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 ملخص
 

ق                  صعوبـة و ضعف طرق التحكم الخطية المطبقة على النظم اللاخطية،          دة تحقق التوفي م جدي ا للبحث و تطوير طرق تحك  دفعتن
ب  ا  تعتبر مخرج    Backsteppingفي هده الحالة باستعمال طريقة      . سهولة التطبيق /بين الأداءات المنجزة   م خصائصها    . ا مناس أه

ابونوف            ة لي ى نظري ادا عل تقرار النظام، اعتم ده الدراسة   ف . أنها تطورية و يمكن دمجها مع طرق تحكم أخرى مع ضمان اس ي ه
ة مستويات                 انقترح تحكما خطيا و تحكما لا خطي، نطبق هم         ق مموج دو ثلاث ذاة عن طري ة مغ اة    .   على آلة متزامن ائج المحاآ نت

 , تبين التحسن في الأداءات المنجزة مقارنة مع التحكم الخطي في فضاء الحالات و التحكم اللاخطي بطريقة الانزلاق
 

زلاق،        Backstepping، آلة متزامنة، نظرية ليابونوف،      نمدجة:  الكلمات الدليلية  ، التحكم الخطي، التحكم اللاخطي، طريقة الان
 .مموج دو ثلاثة مستويات

 
 
Résumé 
 
 La complexité et la faiblesse des méthodes de l'automatique linéaires appliquées aux systèmes 
non linéaires, nous ont poussé à rechercher et développer de nouvelles approches de commande 
réalisant le compromis performance/simplicité. Dans de telle situation la commande par 
backstepping constitue une alternative de choix. Son principale atout, c'est quelle est évolutive, 
s'associe à d'autres lois de commandes et la stabilité du système est garantie par une fonction de 
Lyapunov. Cette étude présente des commandes linéaires et non linéaires appliquées à la 
commande de la vitesse de la machine synchrone alimentée par un onduleur de tension à trois 
niveaux. Les simulations montrent l'amélioration des performances en comparaison avec des 
commandes linéaires dans l'espace d'état, et non linéaires par mode de glissement. 
 
Mots clés : Modélisation, Machine synchrone, Théorie de Lyapunov, Backstepping, Commande 
linéaire, Commande non linéaire, Mode de glissement, Onduleur à trois niveaux. 
 
 
Abstract 
 

The complexity and the weakness of the linear control methods applied to the nonlinear 
systems, motivate us to search for and to develop new approaches of control achieving the 
compromise performance / simplicity. In such situation, backstepping, control constitutes a good 
alternative of choice. Its main asset that is progressive, and may be associated to other control 
laws and the stability of the system is guaranteed by a Lyapunov function. This study presents a 
survey of the linear and nonlinear control applied to regulate the speed of synchronous machine 
fed by three levels voltage source inverter. Simulations results show the improvement of the 
performances in comparison with linear control law (state space feedback), and nonlinear control 
(nonlinear sliding mode). 
 
Key words: Modeling, Synchronous machine, Lyapunov theory, Backstepping, Linear control, 
Nonlinear control, Sliding mode, Three-level inverter. 
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INTRODUCTION GENERALE 
 
 L'augmentation toujours croissante des performances globales des entraînements électriques à vitesse 
variable industriels, est aujourd'hui principalement liée aux progrès réalisés dans le domaine de la 
commande des machines à courant alternatif. En effet, les avantages associés à leurs utilisations, ne sont 
plus à démontrer en termes de robustesse et de fiabilité. Le domaine d'application des machines à courant 
alternatif s'est considérablement étendu grâce notamment au développement de l'électronique de 
puissance. Les performances et la vitesse d'exécution, toujours plus rapide, des microprocesseurs et de 
facto la meilleure maîtrise de commandes plus évoluées, ont permis aux machines à courants alternatifs, 
tout particulièrement les machines synchrones, de retrouver la souplesse de commande, surplombant ainsi 
la machine à courant continu dont l'inconvénient majeur réside dans la présence de collecteurs 
mécaniques [12][21][86][96]. 
 
 D'une manière générale, un entraînement à vitesse variable est un système électromécanique 
complexe, dont l'analyse complète fait appel conjointement aux disciplines principales suivantes : 

 Mécanique : les transmissions, le procédé à régler. 
 Electromécanique : la machine électrique synchrone ou asynchrone. 
 Electronique de puissance : les convertisseurs de puissances et sources d'énergie. 
 Automatique : la commande, l'observation et l'identification. 
 Informatique : la supervision, le diagnostic. 

 
Ce système "interdisciplinaire" peut se définir comme une chaîne d'asservissement. Augmenter alors 
globalement les performances d'une telle chaîne électromécanique passe obligatoirement par une 
approche système des problèmes. Néanmoins, dans le cadre de cette thèse, nous limiterons notre analyse 
aux méthodes de l'automatique appliquées à l'électrotechnique, focalisées sur la commande non linéaire 
de la machine synchrone. 
 
 Les applications industrielles, du variateur de vitesse constitué d'une machine synchrone associée à un 
convertisseur statique, se sont d'abord développées dans le domaine des fortes puissances (0.5 MW à 50 
MW) en raison des possibilités de la commutation naturelle (traction électrique, propulsion navale,…etc). 
Actuellement l'utilisation de la machine synchrone s'étend aux faibles puissances (<10 kW) dans des 
domaines d'applications aussi nombreux que variés (aéronautique, robotique,...etc). Ce développement 
important est essentiellement dû aux caractéristiques mêmes de la machine synchrone (absence de collecteur, 
couple massique important) et au fait que l'électronique de commande reste relativement simple 
[12][21][86][96]. 
 

En outre, les recherches approfondies dans le domaine des matériaux, la mise au point par exemple 
d'aimants permanents à base de terres rares, ont permis d'obtenir des machines synchrones (MSAP) plus 
performantes, elles ont l'avantage, entre autres, d'avoir une faible inertie et un couple massique élevé.  
Elles sont actuellement les plus en vu pour répondre aux exigences des applications telles que la 
robotique, les machines outils, la technologie de l'espace et des systèmes embarqués. L’étude de la 
commande des MSAP avec pilotage vectoriel se distingue comme un outil puissant et efficace, dotant une 
MSAP de performances dynamiques aussi satisfaisantes que celles obtenues avec une machine à courant 
continu. Cependant le modèle mathématique global de l’ensemble "machine convertisseur" reste non 
linéaire. 
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La commande des systèmes constitue l'un des domaines les plus riches en termes d'algorithmes, 
d'outils d'analyse et de techniques de design. Le souci constant d'améliorer les performances des systèmes 
commandés conduit à des commandes de plus en plus évoluées. De ce fait, les outils fondamentaux de 
synthèse de lois de commande utilisées dans le domaine non linéaire deviennent complexes. De cette 
complexité croissante résulte une détermination et une mise en œuvre difficile des lois de commande. Les 
problèmes théoriques et pratiques à résoudre sont encore considérables. Mais néanmoins, il existe 
certaines méthodes qui donnent des solutions intéressantes. 

 
Depuis la commande linéaire classique, de nombreuses applications de machines synchrones ont été 

réalisées. La majorité de ces commandes sont fondées sur des correcteurs PI, pour des questions de 
simplicité mais surtout pour des considérations de contraintes de temps de calcul pour ce système 
dynamique très rapide. Aujourd'hui, l'évolution de l'électronique numérique a permis de réaliser des 
calculateurs très rapides. Cela à ouvert, de manière notable, des possibilités quant aux développements de 
lois de commande plus complexes et plus performantes. Cependant les lois de commandes avancées 
proposées sont soit difficilement implantables par la nature même de leurs structures, soit atteignent un 
degré de complexité mathématique qui ne facilite pas le rapprochement recherche théorique / industrie 
[73][84][86][98-100]. C'est pourquoi, nous nous sommes intéressés à la commande linéaire et non 
linéaire de machines synchrones autopilotées à rotor bobiné et à aimants permanents, respectant le 
compromis robustesse- performances désirées ainsi que celui relatif à la simplicité de synthèse et à la 
facilité de réglage des paramètres des correcteurs. 
Contrairement au cas linéaire, les systèmes non linéaires étant définis par négation, ne représentent pas un 
ensemble homogène. Une méthode qui donne de bons résultats sur une classe de systèmes, peut en avoir 
de mauvais sur une autre classe, même très peu différente de la première [56]. Par conséquent, dans le 
cadre de la commande des systèmes non linéaires, la question de l'applicabilité est primordiale, et une 
méthode générale n'existe pas. Tous les efforts consentis ces dernières années visent à élargir, le plus 
possible, l'ensemble des systèmes auxquels les méthodes sont applicables. Cet ensemble de systèmes est 
défini en termes de contraintes imposées aux non-linéarités des systèmes. 
 

La technique du backstepping offre une méthode systématique pour répondre à ce type de 
problème. Le backstepping a été développé par Kanellakopoulos et al.(1991) et inspiré par les travaux de 
Feurer & Morse (1978) d'une part et Tsinias (1989) et Kokotovit & Sussmann (1989) d'autre part. 
L'arrivée de cette méthode a donné un nouveau souffle à la commande adaptative des systèmes non 
linéaires, qui malgré les grands progrès réalisés, manquait d'approches générales. Le backstepping se base 
sur la deuxième méthode de Lyapunov, dont il combine le choix de la fonction énergie avec celui des lois 
de commande. Ceci lui permet, en plus de la tâche pour laquelle le contrôleur est conçu (poursuite et/ou 
régulation), de garantir, en tout temps, la stabilité globale du système compensé [6][69]. 
 

Dans cette thèse, nous allons présenter, la contribution de "la commande linéaire dans l'espace 
d'état et la commande non linéaire par backstepping et par mode de glissement pour la mise en œuvre par 
simulation numérique d'un actionneur synchrone".  
 

