreur statique minimale. 

➢ Le bon fonctionnement du redresseur sous un réseau électrique déséquilibré est vérifié 

par l’utilisation d’une commande DPC modifiée.  
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Chapitre III 

Contribution à L’amélioration  de la Performance de la 

Commande DPC Appliquée à un Filtre Actif de Puissance 

Parallèle sous un Réseau Electrique Généralisé. 

III.1 Introduction 

Le filtrage actif de puissance parallèle représente une solution moderne et efficace de la 

problématique de la qualité d’énergie. C’est l’équivalent d’une   source d’énergie contrôlable et 

adaptative qui a la capacité de compenser les  composantes harmonique et réactive non souhaités 

engendrer par une source perturbatrice.  

Les objectifs de recherche que nous nous sommes fixés dans ce chapitre devront nous 

permettre d’améliorer les performances de compensation d’un filtre actif parallèle  contrôlé par la 

commande directe de puissance (DPC) sous un réseau électrique non idéal. 

Ce chapitre sera décomposé en trois parties principales. Dans une première partie, nous 

étudierons les techniques de synchronisation qui servent à maintenir la fiabilité de l’information 

extraite du réseau électrique. Une information fiable conduit à un processus de contrôle 

performant et stable. Selon les différentes techniques de synchronisation, trois techniques, le filtre 

multi-variable (STF), le filtre avec multi-coefficients complexes (MCCF) et le filtre de Kalman 

(KF) ont été choisies pour être évaluées et analysées. Dans la deuxième partie de ce chapitre, 

nous étudierons la structure générale du filtre actif parallèle, la description mathématique du 

circuit de puissance et l’intégration de la commande DPC classique et prédictive dans le circuit de 

contrôle d’un filtre actif parallèle. De plus, afin de maîtriser les états perturbés du réseau 

électrique, la commande DPC a été combinée avec le filtre de Kalman pour concevoir une 

commande DPC modifiée. Finalement, dans la troisième partie,  une commande DPC prédictive 

sans capteurs de tension a été proposée pour être appliquée à un système de filtrage de puissance. 

L’estimation des tensions est effectué par l’estimateur à mode glissant modifié, développé dans le 

premier chapitre (§I.5.3.2).    

III.2 Techniques de synchronisation 

L'intérêt récent à l'intégration de l’électronique de puissance  dans des systèmes d'énergies 

renouvelables (SER) et des applications industrielles ont soulevé des préoccupations de la 

synchronisation avec le réseau électrique de distribution. Le critère de synchronisation peut être 

défini simplement par la minimisation des écarts de tension, d'angle de phase et de fréquence 

entre la sortie du dispositif d’électronique de puissance et le réseau d'alimentation [86]. Cela 

permet un fonctionnement correct entre le réseau électrique et le convertisseur de puissance 

synchronisé. D’après [87], une approche de synchronisation idéale doit: 

 Suivre précisément l'angle de phase du réseau électrique. 

 Détecter efficacement les variations de fréquence. 

 Éliminer efficacement les perturbations et les composantes harmoniques. 
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 Réagir immédiatement aux variations brusques du réseau électrique. 

Le mécanisme de fonctionnement d’une technique de synchronisation est exposé dans la 

figure III.1. Dans la littérature on peut voir plusieurs types  des  techniques de synchronisation, et 

généralement elles peuvent être classées comme des techniques dans le domaine temporel ou 

fréquentiel. Certaines techniques qui sont couramment utilisées, sont brièvement mentionnées 

comme des exemples.  La technique la plus utilisée c’est le PLL (phase locked loop) dans le 

référentiel synchrone [88].  

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.1. Schéma synoptique d’un dispositif d’électronique de puissance synchronisé avec le réseau 

électrique. 

En outre, il existe d'autres techniques de synchronisation intéressantes telles que, la détection 

par le passage à zéro  (ZCD) [89], transformée de Fourier discrète (DFT) [90], filtre notch 

adaptatif (ANF) [91], filtre de Kalman (KF) [92, 93], intégrateur double généralisé d deuxième 

ordre (DSOGI) [94], filtre multi-variable (STF) [95] et le filtre avec multi-coefficients complexes 

(MCCF) [96]. Pour évaluer les performances des techniques de synchronisation, nous avons 

sélectionné trois approches différentes STF, MCCF et KF.  

L’étude analytique et l’évaluation de la performance de chacune  des techniques sous 

différentes conditions opératoires (réseau électrique perturbé, variation de fréquence et variation 

de l’angle de phase) sont réalisées, La modélisation mathématique et la simulation numérique du 

réseau électrique généralisé et  les techniques de synchronisation adoptées seront présentées dans 

la partie suivante. 

III.2.1 Modèle dynamique paramétré d’un réseau électrique triphasé généralisé  

On considère que le réseau électrique en général, contient la composante fondamentale et 

aussi des composantes harmoniques comme perturbation. Le réseau électrique peut être décrit en 

vue des composants harmoniques de tension comme celui-ci:  

𝑣𝑎𝑏𝑐 = [𝑣𝑎𝑣𝑏 𝑣𝑐]
𝑇 =∑(𝑣𝑎𝑏𝑐−𝑝𝑖 + 𝑣𝑎𝑏𝑐−𝑛𝑖 )                                                                                (III. 1)

𝑚

𝑖=1

 

𝑉 

𝑟 − 𝐿 
𝐼 

𝐼 

𝑉𝑟
∗ 

𝑉∓, 𝜑∓, 𝜔0 

La synchronisation 

avec le réseau 

électrique 
La technique de 

contrôle  

Modulation MLI  

Réseau électrique 

(50 Hz)   



Chapitre III. Contribution à l’amélioration  de la performance de la commande DPC appliqué à un filtre 

actif de puissance parallèle sous un réseau électrique généralisé. 

 

97 

 

Où : 

𝑣𝑎𝑏𝑐−𝑝𝑖 = 𝑉𝑝𝑖

[
 
 
 
 
sin (𝑎𝑖𝑤0𝑡 + 𝜑𝑝𝑖)

sin (𝑎𝑖𝑤0𝑡 −
2𝜋

3
+𝜑𝑝𝑖)

sin (𝑎𝑖𝑤0𝑡 +
2𝜋

3
+𝜑𝑝𝑖)]

 
 
 
 

 

𝑣𝑎𝑏𝑐−𝑛𝑖 = 𝑉𝑛𝑖 [

sin (aiw0t + φni)

sin (aiw0t +
2π

3
+φni)

sin (aiw0t −
2π

3
+φni)

]  

Dans l’équation (III.1), 𝑉𝑝𝑖, 𝑉𝑛𝑖 indiquent les amplitudes des séquences positive et négative 

d’ordre 𝑖, l’indice 𝑝𝑖 et 𝑛𝑖 représentent les séquences positive et négative de la vecteur de tension 

𝑣𝑎𝑏𝑐 respectivement et 𝑎1… 𝑎𝑚 représentent les ordres respectifs des composantes harmoniques. 

Nous pouvons déduire l'expression du vecteur de tension dans le référentiel stationnaire via 

une transformation fixe de Clarke comme celui-ci:  

𝑣𝑎𝑏𝑐 = [𝑣𝛼𝑣𝛽 ]
𝑇 =

[
 
 
 
 
 ∑(𝑣𝛼−𝑝𝑖 + 𝑣𝛼−𝑛𝑖 )

𝑚

𝑖=1

∑(𝑣𝛽−𝑝𝑖 + 𝑣𝛽−𝑛𝑖 )

𝑚

𝑖=1 ]
 
 
 
 
 

                                                                                       (III. 2) 

Où :  𝑣𝛼−𝑝𝑖 , 𝑣𝛼−𝑛𝑖  et 𝑣𝛽−𝑝𝑖 , 𝑣𝛽−𝑛𝑖  sont les composants positifs et négatifs d’ordre 𝑖 du vecteur 

de tension dans le référentiel stationnaire (𝛼𝛽). 

Les expressions des composantes positive et négative du vecteur de tension peuvent être 

introduites comme suit [69]  

[

𝑣𝛼−𝑝𝑖 
𝑣𝛼−𝑛𝑖 
𝑣𝛽−𝑝𝑖 
𝑣𝛽−𝑛𝑖 

] =

[
 
 
 
𝑉𝑝𝑖sin (𝑎𝑖𝑤0𝑡 + 𝜑𝑝𝑖)

𝑉𝑛𝑖sin (𝑎𝑖𝑤0𝑡 + 𝜑𝑛𝑖)
𝑉𝑝𝑖cos (𝑎𝑖𝑤0𝑡 + 𝜑𝑝𝑖)

−𝑉𝑛𝑖cos (𝑎𝑖𝑤0𝑡 + 𝜑𝑛𝑖)]
 
 
 

=

[
 
 
 
𝑉𝑝𝑖sin 𝜗𝑝𝑖
𝑉𝑛𝑖sin 𝜗𝑛𝑖
𝑉𝑝𝑖cos 𝜗𝑝𝑖
−𝑉𝑛𝑖cos 𝜗𝑛𝑖]

 
 
 

                                                                  (III. 3) 

En supposant que la fréquence fondamentale du réseau électrique est constante, donc à partir 

des équations (III.2) et (III.3), on peut déduire un modèle dynamique en dimension de 2𝑚 comme 

suit: 

{
𝑥̇𝛼 = A𝑥𝛼
𝑦𝛼 = 𝐶𝑥𝛼 = 𝑣𝛼  

                                                                                                                                     (III. 4) 

Où : 𝑥𝛼 = [𝑥𝛼,1 𝑥𝛼,2 ⋯ 𝑥𝛼,2𝑚−1 𝑥𝛼,2𝑚]𝑇 
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𝑥𝛼 =

[
 
 
 
 
 

𝑉𝑝1 sin(𝑤0𝑡 + 𝜑𝑝1) + 𝑉𝑛1sin (𝑤0𝑡 + 𝜑𝑛1)

𝑉𝑝1 𝑐𝑜𝑠(𝑤0𝑡 + 𝜑𝑝1)+𝑉𝑛1𝑐𝑜𝑠 (𝑤0𝑡 + 𝜑𝑛1)

⋮
𝑉𝑝𝑚 sin(𝑎𝑚𝑤0𝑡 + 𝜑𝑝𝑚) + 𝑉𝑛𝑚sin (𝑎𝑚𝑤0𝑡 + 𝜑𝑛𝑚)

𝑉𝑝𝑚 𝑐𝑜𝑠(𝑎𝑚𝑤0𝑡 + 𝜑𝑝𝑚) + 𝑉𝑛𝑚𝑐𝑜𝑠 (𝑎𝑚𝑤0𝑡 + 𝜑𝑛𝑚)]
 
 
 
 
 

 

L'équation (III.4) peut être encore simplifiée en tant que: 

𝑥𝛼 =

[
 
 
 
 
𝑉1 sin(𝑤0𝑡 + 𝜑1)

𝑉1 cos(𝑤0𝑡 + 𝜑1)
⋮

𝑉𝑚 sin(𝑎𝑚𝑤0𝑡 + 𝜑𝑚)

𝑉𝑚 cos(𝑎𝑚𝑤0𝑡 + 𝜑𝑚)]
 
 
 
 

                                                                                                              (III. 5) 

Avec :  

𝑉𝑖 = √(𝑉𝑝𝑖 sin  𝜑𝑝𝑖 + 𝑉𝑛𝑖 sin  𝜑𝑛𝑖)
2
+ (𝑉𝑝𝑖 cos  𝜑𝑝𝑖 + 𝑉𝑛𝑖 cos  𝜑𝑛𝑖)

2
 

tan  𝜑𝑖 =
𝑉𝑝𝑖 sin  𝜑𝑝𝑖 + 𝑉𝑛𝑖 sin  𝜑𝑛𝑖
𝑉𝑝𝑖 cos  𝜑𝑝𝑖 + 𝑉𝑛𝑖 cos  𝜑𝑛𝑖

 

Et : 𝑖 = 1,2, … ,2𝑚 − 1,𝑚  

La matrice de transition est: 

𝐴 =

[
 
 
 
 

0 𝑎1𝑤0 ⋯ 0 0
−𝑎1𝑤0 0 ⋯ 0 0
⋮ ⋮ ⋱ ⋮ ⋮
0 0 ⋯ 0 𝑎𝑚𝑤0
0 0 ⋯ −𝑎𝑚𝑤0 0 ]

 
 
 
 

2𝑚×2𝑚

                                                                     (III. 6) 

La matrice de sortie est définie comme: 

𝐶 = [1 0 ⋯1 0]1×2𝑚                                                                                                                              (III. 7) 

De même, nous pouvons faire la même modélisation  avec la composante 𝑣𝛽  , et on peut noter 

que le même système dynamique est trouvé. 

Le rang de la matrice est calculé comme suit: 

Rang [𝐶 𝐶𝐴 ⋯  𝐶𝐴2𝑚−1] = 2𝑚                                                                                                           (III. 8) 

Ainsi, le système dynamique décrit par la formule (III.4) est observable [69], et peut être 

utilisé pour identifier les composantes fondamentale et harmonique de la tension du réseau 

électrique. 
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III.2.2 Filtre multi-variable (STF) 

Le filtre STF est principalement dédié à l'extraction de la composante vectorielle 

fondamentale 𝑋̂𝛼𝛽 d'une entrée 𝑋𝛼𝛽 polluée par des harmoniques, dans le référentiel 

stationnaire(𝛼𝛽). Il convient de noter que 𝑋𝛼𝛽  peut-être soit un signal de tension ou de courant. 

La composante fondamentale extraite d'un signal de tension est à des fins de synchronisation, 

tandis que la composante fondamentale extraite d'un signal de courant sert à s'intégrer dans un 

circuit de contrôle. La figure III.2 montre la structure d'un filtre  STF typique, qui est  fonctionné 

selon la formule exprimée dans le domaine fréquentiel comme ceci: 

[
𝑋̂𝛼(𝑠)

𝑋̂𝛽(𝑠)
] =

𝐾𝑆𝑇𝐹
𝑠

[
𝑋𝛼(𝑠) − 𝑋̂𝛼(𝑠)

𝑋𝛽(𝑠) − 𝑋̂𝛽(𝑠)
] +

𝜔̂0
𝑠
[
−𝑋̂𝛽(𝑠)

𝑋̂𝛼(𝑠)
]                                                                          (III. 9) 

𝐾𝑆𝑇𝐹 est un gain positif et 𝜔̂0 est la pulsation du réseau électrique estimée. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.2. Schéma synoptique du filtre STF [95]. 

 

 

 

 

 

Figure III.3. Schéma synoptique de la PLL [94]. 

Le filtre STF doit être sensible à la variation de la fréquence du réseau électrique, pour cela la 

pulsation 𝜔̂0 est identifiée à partir d’une PLL comme le montre la figure III.3. 
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➢ Les résultats de simulation  

La simulation numérique est réalisée pour un système électrique triphasé (70 V, 50 Hz) sous 

trois conditions distinctes: 

 Condition 1 : Un réseau électrique perturbé.  

✓ l’atténuation de la phase (a) de 25 %,  

✓ la superposition de la séquence négative de l’harmonique d’ordre 5 et la séquence 

positive  de l’harmonique d’ordre  7 avec une amplitude de 10 % de fondamental, sur 

la séquence positive fondamentale du système triphasé. 

 Condition 2 : La variation de la fréquence du réseau électrique (f=50~55 Hz). 

 Condition 3 : La variation de l’angle de phase de  30o en avance. 

Remarque : Les conditions sont examinées séparément durant l’intervalle temporel [0.2s-0.3s].  

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.4. Performance du filtre STF sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau électrique 

(V) (b) amplitude de la tension fondamentale extraite par le filtre STF. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.5. Performance du filtre STF sous un réseau électrique perturbé (a) pulsation du réseau électrique 

par rapport à la pulsation estimée par le filtre STF (b) position angulaire du réseau  mesurée et estimée par 

le filtre STF. 
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Figure III.6. Performance du filtre STF pour une variation de fréquence (a)  pulsation du réseau électrique 

par rapport à la pulsation estimée  par le filtre STF (b) amplitude de la tension fondamentale extraite par le 

filtre STF (c) position angulaire du réseau mesurée et estimée par le filtre STF. 

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.7. Performance du filtre STF pour une variation d’angle de phase (a) pulsation du réseau 

électrique par rapport à la pulsation estimée par le filtre STF (b) amplitude de la tension fondamentale 

extraite par le filtre STF (c)  position angulaire du réseau mesurée et estimée par le filtre STF. 
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III.2.3 Filtre de Kalman 

L’application du filtre Kalman est envisagée afin d’introduire une meilleure performance 

d’extraction des différentes composantes harmoniques incluses dans le signal de tension du 

réseau électrique. Par conséquent, l’implémentation du filtre Kalman est effectuée en utilisant le 

modèle dynamique exprimé par la formule (III.4). Ce  dernier introduit la représentation  

dynamique paramétrée d’un réseau électrique triphasé et s'écrit: 

{
𝑥̇𝑗 = A𝑥𝑗
𝑦𝑗 = 𝐶𝑥𝑗 = 𝑣𝑗  

                                                                                                                                      (III. 10)   

Où : 𝑗 = {𝛼, 𝛽} 

De manière similaire  que le filtre STF, il a été considéré que le réseau électrique concerné est 

déséquilibré (l’atténuation de la phase (a) de 25 %) et pollué (la présence de la séquence négative 

de l’harmonique d’ordre 5 et de la séquence positive  de l’harmonique d’ordre 7 de 10 %). Par 

conséquent, la matrice de transition A  et le vecteur d’états peuvent s’exprimer d’une manière 

simplifiée comme suit: 

𝐴 =

[
 
 
 
 
 

0 𝑎1𝑤0 0 0 0 0
−𝑎1𝑤0 0 0 0 0 0
0 0 0 𝑎5𝑤0 0 0
0 0 −𝑎5𝑤0 0 0 0
0 0 0 0 0 𝑎7𝑤0
0 0 0 0 −𝑎7𝑤0 0 ]

 
 
 
 
 

                                                         (III. 11)  

𝑥𝑗 = [𝑥𝑗,1
  𝑥̂𝑗,2  𝑥𝑗,3 𝑥̂𝑗,4  𝑥̂𝑗,5  𝑥̂𝑗,6 ]

𝑇
                                                                                                    (III. 12) 

D’après l’équation (III.7) et en tant que  le nombre des composantes harmoniques dans notre 

cas est 𝑚=3, alors la matrice de sortie est définie comme: 

𝐶 = [1 0 1 0 1 0]                                                                                                                                  (III. 12)  

Etant donné que le modèle mathématique décrit par l'équation (III.10) est linéaire, les étapes 

d’exécution du filtre de Kalman sont effectuées de la même manière que celles présentées dans le 

chapitre précédent (§I.5.2.1). 