Notre objectif est d'améliorer les performances de la commande du moteur synchrone autopiloté 
alimenté par onduleur à MLI à trois niveaux à structure NPC, qui est un système non linéaire, 
multivariable, à paramètres incertains. Les deux catégories de méthodes, linéaire et non linéaire, utilisent 
une commande par retour des états du système, la linéaire est dimensionnée par imposition des pôles en 
boucle fermée et la non linéaire est basée sur la théorie de stabilité de Lyapunov. 
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Afin d'appliquer la commande linéaire, nous allons adopter le principe de la linéarisation autour d'un 
point de fonctionnement, ainsi nous pouvons synthétiser la commande par retour d'état global et par mode 
glissant dans l'espace d'état avec imposition des pôles. Pour reconstituer les grandeurs non mesurables, 
nous allons synthétiser deux types d'observateurs dans l'espace d'état "l’observateur d’état et l’observateur 
d’état et de perturbation". 
 
Cette thèse est composée de quatre parties organisées comme suit : 
  
Dans la partie I est exposé la modélisation de la machine synchrone en vue de la commande. Faisant 
l'objet du chapitre 1, cette partie consiste à présenter le modèle de Park du moteur synchrone autopiloté 
alimenté en tension à rotor bobiné et à aimants permanents. Il s’agit donc de traiter les différents 
modèles : non linéaires multivariables, linéarisé et simplifié par l'utilisation de la commande vectorielle et 
enfin le modèle de l'onduleur à trois niveaux à structure NPC commandé par la stratégie MLI. Les 
résultats de simulations montrent le fonctionnement en boucle ouverte de l'ensemble moteur synchrone 
onduleur à trois niveaux. 
 
La partie II présente les commandes linéaires dans l'espace d'état appliquées à la MSA. Constituée des 
chapitres 2, 3, 4, et 5, cette partie nous permet de voir deux méthodes de commandes linéaires ayant fait 
leurs preuves [12]. L'objectif est de montrer la progression dans l'amélioration des performances tout en 
assurant le compromis performance/simplicité. Les résultats de la simulation vont nous permettre de faire 
une étude comparative. Pour reconstituer les grandeurs non mesurables, nous allons synthétiser deux 
types d'observateurs dans l'espace d'état.  
 
La partie III traite les commandes non linéaires par backstepping et par mode de glissement appliquées à 
la MSAP. Cette partie de la thèse allant du chapitre 6 au chapitre 9, explore et rend accessible un nouveau 
domaine de recherche, très actif, qui est la commande par backstepping des systèmes non linéaires. Un 
intérêt particulier est porté à l'analyse et au design par la méthode de Lyapunov. L'avantage de cette 
méthode de commande, c'est quelle est évolutive, s'associe à d'autres méthodes de commande et assure la 
stabilité du système. Pour évaluer ses performances nous avons utilisé une autre commande robuste, qui 
est le mode de glissement non linéaire. Les résultats de simulation visualisent les performances de deux 
méthodes de commandes. 
 
La partie IV relative à l'étude comparative des performances des deux commandes non linéaires 
appliquées à la MSAP alimentée par un onduleur M.L.I à trois niveaux comporte le dernier chapitre 10. 
Cette étude comparative est basée sur les testes de robustesse par rapport à la variation des paramètres de 
la machine, l'effet de l'alimentation et la variation du point de fonctionnement, et par rapport aux 
variations de consignes et de perturbation. Pour améliorer les performances, nous présentons l'association 
du backstepping – mode de glissement, et l'introduction d'une action intégrale dans la commande par 
backstepping. Les résultats de la simulation vont nous permettre de faire la comparaison. 
 

 

 



 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Partie I 
 
 

MODELISATION DE LA MACHINE 
SYNCHRONE EN VUE DE LA 

COMMANDE  
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



Partie I                                                                                              Modélisation de la machine synchrone en vue de la commande 

6 

 

 

Introduction 

 

Les actionneurs classiques étaient souvent réalisés au moyen de moteur à courant continu les 
exigences actuelles en matière de fiabilité devenant de plus en plus drastique, cette technologie de moteur 
a été abandonnée au profit de moteur à courant alternatif. 

Les actionneurs de type machine synchrone permettent d’atteindre des performances élevées en raison de 
la puissance massique importante et de l’absence des limitations propres aux machines à collecteurs.  
 

Le but de cette partie, constituée d'un seul chapitre, est de présenter les deux catégories de modèles 
de la machine synchrone fonctionnant en moteur autopiloté alimenté en tension. La première catégorie 
concerne la machine à rotor bobiné, cas générale, dans laquelle nous présentant le modèle non linéaire et 
linéaire dans l'espace d'état. La deuxième catégorie concerne les machines synchrones à aimants 
permanents, qui sont de plus en plus utilisées dans les applications nécessitant des performances 
dynamiques et statiques très élevées, et plus particulièrement dans les systèmes embarqués. Ceci est dû 
principalement à l’évolution des aimants permanents qui constituent la partie inductrice (rotor). Cette 
évolution permet d’obtenir des machines à rendement élevé (à cause de l’absence des pertes joules au 
niveau de l’inducteur). Ainsi qu’un rapport puissance /masse élevé.  

Ce chapitre, est  consacré, dans un premier lieu, à la description du système à régler, la modélisation 
de la machine synchrone à rotor bobiné alimentée en tension, modèle global multivariable et 
monovariable, et le modèle linéarisé ainsi que le modèle découplé en utilisant la commande vectorielle. 
Ensuite le modèle de la machine synchrone à aimant permanent, modèle global multivariable et le modèle 
monovariable découplé en utilisant la commande vectorielle. Les résultats de la simulation permettent de 
visualiser le fonctionnement des deux machines. Ces modèles sont à la base de la synthèse des différentes 
commandes par la suite. 
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Chapitre 1 

 

MODELISATION DE LA MACHINE SYNCHRONE 
 EN VUE DE LA COMMANDE 

 

 

1.1 Description du système 

 Le système à régler est une machine synchrone triphasée à rotor bobiné ou à aimant permanent, sans 
amortisseurs, alimentée en tension à fréquence et amplitude variable. Le circuit d'excitation est alimenté 
par une source de tension constante. Or la machine synchrone, comme son nom l'indique, tourne à la 
vitesse synchrone, qui est liée uniquement à la fréquence de l'alimentation. Pour assurer la variation de la 
vitesse, nous utiliserons le principe de l'autopilotage [21][47][96], qui consiste à alimenter la machine 
avec une tension dont la fréquence est asservie à la position du rotor (figure 1.1). 
 

 

 

1.2 Modélisation de la machine synchrone à rotor bobiné 

Dans cette étude, la machine est représentée par un système d'équations électriques de 
tensions et mécanique de mouvement. L'étude de la machine est basée sur les hypothèses 
simplificatrices suivantes [21][47]: 

 
 le circuit magnétique n'est pas saturé. 
 Les pertes fer sont négligées. 
 Les effets des encoches ne sont pas pris en compte. 
 Les forces magnétomotrices d'entrefer sont à répartition sinusoïdale dans l'espace. 
 Les résistances et réactances sont considérées indépendantes de la température. 
 L'effet de peau est négligé. 

 
En tenant compte de ces hypothèses simplificatrices, la machine synchrone triphasé est 
modélisé par trois équations de tensions statoriques, une équation de tensions rotorique, et 
une équation mécanique. Ces équations différentielles sont fonction du temps et dont la 

Fig 1.1 Schéma de la MSA alimentée en tension 
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résolution est difficile, d'où la nécessité de trouver une transformation appropriée pour 
éliminer cette dépendance du temps. Parmi les transformations les plus utilisées est la 
transformation de PARK, définie par : 
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Αvec: )0(d)(
t

0

θ+ττω=θ ∫  

Elle permet d'écrire les grandeurs statoriques dans le référentiel rotorique. Les tensions et les courants 
réels se déduisent en fonction de ceux du modèle de Park par la transformation (1.1). 
 
1.2.1 Les équations électriques  

Les équations électriques de la machine synchrone dans le repère de Park s'écrivent [21][47]: 
 

f
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                                                                                                    (1.2) 

  

1.2.2 Equation mécanique 

S'écrit sous la forme : 

  C
P

fC
dt
d

P
J

rem −ω=ω
−                                                                                                           (1.3) 

 

 Où le couple électromagnétique est : 

)ii(PC sdsqsqsdem φ−φ=                                                                                          (1.4) 

P : correspond au nombre de paires de pôles; 

1.2.3 Relation flux courants 

La relation reliant les flux aux courants est donnée par la matrice suivante : 
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                                                                           (1.5) 

La machine peut être représentée par un diagramme simple où l'ensemble des bobines du stator se 

réduit à deux bobines Sd et Sq. dans un référentiel rotorique figure (1.2). 
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Fig 1.2 Transformation de Park appliquée à la machine synchrone 

Avec  δ−ω=θ t  dans le cas d'un fonctionnement moteur [21][47].  

1.2.4 Modèle global multivariable 

 En considérant les équations (1.1), (1.2) et (1.5), et en remplaçant les flux par les courants, nous 
pouvant écrire l’équation matricielle électrique suivante : 

                
V
v
v

L 
1

LL 
M

0

LL 
M

L 
10

00
L
1

i
i
i

L 
R

LL 
MR

L 
M

LL 
MR

L 
R

L
M

L
R

i
i
i

f

sq

sd

rrs

sr

rs

sr

s

s

rq

sq

sd

r

r

sr

srs

r

sr

sr

srr

s

s

s

sr

s

s

rq

sq

sd

⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜
⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

σ−σ−

σσ
+

⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜
⎜
⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

σ
−

σσ
ω

σσ
−

σ
ω

−

ω
ω−

=
⎟⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

&

&

&

        (1.6) 

 
Avec )LL/(M1 rs

2
sr−=σ  

 
L'équation mécanique devient :  
 

  )C
P

fiiPM(
J
P

dt
d

rrqsdsr −ω−−=ω                                                                                                        (1.7) 

 
1.2.5 Modèle non linéaire monovariable 

 
 L'étude du comportement de la MSA en régime permanent, lors de la variation de l'angle de calage, 
pour diverse valeur de l'excitation, nous permet de conclure sur la commandabilité de la machine en 
fonction de l'angle de calage et vérifier si on peut prendre la tension d'excitation constante figure(1.3). Les 
meilleurs résultats sont obtenus avec la tension d'excitation nominale. 
Considérons l'onduleur de tension MLI comme source parfaite, lors du dimensionnement du réglage, la 
machine est alors alimentée par des tensions sinusoïdales de fréquence égale à celle de la f.e.m et 
d'amplitude réglable assurant la loi V/f constant. Après transformation de Park, nous obtenons [47]: 
 

  )sin(V3v

)cos(V3v

efsq

efsd

δ=

δ=
                                                                                                   (1.8) 

 
Où la tension efficace Vef est calculée de façon à assurer la loi V/f constant [21]: 

Vef=Vo+Knω                                                                                                                    (1.9) 
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Avec: Vo  : valeur initiale de la tension d'alimentation, Kn  : rapport Vn/ωn assurant la loi V/f constante. 
 
Le remplacement de (1.8) et (1.9) dans l'équation (1.6), et le fait que nous n'envisageons pas le réglage par 
la tension d'excitation Vf, nous permet de rendre le modèle de la MSA monovariable dépendant uniquement 
de l'angle de calage. 
 
L'écriture matricielle des équations électriques obtenues est: 
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Avec: )LL/(M1 rs
2
sr−=σ  

 

 
Fig 1.3: Caractéristiques statiques lors de la variation de l'angle de calage δ dans le cas d'une 

charge proportionnelle à la vitesse pour différentes valeurs de l'excitation Vf. 

1- Vf=160V, 2- Vf=100V, 3- Vf=50V 
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1.2.6  Modèle linéaire monovariable 

 Les équations régissant le fonctionnement de la MSA obtenues précédemment sont non linéaires. Pour 
déterminer la représentation d'état de ce système, nous devons donc linéariser ses équations. 
Ecrivons chaque grandeur sous la forme: 

 x = X0 + Δx                                                                                (1.11) 
Nous appliquons la relation (1.11) au système global (1.7), (1.10) et en négligeant les produits 
d'accroissements, nous obtenons la représentation d'état de la MSA sous la forme linéaire suivante [47] 
[25]: 
 

rvuss CBB]x[A]x[ Δ+δΔ+=&                                                        (1.12) 
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La représentation d'état ainsi obtenue n'est valable que pour de petites variations autour d'un point de 
fonctionnement. 

1.2.7 Résultats de simulation  
 
    Après l'établissement du modèle mathématique de la machine synchrone autopilotée 
alimentée par un onduleur de tension parfait (tension sinusoïdale), dont la complexité a été 
réduite moyennant un certain nombre d’hypothèses, nous simulons le démarrage à charge 
constante. 
 
L’analysent des courbes de simulation permet de tirer les résultats suivant : 
 

 L’établissement de la vitesse du moteur synchrone au démarrage avec couple résistant 
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est lent. 
 Pendant le régime transitoire de la machine, le couple électromagnétique prend des 

valeurs relativement élevées, ainsi que le courant de phase.  
 En régime permanent, toutes les grandeurs prennent des valeurs constantes.  

 
 

 
 

 
 

 
 

Fig 1.4 : Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques de la M.S.A alimentée 
en tension lors d'un démarrage à charge constante. 
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1.3 Modélisation de la machine synchrone à aimants permanents 

La machine synchrone à aimants permanents s'impose dans les applications nécessitant des 
performances dynamiques et statistiques très élevées et plus particulièrement, dans les systèmes 
embarqués (aéronautique), machines outils etc…, en raison de son rapport puissance / masse élevé. 
Récemment, on a assisté à une croissance dans son domaine d'application qui s'étant aux puissances 
supérieures à 100 kW [21][85].  

Dans une machine synchrone à aimants permanents, le bobinage du rotor est remplacé par des 
aimants permanents. Par conséquent nous utilisons le modèle du moteur synchrone à rotor bobiné que 
nous particularisons par la suite en posant dans les équations statoriques un flux d'excitation constant. Les 
avantages sont l'élimination des pertes liées au bobinage rotorique, une grande densité d'énergie, un faible 
moment d'inertie et une construction plus robuste du rotor. Les inconvénients consistent en la perte de la 
flexibilité de variation du champ d'excitation et la possibilité de désaimantation. 

1.3.1 Aimants permanents 

 Les propriétés des aimants permanents et le choix des matériaux utilisés sont très importants dans la 
conception d'une MSAP. Les aimants permanents sont à base de matériaux céramiques (ferrites) ou 
matériaux métalliques. Ces matériaux métalliques sont à base d'AlNiCo  (Aluminium-Nickel-Cobalt), ou 
de terres rares(SmCo: Samarium-Cobalt, NdFeB: Néodyme-Fer-Bor). 

La puissance électrique d’une machine à aimants permanents est directement proportionnelle à la densité 
d’énergie emmagasinée dans l’aimant. Cette densité est 5 à 6 fois plus importante dans les aimants à terre 
rare que dans les aimants à ferrites et 3 fois plus importante que dans les aimants métalliques à base 
d’AlNiCo. Ceci est dû à l’induction rémanente et au champ coercitif qui sont plus importants dans les 
aimants à terre rare. Il est certain que l’utilisation de tels aimants entraînera une réduction importante du 
poids et de l’encombrement de la machine pour une même puissance. Il en résultera un rapport puissance 
/ masse élevé [21]. 

1.3.2 Différentes structures des machines synchrones à aimants permanents 

 II existe deux structures de machines synchrones à aimants permanents, où les rotors sont différents 
suivant la disposition des aimants. On trouve : 

1- Cas où les aimants sont calés sur le noyau rotorique magnétique. Dans ce cas la machine se caractérise 
par un faible taux de saillance (Ld/Lq#1), dite structure sans pièce polaire. 

2- Cas où les pôles ferromagnétiques sont intercalés entre les aimants. Le taux de saillance ici est 
supérieur à l’unité (Lq/Ld>1), dite structure avec pièce polaire [86][96]. 

1.3.3 Modélisation de la machine synchrone à aimants permanents 

Afin d’élaborer le modèle de la MSAP, nous avons utilisé le modèle de la machine synchrone à rotor 
bobiné tel que l'excitation est représentée par un flux constant. Dans le référentiel de Park, la machine 
synchrone à aimants permanents est représentée par le système d’équations électriques et mécanique 
suivant [86][96] :  
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Où :    Cem  =P[(Ld –Lq)id iq + φ iq ]     
 
1.3.4 Schéma bloc 
 

A partir du modèle précédent, on déduit le schéma bloc de la machine (fig (1.5)): 
 

 
Fig  1.5: Modèle de la machine synchrone à aimants permanents sous la forme d'un schéma bloc. 

 

1.3.5 Principe de la commande vectorielle  

L'application de commande vectorielle aux machines synchrones à aimants permanents consiste à 
maintenir le courant id nul. Ainsi le modèle de la MSAP se réduit à l’axe q et devient équivalent à celui 
d’une machine à courant continu à excitation séparée (fig 1.6). 
 

                                        
                                   

Fig 1.6: Modèle de la MSAP après découplage 
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L'avantage de cette commande est que le modèle de la MSAP est devenu linéaire et monovariable dans le 
cas de machines à pôles lisses ou lorsque nous imposant id nul. 
 

1.3.6 Résultats de simulation 

 

 Après avoir modélisé la machine, nous simulons le fonctionnement de la MSAP, dont les paramètres 
sont indiqués en annexe. La figure 1.7 montre l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du 
démarrage à vide de la MSAP suivit d'une augmentation de la charge.  
L’analysent des courbes de simulation permet de tirer les résultats suivant : 
 

 L’établissement de la vitesse du moteur synchrone au démarrage avec couple résistant 
est lent. 

 Pendant le régime transitoire de la machine, le couple électromagnétique prend des 
valeurs relativement élevées, ainsi que le courant de phase.  

 En régime permanent, toutes les grandeurs prennent des valeurs constantes.  
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Fig 1.7 : Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP alimentée par source de tensions 
sinusoïdales nominales, lors d'un démarrage à vide avec application de la charge nominale à l’instant t=0.5 
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1.4 Modélisation de l’onduleur à trois niveaux  
 

L’apparition de nouveaux composants de puissance commandable à l’ouverture et à la fermeture tels 
que les GTO, IGBT …etc, ont permis la conception de nouveaux convertisseurs, fiables, rapides et 
puissants. Récemment, les convertisseurs multiniveaux ont entraîné un formidable intérêt dans les 
applications de grandes puissances. Ces nouvelles structures permettent d’avoir des tensions de sortie plus 
élevées et avec un meilleur taux d’harmoniques en comparaison aux onduleurs classiques à deux niveaux 
[8][21]. 
 
1.4.1 Structure de l'onduleur à trois niveaux de type NPC 

La structure d’un onduleur multiniveaux permet de synthétiser un signal sinusoïdal, à partir de 
plusieurs niveaux de tension. Plus le nombre de niveaux est grand plus la tension de sortie s’approche de 
la sinusoïde avec un minimum de distorsion harmonique. 
La structure que nous allons présenter dans le cadre de notre travail est de type NPC (Neutral Point 
Clamped) c-à-d à source de tension continu à point milieu, donnée par la figure (1.8). Cette structure de 
convertisseur est industrialisée [8].  

 
Fig 1.8: Structure générale d’un onduleur de tension à trois niveaux triphasé à structure NPC 

 
Afin d’élaborer un modèle de fonctionnement des onduleurs à trois niveaux on présente chaque paire 
transistor- diode par un seul interrupteur bidirectionnel (fig 1.9).  Un bras de l’onduleur a l’allure donnée 
à la figure1.10. 
 