Les relations entre les séquences positives et négatives des différentes composantes 

harmoniques estimées et les signaux générés par le filtre de Kalman sont présentées à la figure 

III.18 et définies par les équations suivantes (III.13-III.18): 

{
𝑣𝛼,1

+ =
𝑥̂𝛼,1

 + 𝑥̂𝛽,2

2

𝑣𝛼,1
− =

𝑥̂𝛼,1
 − 𝑥̂𝛽,2

2

                                                                                                           (III. 13) 
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Figure III.8. Schéma synoptique d’extraction des composantes harmoniques de la tension du réseau 

électrique par un filtre de Kalman linéaire. 

{
𝑣𝛽,1

+ =
−𝑥̂𝛼,2

 + 𝑥̂𝛽,1

2

𝑣𝛽,1
− =

𝑥̂𝛼,2
 + 𝑥̂𝛽,1

2

                                                                                                         (III. 14) 

{
𝑣𝛼,5

+ =
𝑥̂𝛼,3

 + 𝑥̂𝛽,4

2

𝑣𝛼,5
− =

𝑥̂𝛼,3
 − 𝑥̂𝛽,4

2

                                                                                                            (III. 15) 

+ 

𝑣𝑎 

𝑣𝛽  

𝑥𝛼 

𝑥𝛽 

𝑥𝛼,1 

𝑥𝛼,2 

𝑥𝛼,3 

𝑥𝛼,4 

𝑥𝛼,5 

𝑥𝛼,6 

𝑥𝛽,1 

𝑥𝛽,2 

𝑥𝛽,3 

𝑥𝛽,4 

𝑥𝛽,5 

𝑥𝛽,6 

 } 𝑚 = 1 

 } 𝑚 = 2 

 } 𝑚 = 3 

 } 𝑚 = 1 

 } 𝑚 = 2 

 } 𝑚 = 3 

𝜔̂0 

Filtre 

De 

Kalman 

PLL 

𝑥𝛽,2 

𝑥𝛼,1 

𝑥𝛼,2 

𝑥𝛽,1 

1/2 

1/2 

+ 

+ 

- 

+ 

La séquence positive, m=1 

𝜶𝜷/𝑨𝒃𝒄 

𝑣𝑎,1
+ 

𝑣𝑏,1
+ 

𝑣𝑐,1
+ 

𝑣𝛼,1
+ 

𝑣𝛽,1
+ 

𝑥𝛼,2 

𝑥𝛼,1 

𝑥𝛽,2 

𝑥𝛽,1 

1/2 

1/2 
+ 

+ 

+ 

- 

La séquence négative, m=1 

𝜶𝜷/𝑨𝒃𝒄 

𝑣𝑎,1
− 

𝑣𝑏,1
− 

𝑣𝑐,1
− 
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{
𝑣𝛽,5

+ =
−𝑥̂𝛼,4

 + 𝑥̂𝛽,3

2

𝑣𝛽,5
− =

𝑥̂𝛼,4
 + 𝑥̂𝛽,3

2

                                                                                                         (III. 16) 

{
𝑣𝛼,7

+ =
𝑥̂𝛼,5

 + 𝑥̂𝛽,6

2

𝑣𝛼,7
− =

𝑥̂𝛼,5
 − 𝑥̂𝛽,6

2

                                                                                                            (III. 17) 

{
𝑣𝛽,7

+ =
−𝑥̂𝛼,6

 + 𝑥̂𝛽,5

2

𝑣𝛽,7
− =

𝑥̂𝛼,6
 + 𝑥̂𝛽,5

2

                                                                                                         (III. 18) 

➢ Les résultats de simulation  

Les performances du filtre de Kalman sont évaluées dans les mêmes conditions que celles 

présentées au paragraphe précédent (§III.2.2). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.9. Performance du filtre de Kalman sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau 

électrique (V) (b) amplitude de la séquence positive (P1) extraite par le filtre de Kalman (c) amplitudes de  

la séquence négative fondamentale (N1) et les harmoniques d’ordre 5 (N5) et 7 (P7) (V). 

La figure III.9 montre la performance du filtre de Kalman sous un réseau électrique perturbé. 

L’identification des différentes séquences des composantes harmoniques (P1, N1, N5, P7) est 

effectuée de façon satisfaisante en termes de rapidité et fiabilité. La figure III.10 présente la 

pulsation du réseau et l’angle de phase, estimées. 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3
-100

0

100

200

(a)

V
a

b
c
(V

)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3
50

100

150

(b)

(V
)

 

 

va vb vc

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3
0

20

40

(b)

(V
)

 

 

Mag__réseau Mag__Kalm__P1

Mag__Kalm__N1

mag__Kalm__N5

mag__Kalm__P7



Chapitre III. Contribution à l’amélioration  de la performance de la commande DPC appliqué à un filtre 

actif de puissance parallèle sous un réseau électrique généralisé. 

 

105 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.10. Performance du filtre de Kalman sous un réseau électrique perturbé (a) pulsation du réseau 

électrique par rapport à la pulsation estimée par le filtre de Kalman (rad/s)  (b) position angulaire du réseau  

mesurée et estimée par le filtre de Kalman (rad). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.11. Performance du filtre de Kalman  pour une variation de fréquence  (a) pulsation du réseau 

électrique par rapport à la pulsation estimée par le filtre de Kalman (rad/s) (b) amplitude de la tension 

fondamentale extraite par le filtre de Kalman (V) (c) position angulaire du réseau  mesurée et estimée par le 

filtre de Kalman (rad). 

La figure III.11 expose le comportement du filtre de Kalman en face d’une variation brusque 

de la fréquence (50-55 Hz). La pulsation estimée converge rapidement vers la pulsation réelle 

avec moins d'effet sur le mécanisme d'extraction des composantes fondamentale et harmonique. 
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La figure III.12 montre la réaction dynamique du filtre de Kalman contre la variation de 

l’angle de phase. On peut noter que la variation d’angle de phase conduit à une perturbation 

transitoire à l’amplitude du vecteur de la séquence positive  et à la fréquence  estimée. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.12.  Performance du filtre de Kalman  pour une variation de l’angle de phase (a) pulsation du 

réseau électrique par rapport à la pulsation estimée par le filtre de Kalman (rad/s) (b) amplitude de  la 

séquence positive  fondamentale extraite par le filtre de Kalman. (c) position angulaire du réseau  mesurée 

et estimée par le filtre de Kalman (rad). 

III.2.4 Filtre avec multi-coefficients complexes (MCCF) [96] 

Un filtre MCCF avec une sélectivité idéale de la fréquence et de polarité devrait non 

seulement maintenir un gain unitaire et un déphasage nul à la fréquence désirée et une atténuation 

efficace à d’autres fréquences, mais également il faut introduire  une réponse rapide et une erreur 

statique minimale au cours de  l'extraction du signal. Le filtre MCCF peut être représenté par une 

fonction de transfert du premier ordre comme celle-ci: 

{

𝐹+𝑀𝐶𝐶𝐹 =
𝜔𝑐

𝑠 − 𝑗𝑛𝜔̂0 +𝜔𝑐

𝐹−𝑀𝐶𝐶𝐹 =
𝜔𝑐

𝑠 + 𝑗𝑛𝜔̂0 +𝜔𝑐

                                                                                                                             (III. 19) 

Où : +,- dénotent les séquences positive et négative de l’harmonique d’ordre 𝑛. 

𝜔̂0 : La fréquence fondamentale estimée par une PLL, pour un réseau électrique idéal il est à peu 

près égale à 314 rad/s. La fréquence de coupure  𝜔𝑐 est fixée à 222 rad/s, qui est un rapport 

d'amortissement optimal de 0,707𝜔0. 

D’après le diagramme de Bode dans la  figure III.13,  on peut observer que le filtre peut 

extraire la composante de fréquence fondamentale (𝜔0 = 2𝜋. 𝑓) avec un gain unitaire (0 dB) et 

un déphasage nul. 

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5

300

320

340

360

380

(a)

F
ré

q
u

e
n

c
e

(r
a

d
/s

)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5
80

90

100

110

(b)

(V
)

 

 

mag__réseau mag__Kalm

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5
-5

0

5

(c)

T
e

ta
 (

ra
d

)

 

 

W0

W__Kalm

Teta__grid

Teta__Kalm



Chapitre III. Contribution à l’amélioration  de la performance de la commande DPC appliqué à un filtre 

actif de puissance parallèle sous un réseau électrique généralisé. 

 

107 

 

Par un réglage approprié du filtre MCCF, il est possible d'extraire les différentes composantes 

harmoniques incluses dans le signal de tension du réseau électrique. La figure III.14 montre la 

structure généralisée d’un filtre MCCF.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.13. Diagramme de Bode du filtre MCCF pour la pulsation fondamentale ( 𝜔0 = 2𝜋. 𝑓 rad/s). 
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Figure III.14. Filtre MCCF (a) schéma synoptique généralisé (b) schéma synoptique détaillé.  

➢ Les résultats de simulation : 

D'une manière similaire à celle des techniques précédentes, la performance statique et 

dynamique du filtre MCCF sont testées dans trois conditions : réseau électrique perturbé, 

variation de fréquence et variation de l’angle de phase. 

La figure III.15 illustre le résultat de simulation du filtre MCCF pour un réseau électrique 

perturbé. On peut constater que l’identification de la composante fondamentale n’est pas affectée 

par la condition perturbée du réseau électrique et se fait de manière rapide et stable. La figure 

III.16 montre que le filtre MCCF peut  maintenir la fréquence estimée avec une perturbation 

minimale. La caractéristique de suivi de la fréquence est illustrée par la figure III.17.  Ainsi, 
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l’impact de la variation de l’angle de phase est parfaitement pris en charge par le filtre MCCF 

comme le montre la figure III.18. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.15. Performance du filtre MCCF sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau 

électrique (V) (b) amplitude de la séquence positive fondamentale (P1) extraite par le filtre MCCF (c) 

amplitudes de  la séquence négative fondamentale (N1) et les harmoniques d’ordres 5 (N5) et 7 (P7) (V). 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.16. Performance du filtre MCCF sous un réseau électrique perturbé (a) pulsation du réseau 

électrique par rapport à la pulsation estimée par le filtre MCCF (rad/s)  (b) position angulaire du réseau  

mesurée et estimée par le filtre MCCF (rad). 
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Figure III.17. Performance du filtre MCCF pour une variation de fréquence  (a) pulsation du réseau 

électrique par rapport à la pulsation estimée par le filtre MCCF (rad/s) (b) amplitude de la tension 

fondamentale extraite par le filtre MCCF (c)  position angulaire du réseau  mesurée et estimée par le filtre 

MCCF. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.18. Performance du filtre MCCF  pour une variation de l’angle de phase (a) pulsation du réseau 

électrique par rapport à la pulsation estimée par le filtre MCCF (rad/s) (b) amplitude de  la séquence 

positive  fondamentale extraite par le filtre MCCF. 
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III.2.5 Etude comparative  

Plusieurs tests ont été effectués en élaborant la  réponse dynamique sous des conditions 

diverses concernant la tension source telles que: la perturbation du réseau électrique, la variation 

de fréquence (50~ 55 Hz) et la variation de l'angle de phase (30o). 

Le filtre STF  

 La détection instantanée de l'angle de phase de la  tension d'alimentation au 

démarrage. 

 La qualité du signal filtré et le temps de réponse  sont dépendus à la valeur du 

gain𝐾𝑆𝑇𝐹, un gain maximal conduit à un temps de réponse rapide mais avec une 

moindre  qualité du signal filtré et vice-versa [97]. Par conséquent, le gain 𝐾𝑆𝑇𝐹 est 

choisi d'une manière qu'il y ait un compromis entre la rapidité du filtre et la qualité du 

signal extrait (dans notre cas on met 𝐾𝑆𝑇𝐹=40).  

 Il a été noté qu'il existe une erreur statique minimale d’extraction de la composante 

fondamentale d’environ 0.51 % (voir figure III.16), mais comparativement aux autres 

méthodes, elle est considérée comme la plus importante d'entre elles. 

 Durant la condition perturbée du réseau électrique, la sensibilité contre la variation 

d’amplitude de la composante fondamentale est satisfaisante, mais le rejet total de la 

perturbation n’est pas établi, où l’on observe une ondulation minimale autour de la 

valeur réelle (2%). 

 Le mécanisme de STF est sensible à la variation de fréquence et de l’angle de phase 

avec un temps de réponse admissible (2 périodes) et un dépassement minimal (1-2 

%). 

 En termes de charge de calcul en temps réel, le filtre STF est considéré le plus simple 

avec moins d’efforts de calcul. 

Le filtre Kalman  

 La détection de l'angle de phase de la  tension d'alimentation est effectuée de bonne 

manière, avec un retard minimal d’environ 1.5 périodes. 

 L’erreur statique d’extraction de la composante fondamentale est d’environ 0.11 % 

(voir figure III.16), et elle est considérée le plus performant par rapport aux autres 

méthodes dans ce sens. 

 La rejection de perturbation sous un réseau électrique perturbé est bien assurée pour 

les différentes composantes extraites fondamentale et harmonique.  

 La variation brusque de fréquence provoque des états transitoires avec un 

dépassement maximal inférieur à 2-3 % de l'amplitude de la séquence positive 

fondamentale  estimée. 

 La variation brusque de l’angle de phase crée des états transitoires avec un 

dépassement maximal inférieur à 7-8 % de l'amplitude de la séquence positive 

fondamentale  estimée. 
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 En termes de charge de calcul en temps réel, le filtre de Kalman  est considéré 

comme le plus compliqué avec un effort de calcul maximal. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.19. Performance  de différentes techniques de synchronisation (a) régime permanent (b) au 

démarrage (c) régime dynamique.  

Le filtre MCCF 

 L’identification  de l'angle de phase de la  tension d'alimentation est effectuée 

rapidement pendant 1.5 périodes de temps. 

 L’erreur statique d’extraction de la composante fondamentale est d’environ 0.18 % 

(voir figure III.16), et elle est considérée modérée par rapport aux autres méthodes 

étudiées. 

 La rejection de perturbation sous un réseau électrique perturbé est bien assurée pour 

les différentes composantes extraites fondamentales et harmoniques.  

 La variation brusque de fréquence engendre  des états transitoires limités  avec un 

dépassement maximal inférieur à 1-2 % de l'amplitude de la séquence positive 

fondamentale  estimée. 

 La variation brusque de l’angle de phase conduit à des états transitoires avec un 

dépassement maximal inférieur à 7-8 % de l'amplitude de la séquence positive 

fondamentale  estimée. 

 En termes de charge de calcul en temps réel, le filtre MCCF  est considéré comme 

moyen avec un effort de calcul raisonnable. 

Finalement, à la lumière de ce qui a été mentionné au dessue, on peut conclure que le filtre 

STF est généralement caractérisé par de faible performances en termes de rapidité et robustesse.  

En revanche, le filtre Kalman et MCCF introduisent une performance proche avec une  petite 

supériorité pour le filtre Kalman. Par conséquent, pour des applications en temps réel avec des 

efforts software limités, il est préférable d’utiliser le filtre MCCF pour garantir des performances 

0.16 0.162 0.164 0.166 0.168 0.17 0.172 0.174 0.176 0.178 0.18

99

99.5

100

(a)

(V
)

 

 

0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
95

100
105
110
115

(b)

(V
)

 

 

0.16 0.17 0.18 0.19 0.2 0.21 0.22 0.23 0.24
80

100

(c)
Temps [s]

(V
)

 

 

Amplit__réseau Amplit_P1__STF Amplit_P1__Kalm Amplit_P1__MCCF

Amplit__réseau Amplit__P1__STF Amplit__P1__Kalm Amplit__P1__MCCF

Amplit__réseau Amplit__P1__STF Amplit__P1__Kalm Amplit__P1__MCCF



Chapitre III. Contribution à l’amélioration  de la performance de la commande DPC appliqué à un filtre 

actif de puissance parallèle sous un réseau électrique généralisé. 

 

113 

 

élevées avec moins de charge de calcul. Par contre, en cas  des études de simulation numérique, le 

filtre de Kalman peut introduire la bonne performance désirée.      

Tableau III.1. Comparaison de la performance de différentes techniques de synchronisation. 

 Le temps de réponse 

D’extraction du 

fondamentale  

(ms) 

Erreur 

statique 

|𝜟𝑽| 
(%) 

L’ondulation de 

l’amplitude ∆𝑽෡ 

Estimée 

(%) 

Charge de 

calcule 

Au 

démarrage 

Régime 

dynamique Réseau idéal 
Réseau 

perturbé 

Filtre STF 60 40 0.51 0 2 faible 

Filtre de 

Kalman  
35  5 0.11 0 0.14 élevée 

Filtre MCCF 40 10 0.18 0 0.14 moyenne 

 

III.3 Description et modélisations d’un système de filtrage actif de puissance 

parallèle 

III.3.1 Notion générale  

Les notions de base du fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle ont été exposées 

dans la littérature depuis le début des années 1970 [98]. La  première configuration du filtre actif 

parallèle était basée sur des onduleurs à transistors de puissance contrôlés par la commande MLI 

en 1976 par [99]. Pour certaines raisons de limitation technologique, la conception de ce type de 

système pour des applications industrielles était difficile à ce moment-là. Ce défi technologique 

sera franchi, en 1977, par l'apparition du premier prototype de filtre actif parallèle à base de 

thyristors à commutation naturelle pour la compensation de courant harmonique. Cependant, cette 

solution par la suite a posé un problème sérieux, lequel est l’excitation  des composantes 

harmoniques perturbatrices autour de la fréquence de commutation au  réseau. 

Dès le début des  années 1980, un développement remarquable dans le domaine des semi-

conducteurs a conduit à développer de nouveaux composants d’électronique de puissance 

caractérisés par une fréquence opérationnelle élevée et une adaptabilité  aux systèmes de haute 

puissance. Bénéficiant de ces progrès, et de l’émergence des interrupteurs de puissance du type 

GTO et IGBT, de nombreux onduleurs de puissance, commandés en MLI, ont pu être conçus en 

vue de répondre aux contraintes industrielles de la conception des filtres actifs parallèles. 

Les avantages les plus importants de ces filtres actifs de puissance [100],  par rapport aux 

filtres passifs sont les suivants [101]:  

 Le volume physique du filtre est plus réduit.  
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 La capacité de filtrage est supérieure.  

 La flexibilité et l’adaptabilité sont très supérieures.  

Pourtant, ils ont également quelques inconvénients:  

 Leur coût élevé a limité leur implantation dans l’industrie. 