 
 
 
 
 
 
 

Dks 

 

Tks TDks 

Iks 

Vks 

Fig 1.9: Schéma de l’équivalence de la paire transistor – diode et de l’interrupteur 
bidirectionnel. 
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Fig 1.10 : Schéma d’un bras de l’onduleur 

 
Afin d’avoir un fonctionnement totalement commandable de l’onduleur, on doit choisir la commande 
complémentaire, qui permet à l'onduleur de délivrer les trois niveaux de tensions désirés. Il a été démonté 
[8] que la commande complémentaire pour un bras k, qui permet d’obtenir les trois niveaux de tension 
désirés Uc1, 0, Uc2 , est définie par: 
 

⎪⎩

⎪
⎨
⎧

−==
−==

3k3k2k

4k4k1k

B1BB
B1BB                                                      (1.15) 

Bks : est la commande de l'interrupteur. 
 
Le tableau (1) montre bien les résultats de cette commande, elle donne les différents niveaux et l’état 
correspondant de chaque interrupteur (Fermé=1 et ouvert=0), en mode commandable, après élimination 
du cas inconnu. 
 

Etat des interrupteurs 
Bk4 Bk3 Bk2 Bk1 

Tension de 
sortie Vk 

0 0 1 1 +Uc1 
0 1 0 1 0 
1 0 1 0 inconnue 
1 1 0 0 -Uc2 

 
Tableau (1) 

 
1.4.2 Modèle de commande de l'onduleur à trois niveaux 

La fonction de connexion Fki définit l’état de chaque interrupteur (fermé=1 et ouvert=0), k étant le 
numéro du bras et i le numéro d’interrupteur. En mode commandable, les fonctions de connexions de 
l'onduleur sont liées par: 

 
F1F
F1F

3k 0k 

k4 1k 

⎩
⎨
⎧

−=
−=

                                                              (1.16) 

 
On définit la fonction de connexion du demi bras comme suit: 

TDk2 

TDk1 

DDk1

TDk3 

TDk4 

DDk0

i k 

Uc1 

Uc2 

M 
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4k3kko

b
2k1k1k

b

F FF

F FF

=

=
                                                             (1.17) 

Fb
km: Où k désigne le numéro du bras et m le numéro du demi bras (demi bras du haut =1 et demi bras du 

bas =0). 
Les potentiels des nœuds A, B et C par rapport aux point milieu M de l'onduleur triphasé à trois niveaux , 
s'expriment par: 

2c30
b

1c31
b

CM

2c20
b

1c21
b

BM

2c10
b

1c11
b

AM

U FU Fv

U FU Fv

U FU Fv

−=

−=

−=

                                                (1.18) 

 

On a donc :                                     
2c34331c3231CM

2c24231c2221BM

2c14131c1211AM

U F FU F Fv
U F FU F Fv

U F FU F Fv

−=
−=
−=

                                          (1.19) 

 
Les tensions simples de sortie de l'onduleur se déduisent en fonction des potentiels des nœuds par rapport 
au point milieu par la relation suivante : 

 
3/)vvv2(v
3/)vvv2(v
3/)vvv2(v

BMAMCMC

AMCMBMB

CMBMAMA

−−=
−−=
−−=

                                              (1.20) 

 
Ce qui permet d'exprimer les tensions simples en utilisant les fonctions de connexions des demi bras par: 
 

     U
F
F
F

   U
F
F
F

     
2        1-      1-
1-       2       1-
1-       1-      2 

  
3
1    

v
v
v

c2
b 
30 

b 
20 

b 
10 

  c1
b 
31 

b 
21 

b 
11 

C

B

A

⎪
⎭

⎪
⎬

⎫

⎪
⎩

⎪
⎨

⎧

⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

−
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢

⎣

⎡
=

⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢

⎣

⎡
                    (1.21) 

 
Ce système d’équations montre bien que l’onduleur à trois niveaux est équivalent à deux onduleur à deux 
niveaux en série, l’un alimenté par Uc1 et constitué des demi bras du haut, et l’autre alimenté par Uc2 et 
formé des demi bras du bas de l’onduleur à trois niveaux. 
Les courants d’entrée id1, id2 et id0 de l’onduleur triphasé à trois niveaux s’expriment en fonction des 
courants de la charge i1, i2 et i3 comme suit : 
 

3302201102

3312211111

i Fbi Fbi Fbid
i Fbi Fbi Fbid

++=
++=

                                       (1.22) 

Le courant ido : 213210 ididiiiid −−++=  
 
1.4.3 Stratégie de commande de l’onduleur à trois niveaux  
 

Afin de générer une source de tension la plus sinusoïdale possible, différentes stratégies de 
commande de l'onduleur, ont été développé par plusieurs auteurs [2][8][78]. Dans ce travail, on 
s'intéressera à la triangulo-sinusoïdale à deux porteuses. Cette dernière, est définie par deux porteuses 
identiques, dont l'une est déphasée par rapport à l'autre d'une demi période de hachage 1/(2fp). Ceci 
permet une réduction du taux d’harmonique des tensions de sortie. Plusieurs porteuses sont possibles, on 
choisit celle en dents de scie bipolaire [8]. 
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        Le principe de modulation consiste à comparer un signal triangulaire appelé porteuse à un signal 
sinusoïdal appelé référence. L’intersection de ces deux signaux donne les instants de commutations des 
interrupteurs. Cette technique est caractérisée par deux paramètres : l’indice de modulation " m " et le 
taux de modulation " r". 
     - L’indice de modulation " m" égal au rapport de la fréquence de la porteuse " fp " par celle de la 
fréquence " fref" de la tension de référence (m=fp/fref) 
    - le taux de modulation " r" est égal au rapport de l’amplitude Vref de la tension de référence par la 
porteuse Upm (r=Vref / Upm). 
 
L'algorithme correspondant à cette stratégie de commande se résume en deux étapes [8-9]: 

 

 Etape1: Détermination des signaux Vk0 et Vk1 

Nous déterminons les signaux de commande intermédiaires de chaque onduleur à deux niveaux 
équivalent à un demi -bras de l’onduleur à trois niveaux. 
 

 le signal Vk1 correspondant au demi -bras k du haut est obtenu en comparant un signal de 
référence Vkref à une porteuse en dents de scie bipolaire UP1. 

0VUV

1VUV

1k1Pkref

1k1Pkref

=⇒⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
〈

=⇒⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
〉

                                                (1.23) 

 le signal Vko   correspondant au demi bras k du bas est obtenu en comparant le même 
signal de référence Vkref à une porteuse UP2 identique à UP1 et déphasée d’une demi 
période. 

1VUV

0VUV

0k2Pkref

0k2Pkref

−=⇒⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
〈

=⇒⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
〉

                                              (1.25) 

 

 Etape 2:  Détermination du signal Vk 

Nous reconstituons l’image de la tension Vkm de la phase k de l’onduleur à trois niveaux par rapport 
au point milieu M appelée Vk 

0k1kk VVV +=                                                     (1.26) 

Et nous déduisons les signaux de commande de chaque interrupteur du bras k. Les ordres des 
commandes des interrupteurs Bki sont alors donnés par : 
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1k4k2k3k

2k1kk

2k1kk

2k1kk

BB,BB

0B,1B0Vsi

0B,0B1Vsi

1B,1B1Vsi

==

==⇒=

==⇒−=

==⇒=

                             (1.27) 

 

1.4.4  Résultats de la simulation de l’onduleur à trois niveaux  

     Nous présentons les résultats de simulation du fonctionnement de l’onduleur triphasé à trois niveaux à 
structure NPC par la stratégie triangulo-sinusoïdale à deux porteuses bipolaires en dents de scie pour 
différentes valeurs de m (12, 21), fig 1.11 et fig 1.12. 
 

 
 

Fig 1.11 : tension VA et son spectre harmonique pour m= 12, r=0,8, f=50HZ 

 

 
 

Fig  1.12 : tension VA et son spectre harmonique pour m=21 , r=0,8  , f=50 HZ 

 

Pour des valeurs paires de " m ", on a une symétrie par rapport à 
2
π  et donc seuls les harmoniques paires 

existent. Pour des valeurs impaires de " m", on trouve des harmoniques pairs et impairs. Les harmoniques 
se regroupent en familles centrées autour des fréquences multiples de celle de la porteuse (fp=mf). Les 
harmoniques les plus importants en amplitude sont ceux centrés autour de la première famille. 
L’augmentation de l’indice de modulation " m " permet de pousser les harmoniques vers des fréquences 
élevées et donc facilement filtrées. 
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1.5 Association onduleur à trois niveaux – machine synchrone 

1.5.1 Description du système 

         La figure 1.13 représente l’association onduleur de tension à trois niveaux pour m =36 et r=0,8 à 
MLI triangulo-sinusoïdale / machine (MSA/MSAP). Les tensions de références sinusoïdales V1ref , V2ref et 
V3ref , sont comparées aux porteuses, ainsi nous obtenons les instants de commutation des interrupteurs. 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

1.5.2 Résultats de la simulation  

      Les figures 1.14 et 1.15 présentent l'évolutions des grandeurs électriques et mécaniques de la MSA et 
la MSAP, les deux autopilotées et alimentées par un onduleur de tension à trois niveaux pour la stratégie 
de commande MLI triangulo –sinusoïdale à deux porteuses bipolaires, en dents de scie, pour m=36, r=0,8. 
 
On remarque que : 

- la présence d'oscillations dans l'allure du couple, 
- la présence d'harmoniques dans le courant de phase, 
- dans le cas rotor bobiné, on a aussi la présence d'harmonique dans le courant d'excitation, 
- un démarrage relativement lent du moteur. 

 
Donc, l’introduction de l’onduleur n’influe pas relativement sur l’allure de la vitesse. La comparaison 

de ces courbes avec celles obtenus avec une alimentation par un système de tensions sinusoïdales montre 
la différence entre les deux formes du couple, amorti lors du régime transitoire mais présente des 
ondulations au régime permanent, qui sont dues aux harmoniques de rang supérieur. 
 