 Les pertes sont plus élevées. 

III.3.2 Circuit de puissance d’un filtre actif parallèle  

Le système incorporant un filtre actif de puissance shunt est   représenté  sur la figure.III.20. Il 

comprend principalement une alimentation en tension alternative triphasée avec une impédance 

de ligne 𝑍𝑠 alimentant une charge équilibrée non linéaire (redresseur triphasé non contrôlé débité 

une charge capacitive) et un onduleur, source tension, triphasé à deux niveaux à six interrupteurs 

IGBT. L’onduleur est connecté en parallèle avec un circuit de stockage d’énergie (condensateur 

C), et il est raccordé au point de raccordement commun (PCC)  via l'impédance  de la sortie 𝑍𝑓. 

L'onduleur de tension contient trois branches (a, b, c) avec deux interrupteurs dans chacune. L'état 

de commutation Sx dans la xième branche a deux états possibles, Sx = 1 (interrupteur fermé) ou Sx = 

0 (interrupteur ouvert). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure.III.20. Circuit de puissance d’un filtre actif de puissance parallèle. 
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III.3.3 Modélisation mathématique 

Les équations dynamiques du système peuvent s'écrire comme suit: 

𝐿𝑓
𝑑𝐼𝑓

𝑑𝑡
= 𝑉𝑝 − 𝑟𝑓𝑖𝑓 − 𝑣𝑑𝑐  𝑈𝑖 − 𝑣𝑛                                                                                                    (III. 20) 

𝐶
𝑑𝑣𝑑𝑐
𝑑𝑡

= 𝑖𝑓𝑎𝑢𝑎 + 𝑖𝑓𝑏𝑢𝑏 + 𝑖𝑓𝑐  𝑢𝑐                                                                                                      (III. 21) 

𝑣𝑛 =
𝑣𝑑𝑐
3
(𝑢𝑎 + 𝑢𝑏 + 𝑢𝑐)                                                                                                                    (III. 22) 

Où: 𝑣𝑛 est la tension au point neutre, 𝐼𝑓 = [𝑖𝑓𝑎  𝑖𝑓𝑏 𝑖𝑓𝑐  ]
𝑇

 c’est le vecteur du courant de filtre, 

𝑉𝑝 = [𝑣𝑝𝑎 𝑣𝑝𝑏 𝑣𝑝𝑐  ]
𝑇
 c’est le vecteur tension au point PCC, 𝑈𝑖 = [𝑢𝑎  𝑢𝑏 𝑢𝑐  ]

𝑇 représente les 

signaux de contrôle avec 𝑢𝑎,𝑏,𝑐 ∈ {-2/3 ~ +2/3}, 𝑣𝑑𝑐 c’est la tension aux bornes du condensateur. 

III.4 Contrôle du filtre actif parallèle par la commande DPC 

L’application de la commande DPC pour un système de filtrage actif de puissance parallèle  

est proposée premièrement par Chaoui et al dans [102] et  Chen et Joos dans [103]. Ces travaux, 

ont été exploités la commande DPC de deux manières différentes. Dans [102], l’auteur a pris la 

même structure classique  de contrôle que dans [23], de sorte que les puissances active et réactive 

côté réseau ont été retenues comme des variables à contrôler. Par contre, dans [103], l’auteur a 

considéré les puissances, active et réactive injectées par le filtre actif comme des variables à 

contrôler, et en plus de cela, il a également introduit une table de commutation améliorée. Outre, 

quelques années plus tard, une commande DPC modifiée est proposée dans [104], à appliquer  à  

un filtre actif de puissance parallèle, adaptée aux conditions perturbées du réseau électrique. La 

nouveauté apportée par ce dernier par rapport à [103] est l’intégration d’un filtre multi-variable au 

lieu d’un filtre passe-bas. De même, les auteurs dans [105] présentent la configuration classique  

de la DPC comme dans [102], mais il était intégré dans un système multifonctionnel qui combine 

un système de  génération photovoltaïque avec un  filtre actif de puissance. 

III.4.1 Performance de la commande DPC sous un réseau électrique généralisé 

III.4.1.1  Commande DPC classique   

Le principe de la commande DPC classique est déjà présenté dans le chapitre précédent 

(§II.2.1). L’intégration de la commande DPC classique dans le circuit de contrôle d’un filtre actif 

parallèle est montrée dans la figure III.21. Cette structure est proposée premièrement dans la 

littérature par [102]. De manière différente que la configuration classique d’un circuit de contrôle 

d’un filtre actif parallèle, utilisant couramment des techniques d'identification des courants 

harmoniques basées sur la théorie PQ [106], la commande DPC contrôle l’écoulement de 

puissance côté réseau, de sorte que peut imposer  à l’onduleur du filtre actif de compenser les 

composantes harmonique et réactive absorbées par la charge non-linéaire. La consigne de 

référence de la puissance active  (𝑃𝑠
∗) provient de la sortie de la boucle de contrôle de de 𝑣𝑑𝑐. En 

régime permanent, la valeur du 𝑃𝑠
∗ est exactement égale à la valeur de la partie fondamentale de 

la puissance active absorbée par la charge non linéaire (𝑃𝑠
∗=𝑃𝑙). De plus, la valeur de la consigne 
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de puissance réactive(𝑄𝑠
∗
) est mise à zéro pour assurer un fonctionnement avec un facteur de 

puissance unitaire, c'est-à-dire la compensation de la puissance réactive absorbée par la charge 

non linéaire. Par conséquent, une bonne régulation du flux de puissance côté réseau électrique 

conduit indirectement à une compensation efficace des composantes harmonique et réactive 

engendrées par les charges perturbatrices.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure.III.21. Circuit de contrôle d’un filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC 

classique.  
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III.4.1.1.1 Résultats de simulation 

La simulation numérique est élaborée avec le logiciel matlab/SIMULINK. Les paramètres du 

système et du contrôle sont illustrés dans l’annexe A (tableau A.2). La performance de la 

commande DPC classique est évaluée dans deux conditions de fonctionnement transitoires 

extrêmes:  

❖ Le fonctionnement sous un réseau électrique déséquilibré et/ou déformé (on a pris la 

même condition perturbée du réseau électrique étudiée précédemment (§III.2.2)). 

❖ La variation brusque de la charge non linéaire (24~48 Ω). 

 

✓  Réseau électrique idéal 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.22. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC classique 

sous un réseau électrique idéal (a) tensions du réseau (V) (b) courants côté réseau (A) (c) déphasage entre 

le courant et la tension de la phase (a) (d) puissances active et réactive côté charge et côté alternatif (W, 

Var). 

Il est évident que la commande DPC classique peut donner un bon résultat sous un réseau 

électrique idéal comme le montre la figure III.22. En régime permanent la puissance active 

débitée par le réseau est à peu près  2400 W, ce qui représente la partie fondamentale absorbée 

par la charge non-linéaire. De plus, les allures de courant et de tension sont exactement en phase, 

ce qui signifie qu’un fonctionnement avec un facteur de puissance unitaire (voir figure III.23) est 
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assuré. Le facteur de distorsion harmonique obtenue THD=3.51 % (voir figure III.24) est 

considéré acceptable par les normes recommandées. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.23. Réseau électrique idéal (a) courants de charge, de ligne et de filtre (b) facteur de puissance. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.24. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) utilisant la commande DPC classique 

(réseau électrique idéal). 

D’après la figure III.25, on a observé un échec total de la fonction de filtrage sous un réseau 

électrique perturbé avec un THD égale à 19.25 % (voir figure III.26). Dans des conditions 

transitoires lors d'un changement brusque de charge, la commande DPC classique montre une 

réaction dynamique satisfaisante comme montre la figure III.27. 
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✓ Réseau électrique perturbé 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.25. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC classique 

sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau (V) (b) courants côté réseau (A) (c) déphasage 

entre le courant et la tension de la phase (a) (d) puissances active et réactive côté charge et côté alternatif 

(W, Var). 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.26. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) en utilisant la commande DPC 

classique (réseau électrique perturbé). 

0 5 10 15 20 25 30
0

20

40

60

80

100

Rang Harmonic 

Fondamental (50Hz) = 9.111 , THD= 19.25%

M
a

g
 (

%
 o

f 
F

o
n

d
a

m
e

n
ta

l)

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2
-200

0

200

(a)

(V
)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2
-10

0
10
20
30

(b)

(A
)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2

0
20
40

(c)

(V
,A

)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2
0

2000

4000

(d)
Temps [s]

(W
, 
V

a
r)

 

 

vpa vpb vpc

ia ib ic

vpa/10 ia

P
l

Q
l

P
s

Q
s



Chapitre III. Contribution à l’amélioration  de la performance de la commande DPC appliqué à un filtre 

actif de puissance parallèle sous un réseau électrique généralisé. 

 

120 

 

✓ La variation de la  charge (24~48Ω) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.27. Réponse transitoire du filtre actif de puissance  parallèle à une variation brusque de la charge 

(24~48 Ω) utilisant la commande DPC classique (a) courants de charge (A), (b) courants côté source (A), 

(c) puissances active et réactive côté réseau (W,Var). 

III.4.1.2  Commande DPC prédictive optimale [107].   

Dans le chapitre précédent (§II.2.2), le principe de la commande prédictive optimale appliquée 

à un redresseur MLI a déjà été expliqué. La même structure de contrôle s'appliquera pour 

contrôler un filtre de puissance actif shunt. Le schéma bloc du circuit de commande prédictive est  

montré dans la figure.III.28. 

III.4.1.2.1 Résultats de simulation 

L’application de la commande DPC prédictive optimale est effectuée avec le même cahier des 

charges et  dans les mêmes conditions d’opération que pour la commande DPC classique. 

D’après la figure III.29, on peut voir que la commande DPC prédictive optimale a donné une 

performance appréciable sous un réseau électrique idéal. On peut noter que la commande DPC 

prédictive optimale a été réussie à imposer au filtre actif d’injecter la partie harmonique de la 

puissance active et la totalité de la puissance réactive, absorbées par la charge non linéaire. Cela 

signifie que le réseau électrique ne délivre que la partie fondamentale de la puissance active 

absorbée par la charge non linéaire. Par conséquent, une absorption sinusoïdale avec un facteur de 

puissance unitaire (voire figure III.31), a été assurée côté réseau électrique. 
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Figure.III.28. Circuit de contrôle d’un filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC 

prédictive optimale. 

 

D’après la figure III.30 le contenu harmonique dans le courant de source est minimal et il est 

déterminé par un THD de 2.73 %.  
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✓ Réseau électrique idéal 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.29. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC prédictive 

optimale sous un réseau électrique idéal (a) tensions du réseau (V) (b) courants côté réseau (A) (c) 

déphasage entre le courant et la tension de la phase (a) (d) puissances active et réactive côté charge et côté 

alternatif (W, Var). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.30. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) utilisant la commande DPC prédictive 

optimale (réseau électrique idéal). 

0 0.05 0.1 0.15 0.2
-200

0

200

(a)

(V
)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2
-10

0
10
20
30

(b)

(A
)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2

0
20
40

(c)

(V
,A

)

 

 

0 0.05 0.1 0.15 0.2
0

2000

4000

(d)
Temps [s]

(W
, 
V

a
r)

 

 

vpa vpb vpc

ia ib ic

vpa/10 ia

P
l

Q
l

P
s

Q
s

0 5 10 15 20 25 30
0

20

40

60

80

100

Rang harmonic 

Fondamental (50Hz) = 10.52 , THD= 2.73%

M
a

g
 (

%
 o

f 
F

o
n

d
a

m
e

n
ta

l)



Chapitre III. Contribution à l’amélioration  de la performance de la commande DPC appliqué à un filtre 

actif de puissance parallèle sous un réseau électrique généralisé. 

 

123 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.31. Réseau électrique idéal (a) courants de charge, de ligne et de filtre (b) facteur de puissance. 

 

De manière similaire que pour la commande DPC classique,  sous un réseau électrique 

déséquilibré, la commande DPC prédictive optimale n'a pas réussi à maintenir le bon 

fonctionnement du filtre actif. D'après la figure III.32, on peut voir que la forme d’allure du 

courant est déformée et loin d'être sinusoïdale. La figure III.33 montre la présence remarquable 

d’harmoniques à basse fréquence (d’ordres 3,5 et 7) dans le spectre fréquentiel du courant de la 

phase (a), conduisant à un THD élevé de 19.41 %.  

 

La figure III.34 expose le résultat de simulation obtenu lors d’un impact de charge. On peut 

noter que la variation brusque de la charge (24~48 Ω), conduit directement à une diminution du 

courant appelé  par la charge non linéaire. La variation du courant signifie qu’il y a une variation 

des puissances, fondamentale, harmonique et réactive, absorbées par la charge perturbatrice. On a 

noté que la forme sinusoïdale du courant côté réseau électrique est bien maintenue durant la 

période transitoire et cela signifie que le circuit de commande a une réaction adaptative contre la 

variation de la charge. 
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✓ Réseau électrique perturbé 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.32. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC prédictive 

optimale sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau (V) (b) courants côté réseau (A) (c) 

déphasage entre le courant et la tension de la phase (a) (d) puissances active et réactive côté charge et côté 

alternatif (W, Var). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.33 Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a)  utilisant la commande DPC prédictive 

optimale (un réseau électrique perturbé). 
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✓ Variation de la charge 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.34. Réponse transitoire du filtre actif de puissance parallèle à une variation brusque de la charge 

(24~48 Ω) utilisant la commande DPC prédictive optimale (a) courants de charge (A), (b) courants côté 

source (A), (c) puissances active et réactive côté réseau (W,Var). 

III.4.1.3  Etude comparative 

Afin de mettre en évidence les propriétés de chaque technique de contrôle décrite 

précédemment, une étude comparative entre elles est réalisée. Le critère pris en compte pour 

évaluer la performance de ces techniques de contrôle est le facteur de distorsion harmonique 

(THDi) du courant côté réseau électrique.  

Les deux techniques utilisées dans le  circuit  de contrôle d’un filtre actif de puissance shunt 

sont la commande DPC classique et la commande DPC prédictive optimale. L’analyse de 

performance de ces contrôles est effectuée par  la simulation numérique du système sous deux 

perturbations distinctes, la perturbation du réseau électrique et la variation de la charge. 

✓ Dépendance de la performance à la condition du réseau électrique 

D’après la figure III.35, les deux techniques de contrôle peuvent maintenir un fonctionnement 

adéquat  avec un THD respectant les limites recommandées (<5%) dans le cas d’un réseau 

électrique idéal. De plus, la commande DPC prédictive optimale donne le meilleur comportement 

en régime permanent par rapport à la commande DPC classique avec un THD de 2.73 et 3.51% 

respectivement. Cependant, sous un réseau électrique perturbé, il y avait une défaillance totale de 
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la performance du système de filtrage pour les deux techniques de contrôle, où l’on peut voir que 

le THD est très élevé relativement aux limites admissibles (>>5 %).  

 

Figure III.35. Comparaison de THD pour les deux techniques de contrôle. 

✓ Réaction contre la variation brusque de la charge.  

On peut voir que les deux techniques de contrôle peuvent suivre l'instruction dynamique 

(variation de charge) d’une façon satisfaisante  pendant deux à trois périodes. La réponse 

transitoire est rapide et les courants côté réseau  ont une distorsion négligeable pendant la durée 

transitoire, prouvant que le système de filtrage  peut compenser effectivement la variation 

dynamique des composantes harmonique et réactive due à  la variation des paramètres de la  

charge non-linéaire. 

III.4.2 Contribution à l’amélioration de la  commande DPC sous un réseau électrique 

généralisé par la combinaison avec un filtre de Kalman 

Le défi de la robustesse de la commande DPC dans des conditions de fonctionnement non 

idéales est apparu dans la section précédente.  La détérioration totale de la fonction de filtre actif 

de puissance parallèle sous un réseau électrique perturbé nous a été imposée de trouver une 

solution permettant d'atténuer cette défaillance.  En principe, l'échec du circuit de contrôle est 

grâce  à l'absence de la  synchronisation  de fonctionnement entre le dispositif d’électronique de 

puissance (onduleur) et le réseau électrique. Par conséquent, l'intégration d'un processus 

permettant d'identifier les paramètres spécifiques du réseau électrique, la séquence positive et la 

fréquence (𝑉+, 𝜃+, 𝑓), peut conduire à maintenir le bon fonctionnement du filtre actif contre les 

perturbations transitoires du réseau. Grâce à ses propriétés distinctives qui sont démontrées 

précédemment, le filtre de Kalman a été choisi comme synchroniseur pour soutenir la fiabilité du 

fonctionnement du système pendant les conditions transitoires. 
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III.4.2.1 Commande DPC classique modifiée 

Le schéma synoptique simplifié de la commande DPC classique combiné avec un filtre 

Kalman dans le circuit de contrôle d’un système de filtrage parallèle est présenté dans la figure 

III.36. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.36. Schéma synoptique de la commande DPC classique modifiée. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.37. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC classique 

modifiée sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau électrique (V) (b) courants côté réseau 

électrique (A) (c) déphasage entre le courant et la tension de la phase (a) (d) courants de charge, de ligne et 

de filtre (A). 
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Figure III.38. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC classique 

modifiée sous un réseau électrique perturbé  (a) puissances active et réactive absorbées par la charge non 

linéaire (W, Var) (b) puissances active et réactive côté réseau électrique (W, Var) (c) facteur de puissance. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.39. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) utilisant la commande DPC classique 

modifiée (réseau électrique perturbé). 
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III.4.2.2  Commande DPC prédictive optimale modifiée 

Le schéma synoptique simplifié de la commande DPC prédictive optimale, combinée avec un 

filtre de Kalman dans le circuit de contrôle d’un système de filtrage parallèle, est présenté dans la 

figure III.40. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.40. Schéma synoptique de la commande DPC prédictive optimale  modifiée. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.41. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC prédictive 

optimale modifiée sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau électrique (V) (b) courants côté 

réseau électrique (A) (c) déphasage entre le courant et la tension de la  phase (a) (d) courants de charge, 

courant de ligne et de filtre (A). 
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Figure III.42. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) utilisant la commande DPC prédictive 

optimale modifiée (réseau électrique perturbé). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.43. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC prédictive 

optimale modifiée sous un réseau électrique perturbé  (a) puissances active et réactive absorbées par la 

charge non linéaire (W, Var) (b) puissances active et réactive côté réseau électrique (W, Var) (c) facteur de 

puissance. 
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III.4.2.3 Etude comparative 

L’évaluation des techniques de contrôle modifiées proposées est effectuée sous un réseau 

électrique perturbé dans le même environnement hardware que pour les techniques discutées 

auparavant. D’une manière similaire que l’étude comparative précédente, le facteur THD est 

toujours le critère majeur de comparaison. 

 

Figure III.44. Comparaison de THD pour les deux techniques de contrôle (normale et modifiée) sous un 

réseau électrique perturbé. 

D’après la figure III.44, on peut voir que les techniques DPC modifiées (DPC classique et 

prédictive optimale modifiées) peuvent réduire carrément  le niveau de THD à la zone admissible   

par la norme IEEE-519 au contraire dans le cas  des techniques DPC non modifiées. De plus, la 

commande DPC prédictive optimale modifiée, est toujours plus performante que la DPC 

classique modifiée avec un THD de 3.34 % et 4.46 % respectivement. 

III.5 Proposition d’une commande DPC prédictive sans capteurs de tension   dédiée 

aux filtres actifs de puissance parallèles 

 

Sur la base de ce qui a déjà été mentionné précédemment dans (§III.4), le second concept de 

contrôle DPC appliqué à un système de filtrage shunt est proposé dans [103]. Ce dernier, a été 

pris les puissances, active et réactive injectées par le filtre actif de puissance parallèle comme 

variables à contrôler. La régulation des puissances injectées est réalisée via une table de 

commutation heuristique et un filtre passe-bas pour extraire les consignes de puissance. Cette 

configuration n'est adoptée que pour les conditions de tension du réseau idéales. Afin de soutenir 

la performance du circuit de contrôle contre les perturbations du réseau, les auteurs dans [104] ont 

proposé une configuration DPC modifiée basée sur un filtre STF. Au moyen d'un filtre STF, 

l'extraction des signaux de référence de puissance est effectuée de manière adéquate sous un 

réseau électrique perturbé, ce qui conduit à augmenter la fiabilité du circuit de contrôle.  
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Afin d’augmenter la simplicité du matériel du processus de contrôle et l’efficacité de filtrage 

en régime permanent simultanément,  on propose dans cette partie une commande DPC sans 

capteurs de tension à base d’un  modèle prédictif. 

III.5.1 Description mathématique  

Le schéma simplifié représentant l’interconnexion entre l’onduleur et le point de raccordement 

commun (PCC)  est présenté dans la figure III.43. 

 

 

 

 

 

Figure III.45. Circuit simplifié monophasé du filtre actif parallèle.  

L’expression dynamique vectorielle du courant du filtre est exprimée comme :  

𝑑𝐼𝑓

𝑑𝑡
=
1

𝐿𝑓
(𝑉𝑓 − 𝑉𝑝 − 𝑟𝑓𝐼𝑓)                                                                                                                   (III. 23) 

La dérivée de la tension au point PCC est : 

𝑑𝑉𝑝
𝑑𝑡

= 𝑗𝑤0𝑉𝑝                                                                                                                                          (III. 24) 

La puissance apparente injectée par le filtre actif est définie comme: 

𝑆𝑓 =
3

2
𝑉𝑝. 𝐼𝑓

∗                                                                                                                                          (III. 25) 

La dérivée de la puissance apparente injectée est: 

𝑑𝑆𝑓

𝑑𝑡
=
3

2

𝑑

𝑑𝑡
(𝑉𝑝. 𝐼𝑓

∗) =
3

2
(
𝑑𝑉𝑝
𝑑𝑡

𝐼𝑓
∗ + 𝑉𝑝

𝑑𝐼𝑓
∗

𝑑𝑡
)                                                                               (III. 26) 

La substitution des équations (III.23) et (III. 24) dans l’équation (III.26) conduit à : 

𝑑𝑆𝑓

𝑑𝑡
=
3

2
{[
2

3
𝑆ℎ (𝑗𝑤0 −

𝑟𝑓

𝐿𝑓
)] +

1

𝐿𝑓
(𝑉𝑓𝑉𝑝 − 𝑉𝑝

2)}                                                                        (III. 27) 

Après une simplification mathématique, on obtient : 

𝑑𝑆𝑓

𝑑𝑡
=
1

𝐿𝑓
{
3

2
(𝑉𝑓𝑉𝑝 − 𝑉𝑝

2) − (𝑟𝑓 − 𝐿𝑓𝑗𝑤0)𝑆𝑓}                                                                              (III. 28) 

𝑉𝑓 
𝑉𝑝 

𝐼𝑓 

𝑆𝑓 = 𝑃𝑓 + 𝑗𝑄𝑓 

𝐿𝑓 , 𝑟𝑓 
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Finalement, nous avons développé le modèle mathématique suivant: 

{
 
 

 
 
𝑑𝑃𝑓

𝑑𝑡
=

3

2𝐿𝑓
ቄ(𝑅𝑒[𝑉𝑓 . 𝑉𝑝] − |𝑉𝑝|

2
) − 𝑟𝑓𝑃𝑓 − 𝐿𝑓𝑤0𝑄𝑓ቅ

𝑑𝑄𝑓

𝑑𝑡
=

3

2𝐿𝑓
൛𝐼𝑚[𝑉𝑓 . 𝑉𝑝]+𝑟𝑓𝑄𝑓 − 𝐿𝑓𝑤0𝑃𝑓ൟ

                                                                (III. 29) 

Pour mettre en œuvre numériquement, la discrétisation du modèle mathématique, décrite par 

l'équation (III.29), par la méthode d'Euler conduit à: 

{
 
 

 
 𝑃𝑓(𝑘 + 1) = 𝑃𝑓(𝑘) +

3

2𝐿𝑓
ቄ(𝑅𝑒[𝑉𝑓(𝑘). 𝑉𝑝(𝑘)] − |𝑉𝑝(𝑘)|

2
) − 𝑟𝑓𝑃𝑓(𝑘) − 𝐿𝑓𝑤0𝑄𝑓(𝑘)ቅ

𝑄𝑓(𝑘 + 1) = 𝑄𝑓(𝑘) +
3

2𝐿𝑓
൛𝐼𝑚[𝑉𝑓(𝑘). 𝑉𝑝(𝑘)]−𝑟𝑓𝑄𝑓(𝑘) + 𝐿𝑓𝑤0𝑃𝑓(𝑘)ൟ

    (III. 30) 

III.5.2 Synthèse du circuit de contrôle proposé  

Le schéma synoptique  du circuit de contrôle proposé est montré dans la figure III.46. Il est  

exécuté selon les étapes suivantes: 

✓ Calcul des puissances injectées instantanées 

Il est établi dans le référentiel stationnaire par les expressions suivantes: 

{
𝑃𝑓 = 𝑣𝑝𝛼

+𝑖𝑓𝛼 + 𝑣𝑝𝛽
+𝑖𝑓𝛽

𝑄𝑓 = 𝑣𝑝𝛽
+𝑖𝑓𝛼 − 𝑣𝑝𝛼

+𝑖𝑓𝛽
                                                                                                                  (III. 31) 

✓ Identification des consignes de référence : 

En utilisant le filtre STF, nous avons extrait la composante harmonique du courant appelée par 

la charge non linéaire. Ensuite, les signaux extraits  par le filtre STF et la séquence positive 

fondamentale estimée de la tension du réseau électrique sont utilisés pour calculer les instructions  

de contrôle  généralisées comme suit: 

{
𝑃𝑓
∗ = 𝑣𝑝𝛼

+𝑖̃𝑙𝛼 + 𝑣𝑝𝛽
+𝑖𝑙̃𝛽 = 𝑃̃𝑙 − 𝑥

𝑄𝑓
∗ = 𝑣𝑝𝛽

+𝑖𝑙𝛼 − 𝑣𝑝𝛼
+𝑖𝑙𝛽 = 𝑄𝑙 − 𝑦

                                                                                               (III. 32) 

Ou: x et y sont des oscillations de puissance active et réactive  résultant de la combinaison entre 

les composantes harmoniques dans le signal de tension avec la séquence positive fondamentale 

du courant. D’après le paragraphe (§I.4.1), sous un réseau électrique déséquilibré et pollué 

(harmoniques d’ordre 5 et 7), il est possible de définir: 

{
𝑥 = 𝑃𝑠2 + 𝑃𝑠3 + 𝑃𝑠4
𝑦 = 𝑄𝑠2 + 𝑄𝑠3 + 𝑄𝑠4

                                                                                                                            III. 33) 
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✓ Sélection du vecteur de commutation optimal via la fonction de coût  

De manière similaire à la section (§II.2.2), en utilisant le modèle prédictif développé décrit par 

l'équation (III.30), la fonction de coup de minimisation peut être décrite comme suit: 

𝐶𝐹 = |𝑄𝑓
∗−𝑄𝑓(𝑘 + 1)| + |𝑃𝑓

∗ − 𝑃𝑓(𝑘 + 1)|                                                                                 (III. 34)                                                   

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.46. Schéma synoptique de la commande DPC proposée. 

 

Le principe  de la fonction de coût est basé sur  les effets des  vecteurs de contrôle (six 

vecteurs actifs) à chaque période d'échantillonnage. La sélection  optimale est effectuée pour le 

vecteur qui correspond à la  valeur minimale de la  fonction de coût. 

Le calcul des 

puissances active  

/réactive 

EQ. (III. 31) 

𝑣𝑑𝑐 
𝐼𝑓(𝑘) 

𝑉𝑝෡ (𝑘) 

𝑃𝑓(𝑘 + 1) 𝑄𝑓(𝑘 + 1) 

𝑃𝑓(𝑘) 

𝑄𝑓
∗ 

𝑄𝑓(𝑘) 𝑉𝑓(𝑘) 

𝑆{𝑎, 𝑏, 𝑐} 

𝐿𝑓 , 𝑟𝑓 

𝑃𝑓
∗ 

La fonction de coup 

de minimisation 

EQ. (III. 34) 

La prédiction avec un pas  

des puissances active et 

réactive  

EQ. (III. 30) 

Les états possibles 
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✓ Estimation des tensions au point de raccordement commun (PCC). 

L’estimation des tensions est réalisé en utilisant l’estimateur à mode glissant présenté dans le 

chapitre I (§I.5.3) 

III.5.3 Résultats de simulation 

✓ Réseau électrique idéal  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.47. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC proposée 

sous un réseau électrique idéal. (a) tensions du réseau électrique (V) (b) courants côté réseau électrique (A) 

(c) déphasage entre le courant de ligne et la tension de la phase (a).  
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Figure III.48. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC proposée 

sous un réseau électrique idéal. (a) puissances active et réactive côté charge (W, Var) (b) puissances active 

et réactive côté réseau (W, Var) (c) puissances active et réactive injectées par le filtre actif (W, Var).  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.49. Réseau  électrique idéal (a) puissance active injectée par le filtre actif et leur consigne de 

référence (W, Var) (b) puissance réactive injectée par le filtre actif et leur consigne de référence (W, Var).  
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Figure III.50. Réseau électrique idéal (a) courants de charge, de ligne et de filtre (A) (b) facteur de 

puissance. 

✓ Réseau électrique perturbé 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.51. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC proposée 

sous un réseau électrique perturbé (a) tensions du réseau électrique (V) (b) courants côté réseau électrique 

(A) (c) déphasage entre le courant de ligne et la tension de la  phase (a).  
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Figure III.52. Fonctionnement du filtre actif de puissance parallèle utilisant la commande DPC proposée 

sous un réseau électrique perturbé. (a) puissances active et réactive côté charge (W, Var) (b) puissances 

active et réactive côté réseau (W, Var) (c) puissances active et réactive injectées par le filtre actif (W, Var).  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.53. Réseau  électrique perturbé (a) puissance active injectée par le filtre actif et leur consigne de 

référence (W, Var) (b) puissance réactive injectée par le filtre actif et leur consigne de référence (W, Var).  
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Figure III.54. Réseau électrique perturbé (a) courants de charge, de ligne et de filtre (A) (b) facteur de 

puissance. 

✓ Variation du charge ( 24 ~ 48 Ω). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.55. Réponse transitoire du filtre actif de puissance parallèle à une variation brusque de la charge 

(24~48 Ω) utilisant la commande DPC proposés (a) courants de charge (A) (b) courants côté source (A) (c) 

puissances active et réactive côté réseau (W ,Var). 
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✓ Performance d’estimation des tensions  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.56. Réseau électrique idéal (a) composantes (αβ) du vecteur de tension du réseau (b) amplitude 

estimée de  la séquence positive fondamentale (c) amplitudes des séquences négative, négative et positive 

du fondamentale, de l’harmonique d’ordre 5 et de l’harmonique d’ordre 7 respectivement.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.57. Réseau électrique perturbé (a) composantes (αβ) du vecteur de tension du réseau (b) 

amplitude estimée de  la séquence positive fondamentale (c) amplitudes des séquences négative, négative et 

positive du fondamentale, de l’harmonique d’ordre 5 et de l’harmonique d’ordre 7 respectivement. 
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III.5.4 Etude comparative 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.58. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) utilisant la commande DPC proposée 

(réseau électrique idéal). 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.59. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) utilisant la commande DPC proposée 

(réseau électrique perturbé). 

Après avoir présenté les résultats de simulation obtenus par la commande DPC proposée, il est 

nécessaire de mettre en évidence les améliorations apportées par rapport aux autres techniques 

étudiées auparavant. Il est indispensable de mentionner que l’entrainement de la commande DPC 

proposée est réalisé par le même circuit de puissance et sous les mêmes conditions du réseau et la 

charge perturbatrice. Par conséquent, le critère qui a été pris en compte pour évaluer les 

performances du circuit de commande est le facteur de distorsion harmonique (THDi) du courant 

côté réseau électrique.  
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Figure III.60. Comparaison de THDi pour différentes techniques de contrôle (modifiée et proposée) sous un 

réseau électrique idéal et perturbé. 

Les figures III.58 et III.59 montrent les spectres fréquentiels du courant de ligne dans le  cas 

d’un réseau électrique idéal et perturbé respectivement. On observe que la commande DPC 

proposée donne une performance en régime permanent remarquable avec une THDi de  2.38 % 

sous un réseau idéal, et 2.71% sous un réseau perturbé. On peut conclure que la commande DPC 

proposée peut maintenir un  bon fonctionnement pour le système de filtrage, des courants de 

source sinusoïdaux et équilibrés et compensation de la puissance réactive, en dépit des 

perturbations sévères au niveau du réseau électrique. D’après la figure III.60, la commande DPC 

proposée démontre la meilleure performance  en régime permanent en termes du facteur THDi 

sous un réseau électrique idéal ou perturbé comparativement aux autres techniques de contrôle 

étudiées (DPC classique modifiée et DPC prédictive optimale modifiée). 

III.6 Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons introduit le filtre actif parallèle comme une solution fiable à la 

problématique de la qualité d’énergie. Il a une capacité dynamique et adaptative pour  compenser 

effectivement  les courants perturbateurs tels que le courant harmonique, déséquilibre et réactif. 

  Cependant, leur performance dépend principalement de la robustesse de la commande 

appliquée. Une commande robuste, c'est-à-dire une commande qui peut maintenir le bon 

fonctionnement du filtre actif shunt durant les conditions transitoires liées soit au charge et/ou 

réseau électrique. Dans ce contexte, la fiabilité de la détection de la fréquence et la séquence  

directe fondamentale des tensions mesurées au point de raccordement PCC est souvent 

impérative. Par conséquent, afin de garantir une connaissance précise des paramètres de réseau de 

manière dynamique, l’intégration des techniques de synchronisation  dans le circuit de contrôle 

est indispensable. Trois techniques ont été choisies: le  filtre STF,  le filtre de Kalman et le filtre 

MCCF. Plusieurs tests ont été effectués en élaborant la  réponse dynamique de ces techniques de 
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synchronisation sous différentes conditions concernant la tension de source telles que: le 

déséquilibre, pollution harmonique, variation de l’angle de phase et la variation de la fréquence. 

En conclusion et après une étude comparative, il a été trouvé que le filtre STF a la plus faible 

efficacité par rapport aux autres méthodes avec un temps de réponse lent et une erreur statique 

établie en régime permanent. Le filtre de Kalman et MCCF  ont des performances proches avec 

une supériorité minimale  pour le filtre de Kalman. 

Ensuite, la commande DPC a été utilisée pour contrôler le système de filtrage actif parallèle. 

Tout d'abord, la performance du contrôle DPC classique et prédictif optimal sous un réseau 

électrique idéal et perturbé a été évaluée. Les résultats obtenus démontrent une bonne 

performance dans le  cas d’un réseau électrique idéal avec une supériorité évidente pour la 

commande DPC prédictive optimale. Par contre, sous un réseau électrique perturbé, on a observé 

une dégradation d’une manière radicale de la performance des deux techniques de contrôle. A la 

lumière de ce problématique, et à fin de remédier les effets nocifs engendrés par le réseau 

électrique à la fiabilité du circuit de contrôle, on a proposé de combiner la commande DPC avec 

un filtre de Kalman en tant que mécanisme de synchronisation. La configuration proposée peut à 

la fois conserver les avantages de la commande DPC  et augmenter l’immunité du circuit de 

contrôle contre les perturbations du réseau électrique. Les résultats obtenus montrent une 

performance parfaite, où le filtre actif shunt peut éliminer effectivement tous les composantes 

perturbatrices induites par la charge non linéaire et du réseau perturbé simultanément. 

Enfin, on a proposé une commande DPC prédictive basée sur les puissances active et réactive 

injectées par le filtre actif  parallèle comme des grandeurs à contrôler. De plus, le circuit de 

contrôle a été optimisé par l'élimination des capteurs de tension remplaçant par un estimateur à 

mode glissant modifié. Les résultats obtenus montrent la supériorité  de la commande proposée 

par rapport aux configurations précitées.  
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Chapitre IV 

Production et Amélioration de la Qualité d'Energie Electrique 

par un Système de Conversion Eolien Connecté au Réseau 

Electrique. 

IV.1 Introduction 

Les ressources énergétiques alternatives ont récemment suscité beaucoup d'intérêt en raison de 

l'épuisement  prochain des combustibles fossiles et de l'augmentation du niveau de pollution. 

Parmi les sources d'énergies renouvelables, la production d'énergie éolienne a été considérée 

comme la technologie qui croît le plus rapidement, étant l'un des moyens des plus rentables et 

respectueux de l'environnement de produire de l'électricité à partir de sources renouvelables. En 

plus, avec le développement technologique croissant,  le coût de l'énergie éolienne produite est 

comparable à celui des centrales électriques conventionnelles. Donc, l'énergie éolienne est 

devenue la plus préférée par rapport aux autres sources d'énergies renouvelables. 