Fig 1.13: Association de l'onduleur à trois niveaux à  MLI  triangulo  -sinusoïdale /MSA ou MSAP 

Contrôle 
par  
MLI 

Onduleur  
à   

Trois niv 
MSA 

C 
θ 

V1ref 
V2ref 
V3ref 

UP1      UP2 
Udc 
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Fig  1.14: Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques de la MSA alimentée par un onduleur triphasé à trois 
niveaux  lors du démarrage à charge nominale.   
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Fig 1.15 : Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP alimentée par un onduleur triphasé à 
trois niveaux, lors d'un démarrage à vide avec application de la charge nominale à l’instant t=0.5 
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1.6 Conclusion 
 
 Dans ce chapitre, nous avons présenté les modèles des machines synchrones triphasées à rotor bobiné 
et celle à aimants permanents. Nous avons obtenu un modèle non linéaire multivariable, qu'on peut rendre 
monovariable, en exprimant les grandeurs d'entrées en fonction de l'angle de calage ou bien en utilisant la 
commande vectorielle, tout en gardant la tension d'excitation constante. Ces modèles ont été déjà utilisés 
par plusieurs auteurs [21][47]. 

En vue d'appliquer des commandes linéaires à la machine synchrone, le modèle doit être linéaire. 
Pour cela, nous avons adopté la linéarisation autour d'un point de fonctionnement. 
 

Nous avons présenté, aussi, le modèle de fonctionnement de l'onduleur triphasé à trois niveaux à 
structure NPC. Ensuite, le modèle de sa commande en utilisant la notion de fonctions de connexions. Ce 
qui a aboutit un modèle équivalent à deux onduleurs à deux niveaux en série alimentés respectivement par 
Uc1 et Uc2. Comme stratégie de commande, nous avons utilisé la MLI triangulo-sinusoïdale à deux 
porteuses en dents de scie. 
 

La résolution des équations d'état définissant le modèle de ces machines synchrones peut être 
effectuée en utilisant une méthode de résolution des équations différentielles. Dans notre cas, nous avons 
opté pour la méthode de Runge Kutta d'ordre 4. 
 

Les résultats de la simulation visualisent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques des deux 
machines pour un démarrage en charge, dans le cas d'une alimentation par tension sinusoïdale et le cas de 
l'onduleur à trois niveaux. 
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Introduction 

 

Dans le domaine de la commande des machines électriques les travaux de recherche s'orientent de 

plus en plus vers l'application des techniques de commandes modernes. Ces techniques évoluent d'une 

façon très importantes, cela avec l'évolution des calculateurs numériques et de l'électronique de puissance. 

Ceci permet d'aboutir à des processus industriels de hautes performances. Le problème est que chaque 

technique étant la meilleur pour une classe particulière de système, il n'y a pas de méthode générale. 

 

 Dans cette partie, on se propose d'étudier deux méthodes de commande, tels que le comportement 

dynamique du système à régler peut être exprimé dans l'espace d'état en faisant appel à l'écriture 

matricielle linéaire. Aussi, la loi de commande est exprimée par une contre réaction d'état. La commande 

par retour d'état et la commande par mode de glissement dans l'espace d'état. Ainsi, la synthèse de la 

commande dans les deux cas, s'effectue de la même façon par imposition des pôles.  

 

Après la présentation des différents concepts théoriques des deux méthodes de commandes, nous 

allons les appliquer dans la commande de la vitesse de la machine synchrone à rotor bobiné alimenté en 

tension. 
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Chapitre 2 
 

COMMANDE PAR RETOUR D'ETAT 
 
 

2.1 Introduction  
 

La théorie de la commande par retour d'état a été utilisée dans de nombreuses applications. Elle peut être 
appliquée aux systèmes non linéaires moyennant une technique de linéarisation ou en utilisant un modèle 
linéaire équivalent [21] [37][47]. 
 

Ce chapitre est consacré dans un premier lieu, à l'exposé du concept de la commande par retour d'état. La 
commande par retour d'état est basée sur une structure optimale obtenue par la minimisation d'un critère 
quadratique. Dans un second lieu, nous introduisons le réglage d'état échantillonné dans la boucle de vitesse 
de la MSA. Après linéarisation des équations du système continu autour d'un point de fonctionnement, nous 
utilisons la méthode d'imposition des pôles du système échantillonné en boucle fermée pour la détermination 
des paramètres de la commande. L'avantage de cette méthode réside dans l'existence d'une relation assez 
simple entre l'emplacement des pôles dans le plan complexe (S pour les systèmes continus et Z pour les 
systèmes échantillonnés) et les performances dynamiques obtenues pour le système en boucle fermée (temps 
de réponse, poursuite, rejet de la perturbation …etc) [12][37]. 
 
  Enfin, nous présentons les résultats de la simulation, qui vont nous permettre de conclure sur les 
performances de cette commande appliquée à la MSA, autopilotée et alimentée en tension. 
 
2.2 Structure générale de la commande par retour d’état  
 
 La théorie générale de la commande optimale est basée sur la minimisation d’un critère intégrale, qui 
dépend généralement du vecteur état et de la grandeur de commande du système. La synthèse de la 
commande par retour d’état optimal lors de l’influence des grandeurs de consigne et de la perturbation est 
basée sur la minimisation du critère de performance quadratique étendu avec pondération de l’état final. 
Ce critère est donné par la relation ci-dessous [37]: 

            ( )∑
−

=

++++=
1N

0k
k

T
kk,RR

T
k,Rke

T
kN,RN

T
N,RNe

T
N RUUXQXeQeXQXeQeI                    (2.1) 

Où Uk et ek représentent respectivement les vecteurs de commande et l’écart de réglage tandis que XR 

représente l’état du régulateur intégrateur introduit pour éliminer l’écart de réglage. Qe, QR et R 
représentent respectivement les matrices de pondération de l’écart de réglage, des états du régulateur et de 
la commande. L'application du principe d’optimisation de Bellman permet d’aboutir à la loi de 
commande suivante [37]: 

 U[k] = -KT x[k] + kW  W[k] - kV V[k]                                                                       (2.2) 
Avec  ]k     K[K r

T
s

T −=  
Ainsi, nous pouvons élaborer la structure optimale de la commande par retour d’état échantillonnée 
figure2.1. Cette structure de commande est composée de trois actions combinées : 

- Une contre- réaction des grandeurs d’état à travers le vecteur KT, 
- Un effet d’anticipation, par l’action directe de la consigne, à travers le coefficient kW, 
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- Un effet de compensation, par l’intervention directe du vecteur de perturbation, à travers le 
coefficient kV.  

 
On suppose que la grandeur de perturbation est mesurable, dans le cas contraire, on doit faire appel à un 
observateur. En régime établi, l’annulation de l’écart e(k) est assurée par le régulateur intégrateur. Il est 
aussi à noter qu'en toute rigueur, cette structure n’est optimale que si la consigne et la perturbation restent 
constantes pendant une durée finie. [37]. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Fig 2.1:   Structure optimale de la commande par retour d’état 

 
2.3   Système d’équations d’état échantillonnées  
           Les équations d’état échantillonnées décrivant un système monovariable, s’écrivent sous la forme 
suivante [37]: 

           xs [k+1] = Fs xs [k] + hsu U[k] + hsv V[k]                                                         (2.3) 
        y[k] = T

sC  xs[k]                                                                         (2.4) 
    Le régulateur intégrateur est décrit par la relation suivante : 

xr[k+1] = xr [k] + W[k] - y[k]                                                                 (2.5) 
Sachant que le vecteur d’état augmenté est représenté par : 

                                        x[k] = ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
]k[x
]k[x

r

s                                                                                   (2.6) 

Le modèle d’état échantillonné de l’ensemble régulateur- système à régler devient : 

x[k+1] = F x[k] + HuU[k] + Hw W[k] + HvV[k]                                                    (2.7) 
 
Avec: 

                F = ⎥
⎦

⎤
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⎣
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⎦
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⎢
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⎦
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 Pour obtenir les équations d’états du système global en boucle fermé, il suffit d’introduire la loi (2.2) 

dans (2.7). On obtient : 

x[k+1] = FG x[k] + HGWW[k] + HGV V[k]                                              (2.8) 

Avec : 
           FG = F- Hu KT

;    HGW =Hw + Hu kw ;  HGV =Hv - Hu kv 

2.4 Détermination du vecteur de la contre réaction d’état                                                   
 Le calcul des coefficients de réglage du vecteur de la contre-réaction d’état KT, fait appel à la forme 
canonique. Cette forme est obtenue par l’intermédiaire de la transformation linéaire T, telle que [37]: 

                           xr[k] = T x[k]                                                                                   (2.9) 

Où :  xr[k] est l'image de x[k] par la transformation T. 
 La matrice de transformation est égale à l’inverse de la matrice S, non singulière, définie récursivement 
à partir des vecteurs colonnes S n ,…,S1  comme suit: 

 S i - 1   =  F  S i   +  a i - 1  S n                                                                 (2.10) 

Pour i=2 . .n  ,  e t   Sn est définie par :   S n  =  H u  
 Tandis que les coefficients ai sont les valeurs propres du système en boucle ouverte défini par le 
polynôme caractéristique suivant : 

de t (  z  I d  –  F  )  =  z n  +  a n - 1  zn - 1  + .  .  .  + a 0                      (2.11) 

Les coefficients de la contre-réaction d’état sont alors donnés par la relation suivante : 

                 T K  K T
r

T =                                                                                                                          (2.12) 

Où les coefficients Kri sont définis par: 

 K r i  =  α i - 1  -  a i - 1                                                                                                                      (2.13) 

               i = 1..n 

La relation entre les coefficients αn-1,..., α1, α0, de l’équation caractéristique et les pôles z1, z2, ..., zn   est 
donnée par le théorème de Viète. 
 α n - 1   =  - (  z 1 + z 2 + . . .  +z n  )  

 α n - 2   =  z 1  z 2  +  z 1  z 3  + . . .  +  z n - 1  z n  

 .     .     .     .     .     .     .     .                                                                         (2.14) 

 .     .     .     .     .     .     .     .   