Au niveau du réseau de distribution,  l'utilisation accrue de charges non linéaires est 

responsable à la détérioration de la qualité d’énergie au point de couplage commun (PCC). Grâce 

à   la pénétration croissante de l'énergie éolienne dans le réseau électrique, l'utilisation du système 

de conversion éolien  à vitesse variable pour des fonctions supplémentaires telles que  

l'atténuation des harmoniques et la compensation de la puissance réactive au point PCC est 

devient nécessaire en plus du rôle principal usuel. Cependant, la capacité nominale du 

convertisseur d'interfaçage joue un rôle important dans cette situation. Normalement, l'injection 

de la totalité d’énergie disponible à partir d’une source  éolienne locale dans le réseau est requise. 

Si la  puissance disponible est inférieure à la puissance nominale du convertisseur, la capacité 

énergétique restante pourrait être exploitée pour compenser les perturbations de la qualité 

d'énergie, telles que la pollution harmonique, le déséquilibre et la puissance réactive au point 

PCC. 

Ce chapitre vise à  étudier  l'interconnexion d’un système de conversion éolien à base d’un 

générateur à aimant permanent au réseau électrique avec une capacité de compensation des 

perturbations harmoniques et réactives au point (PCC). L’interface de connexion entre le réseau 

et le générateur à aimant permanent est effectuée par  un convertisseur Back to Back (AC-DC-

AC). Le redresseur AC-DC sert à suivre l’évolution dynamique  de la puissance mécanique 

maximale disponible au niveau de la turbine à injecter à travers le bus continu. L’onduleur DC-

AC  régule la tension du bus continue et transmet la puissance capturée vers le réseau. En plus de 

cela, l'onduleur côté réseau est également exploité  pour compenser les courants harmonique et 

réactive engendrés  par les charges non linéaires connectées au point PCC.  

Dans ce chapitre, nous exploiterons les résultats établis dans les deux chapitres précédents. A 

partir du chapitre (II), la commande DPC à mode glissant a été prise afin de contrôler le 
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redresseur (CCM), et à partir du chapitre (III), la commande DPC proposée a été utilisée pour  

contrôler l’onduleur côté réseau électrique (CCR).  

IV.2 Notion sur l’état de l’industrie  des systèmes de génération éoliens dans le 

monde  

Dans de nombreux pays, l'énergie éolienne est l'une des sources d'énergie renouvelable à la 

croissance annuelle la plus rapide. La capacité d'énergie éolienne   installée  a augmenté 

exponentiellement de 6100 MW en 1996 à 432 883 MW en 2015. On s'attend à ce que suivant la 

tendance actuelle, la capacité éolienne cumulée puisse atteindre 760 GW d'ici 2020 [108]. La 

capacité mondiale  d'énergie éolienne représente environ  ~ 4% de la  production mondiale  

d'énergie électrique. Cette  progression s'accompagne d'une augmentation significative du volume 

des turbines éoliennes au cours des quatre dernières décennies et a atteint actuellement un niveau 

massif de 10 MW [108]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.1. Etat du marché pour les 10 premiers grands constructeurs d'éoliennes en 2015 [109]. 

La figure IV.1 montre les 10 principaux fabricants de systèmes d'énergie éolienne selon les 

statistiques en 2015. 
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IV.3 Constitution d’un système de conversion éolien  (Wind Energy Conversion 

System WECS)  

Généralement un système de conversion éolien sert à  convertir une énergie de forme 

cinétique à une forme électrique d'une manière contrôlée, fiable et efficace. Les principaux 

composants d'un système WECS sont généralement classés en trois parties [110]: 

✓ Partie mécanique : elle comprend les pales du rotor, le pivot du rotor, l'arbre, frein 

mécanique, boîte de vitesses, unité de mesure de vent, tour, système d'échange de 

chaleur, etc.  

✓ Partie électrique : elle comprend l'aérogénérateur, convertisseur d'électronique de 

puissance connectés avec  des filtres d'harmoniques passifs côté générateur et côté réseau 

électrique, un transformateur élévateur, des câbles de transmission  et un appareillage de 

commutation...etc. 

✓ Partie de contrôle : elle comprend les systèmes de commande soit mécaniques ou/et 

électriques. 

IV.3.1 Partie électrique dans un système de conversion éolien (WECS)  

✓ Générateurs électriques 

Un aérogénérateur  convertit  l'énergie mécanique, reçu d’un  système de transmission 

mécanique rotatif, en une énergie électrique.  Au cours des 4 dernières décennies, de nombreux 

générateurs tels que le générateur à induction à cage d'écureuil (SCIG), le générateur à induction 

à rotor bobiné (WRIG), le générateur à induction à double alimentation (DFIG), le générateur 

synchrone à aimants permanents (PMSG) ou électro-aimant  (WRSG) ont été développés et 

intégrés dans des systèmes WECS [111]. Le tableau  IV.1  résume de manière utile les différents 

avantages et inconvénients de chaque générateur. 

✓ Convertisseurs d’électronique de puissance  

Les bornes de sortie du générateur peuvent être couplées directement au réseau ou peuvent 

être via un convertisseur électronique de puissance [112]. Le convertisseur d'électronique de 

puissance fonctionne en tant que redresseur (AC / DC) des  tensions sinusoïdales  à la sortie  du 

générateur afin d’obtenir une tension continue réglable, puis de nouveau cette dernière  est 

convertie en une tension  AC avec une amplitude et une fréquence contrôlable  par un onduleur 

(DC /AC). 

Dans la plupart des systèmes WECS, la configuration avec des convertisseurs AC / DC et DC 

/ AC est connue sous le nom d’une connexion  back-to-back (BTB). Les harmoniques de 

commutation sont inévitables lors de l'utilisation des convertisseurs d'électronique de puissance. 

Pour résoudre ce problème, des filtres d’harmoniques sont utilisés pour  les convertisseurs côté 

générateur (CCM) et côté réseau électrique (CCR). 

Ainsi, nous pouvons mentionner quelques avantages de l'utilisation de ces filtres harmoniques 

comme [113]. 
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Tableau  IV.1. Caractéristiques des différents générateurs. 

Le type du 

générateur 
avantage inconvénient 

SCIG 

✓ Une simple construction. 

✓ Le coût de construction  et 

maintenance est réduit. 

✓ Absorption d’une puissance 

réactive du réseau électrique. 

✓ Adapté uniquement pour un 

fonctionnement à haute vitesse. 

WRIG 

✓ La contrôlabilité de puissance 

via l'enroulement du rotor  

permet un fonctionnement à 

vitesse variable. 

✓ Une  couple de démarrage 

élevée. 

✓ Le contrôle de la puissance 

réactive est flexible. 

✓ Le coût initial et de 

maintenance sont élevés. 

✓ Un facteur de puissance (FP)  

faible pour les charges réduites. 

PMSG ✓ Haute densité et fiabilité de 

puissance. 

✓ Pas besoin d'excitation 

électrique et de boîte de 

vitesse. 

✓ Moins de pertes  rotorique et 

un rendement élevé. 

✓ Coût élevé des aimants 

permanents. 

✓ Démagnétisation possible des 

aimants permanents. 

✓ Les générateurs à basse vitesse 

sont lourds. 

WRSG ✓ Le contrôle des puissances 

active et réactive est 

indépendant. 

✓ Un fonctionnement à couple 

élevé peut être atteint. 

✓ Pas besoin d’une boîte de 

vitesse. 

 

✓ Le coût de construction est 

d'entretien est relativement 

élevé. 

✓ Nécessite un circuit d'excitation 

supplémentaire. 

 

✓ Réduire la distorsion harmonique des courants et tensions engendrés par le  générateur. 

✓ Réduction des pertes harmoniques dissipées dans le circuit magnétique et les 

enroulements du générateur. 

✓ Le filtre harmonique connecté au CCR permet de répondre aux exigences rigoureuses 

d'harmoniques spécifiées par le code de réseau électrique. 

Sur la base de la tension de fonctionnement, les convertisseurs de puissance sont généralement 

classés en convertisseurs basse tension (BT) et moyenne tension (MT). Un convertisseur de 

puissance  basse tension est utilisé avec un générateur qui génère une  basse tension, de même 

qu'un convertisseur de puissance à moyenne tension est utilisé avec un générateur qui engendre 

une  moyenne tension. Les spécifications  des tensions de fonctionnement des systèmes WECS, 

BT et MT dans  le marché nord-américain et européen sont résumées par le tableau IV.2 [114]. 
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Tableau IV.2.  Classifications des réseaux électriques [114]. 

Région Standard La gamme de tension 

L’Europe. 

 

IEC 60038 BT (<1000 V) 

✓ 220 ,400 ,690  V 

MT (1-35 kV) 

✓ 3.3 ,6.6, 11, 22,33 kV 

L’Amérique  

du nord. 

ANSI C84.1 BT (<600 V) 

✓ 208 ,120/240, 480,575  V 

MT (600 V-35 kV) 

✓ 2.4 ,4.16, 6.9, 12.47, 13.8, 21,34.5  kV 

 

IV.4 Configurations commerciales des systèmes WECS  

En utilisant différentes combinaisons avec tout ou partie de ceux-ci composants mécaniques et 

électriques mentionnés précédemment, une grande variété de configurations des systèmes WECS 

ont été commercialisées, telles que [115]: 

✓ Type 1 : système WECS à vitesse fixe basé sur un générateur à induction à cage 

d'écureuil (SCIG). 

✓ Type 2 : système WECS à vitesse semi-variable basé sur un générateur à induction à 

rotor bobiné (WRIG). 

✓ Type 3 : système WECS à vitesse semi-variable basé sur un générateur à induction à 

rotor bobiné double alimentation (DFIG/GADA).  

✓ Type 4 : système WECS à vitesse complètement variable basé sur un générateur 

synchrone à aimants permanents (PMSG), SCIG ou générateur synchrone à électro-

aimant  (WRSG). 

IV.4.1 Système WECS type 1 

Un système WECS à vitesse fixe à base d’un générateur à induction à cage d'écureuil (SCIG) 

est illustré à la figure IV.2, où le générateur est connecté au réseau électrique par l'intermédiaire 

d'un démarreur progressif et un transformateur élévateur. Cette technologie est la plus ancienne, 

et elle a été développée premièrement pour les systèmes WECS pendant les années de 1980 

[111]. On peut mettre en évidence quelques spécifications techniques sur la mise en service de 

cette configuration comme [110]:  
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Figure IV.2. Schéma synoptique d’un système WECS type 1à vitesse fixe. 

✓ Dans les systèmes WECS à haute puissance, ce type contient quatre ou six pôles pour des 

fréquences du réseau électrique  de 50 ou 60 Hz respectivement. 

✓ Pendant des différentes vitesses de vent, la vitesse du générateur varie légèrement (à 

moins de 1% au-dessus de la vitesse de synchronisme), par conséquent, cette 

configuration est appelée un système WECS à vitesse fixe, pour cela une boîte de vitesse  

à trois étages est normalement utilisée entre le rotor de la turbine et le générateur pour 

gérer la différence de vitesse entre eux. 

✓ Au démarrage, la différence la tension induite par le générateur électrique et la tension du 

réseau électrique  entraîne un courant  élevé. Un démarreur progressif triphasé constitué 

de thyristors antiparallèles et d'un interrupteur peut limiter  le courant au démarrage  aux 

limites admissible. 

✓ Cette configuration absorbe une  puissance réactive à partir du réseau, et pour  pallier cet 

effet, des batteries de condensateurs triphasées sont généralement utilisées. 

IV.4.2 Système WECS type 2 

Pour surmonter les inconvénients associés au système  WECS   type 1, dans l'industrie ils  ont 

développé  des systèmes éoliens  à vitesse semi-variable. La configuration d'un système WECS 

semi-variable utilisant une machine à induction avec un rotor bobiné (WRIG) et d'un 

convertisseur de puissance partielle (10%) est illustrée à la Figure IV.3. La configuration du 

système est similaire au système WECS type 1. Cependant, la machine  asynchrone à cage 

d'écureuil  est remplacée par une  autre machine asynchrone  avec un rotor bobiné   connecté  à 

une résistance externe variable via un convertisseur. Ce  dernier est réalisé par un redresseur 

triphasé  à pont de diodes et un  hacheur à base d’un  transistor IGBT. La variation de la 

résistance du rotor affecte la caractéristique couple/vitesse du générateur, permettant ainsi un 

fonctionnement à vitesse variable à cette configuration. 
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Figure IV.3. Schéma synoptique d’un système WECS type 2 à vitesse semi-variable (10 %). 

La plage de réglage de la vitesse est généralement limitée à environ 10% au-dessus de la 

vitesse de synchronisme. Avec des opérations à vitesse semi-variable, le système de conversion 

éolien peut capturer une puissance légèrement plus élevée du vent avec une contrainte réduite sur 

les composants mécaniques mais avec des pertes de puissance dans la résistance variable du rotor. 

IV.4.3 Système WECS type 3 

Un effort continu se fait  pour augmenter la plage de vitesse opérationnelle des systèmes 

WECS et d’éliminer le démarreur progressif et le compensateur de puissance réactive côté réseau, 

pour cela les systèmes éoliens  du type 3 à vitesse semi-variable ont été développés. La 

configuration d'un système  WECS du type 3, utilisant une machine asynchrone à double 

alimentation (DFIG) et un convertisseur d'électronique de puissance BTB, est illustrée à la figure 

IV.4 [116]. Comme son nom l'indique, la puissance générée par le générateur DFIG  est fournie 

au réseau par les enroulements du stator et du rotor. 

Le convertisseur CCM dédié au circuit rotorique, doit gérer uniquement la puissance de 

glissement, ainsi la puissance de ce convertisseur ne devrait être que de 30% de la puissance 

nominale du générateur [117]. L'utilisation d'un convertisseur à échelle partielle (30%), conduit à 

une réduction du coût, du poids et de l'espace requis pour la nacelle. Du point de vue des coûts, la 

faible puissance du convertisseur électronique de puissance utilisé, rend les systèmes  WECS du 

type 3 plus attractifs et plus populaires. Certaines spécifications techniques concernant cette 

configuration peuvent être mentionnées: 
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Figure IV.4. Schéma synoptique d’un système WECS type 3 à vitesse semi-variable (30 %).  

✓ Le convertisseur de puissance se compose généralement de deux convertisseurs MLI  de 

source de tension à deux niveaux  connectés dans une configuration Back to Back (BTB) 

indiqué sur la figure IV.4. 

✓ Le convertisseur de puissance est également équipé de filtres d'harmoniques côté rotor et 

côté réseau pour atténuer les harmoniques de commutation. 

✓ Le transformateur élévateur contient trois enroulements, deux enroulements primaires 

côté générateur et un enroulement secondaire côté réseau. 

IV.4.4 Système WECS type 4 

Pour assurer un fonctionnement permanent  à  vitesse variable pour  toute la plage de vitesse 

du vent, des systèmes éoliens  du type 4 ont été développés au cours des années 1990. La 

configuration d’un système WECS du type 4, constituant d’un générateur  et d’un convertisseur 

de puissance BTB fonctionné  en pleine échelle, est illustrée à la figure IV.5 [118]. Contrairement 

aux systèmes éoliens  du type 3, où le convertisseur de puissance est connecté au circuit rotor 

pour adapter la puissance de glissement, les systèmes WECS  du type 4 emploient deux  

convertisseurs de puissance en cascade entre les bornes statoriques de la machine utilisée et le 

réseau de distribution  électrique, pour contrôler  la totalité d'énergie électrique produite. Par 

conséquent, la capacité du convertisseur de puissance utilisé, passe de 30% dans les systèmes 

éoliens  du type 3 à 100% de la puissance nominale du générateur électrique dans les systèmes du 

type 4. Les générateurs SCIG, PMSG et WRSG, ont tous trouvé des applications dans ce type de 

configuration avec des puissances allant jusqu'à plusieurs mégawatts. Parmi eux, un système 

WECS à base d'un générateur PMSG est le plus populaire pour cette dernière configuration du 

type 4 [119, 120]. 
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Figure IV.5. Schéma synoptique d’un système WECS type 4 à vitesse variable (0-100%).   

En peut citer quelques spécifications techniques concernant cette configuration comme celles-ci: 

✓ Un convertisseur de puissance à pleine échelle (100%), conduit à une plage de vitesse 

entièrement variable (0% à 100%) et le rendement énergétique de ce type est considéré le 

plus élevé. 

✓ La configuration du convertisseur de puissance BTB  illustrée à la figure IV.5 est 

similaire à celle représentée à la figure IV.4 du type 3 en termes de construction, et de 

contrôle. 

✓ Ce convertisseur de puissance avec une configuration BTB peut fournir ou consommer de 

la puissance réactive, ainsi il représente un compensateur dynamique de la puissance 

réactive,  et cela contribue à maintenir la stabilité du fonctionnement du système. 

 

Tableau IV.3. Résumé sur les  quatre types de configuration dédiée aux systèmes WECS [108]. 

 Type 1 Type 2 Type 3 Type 4 

Générateur SCIG WRSG DFIG PMSG 

Le convertisseur de 

puissance 
non requis 

pont de 

diode + 

hacheur 

convertisseur 

BTB 

convertisseur 

BTB 

La gamme de vitesse 1 % 10% ± 30 % 0-100 % 

Démarreur progressif requis requis non requis non requis 

La boite de vitesse requise requise requise facultative 

La compensation de la 

puissance réactive 
requise requise non requise non requise 

L’opération du MPPT pas possible limitée Réalisable réalisable 

La technologie utilisée dépassée dépassée élevée 
émergente 

/élevée 

Le marché 

actuellement 

peu ou pas peu ou pas la part la plus 

élevée (>50%) 

la deuxième part 

 

Les systèmes WECS basés aux générateurs synchrones à aimant permanent (PMSG) ont été 

très populaires durant ces dernières années, ce qui peut être démontré par le fait que les systèmes 
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WECS basés sur le générateur PMSG sont produits par 9 des 10 principaux producteurs 

mondiaux d'après une statistique en 2015, comme le montre la figure IV.1. Cette tendance 

indique que la prédominance du  marché d'énergie éolienne est passée de systèmes WECS à base 

DFIG aux systèmes WECS à base  PMSG. Ce changement est dû aux avantages apportés par les 

systèmes WECS à base PMSG par rapport aux autres, qui peuvent être résumés en quelques 

points comme suit: 

✓ Fréquence et  coût  de maintenance réduite. 

✓ Auto-excitation, permettant un fonctionnement à haut facteur de puissance. 

✓ Pertes rotorique réduites et rendement élevé. 

✓ Boîte de vitesses n'est pas nécessaire pour le générateur PMSG multipolaire pour adapter 

la vitesse du rotor à la vitesse de la turbine et cela conduit à augmenter l'efficacité globale 

du système de 10% [121]. 

Compte tenu de ce qui  précède,  un système WECS basé sur un générateur PMSG a été choisi 

et sera étudié et analysé dans la section suivante. Nous avons considéré un cahier des charges 

d’un système de petite puissance, respectant les contraintes logicielles et matérielles de notre 

laboratoire, afin de développer leur support software requis comme un premier pas. La validation 

expérimentale  de fonctionnement de cette  chaine de conversion éolienne régie par les techniques 

de contrôle proposées, sera la perspective majeure des travaux abordés dans cette thèse.    

IV.5  Système de conversion éolien à base d’une machine à aimant permanent 

(PMSG) 

IV.5.1 Description du système  

D’après le dispositif d’électronique de puissance utilisé côté machine, on peut distinguer deux 

types principaux de configurations comme le montre la figure IV.6. La première est à base d’un 

redresseur à pont de diodes  triphasé non commandé avec un hacheur survolteur, et la deuxième à 

base d’un redresseur MLI. 
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(b) 

Figure IV.6.  Configuration d’un système WECS à base PMSG (a) avec un hacheur survolteur (b) avec un 

redresseur  MLI. 

✓ Avec un hacheur survolteur 

Dans cette configuration le hacheur  survolteur augmente la tension redressée non régulée à un 

niveau supérieur  qui convient à l'entrée de l'onduleur côté réseau électrique. Le condensateur à 

l'entrée du hacheur sert à minimiser l'ondulation de la tension redressée par le pont de diodes et 

peut être considéré comme un composant facultatif [122]. On peut noter que cette configuration 

produit des ondulations de couple à cause de courants harmoniques inclus dans les courants 

statoriques de la machine PMSG comme le montre la figure IV.7. Aussi comme une remarque 

intéressante, il a été noté que le hacheur et  sa fréquence de commutation ont un effet minimal sur 

les ondulations du couple. Dans ce cas, il existe deux solutions pour réduire cette ondulation: 

 En assurant un fonctionnement avec conduction discontinue pour le hacheur [123]. 

 En employant une PMSG à six phases avec un déphasage de 30° [124]. 

➢ Avec un redresseur MLI 

L’utilisation d'un redresseur MLI comme le montre la figure IV.7 (b) conduit à augmenter la 

tension du bus continu à un niveau supérieur que l'amplitude de la tension du réseau électrique, et 

ceci est en mesure d'assurer un contrôle complet du système de conversion éolien. Le bus continu  

assure le découplage entre le PMSG et le réseau électrique, ainsi, les effets transitoires dans le 

PMSG n'apparaissent pas du côté du réseau électrique. En fait, le redresseur MLI côté  machine 

est utilisé pour bénéficier  le maximum de la puissance mécanique capturée par la turbine 

éolienne. D' autre part, l’onduleur du côté réseau électrique est utilisé pour maintenir la tension du 

bus continu à un niveau constant, et pour transmettre l’énergie électrique capturée côté machine 

au réseau électrique. La figure IV.8 montre la performance du système de conversion éolien 

concerné  en régime permanent pour une vitesse mécanique  constante N= 412 tr/min. 
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 Figure IV.7. Performance du système de conversion éolien en régime permanent pour une vitesse 

constante  N= 412 tr/min utilisant un redresseur à pont de diodes côté machine (a) vitesse mécanique (rad/s) 

(b) couple électromagnétique (N.m) (c) puissance générée par le PMSG et la puissance injectée au réseau 

(W) (d) courants statoriques du PMSG (A). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.8. Performance du système de conversion éolien en régime permanent pour une vitesse constante 

N= 412 tr/min en utilisant un redresseur à MLI côté machine (a) vitesse mécanique (rad/s) (b) couple 

électromagnétique (N.m) (c)  puissance générée par le PMSG et la puissance injectée au réseau (W) (d) les 

courants statoriques du PMSG (A). 
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IV.5.2 Modélisation mathématique : 

IV.5.2.1  La turbine éolienne  

L'énergie éolienne captée par la turbine  dépend de son coefficient de puissance 𝐶𝑝 qui est 

donné par la relation suivante: 

{
 

 𝐶𝑝 =
𝑃𝑇
𝑃𝑉

𝑃𝑇 = 𝑃𝑉 . 𝐶𝑝 = 
1

2
𝜉𝜋𝑅2𝑉𝑣

3𝐶𝑝

                                                                                                              (IV. 1) 

Où : 𝑃𝑇 ,  𝑃𝑉 , 𝜉, 𝑅 et 𝑉𝑣 sont la puissance capturée par la turbine, la puissance du vent, la densité 

d’air, rayon de la surface circulaire balayée par les  pales de la turbine et la vitesse de vent.  

Pour une turbine donnée, le 𝐶𝑝 n'est pas toujours constant. Les paramètres les plus communs 

pour un coefficient de puissance 𝐶𝑝  sont la vitesse spécifique ou normalisée 𝜆 et l'angle de calage 

β. La vitesse normalisée 𝜆 est donnée par la relation suivante [121]: 

𝜆 =
𝛺. 𝑅

𝑉𝑣
                                                                                                                                                    ( IV. 2) 

Où : 𝛺 est la vitesse mécanique rotorique. 

Par conséquent, pour des vitesses de vent différentes, il est nécessaire d'assurer un 

fonctionnement avec la valeur optimale de la vitesse normalisée 𝜆𝑜𝑝𝑡 pour atteindre le coefficient 

de puissance maximum 𝐶𝑝
𝑜𝑝𝑡et ainsi pouvoir donner une puissance maximale pour toutes les 

vitesses de vent disponibles [125]. En peut mentionner qu’un système éolien à vitesse variable 

doit fonctionner dans une gamme des vitesses de vent, limitée entre  une vitesse minimale  

𝑉𝑣−𝑚𝑖𝑛 (généralement entre 2-3 m/s [126]) à une vitesse maximale 𝑉𝑣−𝑚𝑎𝑥 (25 m/s [126]). La 

puissance mécanique capturée évolue selon l'équation (IV.1) (proportionnellement à la vitesse du 

vent cube), jusqu'à atteindre la puissance nominale de l'éolienne. Ce dernier se produit à la vitesse 

du vent nominale, qui divise la plage de fonctionnement de l'éolienne en deux: région inférieure 

(également appelée zone de charge partielle) et zone de pleine charge, où la puissance capturée 

doit être limitée à la puissance nominale comme montre la figure IV.9. 

On peut noter qu'il y a quelques approches assignées à l'extraction de la puissance maximale 

(MPPT)  dans des conditions de vitesse de vent variable (figure IV.9 (zone II)). Le principe d’un 

MPPT est de générer un signal de référence soit la vitesse rotorique 𝛺∗, le couple 

électromagnétique 𝐶𝑒
∗ ou puissance 𝑃𝑔

∗ , à utiliser par le circuit de commande appliqué au CCM  

afin d'assurer un suivi précis de la puissance optimale disponible par le système WECS. On peut 

classer les techniques MPPT les plus utilisées comme celles-ci : 

✓ MPPT basé à une vitesse normalisée 𝜆 optimale (OTSR) [127]. 

✓ MPPT basé à un couple électromagnétique optimal (OT) [118]. 
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✓  MPPT basé à la puissance capturée optimale [128]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.9.  Puissance capturée en fonction de la caractéristique de vitesse du vent. 

On peut donc déduire les relations de la vitesse rotorique de référence, couple 

électromagnétique de référence et la puissance de référence comme celles-ci. 

{

 𝛺∗ = 𝐾1
𝑜𝑝𝑡
𝑉𝑣

𝐶𝑒
∗ = 𝐾2

𝑜𝑝𝑡
𝛺2

 𝑃𝑔
∗ = 𝐾2

𝑜𝑝𝑡
𝛺3
                                                                                                                                       (IV. 3) 

Où : 𝐾1
𝑜𝑝𝑡

 et 𝐾2
𝑜𝑝𝑡
 sont des facteurs constants dépendent aux caractéristiques spécifiques de la 

turbine éolienne concernée [129-130]. 

{
 

 𝐾1
𝑜𝑝𝑡

=
𝜆𝑜𝑝𝑡

𝑅

𝐾2
𝑜𝑝𝑡

= 0.5. 𝜉𝜋𝑅5𝐶𝑝
𝑜𝑝𝑡 (

1

𝜆𝑜𝑝𝑡
)
3 

Dans ce chapitre, nous avons pris les paramètres d'une petite éolienne qui est placée dans le 

campus d’université publique de Navarre (Pamplona, Espagne) [131]. Nous avons choisi d'étudier 

et de développer un prototype numérique à puissance réduite afin que nous puissions le valider 

expérimentalement, comme une perspective pour ce  travail.  .   

𝑉𝑣 (m/s) 𝑉𝑣−𝑚𝑖𝑛 𝑉𝑣−𝑚𝑎𝑥 𝑉𝑣−𝑛𝑜𝑚 

𝑃𝑔−𝑛𝑜𝑚 

𝑃𝑔 (W) 

Zone 

(I) 

Zone 

(II) 

Zone 

(III) 

Zone 

(IV) 

𝑷𝒈=0 𝑷𝒈=𝑲𝟐
𝒐𝒑𝒕
𝜴𝟑 

Charge partielle Pleine charge 

𝑷𝒈 = 𝑷𝒈−𝒏𝒐𝒎 

 

𝑷𝒈 = 𝟎 
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Les spécifications techniques de la turbine choisie  sont  illustrées dans le tableau IV.4. La 

figure IV.10 montre le diagramme de la puissance maximale  capturée  (𝑃𝑚(𝐶𝑝
𝑜𝑝𝑡)) pour 

différentes vitesses rotorique. 

 

 

 

 

  

 

 

 

Figure IV.10.  Courbe de puissance mécanique 𝑃𝑚  optimale en fonction de vitesse rotorique 𝛺. 

Tableau IV.4. Caractéristiques de la turbine [131]. 

La puissance nominale 4200 W 

La vitesse du vent minimale 𝑉𝑣−𝑚𝑖𝑛 3.5 m/s 

La vitesse du vent correspond à la puissance 

nominale 
12 m/s 

Le coefficient de puissance optimale 0.316 

La vitesse normalisée 𝜆 optimale 8.63 

Le diamètre de la turbine 4 m 

Le moment d’inertie 5 Kg.m2 

La hauteur de la nacelle 23 m 

 

IV.5.2.2 Modèle dynamique de la machine synchrone à aimant permanent  

Les modèles mathématiques de la machine synchrone  sont généralement basés sur l'hypothèse 

que la distribution du flux magnétique dans le rotor est sinusoïdale. En considérant cette 

hypothèse, le flux peut être entièrement décrit par un vecteur et ainsi la formule de la tension 

interne induite 𝐸𝑔dans le stator par les aimants permanents peut être exprimée comme suit [132]: 

𝐸𝑔 = 𝑗𝜔𝑔𝛹𝑃𝑀 = 𝑗. 2. 𝜋. 𝑓𝑔𝛹𝑃𝑀                                                                                                            (IV. 4) 

Où,𝜔𝑔 , 𝛹𝑃𝑀 et 𝑓𝑔 sont la pulsation  électrique de la machine, le flux fourni par les aimants 

permanents du rotor et la fréquence de la machine électrique respectivement.  
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D’après l’équation (IV.4), on peut noter que la tension induite 𝐸𝑔est proportionnelle à la 

vitesse électrique du générateur. Les équations des tensions du PMSG, sont  exprimées dans le 

référentiel synchrone (𝑑𝑞) lié au rotor (l'axe 𝑑 du référentiel est aligné sur le vecteur du flux 

d'aimant permanent), comme suit: 

{
𝑣𝑔𝑑 = 𝑟𝑔𝑠𝑖𝑔𝑑 −𝜔𝑔𝛹𝑠𝑞 + 𝛹̇𝑠𝑑  

𝑣𝑔𝑞 = 𝑟𝑔𝑠𝐼𝑔𝑞 +𝜔𝑔𝛹𝑠𝑑 + 𝛹̇𝑠𝑞
                                                                                                              (IV. 5) 

Les composants du flux statorique sont: 

{
𝛹𝑠𝑑 = 𝐿𝑑𝑖𝑔𝑑 + 𝛹𝑃𝑀
𝛹𝑠𝑞 = 𝐿𝑞𝐼𝑔𝑞

                                                                                                                             (IV. 6) 

Où, 𝑣𝑔𝑑 et 𝑣𝑔𝑞 sont les composantes du vecteur de la tension statorique, 𝑖𝑔𝑑 et 𝐼𝑔𝑞 sont les 

composantes du vecteur du courant statorique, 𝐿𝑑 et 𝐿𝑞 sont les inductances statoriques 

dans le référentiel (𝑑𝑞). Comme dans les études de stabilité, les éléments transitoires du 

stator peuvent typiquement être négligés en régime statique, les équations des 

composantes de la tension statorique peuvent être simplifiées comme suit: 

{
𝑣𝑔𝑑 = 𝑟𝑔𝑠𝑖𝑔𝑑 −𝜔𝑔𝛹𝑠𝑞  

𝑣𝑔𝑞 = 𝑟𝑔𝑠𝐼𝑔𝑞 +𝜔𝑔𝛹𝑠𝑑
                                                                                                                         (IV. 7) 

Le couple électromagnétique induit par  la machine PMSG  peut être exprimé comme dans [133] 

𝐶𝑒𝑚 =
3.𝑝

2
. 𝐼𝑚[Ψs

∗𝐼𝑔] =
3.𝑝

2
. [𝛹𝑠𝑑𝐼𝑔𝑞 −𝛹𝑠𝑞𝑖𝑔𝑑]                                                                               (IV. 8)    

En simplifiant les composants du flux statorique, le couple électromagnétique peut être calculé 

par: 

𝐶𝑒𝑚 =
3.𝑝

2
. [(𝐿𝑑 − 𝐿𝑞)𝑖𝑔𝑑 

𝐼𝑔𝑞 +𝛹𝑃𝑀𝐼𝑔𝑞]                                                                                          (IV. 9)    

Si le PMSG est supposé être une machine avec un rotor à pole lisse, ainsi on peut supposer 

que 𝐿𝑑 = 𝐿𝑞, ce qui est une approximation raisonnable dans ce type des machines [134]. Le 

couple électromagnétique introduit par le  générateur, ne résulte que du flux d'aimant permanent 

𝛹𝑃𝑀 et du composant quadrature du courant statorique𝐼𝑔𝑞. 

𝐶𝑒𝑚 =
3. 𝑝

2
.𝛹𝑃𝑀𝐼𝑔𝑞                                                                                                                              (IV. 10) 

Les puissances active et réactive débitées par  le PMSG sont: 

{
𝑃𝑔 =

3

2
[𝑣𝑔𝑑𝑖𝑔𝑑 + 𝑣𝑔𝑞𝑖𝑔𝑞]

𝑄𝑔 =
3

2
[𝑣𝑔𝑞𝑖𝑔𝑑 − 𝑣𝑔𝑑𝑖𝑔𝑞]

                                                                                                               (IV. 11) 
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Étant donné que le générateur est totalement découplé du réseau par l’onduleur, la puissance 

réactive exprimée précédemment est échangée avec le convertisseur côté générateur (CCM) et 

n’est pas avec le réseau électrique. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.11. Présentation vectorielle du modèle dynamique de la machine à aimant permanent (PMSG).  

IV.5.3 Simulation du système de conversion éolien à base PMSG connecté au réseau 

électrique 

Le schéma synoptique du système à simuler est représenté par la figure IV.12. Le système est 

constitué d’un générateur éolien (leur spécifications techniques sont définies dans [131]), et un 

convertisseur BTB (AC-DC-AC), pour transférer le maximum de puissance capturée par la 

turbine éolienne (le suivi du point maximal de puissance disponible est établie par une MPPT 

simplifiée qui donne la référence précise de la puissance optimale (§IV.5.2)). Le contrôle du flux 

de puissance débitée par la machine PMSG  est effectuée par l’application de la  commande DPC 

à mode glissant (DPC-SMC) au redresseur CCM (le choix de cette technique de contrôle est pris 

à base de la recommandation donnée dans le chapitre II (§II.5)). D’autre part, l’adaptation de la 

puissance injectée aux paramètres du réseau électrique (fréquence et amplitude de la tension du 

réseau) est réalisée par l’implémentation de la commande DPC proposée, discutée auparavant 

dans le chapitre III (§III.5), pour  contrôler l’onduleur CCR. 
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Figure IV.12. Schéma synoptique global du circuit de contrôle d’un système WECS à base PMSG connecté 

au réseau électrique.  

IV.5.3.1 Circuit de contrôle du convertisseur CCM 

Le  processus de contrôle est réalisé selon les étapes suivantes: 

✓ Identification dynamique du point de fonctionnement optimal 

Tant qu’on a choisi d’appliquer la commande DPC à base mode glissant, donc la  

connaissance des consignes de puissance est indispensable. Alors, on a favorisé d’utiliser une  

MPPT qui sert à détecter  directement la variation  du point maximal  de puissance disponible. 

 

✓ Estimation de la valeur moyenne fondamentale des tensions générées par le PMSG 

Sur la base de la technique d'estimation à mode glissant qui est déjà étudiée précédemment 

dans (§I.5.3), on peut estimer les tensions statoriques induites par la machine PMSG utilisant les 

courants statoriques, les signaux de contrôle côté machine et la tension du bus continu. 
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✓ Application de la commande DPC à base mode glissant 

Les puissances générées par la machine sont calculées comme suit :  

{
𝑃 𝑔 = 𝑣ҧ𝑔𝛼𝑖𝑔𝛼 + 𝑣ҧ𝑔𝛽𝑖𝑔𝛽

𝑄 𝑔 = 𝑣ҧ𝑔𝛽𝑖𝑔𝛼 − 𝑣ҧ𝑔𝛼𝑖𝑔𝛽
                                                                                                                      (IV. 12) 

Étant donné qu’on a identifié la consigne de la puissance active  ( 𝑃𝑚𝑒𝑐
𝑜𝑝𝑡 ), et nous avons pris 

la consigne de la puissance réactive égale à zéro (𝑄𝑔
∗ = 0 ) et également  on a calculé les 

puissances injectées (𝑃 𝑔, 𝑄 𝑔), alors tous les paramètres requis pour  appliquer  la commande 

DPC à mode glissant au convertisseur CCM sont disponibles. 