 α 0   =  ( -1) n
   z 1 z 2   .   .   .    z n   

 Ainsi, la détermination de KT nécessite une assignation des pôles qui permettent de fixer la dynamique 
du système global en boucle fermée en imposant le polynôme caractéristique défini par : 

        P(z)  =  de t (  z  I d  -  F G  )  =  z n  +  α n - 1  z n - 1 + .  .  .  .   +  α 0                                                  (2.15) 

2.5 Choix de la période d’échantillonnage  

 En général, la qualité de la commande s'améliore lorsque la période d’échantillonnage diminue. 
Cependant, il est possible que la grandeur de commande devienne très élevée lorsqu’on choisit une période 
d’échantillonnage très petite. Par contre, si cette dernière est importante, il est possible que des variations 
de la grandeur de perturbation ne soient pas détectées assez rapidement, ce qui peut conduire à une 
diminution de la qualité de la commande. 
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Pour un pôle réel ( r = -1/Tci ) avec Tci : constante de temps, la période d’échantillonnage est donnée par la 
condition suivante [37] : 

2
T

T ci
e ≤                                                                  (2.16) 

En plus, nous avons pris en considération les performances de la commande désirées, pour cela nous avons 
choisi : Te = 1 ms [25]. 
2.6 Détermination des coefficients d’intervention directe de la consigne et de la perturbation 

 Une fois le calcul du vecteur KT est effectué, il reste à déterminer les coefficients d’intervention directe 
de la consigne kw et de la perturbation kv. On détermine le coefficient kw de manière à compenser un pôle 
réel zr du système échantillonné [37] tel que: 

                                       kw = 
r

r

z1
k
−

                                                                  (2.17) 

Le coefficient kv est calculé à partir du critère de l’annulation de la grandeur d’état du régulateur 
intégrateur en régime établi, qui abouti à: 
 

            
su
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ssus
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s
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s
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−
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=                                            (2.18) 

2.7 Représentation d’état échantillonnée du système à régler  

A partir du modèle linéaire continu du système à régler et avec un choix adéquat de la période 
d’échantillonnage, nous obtenons le modèle d'état échantillonné suivant : 

xs[k+1] = Fs xs[k] +hsu Δδ[k] + hsv ΔCr[k]                                     (2.19) 

 Les différents éléments de la matrice Fs et des vecteurs hsu et hsv sont calculés en utilisant la matrice de 
transition aux instants d’échantillonnage. Notre système est d’ordre élevé, en conséquence, nous utiliserons 
la méthode numérique de discrétisation, pour la détermination de la matrice de transition d'état [37]. Les 
étapes de calcul sont : 

 Fs = Φt(Te)                                                                                                                          (2.20) 

 hsu = Ψ(Te) Bu                                                                                                                          (2.21) 

 hsv  = ψ(Te) Bv                                                                                                                                                                                               (2.22) 

 Avec :  Φt(Te) = 1 + As ψ(Te) 

  Φt(Te) = ∑
∞

=0i

i
es )TA(

!i
1  

Tels que As, Bu et Bv caractérisent la représentation continu du système à régler. 

La discrétisation du système autour du point de fonctionnement nominal (Cr =10 Nm, Nref = 1500 tr/min) 
donne les résultats ci-dessous : 
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En tenant compte du régulateur intégrateur, définit par : 

                       xr[k+1] = xr[k] - ( ω[k] - ωref[k] )                                                         (2.23) 

      Ce qui permet la formation du vecteur état augmenté x et aboutir à la représentation d’état du système 
global suivante : 

x[k+1] =  F  x[k]  +  HΔδ [k ]  + H w  ω r e f [k ]  +  H v  ΔC r [k]                      (2.24) 
Avec: 

   x[k] = 
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2.8 Commande par retour d’état échantillonnée de la vitesse de la MSA        

2.8.1 Structure de la commande 
L’application de la théorie de la commande par retour d’état à la MSA, après la linéarisation des 

équations du système à régler autour d’un point de fonctionnement, conduit à la structure optimale suivante 
: 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig  2.2  Structure optimale de la commande de vitesse de la MSA 

Où la grandeur de commande est l’angle de calage δ. Les quatre états du système à régler sont isd, isq, irq et 
la vitesse de rotation "n", qui interviennent dans la contre-réaction d'état. Le signal de la vitesse de 
référence est injecté directement dans la commande par le biais du régulateur intégrateur. Ce dernier 
permet la suppression de tout écart en régime établi. 
Remarque: L'introduction des courants dans le vecteur état est justifiée, car les courants id et iq peuvent être 
soit mesuré et calculés par la transformation triphasée-biphasée  soit en utilisant un observateur approprié [37]. 
Le courant d'excitation irq est directement mesuré. Pour ce qui est de la vitesse, elle est déduite de la position 
instantanée du rotor par rapport au stator (codeur numérique absolu) [47]. Le couple résistant peut être mesuré 
ou observé. 
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2.8.2 Choix des pôles en boucle fermée 

 La commande par retour d’état permet d’atteindre théoriquement des vitesses extrêmement rapides. En 
réalité les réponses rapides exigent une variation de puissance très élevée, ce qui nous oblige à limiter le 
courant. Par conséquent, cette dernière va réduire les performances dynamiques du système. De plus, 
certaines hypothèses simplificatrices ont été prises lors de la modélisation et la linéarisation, qui peuvent avoir 
un effet perturbateur important. 
 
    Le choix des pôles doit prendre en compte le comportement dynamique désiré, donc des phénomènes 
d'amortissement et du temps de réponse. 
Puisque notre système est du cinquième ordre, dans le plan S, on choisit une paire de pôle complexe 
conjuguée et un pôle réel triple. De plus, on désire que les pôles soient alignés (même partie réelle). Ce choix 
donne en général un comportement transitoire rapide et bien amorti (critère d'amortissement relatif optimal) 
[25][37]: 
P1,2 = -ρ  ±  j ρ; 
Pr = -ρ 
Ces pôles correspondent, dans le plan Z, à une paire de pôles complexes conjugués et un pôle réel triple du 
système échantillonné : 

 z1,2 = e-ρTi ( cos (-ρTi ) ± j sin (-ρTi ) )                                                                           (2.25) 
 zr = e-ρTi

                                                                                                                                                                                            (2.26) 
 
Les pôles choisi sont déterminés pour ρ = 1.10. L’emplacement des pôles du système en boucle fermée est 
représenté dans la figure 2.3. 

 
Fig  2.3   Emplacement des pôles en boucle fermée dans le plan S et son image dans le plan Z 

 

2.8.3  Synthèse du vecteur de la contre- réaction d’état  

 Après calcul, nous obtenons l’équation caractéristique du système à régler en boucle ouverte du 
système linéarisée autour du point de fonctionnement nominal :  

det (zId - F) = z5 - 1.8778z4 + 0.9787z3 - 0.3210z2 + 0.2206z - 4.83E-4 

L'emplacement des pôles choisi en boucle fermé, nous a permis d’écrire l’équation caractéristique 
suivante : 

det (zId- FG ) = z5 - 1.3006z4 + 0.7448z3 - 0.2479z2 + 0.0480z - 0.0041 

Ce qui nous a permis de déduire le vecteur de contre-réaction d’état du système à régler: 
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KT  = [ -0.0376    -0.0786    -0.7227    0.0435    -0.0221 ] 
 Les coefficients d'intervention directe de la consigne et de la perturbation sont respectivement déterminés 

de manière à compenser l'effet du pôle réel, et à annuler la grandeur d'état en régime établi [25]: 

                         0332.0
z1

k
k

r

r
W =

−
= ;    kv   = -0.0248. 

2.9  Système anti-windup 
 L'action intégrale de la commande par retour d'état doit être corrigée durant la limitation de l'angle de 
commande, lors des régimes transitoires (démarrage, grandes perturbations ...). 
Le principe de la correction est visualisé sur la figure (2.4) [12] [25]. 

 
 

Fig 2.4: Principe du système anti-windup 
 

 La correction de l'action intégrale est basée sur l'écart entre les valeurs de l'angle de commande en amont 
et en aval du limiteur, pondérer par le coefficient 1/kw tel que: 
 

   xrl [k+1] = xr [k] - (1/kw)( δ[k] - δl )                                                                       (2.27) 
 

2.10  Résultats de la simulation  

 Pour l’évaluation des performances de la commande par retour d’état appliqué à la MSA alimentée en 
tension, dont le modèle est linéarisé autour du point de fonctionnement nominal, nous simulons en temps 
réel le fonctionnement global. 
 Les résultats de la simulation sont présentés dans les figures (2.5), (2.6) et (2.7), montrent l’évolution 
de la vitesse N, de l’angle de commande δ, du couple électromagnétique Cem et du courant de phase ia,, lors 
d'un démarrage suivit d'une variation de la charge . 
 
L'analyse de ces courbes de simulation permet de tirer les résultats suivants: 

 La mise en oeuvre de la limitation sur l'angle de commande et l'intervention directe de la consigne 
imposent un établissement rapide de la vitesse, sans dépassement, lors de la variation de référence, 
tout en assurant une valeur raisonnable du courant de phase. 

 Lors de la variation brusque de l'angle de commande, nous notons une brève baisse du courant 
inducteur. 

 L'effet de la perturbation (charge) est minimisé grâce à l'effet de la compensation. 
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Fig  2.5 : Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques lors du démarrage avec variation de 

 la charge de la MSA, commande par retour d'état dimensionnée pour Nn et Crn. 
 

 
 

Fig 2.6: Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques lors du démarrage avec variation de 
 la charge de la MSA, commande par retour d'état dimensionnée pour Nn et Crn. 
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Fig 2.7: Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques lors du démarrage avec variation de 
la charge de la MSA, commande par retour d'état dimensionnée pour Nn et Crn. 