IV.5.3.2 Circuit de contrôle du convertisseur CCR 

Afin de gérer la puissance transmise d’un système éolien, on a utilisé la méthode de contrôle 

proposée dans (§III.5). Les étapes d’exécution de cette méthode ont été décrites brièvement 

comme suit:  

✓ Estimation de la séquence positive fondamentale de la tension au point PCC  
Nous avons utilisé l’estimateur à mode glissant modifier (voir §I.5.3.2), afin d’assurer une 

estimation fiable des tensions au point de raccordement commun PCC durant les états de 

perturbation du réseau électrique. 

✓ Identification des signaux de référence 

Les signaux de référence des puissances injectées par le convertisseur CCR sont définis 

comme suit : 

{
𝑃𝑅

∗ = 𝑃𝑑𝑐
∗

𝑄𝑅
∗ = 0

                                                                                                                                              (IV. 13) 

Où, 𝑃𝑑𝑐
∗c’est la puissance de référence générée par la boucle de régulation de la  tension du bus 

continu. La consigne de puissance réactive est égale à zéro  pour assurer un fonctionnement avec 

un facteur de puissance unitaire. 

✓ Génération des signaux de contrôle par l’approche prédictive : voir la partie (§III.5). 

IV.5.3.3 Résultats de simulation 

Les paramètres du système étudié: les paramètres côté machine sont illustrés dans le tableau 

IV.4 et l’annexe A (tableau A.3) et côté réseau électrique dans l’annexe A (tableau A.3). La 

fiabilité de fonctionnement est évaluée  par deux sources de perturbation externes distinctes. Ces 

perturbations sont la variation du profil  de vitesse mécanique due la variation du vent, et les états 

de perturbation transitoires concernant le  réseau électrique. Deux types de variation de vitesse 

ont été considérés, en échelon (412-300 tr/min) et en fonction d’une sinusoïde (entre 360 et 420 

tr/min). De plus, les paramètres du réseau électrique perturbé sont pris de la même manière que 

dans le chapitre. III (§III.2.2). 
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✓ Performance de fonctionnement pour une variation brusque de la vitesse de rotation 

mécanique (Ω=412~300 Tr/min) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.13. (a) Vitesse rotorique mécanique (rad/s) (b) couple électromagnétique (N.m). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.14. Résultats de simulation côté machine (a) tensions statoriques  estimées (V) (b) courants 

statoriques (A) (c) puissances optimale disponible, générée par la machine et transmise vers  le  réseau 

électrique (W). 
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Figure IV.15. Résultats de simulation côté réseau électrique (a) tensions du réseau électrique (V) (b) 

courants de ligne (A) (c) écoulement de puissance dans le réseau électrique (W). 

✓ Performance de fonctionnement pour une variation sinusoïde de la vitesse de rotation 

mécanique 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.16. (a) Vitesse rotorique mécanique (rad/s) (b) couple électromagnétique (N.m). 
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Figure IV.17. Résultats de simulation côté machine (a) tensions statoriques  estimées (V) (b) courants 

statoriques (A) (c) puissances optimale disponible, générée par la machine et transmise vers  le  réseau 

électrique (W). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.18. Résultats de simulation côté réseau électrique (a) tensions du réseau électrique (V) (b) 

courants de ligne (A) (c) écoulement de puissance dans le réseau électrique (W). 
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IV.5.3.4 Discussion des résultats de simulation 

Entre l’instant 0 et t=0.1 s, le système de génération éolien est hors-service, donc aucune 

énergie électrique à injecter au réseau. Après l’instant 0.1 s,  le système WECS est devenu en 

service. D’après la figure IV.13 le profil de vitesse considéré est un échelon entre deux niveaux 

distincts (412~300 tr/min). Durant le mode active du système  on peut voir que le couple 

électromagnétique introduit par le générateur électrique est varié de -56 N.m à -28 N.m grâce à la 

variation de vitesse de 412 tr/min à 300 tr /min. 

 La figure IV.14 montre le comportement du système côté générateur éolien. Premièrement, 

d’après l’équation (IV.4), on peut noter qu’il y a une relation proportionnelle entre l’amplitude et 

la fréquence des tensions induites par le PMSG et la vitesse rotorique. Cette proportionnalité est 

bien vérifiée par la figure IV.14 (a) où l'on peut voir une variation d'amplitude est de fréquence 

correspondant à la variation de la vitesse rotorique. Ensuite, la variation des tensions conduira à 

une variation d'amplitude des courants délivrés par le PMSG entre 10.1 et 5 A. De plus, il est 

nécessaire de vérifier que le système a réussi à injecter le maximum de puissance disponible dans 

le réseau. D’après la figure IV.10, pour des vitesses mécaniques de 412 et 300 tr/min, les 

puissances maximales disponibles corresponds sont à peu près de 2380 et 920 W respectivement. 

Outre, la puissance active injectée d’après la figure IV.14(c)  est égale à 2300 W pour une vitesse 

de 412 tr/min et 870 W pour une vitesse de 300 tr/min. Le petit écart entre la puissance maximale 

disponible et injectée, représente les pertes par effet joule  au niveau des enroulements statoriques 

du PMSG. Ceci met en évidence la bonne performance du circuit de contrôle à base mode 

glissant appliqué au convertisseur CCM. 

La figure IV.15 montre le comportement du système côté réseau électrique. La performance 

du système est examinée sous un réseau électrique idéal durant l’intervalle temporel de (t=0~ 0.2 

s), et perturbé de (t=0.2~ 0.5 s), comme le montre la figure IV.15 (a). Sous un réseau électrique 

idéal, on peut observer une injection optimale de la puissance capturée avec une absorption du 

courant sinusoïdale. De même,  sous un réseau électrique perturbé, la forme sinusoïdale du 

courant de source est bien maintenue. La superposition des composantes oscillatoires, qui sont 

dépend totalement aux composantes harmoniques du réseau, sur  l’allure de la puissance côté   

réseau, signifie qu'un isolement réussi a été imposé aux effets néfastes induits par le réseau 

perturbé. De plus, la puissance réactive est régulée à zéro pour assurer un facteur de puissance 

unitaire dans le réseau électrique. Par conséquent, on peut conclure que le circuit de contrôle basé 

sur la commande DPC proposée appliquée au convertisseur CCR, présente des performances 

remarquables sous un réseau électrique généralisé. 

Les figures IV.16, IV.17 et IV.18 décrivent les mêmes performances du système WECS mais 

avec une vitesse mécanique variable (fonction sinusoïde). Les résultats obtenus démontrent la 

robustesse du système face aux variations dynamiques du vent. 
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IV.6  Contribution à l’amélioration de la qualité d’énergie au point PCC en 

utilisant un système de conversion éolien (WECS) 

IV.6.1 Problématique et solution proposée 

Le problème de la qualité de l'énergie demeure  toujours un sujet de préoccupation à cause de 

l'utilisation excessive  des charges non linéaires. Alors, l'amélioration  de la qualité d'énergie au 

point de raccordement PCC devient  un besoin urgent. Dans la littérature, certaines recherches 

sont discutées la capacité de compensation harmonique des systèmes de conversion éoliens. 

Comme dans [121, 127], les auteurs ont présenté un système WECS basé sur un PMSG capable 

de transmettre la puissance maximale disponible et au même temps  de composer les composantes 

harmoniques et réactives induites par les charges non linéaires connectées au point PCC. Outre, 

dans  [135] les auteurs ont proposé un système hybride (photovoltaïque et éolien à base PMSG)  

et toujours avec une capacité de compensation harmonique et réactive. Notre objectif dans cette 

partie est donc de proposer un circuit de contrôle optimisé (le maintien d’une bonne performance 

du circuit de contrôle durant les perturbations du réseau électrique) pour le système WECS 

étudié, afin de contribuer à l’atténuation des harmoniques et à la compensation de la puissance 

réactive (fonctionne comme un filtre actif parallèle) en parallèle avec leur fonction principale de 

la  génération d’énergie électrique,  comme le montre la figure IV.19.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.19. Schéma synoptique globale du circuit de contrôle d’un système WECS à base PMSG 

connecté au réseau électrique et une charge non linéaire. 
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L’exécution du circuit de contrôle est réalisée par les mêmes étapes décrites précédemment 

dans (§IV.5.3). La seule différence est l’identification des consignes de puissance (𝑃𝑅
∗, 𝑄𝑅

∗). Le 

processus de calcul de ces signaux de référence est défini dans le chapitre III au paragraphe 

(§III.5.2). 

IV.6.2 Résultats de simulation 

Dans cette partie, la vitesse de rotation mécanique est considérée variable selon une fonction 

sinusoïde (voir la section précédente). Les résultats de simulation sont obtenus sous un réseau 

électrique idéal est perturbé. On peut spécifier quatre modes de fonctionnement du système 

étudié comme suit: 

Mode (I) [0-0.1 s]: la charge non linéaire et le système WECS sont  déconnectés simultanément. 

Mode (II) [0.1-0.5 s]: la charge non linéaire est connectée seulement. 

Mode (III) [0.5-1 s]: le système WECS est connecté seulement. 

Mode (IV) [1-1.5 s] : la charge non linéaire et le système WECS sont  connectés simultanément. 

 

✓ Réseau électrique idéal 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.20. (a) Vitesse rotorique mécanique (rad/s) (b) couple électromagnétique (N.m). 

 

 

 

 

0 0.5 1 1.5
30

35

40

45

50

(a)

L
a

 v
it
e

s
s
e

 d
e

 r
o

ta
ti
o

n
 r

o
to

ri
q

u
e

 (
ra

d
/s

)

0 0.5 1 1.5
-200

-150

-100

-50

0

50

(b)
Temps [s]

C
o

u
p

le
 é

le
c
tr

o
m

a
g

n
e

ti
q

u
e

 
(N

.m
)

Hors service En service



Chapitre IV. Production et amélioration de la qualité de l'énergie électrique par un système de conversion 

éolien connecté au réseau électrique. 

 
 

169 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.21. Résultats de simulation côté réseau électrique (a) tensions du réseau électrique (V) (b) 

courants de ligne (A) (c) écoulement de puissance dans le réseau électrique (W, Var). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.22. Fonctionnement du système durant les quatre modes (a) courant de la charge non linéaire 

phase (a) (A) (b) courant injecté par le convertisseur CCR (A) (c) puissances active et réactive absorbées 

par la charge non linéaire (W, Var). 
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Figure IV.23. Ecoulement de puissance dans le système (a) puissances active et réactive absorbées par la 

charge non linéaire (W, Var) (b) puissances active et réactive injectées par le convertisseur CCR (W, Var) 

(c) écoulement de puissance dans le réseau électrique. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.24. Ecoulement de puissance dans le système durant les quatre modes de fonctionnement (a) 

Puissances active et réactive absorbées par la charge non linéaire (W, Var) (b) puissances active et réactive 

injectées par le convertisseur CCR (W, Var) (c) écoulement de puissance dans le réseau électrique (W, 

Var). 
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Figure IV.25. (a) Phase entre le courant et la tension de la phase (a) côté réseau électrique (b) phase entre le 

courant et la tension de la phase (a) côté machine. 

✓ Réseau électrique perturbé. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.26. Résultats de simulation côté réseau électrique (a) tensions du réseau électrique (V) (b) 

courants de ligne (A) (c) écoulement de puissance dans le réseau électrique (W, Var). 
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Figure IV.27. Fonctionnement du système durant les quatre modes de fonctionnement (a) courant de la 

charge non linéaire phase (a) (A) (b) courant injecté par le convertisseur CCR (A) (c) puissances active et 

réactive absorbées par la charge non linéaire (W, Var). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.28. Ecoulement de puissance dans le système (a) puissances active et réactive absorbées par la 

charge non linéaire (W, Var) (b) puissances active et réactive injectées par le convertisseur CCR (W, Var) 

(c) écoulement de puissance dans le réseau électrique (W, Var). 
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Figure IV.29. Ecoulement de puissance dans le système durant les quatre modes de fonctionnement(a) 

puissances active et réactive absorbées par la charge non linéaire (W, Var) (b) puissances active et réactive 

injectées par le convertisseur CCR (W, Var) (c) écoulement de puissance dans le réseau électrique (W, 

Var). 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.30. Phase entre le courant et la tension de la phase (a) côté réseau électrique. 

IV.6.3 Discussion des résultats de simulation 

Un couple d'entrée variable en fonction de la vitesse mécanique est appliqué à la machine 

PMSG comme montre la figure IV.20. Par conséquent, la puissance optimale  de référence est 

calculée en utilisant l’algorithme MPPT. 

Mode I : On peut voir que dans l’intervalle temporel  [0-0.1 s] le réseau électrique n’alimente 

aucune charge, et également aucune génération d’énergie électrique à partir du système WECS. 

Mode II : dans ce cas une charge linéaire source de tension est connectée au réseau électrique, ce 

qui implique que des puissances active et réactive sont absorbées par la charge perturbatrice.  

D’après la figure IV.2 et  sous des conditions idéales, le réseau électrique délivre la partie 

fondamentale de la puissance active appelée par la charge non linéaire, par contre le convertisseur 

CCR a généré la  partie harmonique de la puissance active et la totalité de la puissance réactive. 
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Figure IV.31. Régulation de la tension du bus continu. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.32. Spectre fréquentiel du courant absorbé de la phase (a) : (a) dans le cas d’un réseau électrique 

idéal (b) dans le cas d’un réseau électrique perturbé. 

Donc on peut conclure que le convertisseur CCR fonctionne comme un filtre actif parallèle. 

La figure   IV.25 montre une absorption sinusoïdale  côté  source d’un  courant exactement en 

phase avec la tension, et cela signifie qu’un facteur de puissance unitaire est bien assuré.  

Mode III : maintenant le système WECS est en service. D’après la figure IV.23 l’écoulement de 

puissance côté charge est égale à zéro car elle est déconnectée. En revanche, la puissance injectée 

par le convertisseur CCM  a une forme sinusoïdale, qui a la même valeur que la puissance 

calculée côté réseau électrique. Cela signifie que le système est en mode de génération éolienne 

pure.   La figure IV.25 montre que l’allure du courant est en opposition de  phase avec la tension, 

ce qui indique une mode de génération. 

Mode IV : dans ce cas la combinaison entre les deux fonctions (génération et amélioration de la 

qualité d’énergie électrique) est établie. D’après la figure IV.23 on peut distinguer trois cas: 
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𝑃𝑙 > 𝑃𝑅 Donc le réseau électrique a débité une puissance égale à  𝑃𝑙 − 𝑃𝑅. 

𝑃𝑙 < 𝑃𝑅 Donc une puissance égale à 𝑃𝑅 −𝑃𝑙 est injectée dans le réseau électrique. 

𝑃𝑙 = 𝑃𝑅 Dans ce cas le réseau électrique ne débite aucune puissance. 

Les figures IV.26, IV.27, IV.28, IV.29 et IV.30 montrent le comportement du système sous un 

réseau électrique perturbé. Les résultats obtenus démontrent la bonne performance du circuit de 

contrôle appliqué contre les perturbations du réseau en maintenant une absorption sinusoïdale 

côté réseau, et au même temps une génération optimale d'énergie stable a été assurée pendant les 

différents modes de fonctionnement. 

La Figure IV.31 montre l'efficacité de la boucle de contrôle (PI) utilisée pour contrôler la 

tension du bus DC au niveau de 400V. Le résultat obtenu montre une stabilité  acceptable avec un 

dépassement et temps de réponse modéré. 

L’évolution du spectre fréquentiel du courant côté source de la phase (a) durant les différentes 

modes de fonctionnement est présentée dans la figure IV.32. On peut noter que le facteur THD 

est toujours compris dans les limites permises de la norme IEEE-519 avec une valeur moyenne 

d’environ de 2.5 %. 

IV.7 Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons présenté un système de conversion éolien à base d’une machine 

à aimant permanent (PMSG). La transmission d’énergie électrique est effectuée via un 

convertisseur d’électronique de puissance BTB (AC-DC-AC).  

Le BTB est constitué d’un redresseur  MLI côté  machine (CCM) et un onduleur côté réseau 

électrique (CCR). À la lumière des recommandations extraites des chapitres II et  III, dans ce 

chapitre on a proposé un circuit de contrôle optimisé.  D’après les résultats obtenus au chapitre II,  

on a appliqué la commande DPC à mode glissant au convertisseur CCM. Les résultats obtenus 

côté machine démontrent  que le circuit de contrôle  choisi permet  une extraction optimale de la 

puissance avec une performance et stabilité remarquable. D’autre part, à la lumière des résultats 

obtenus au troisième chapitre, on a implémenté la commande DPC proposée sans capteurs de 

tension pour contrôler le convertisseur CCR. Les résultats obtenus côté réseau électrique  

montrent que l’adaptation de l’énergie capturée aux paramètres du réseau électrique et la 

régulation de la tension du bus continu sont bien établies. 

Dans la dernière partie de ce chapitre, on s’est vérifié  la contribution du système de 

conversion éolien à l’amélioration de la qualité d’énergie électrique. La fonction du convertisseur 

CCR est étendue de sorte  que peut compenser les composantes harmoniques et réactives 

absorbées par les charges perturbatrices interconnectées au point PCC. Les résultats obtenus  

démontrent une performance très satisfaisante pour le circuit de contrôle proposé avec une 

stabilité élevée et une  immunité importante contre les états de perturbation du réseau électrique. 
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Conclusion générale 

Le travail effectué dans ce mémoire s’inscrit dans le cadre de recherche visant à optimiser les 

circuits de contrôle des convertisseurs statiques dédiés aux systèmes de conversion éolien 

(WECS) connectés au réseau électrique. D’après le cahier des charges, le concept de la 

commande directe de puissance (DPC) représente l’intérêt majeur des processus de contrôle 

abordés dans cette thèse. 

Les systèmes de conversion éoliens à vitesse variable (WECS) à base d’un générateur à 

aimant permanent présentent  plusieurs avantages techniques tels que, densité énergétique et 

fiabilité élevées, absence d'excitation et boîte de vitesses, pertes rotorique réduites et rendement 

élevé. En plus, grâce à un  aspect économique, il est évident, qu’à travers une lecture analytique    

des projets futurs prévus par les grands fabricants, une orientation  importante vers cette 

configuration.  À la lumière de ce qui précède, nous avons choisi cette configuration pour être 

l'objet d'étude et d'analyse dans cette thèse.  

Dans un système de conversion éolien à vitesse variable, la régulation du flux de puissance 

entre la source d’énergie éolienne locale et le réseau électrique est  achevée par un dispositif 

d’électronique de puissance BTB (AC-DC-AC). L’extraction de la puissance maximale à partir 

d’une source éolienne est effectuée par une régulation adéquate du convertisseur côté machine 

CCM (redresseur MLI).  D’autre part, l’adaptation de l’énergie capturée aux caractéristiques du 

réseau (amplitude de la tension et la fréquence) est réalisée par une bonne régulation du 

convertisseur CCR (onduleur). Grâce à sa  simplicité et ses performances dynamiques élevées, 

par rapport aux autres techniques de contrôle conventionnelles, la commande directe de puissance 

(DPC), est choisie dans cette thèse.  

D’autre part, le circuit de contrôle d’un dispositif d’électronique de puissance intégré dans un 

système électrique quelconque, nécessite forcément la connaissance d'information concernant  la 

tension et le courant. Par conséquent, des capteurs pour les mesurer sont habituellement installés 

dans n’importe quelle application industrielle. L’optimisation du circuit de contrôle d’un 

redresseur/onduleur MLI par la minimisation  du nombre de capteurs utilisés remplaçant par des 

capteurs virtuels (estimateurs) peut conduire à deux avantages importants, à savoir: la réduction 

appréciable du coût  économique (pour des systèmes à faible ou à moyenne puissance) et le 

maintien de bonne performance du fonctionnement des applications industrielles spécialement en 

cas des charges critiques (la redondance des capteurs). Généralement, on a présenté dans le 

chapitre I, une étude analytique de deux processus d’estimation des tensions du réseau, avec un 

filtre de Kalman et un estimateur à mode glissant. Il ressort de cette analyse que l’estimateur à 

mode glissant simplifié convient à un réseau électrique idéal. Par contre, sous un réseau électrique 

perturbé, l’estimateur à base mode glissant modifié, est recommandé. 

Le deuxième chapitre a été consacré à l’étude et l’analyse de trois versions différentes de la 

commande DPC (DPC classique avec un tableau de commutation, DPC prédictive optimale, DPC 

à base mode glissant DPC-SMC) appliquées au redresseur MLI. L’analyse de la performance de 

chacun est simulée numériquement (dans l’environnement logiciel Matlab/SIMULINK)  et 

validée expérimentalement (en utilisant une carte Dspace (DS1104)). Les performances de ces 

techniques ont été évaluées en régime permanent et transitoire. Ensuite, on a bénéficié les 
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résultats obtenus dans le chapitre I, pour réaliser une commande DPC optimisée sans capteurs de 

tension utilisant l’estimateur à mode glissant simplifié. En plus, on a réalisé un circuit  de contrôle 

DPC sous un réseau électrique déséquilibré.  Les résultats de simulation et expérimentaux sous un 

réseau électrique normal et déséquilibré, avec des capteurs de tension et sans capteurs de tension, 

ont tous démontré la supériorité de la commande DPC-SMC sur d’autres techniques étudiées, 

notamment en termes de facteur THD du courant absorbé. 

L’utilisation excessive de dispositifs d’électronique de puissance ayant des caractéristiques 

non linéaires a soulevé le problème de la dégradation  de la nature sinusoïdale de l’alimentation 

en ajoutant des composantes harmoniques. Par conséquent, le problème de la qualité de l'énergie 

au point de raccordement commun (PCC) est aujourd'hui une préoccupation majeure. 

L’interconnexion des systèmes de conversion éoliens au point PCC, lequel est caractérisé par une 

mauvaise qualité d’énergie, peut entraîner des effets néfastes tels que l’échauffement et la 

diminution d’efficacité et la durée de vie du système entièrement (générateur plus le dispositif 

d’électronique de puissance). Par conséquent, le fonctionnement du convertisseur côté réseau 

électrique (CCR) a été  étendu (fonctionnement comme un filtre actif parallèle) afin  de satisfaire 

aux normes de qualité de l’énergie  recommandées au point de raccordement PCC par la 

compensation des composantes harmonique et réactive absorbées par les charges perturbatrices. 

À cet effet, on a abordé l’étude, l’analyse et l’optimisation   de la performance d’un filtre actif 

parallèle  par la commande DPC dans le chapitre III. 

Réellement, un réseau électrique n’a pas une nature parfaitement sinusoïdale et équilibrée. 

Donc, lors du fonctionnement d’applications industrielles en temps réel, la prise en compte d'un 

réseau électrique idéal dans le processus de contrôle peut conduire à une mauvaise performance 

pour  les systèmes à contrôler. Dans ce contexte, la fiabilité de la détection de fréquence ainsi que 

la séquence  directe fondamentale des tensions mesurées au point de connexion PCC, est souvent 

impérative. Par conséquent, afin d’assurer la connaissance précise des paramètres du réseau d’une 

manière dynamique, l’intégration de techniques de synchronisation  dans le circuit de contrôle est 

indispensable. Une partie du chapitre III est consacrée à l’étude de trois techniques courantes 

lesquelles: le  filtre STF,  le filtre de Kalman et le filtre MCCF. Plusieurs tests ont été effectués en 

élaborant la  réponse dynamique de ces techniques de synchronisation sous des conditions 

diverses concernant la tension de source telles que : le déséquilibre, la  pollution, la variation de 

l’angle de phase et la variation de la fréquence.  En conclusion et après une étude comparative, il 

a été trouvé que le filtre STF a l’efficacité la plus faible par rapport aux autres avec un temps de 

réponse lent et une erreur statique établie en régime permanent. Le filtre de Kalman et MCCF  ont 

des performances proches avec une supériorité minimale  pour le filtre de Kalman. 

Au chapitre III, la performance de la commande DPC dans un circuit de contrôle d’un filtre 

actif de puissance parallèle sous un réseau électrique généralisé a été évaluée. En premier lieu, on 

a considéré deux versions de DPC, à savoir : DPC classique avec un tableau de commutation et 

DPC prédictive optimale. Une bonne performance a été notée pour les deux versions sous un 

réseau électrique idéal, mais pour un réseau électrique perturbé, l'efficacité du filtrage n'a pas été 

maintenue. Afin de pallier cette déficience, un filtre de Kalman a été incorporé dans le circuit de 

contrôle afin de suivre de manière dynamique et précise les variations des paramètres spécifiques 

du réseau électrique (amplitude de la séquence positive et la fréquence). Les résultats de la 

simulation numérique montrent une amélioration radicale de la qualité d’énergie sous un réseau 
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électrique non idéal. Finalement, on a proposé une commande DPC modifiée sans capteurs de 

tension basée à un  modèle prédictif. Le modèle prédictif  développé, décrit  l’écoulement de 

puissance entre l’onduleur et le point de raccordement PCC. L’estimation des tensions au point 

PCC est réalisée au moyen d’un estimateur à mode glissant modifié qui est développé au chapitre 

I. Les résultats de simulation obtenus démontrent que la commande DPC proposée peut donner la 

meilleure performance en régime permanent par rapport aux autres techniques étudiés auparavant, 

avec un facteur THD minimal conforme aux normes recommandées.  

Dans le chapitre IV, on a visé   un objectif commun de circuit de contrôle, d’assurer une 

génération d’énergie électrique d’une manière stable et contrôlable de la source éolienne au 

réseau électrique et au même temps une qualité d’énergie  normalisée au point de raccordement 

commun PCC. On a exploité effectivement les résultats obtenus dans les premiers chapitres. 

Premièrement, le convertisseur côté machine du système WECS étudié   fonctionne normalement 

comme un redresseur, donc la commande DPC à base mode glissant DPC-SMC, laquelle est la 

plus performante  d’après  l’étude réalisée dans le chapitre II, a été implémenté dans le circuit de 

contrôle du CCM. Deuxièmement, le convertisseur côté réseau fonctionne comme un onduleur, 

donc la commande DPC proposée, qui est le plus efficace selon l'étude réalisée au chapitre III, a 

été incorporé dans le circuit de contrôle du CCR. La simulation numérique du système est 

effectuée dans deux conditions distinctes. En premier lieu, on a étudié la capacité et la 

performance de génération d’énergie électrique durant des conditions de perturbation 

environnementales (variation de vitesse du vent) et électriques (réseau électrique déséquilibré et 

pollué). Les résultats obtenus démontrent une performance satisfaisante avec une extraction 

optimale de puissance. Ensuite, les performances et le comportement du système ont été analysés 

lors de la présence de charges non linéaires connectées au point PCC. On a distingué quatre 

modes  de fonctionnement possibles du  système comme suit: 

✓ Le système WECS et la charge non linéaire sont hors service simultanément. 

✓ Seulement la charge non linéaire est connectée. 

✓ Le système WECS est en service et la charge non linéaire est déconnectée. 

✓ Le système WECS est en service et la charge non linéaire est connectée simultanément. 

Il a été observé que dans le deuxième cas, le convertisseur CCR fonctionne uniquement 

comme un filtre actif parallèle sans génération d’énergie au réseau. Cependant, dans le troisième 

cas le système étudié est  fonctionné comme un système de génération éolien WECS classique. 

Finalement dans le quatrième cas, le système   a fonctionné comme une chaine de conversion 

éolienne avec une capacité adaptative de compenser les courants harmoniques et réactifs induits 

par la charge perturbatrice. Les résultats de la simulation numérique démontrent une bonne 

performance avec une efficacité énergétique optimale du système, combinée avec une bonne 

qualité d’énergie au point PCC. 

En tant que perspective, la validation expérimentale du système complet sera l'intérêt majeur 

de ce travail dans un proche avenir. Bénéficiant d'une haute performance des techniques de 

contrôle nécessitant l'utilisation de cartes d'acquisition plus performantes que le DSP, et on peut 

citer la carte FPGA comme une solution  préférable. Ensuite, l'optimisation des processus de 

contrôle dans l'aspect technique et économique par le développement de nouvelles techniques de 

synchronisation et d'estimation représente un domaine de recherche très intéressant pour la suite 

de ce travail. 
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Annexe A 

Tableau A.1 : Paramètres du circuit électrique (application redresseur)  

Paramètre désignation valeur 

Fréquence d’échantillonnage 𝑓𝑠 

Simulation 

8.3 kHz 

Expérimental 

100 kHz 

Résistance de l’inductance de couplage 𝑟 0.7 Ω 

Self  de l’inductance de couplage 𝐿 25 mH 

Capacité du bus continu 𝐶 1100 µF 

Résistance de la charge 𝑅𝑐ℎ 66 Ω 

Tension efficace simple du réseau V 70 V 

Fréquence du réseau f 50 Hz 

Référence de la tension continue de 

sortie 
𝑉𝑑𝑐

∗ 
200 V 

Tableau A.2 : Paramètres du circuit électrique (Application d’un filtre actif parallèle) [55]. 

Paramètre désignation valeur 

Période d’échantillonnage en simulation 𝑇𝑠 5 µs 

Résistance de l’inductance de couplage 𝑅𝑓 0.1 Ω 

Self  de l’inductance de couplage 𝐿𝑓 5 mH 

Résistance de l’inductance cotée charge  𝑅𝐶 0.1 Ω 

Self  de l’inductance cotée charge 𝐿𝐶 5 mH 

Capacité du bus continu 𝐶 1500 µF 

Résistance de la charge 𝑅𝑙 24~48 Ω 

Capacité de la charge  𝐶𝑙 100 µF 

Tension efficace simple du réseau V 110 V 

Fréquence du réseau f 50 Hz 

Référence de la tension continue de 

sortie 
𝑉𝑑𝑐

∗ 
400 V 

 

Tableau A.3 : Paramètres de la machine à aimant permanent PMSG [131]. 

Paramètre désignation valeur 

Vitesse nominale 𝑁𝑛 600 tr/min 

Rapport tension/vitesse - 475 V/ktr 

Courant nominale 𝐼𝑛 11.6 A 

Nombre de pairs de pôle  𝑝 15 

Résistance équivalent statorique 𝑟𝑔𝑠 0.6 Ω 

Inductance équivalent statorique 𝐿𝑔𝑠 4.9 mH 
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Résumé  

Cette thèse s’inscrit dans les travaux de recherche menés sur l'analyse, la conception et le 

contrôle d'un système de conversion d'énergie éolienne à vitesse variable (WECS) à base d’une 

machine à aimant permanent (PMSG) connecté au réseau avec une régulation de puissance 

maximale et une contribution au conditionnement de la qualité d’énergie. Le dispositif 

d’électronique de puissance utilisé habituellement comme un intermédiaire entre l’éolien et le 

réseau  est un convertisseur Back to Back à deux niveaux (BTB). Le convertisseur BTB est 

constitué de deux convertisseurs MLI, le convertisseur côté machine (CCM) fonctionne comme 

un redresseur, et le convertisseur côté réseau (CCR) fonctionne comme un onduleur. Plusieurs 

techniques de commande basées au principe de la commande directe de puissance DPC (DPC 

conventionnel, DPC prédictif optimale et DPC à base mode glissant (DPC-SMC)) ont été 

appliquées à un redresseur MLI pour des conditions de tension d'alimentation idéales et 

perturbées. De plus, le schéma de commande sans capteur de tension est présenté en utilisant un 

estimateur à mode glissant. Deux versions de l'estimateur à mode glissant ont été mises en œuvre, 

l'une adaptée au réseau idéal  et une autre modifiée pour le réseau perturbé. Après un processus 

de simulation extensif suivi d’une validation expérimentale, la technique DPC-SMC sans capteurs 

de tension a été introduite la meilleure performance avec une grande précision d'estimation et une 

qualité de d’énergie élevée. D'un autre côté, dans un système de conversion d'énergie éolienne, la 

fonction d'onduleur CCR  assure une transmission d'énergie optimale d’une façon permanente et 

stable au réseau. Cependant, l'utilisation extensive de charges non linéaires a conduit à dégrader 

la qualité d'énergie au point de couplage commun (PCC). Ainsi, l'idée est d'étendre la fonction 

d'onduleur avec une capacité de compensation harmonique. Par conséquent, l'analyse, la 

conception et le contrôle d’un filtre actif de puissance parallèle  dans des conditions de tension 

d'alimentation idéales et perturbées, ont constitué une partie importante de cette thèse. Ensuite, un 

circuit de contrôle amélioré à base DPC pour un système de filtrage parallèle combiné avec un 

filtre de Kalman en tant que synchroniseur, a été introduit. En outre, il a été proposé d'appliquer 

une commande DPC prédictive sans capteurs de tension à un system de filtrage. Enfin, le circuit 

de contrôle du système WECS est basé sur les résultats optimaux développés dans ce travail. Pour 

les convertisseurs CCM et CCR, nous avons appliqué les commandes  SMC-DPC et DPC 

proposée respectivement, comme des solutions optimisés. 

Mots-clefs : PMSG, WECS, Commande direct de puissance (DPC), redresseur MLI, filtre 

actif de puissance parallèle, filtre de Kalman, mode glissant, réseau électrique perturbé. 

Abstract 

This work deals with the analysis, design, and control of grid-interfaced permanent magnet 

synchronous generator (PMSG) based variable speed wind energy conversion system (WECS) for 

power smoothening with maximum power point tracking (MPPT) and power quality conditioning 

capabilities. The power electronic device used usually as intermediate between the wind 

generator and the grid is a full rated two levels back to back converter (BTB). The BTB converter 

is constituted of tow PWM converters, the machine side converter (CCM) works as a rectifier and 

the grid side converter works as an inverter. Several DPC based control techniques (conventional 

DPC, predictive DPC and DPC based sliding mode approach (DPC-SMC)) have been applied on 



a PWM rectifier under ideal and disturbed supply voltage conditions. Moreover, the sensorless 

grid voltage control scheme is presented using sliding mode estimator. Two versions of sliding 

mode estimator have been implemented, one for the ideal and the other for the disturbed supply 

condition. After an extensive set of simulations following by experimental validation, the grid 

voltage sensorless DPC-SMC technique has been introduced the best performance with high 

estimation accuracy and power quality. On the other hand, in a wind energy conversion system, 

the grid side inverter function is ensuring permanent and stable transmission of energy to the grid. 

However, the extensive use of nonlinear loads led to decrease the quality of energy at the point of 

common coupling (PCC). Thus, the idea is to extend the inverter function with a harmonic 

compensation capability. Hence, analysis, design, and control of shunt active power filter (SAPF) 

under ideal and disturbed supply voltage conditions were an important part of this thesis. Then, 

an improved control circuit for SAPF system based on DPC concept combined with a Kalman 

filter as synchronization technique has been introduced. Furthermore, a modified voltage 

sensorless DPC concept based predictive model and modified sliding mode estimator has been 

proposed to be applied for a SAPF. Finally, the overall circuit control of the WECS system is 

based on the optimal findings, which are developed in this work. For the CCM and CCR 

converters, we have been applied the DPC-SMC and the proposed DPC approach respectively, as 

optimized solutions.  

Keywords: PMSG, WECS, Direct power control (DPC), PWM rectifier, Shunt active power 

filter, Kalman filter, sliding mode, disturbed supply. 

 ملخص

تحويل طاقة الرياح متعدد السرعات باستعمال  في نظام والتحكم وتصميم لتحليل  بحثي عمل عبارة عن  الرسالة هذه

مولد كهربائي متزامن            )الدوار عبارة عن مغناطيس دائم (  مرتبط مع شبكة التوزيع الكهربائية. النظام   

قة القصوى المتاحة وفي نفس الوقت ضمان جودة طاقوية معتبرة على مستوى المقترح يملك قدرة استخلاص الطا

 نقطة الربط مع شبكة التوزيع الكهربائي.

تتم بواسطة عنصر من اليكترونيك  عملية نقل الطاقة الكهربائية من نظام التحويل الى الشبكة الكهربائية

الاستطاعة)مقوم+مموج على التسلسل(. نظام التحكم يتطلب استعمال اجهزة استشعارللتوتر الكهربائي. ولضمان 

التقليل من تعقيد وكلفة هدا النظام قمنا بالستعمال مقدرات. المقدرات المستعملة صممت وفق نظرية الانزلاق وقد 

حالة الشبكة الكهربائية المثالية والاخرى في حالة شبكة كهربائية مضطربة.لولى مناسبة قمنا باستعمال نسختين الا  

نزلاق على المقوم لضمان اقصى  استخلاص وفق نظرية وضع الا         نطبق تقنية التحكم في الاستطاعة المباشر

رحة على المموج لضمان انتقال ممكن للطاقة. ومن جهة اخرى نطبق تقنية التحكم المباشر في الاستطاعة المقت

   باستعمال مرشح فعال على مستوى نقطة الربط الكهربائي مستقر للطاقة وفي نفس الوقت جودةطاقوية  عالية

  .النتائج الرقمية والعملية المحصل عليها تثبت الكفاءة العاليةوالفاعلية الجد مرضية لنظام التحكم المقترح.  

تقنية التحكم في  ,            مولد كهربائي متزامن, تحويل طاقة الرياح متعدد السرعات نظام :الكلمات المفتاحية

  كهربائية مضطربة.,مرشح فعال,وضع الانزلاق,شبكة مقوم ,          الاستطاعة المباشر
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