 
2.11 Conclusion 

 
 Dans ce chapitre, la commande par retour d'état est synthétisée pour la MSA alimentée en tension, dont le 
modèle de Park est utilisé sous la forme d'une équation d'état linéaire. L'étude par simulation a permis de 
montrer un comportement satisfaisant de la commande autour du point de fonctionnement considéré. Ainsi, les 
caractéristiques dynamiques obtenues montrent que: 

• L’effet de la compensation par l’intermédiaire du coefficient kv permet le rejet de la 
perturbation d’une façon efficace. 

• La dynamique de poursuite de la consigne est satisfaisante. 
• La vitesse est rapidement rétablie malgré la présence de perturbations. 
• La linéarisation donne de bons résultats autour du point de fonctionnement considéré. 

 
La commande par retour d'état échantillonnée de la MSA, nous a donné de bons résultats en fonction du 

point de fonctionnement lié à la vitesse et la charge, il reste à voir la robustesse vis-à-vis des grandes 
variations de la consigne et la variation des paramètres de la machine. 

 
La limitation indirecte du courant par l'utilisation de la loi V/f constant, a permis une atténuation 

remarquable des régimes transitoires et les dépassements occasionnés dans l'allure du couple et du courant 
de phase, lors des variations de la charge et les variations de la consigne.  
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Chapitre 3 
 
 

COMMANDE PAR MODE DE GLISSEMENT A  
PLACEMENT DE POLES 

 
 
3.1 Introduction 

Dans ce chapitre, on se propose d'étudier une deuxième méthode de commande, telle que le 
comportement dynamique du système à régler peut être exprimé dans l'espace d'état en faisant appel à 
l'écriture matricielle linéaire. Aussi, la loi de commande est exprimée par une contre réaction d'état. En 
plus, la synthèse de ses coefficients s'effectue de la même façon que le réglage d'état, par imposition des 
pôles. Le mode glissant est un mode de fonctionnement particulier des systèmes à structure variable (SSV). 
Ce dernier, est un système dont la structure change pendant le fonctionnement. La commande par mode de 
glissement est caractérisée par la discontinuité de la commande au passage par une surface de 
commutation. L’évolution et le développement des systèmes à structure variable avec cette commande à eu 
lieu en ex –Union Soviétique tout d’abord à partir des travaux théoriques du mathématicien Russe 
A.F.Filipov [48], et par Emelyanov [63] puis Utkin[98]. Par la suite de nombreux travaux ont été menus 
par tout ailleurs, soit pour compléter l’étude théorique, soit pour l’appliquer aux systèmes physiques, au 
USA par J.J.Slotine [93-95], au Japon par H.Hashimoto  [60][61]. 

L’utilisation de cette commande est devenue très attractive qu’a partir du début des années 80, elle est 
considérée comme une des approches les plus simples pour la commande des systèmes non linéaires et les 
systèmes ayant un modèle imprécis [88][93][99]. 
 

Le but de ce chapitre est de présenter le concept général de la commande par mode de glissement traité 
dans l'espace d’état et par placement de pôles, ainsi que son application pour la commande de la vitesse de 
la MSA alimentée en tension. Enfin, à partir des résultats de simulation obtenus, nous présenterons une 
évaluation des performances de la commande.  

3.2 Définition du mode de glissement 
La technique des modes de glissement consiste à amener la trajectoire d’état d’un système vers la 

surface de glissement et de la faire commuter à l’aide d’une logique de commutation approprié autour de 
celle –ci jusqu’au point d’équilibre, d’où le phénomène de glissement (Fig 3.1).  
   
 
 
 
 
 
 
 
La commande par mode de glissement possède des avantages incontestables (robustesse vis-à-vis des 
variations paramétriques et les problèmes de modélisation…etc). Cependant, les fortes sollicitations que 
subit l’organe de commande constituent un inconvénient potentiel. Ce dernier limite certaines applications 
de réalisation pratique de cette méthode [38]. 

                           X1
 

                                                    S(x)>0
                                     
                                S(x)<0                    S(x)=0
                                                                                  X2

        Fig 3.1: Principe du mode de glissement pour un système d’ordre 2
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3.3 Système de commande à structure variable 
Ces systèmes sont caractérisés par le choix d’une fonction et d’une logique de commutation 

appropriées. Ce choix permettra de commuter à tout instant entre chacune de ces structures afin d’avoir un 
comportement désiré du système. Dans les systèmes à structure variable utilisant la commande par mode 
de glissement, on peut trouver trois configurations de base pour la synthèse des différentes commandes. La 
première correspond à la structure la plus simple où la commutation a lieu au niveau de l'organe de 
commande lui même. On l'appellera, structure par commutation au niveau de l'organe de commande. La 
deuxième structure fait intervenir la commutation au niveau d'une contre-réaction d'état. Et enfin, la 
dernière structure est une structure par commutation au niveau de l'organe de commande avec ajout de la 
"commande équivalente". La première structure est retenue pour la suite de notre étude [38]. 
 

Une configuration, où le changement de la structure se fait par commutation au niveau de l’organe de 
commande est présentée à la fig 3.2 

 
Fig 3.2   Configuration de changement de structure par commutation 

 au niveau  de l’organe de commande 
La grandeur de commande U ne prend que les valeurs constantes Umax ou Umin.  La commutation entre ces 
deux valeurs est imposée par la loi de commutation, de sorte que le système de réglage travaille en mode 
de glissement, selon:  
                        U= Umax    si       S(x)>0  

U= Umin    si       S(x)<0                                                                                         (3.1)  
Aussi, il est possible que la commutation ait lieu à une fréquence très élevée de sorte que le système de 
commande travaille en mode de glissement. Pour que le comportement dynamique du système existe la 
condition :  S(x)=0 [38]. 
 
3.3.1  Loi de commutation par contre réaction d’état 

Il est possible de faire appel à la méthode de Lyapunov ou au principe d’optimisation de Pontryagin, 
ou même à la théorie de l’hyperstabilité de Popov pour la synthèse de la loi de commutation, cependant, 
ces méthodes ne permettent pas le dimensionnement de la loi de commutation d'une manière satisfaisante 
(application pratique malaisée). Pour pallier cet inconvénient, on propose, en analogie avec la commande 
par retour d’état, la méthode se basant sur le principe de la contre réaction d'état [38], définie par: 
 

WkxK-  ) x S( w 
T +=                                                       (3.2) 

 

Où x est le vecteur état du système global à régler, y compris le régulateur intégrateur, de dimension (n+1), 
la grandeur de consigne W, KT est un vecteur ligne de dimension (n+1) qui contient les coefficients de la 
contre réaction d’état et kw est le coefficient de l’intervention directe de la grandeur de consigne (Fig.3.3). 
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Fig 3.3 Structure avec loi de commutation par contre réaction d’état 

 

Cette approche nécessite l’utilisation des concepts de l’automatique linéaire pour la synthèse du vecteur de 
la contre réaction d’état. Pour notre étude, cet inconvénient est pallié par l’utilisation du modèle linéarisé 
du moteur.  

3.3.2 Calcul de la commande 
 

Une fois la surface de glissement est choisie, ainsi que le critère de convergence, il reste à déterminer 
la condition nécessaire pour que la variable à contrôler tende vers la surface et ensuite vers son point 
d’équilibre en maintenant la condition d’existence du mode glissant. 
Durant le mode glissant, la commande doit commuter entre Umax et Umin instantanément (fréquence infinie), 
en fonction du signe de la surface de glissement la figure 3.4. Dans ce cas des oscillations de très haute 
fréquence appelées broutement ou chattering apparaissent dans le mode de glissement [38]. 
 
                                        
                                                                          
                                            
 
 
 
    
 

 
 

Fig  3.4: commande appliquée au système à structure variable. 
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3.4 Méthode de placement des pôles 

3.4.1 Détermination des coefficients de la contre réaction d’état  

 La méthode de placement de pôles s’applique pour les systèmes linéaires. Son extension pour des 
systèmes commandés par les modes de glissement nous permet la synthèse de la surface de glissement, 
d’où le choix de la dynamique du système. 

Le système à régler, avec régulateur intégrateur, est décrit par les équations d’état [38]: 
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où                    
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)t(x  s  , )t(KT
s  sont respectivement le vecteur d’état du système à régler sans le régulateur intégrateur, 

ainsi que son vecteur de contre réaction associé. Ti la constante de temps d'intégration et xr état du 
régulateur intégrateur. 
L’équation caractéristique du système en mode de glissement est donnée par :  

 

                   0s........sss)AsIddet()s(P 0 1 
2n
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−              (3.6) 

Les coefficients αi sont déterminés par le théorème de Viète par identification avec les pôles imposés [36-
38]. 

                                            
)Ps)...(Ps)(Ps()s(P n 2  1  −−−=

                                        (3.7) 

Cette méthode consiste à déterminer le vecteur ligne KT de la contre réaction d’état, afin que la matrice A*, 
du système en mode glissant, ait des valeurs propres égales aux n pôles imposés. Le vecteur de contre 
réaction d’état peut être calculé par [38]:  

                                            T  1]       [K T
n,r

T K α=                                                  (3.8) 

Où ]  ...    [ 1n21 
T

−ααα=α  

 

 T est une matrice de transformation définie par :  

[ ]T1nT2nTTT AtAt...AttT −−=                                                                                       (3.9) 
                          avec   

  [ ] Q    1  0 ... 0 0t 1
c

T −=                                                                           (3.10) 
  et              ] bA      bA   ...   Ab     b[Q 1n2n

c
−−=                                                       (3.11) 
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 Avec:  Qc est la matrice de commandabilité, et le facteur Kr,n est choisi quelconque. 

3.4.2 Détermination du coefficient kw de l’intervention directe de la grandeur de consigne 
Le coefficient kw présente une influence sur la position de la droite de glissement par rapport à 

l’origine, kw est donc choisi de telle sorte que le domaine du mode de glissement contient la région de 
fonctionnement désirée. Dans notre cas, kw est déterminé de telle sorte que l’erreur statique s’annule en 
régime permanent [38]:  
 

                         
sx*

T
s

w x
K

k =                                                                                 (3.12) 

 
Où Xs représente la valeur de x en régime établi, et x* représente la valeur de référence.  
 
3.5  Application à la commande de la vitesse de la MSA 

 Pour la détermination du vecteur de la contre réaction, de la même façon que le réglage d'état, on fait 
appel à la méthode basée sur l'imposition des pôles en boucle fermée. Les pôles choisis sont déterminés 
pour r=18000. 
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Après les calculs on obtient les résultats suivants : 
 
KT=[-1.8678e+005  1.4269e+006  1.3318e+007 -3.2291e+005 -1.2175e+004] 

kw=-3.5453e+005 

3.6  Résultats de la simulation 
 Afin d'évaluer les performances de la commande par mode de glissement avec loi de commutation par 
contre réaction d'état, appliquer à la MSA alimentée en tension, et dont le modèle est linéarisé autour du 
point de fonctionnement nominal, nous simulons en temps réel le fonctionnement du système global. Par 
conséquent, nous utiliserons le même modèle que celui dans le cas de la commande par retour d'état 
précédent, et avec les mêmes paramètres de la machine. 
 

Les figures 3.5, 3.6 et 3.7 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors d'un 
démarrage de la MSA, et dés que le régime permanent est atteint, nous effectuons une variation de la 
charge (de Cn/2 à Cn). Les résultats remplissent l'objectif de la commande sans que ce soit d'une manière 
satisfaisante. En effet, le broutement "chattering" conduit à l'apparition d'oscillations dans le courant de 
phase et dans le couple électromagnétique, cela malgré l'utilisation de fonction adoucissante. La commande 
se détériore dans la plage des faibles vitesses, apparition d'oscillations dans la courbe présentant l'évolution 
du couple électromagnétique et aussi celle de la vitesse de rotation et du courant d'excitation. 
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Fig 3.5: Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques lors du démarrage avec variation de 
 la charge de la MSA, commande par mode de glissement linéaire dimensionné pour Nn et Crn. 

 

 
 

Fig 3.6: Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques lors du démarrage avec variation de 
 la charge de la MSA, commande par mode de glissement linéaire dimensionné pour Nn et Crn. 
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Fig 3.7: Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques lors du démarrage avec variation de 
 la charge de la MSA, commande par mode de glissement linéaire dimensionné pour Nn et Crn. 

 
 

3.7 Conclusion 

Dans ce chapitre, la commande par mode glissant traité dans l’espace d’état a été synthétisée. 
L'étude par simulation a permis de visualiser le comportement de toutes les grandeurs caractérisant le 
fonctionnement de notre système. L'utilisation d'une fonction signe adoucie a permis la réduction 
considérable du problème de broutement tout en préservant de bonnes réponses dynamiques et statiques de 
la machine. Les résultats montrent, que : 

 

 La dynamique de poursuite de la consigne est satisfaisante sur une grande plage de 
variation de vitesse. 

 Le rejet de la perturbation est assuré lors de variation de la charge. 
 La présence d'oscillations dans l'allure du couple électromagnétique et aussi du courant 

d'excitation. 
 

Cependant, nous notons, une détérioration des performances de la commande pour les fonctionnements à 
faibles vitesses. La commande par mode de glissement a donné des résultats équivalents à ceux obtenus 
avec la commande par retour d'état.  

De la même façon que la commande par retour d'état, la limitation indirecte du courant par 
l'utilisation de la loi V/f constant, a permis une atténuation remarquable des régimes transitoires et les 
dépassements occasionnés, lors des variations de la charge et les variations de la consigne.  
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Chapitre 4 
 

ROBUSTESSE ET COMPARAISON DES DEUX  
COMMANDES LINEAIRES 

 

4.1 Introduction 

 Après avoir effectué l'application du retour d'état échantillonné et celui par mode de glissement dans 
l'espace d'état à la commande de la vitesse de la machine synchrone autopilotée alimentée en tension,  nous 
nous intéressons à l'étude de la robustesse de ces deux types de commandes. 
En effet, pour une étude comparative plus poussée, il serait intéressant de développer les travaux précédents 
par une analyse de la robustesse des deux commandes lorsque: 
 
   - le système est soumis à des variations de consigne dans les différentes plages de fonctionnement, 
 
   - le système est soumis à des variations des paramètres du modèle. 
 
 Cette étude nous a amené à examiner la possibilité de l'adaptation des paramètres des deux types de 
commandes. 
 
4.2 Robustesse de la commande par retour d'état appliquée à la MSA 

4.2.1 Robustesse par rapport aux différentes gammes de vitesses  

 Afin de mettre en évidence la robustesse de la commande par retour d’état échantillonnée par rapport 
aux différentes variations de la consigne et de la perturbation, comme première étape on a fait six 
simulations pour trois points de fonctionnements à savoir : No=200 tr/min, No=600 tr/min et 
No=1500.tr/min. Dimensionnée à partir du modèle linéarisé autour du point de fonctionnement à la vitesse 
No à charge nominale. Les figures 4.1 à 4.3 montrent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques, 
lors du démarrage de la MSA pour une consigne de vitesse constante avec une variation de la charge de 
Cn/2 à Cn. On constate que les performances de poursuite, en tenant compte du couple résistant sont 
satisfaisantes pour la vitesse utilisée dans la linéarisation, et se détériore dés qu'on s'éloigne du point de 
cette dernière. 

 Nous venons de confirmer le résultat concernant, la dégradation des performances lorsque la 
référence s'éloigne du point de fonctionnement utilisé dans la linéarisation.  

Pour améliorer les performances de la commande, nous devons faire une adaptation des paramètres, donc 
des coefficients de commande variable par palier de vitesse. Cependant, la gamme de vitesse est assez 
importante allant de 0 à Nn=1500 tr/min. Pour plus de simplicité, choisissant que trois plages de 
fonctionnement représentative. On distingue alors : 

 

- Dans l'intervalle [0 à 400 tr/min] nous utilisons les coefficients calculés pour No=200 tr/min. 
- Dans l'intervalle [400 à 1000 tr/min] nous utilisons les coefficients calculés pour No=600 tr/min  
- Dans l'intervalle [1000 à 1500 tr/min] nous utilisons les coefficients calculés pour 

No=1500vtr/min. 
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Les coefficients de la commande correspondant à chaque plage sont : 

- Pour No= 200 tr/min, les pôles assignés pour ρ = 0,65, nous obtenons alors :  

Ks
T = [ 0,6519  -0,3260  -3,1941  0,4174 ]       

kr   =  0,0707            kw = 0,1479  kv = - 0,1471 

 - Pour No= 600 tr/min, les pôles assignés pour ρ = 0,43, nous obtenons alors:  

Ks
T = [ -0,0434  -0,0244  -0,1530  0,0036]  

kr   =  0,0036           kw =0,0100  kv = - 0,0459 

 

Ainsi la figure (4.4) présente le démarrage à charge nominale de la MSA avec une variation du sens de 
rotation de la machine, avec adaptation des paramètres de la commande à la plage de fonctionnement. On a 
relevé les grandeurs : vitesse, couple, courant d'excitation, courant et tension de phase ainsi que l’angle de 
commande.  

On remarque que les performances sont très satisfaisantes, du point de vue poursuite de la consigne et rejet 
de la perturbation, néanmoins on note une pointe du couple et du courant très importante, mais d’une durée 
très courte, ce qui ne va pas trop influencer la qualité de la commande. 

 

 

Fig  4.1: Caractéristiques dynamiques lors du démarrage de la MSA pour deux références de vitesse avec 
variation de la charge , cas de la commande par retour d’état avec coefficients calculés pour N0 = 1500 
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Fig 4.3:  Caractéristiques dynamiques lors du démarrage de la MSA pour deux références de vitesse avec 
variation de la charge. Cas de la commande par retour d’état avec coefficients calculés pour N0 = 200 tr/min 

Fig  4.2: Caractéristiques dynamiques lors du démarrage de la MSA pour deux références de vitesse avec 
variation de la charge, cas de la commande par retour d’état avec coefficients calculés pour N0 = 500 tr/min  
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4.2.2 Robustesse de la commande par retour d’état lors de la variation des paramètres 
électriques et mécanique de la machine  

Pour étudier la robustesse de la commande par retour d'état vis à vis de la variation des paramètres 
électriques et mécanique de la machine, nous allons simuler le démarrage de la MSA à charge constante. 
Nous allons faire une augmentation respective de chaque paramètre de 50% et ensuite nous ferons une 
comparaison par rapport aux résultats obtenus avec les données initiales. 

Il est à noter que les paramètres électriques qui vont subir une augmentation sont : les résistances 
statorique et rotorique (Rs, Rr) et les inductances cycliques statorique et rotorique (Ls, Lr) ainsi le moment 
d'inertie J. 

La figure (4.5) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et du courant de 
phase lors du démarrage de la MSA pour une augmentation de 50% de la résistance statorique Rs  On 
constate : 

- Une légère augmentation du temps de réponse de la vitesse; 
- un léger dépassement de la vitesse; 
- une oscillation du couple électromagnétique et du courant de phase. 

La figure (4.6) représente l'évolution de la vitesse N du couple électromagnétique Cem et du courant de 
phase ia lors du démarrage de la MSA pour une augmentation de 50% de la résistance rotorique Rr .On 
constate : 

- Un temps de réponse de la vitesse, un peu plus important que le cas précédent; 
- un temps d'établissement inférieur pour le couple électromagnétique Cem et le courant de phase 

par rapport au cas précédent. 

Fig 4.4: Inversion du sens de rotation de la machine dans le cas de la commande par retour d’état avec 
coefficients calculés pour N0 = 500 tr/min à charge nominale. 
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La figure ( 4.7 ) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et le courant de 
phase ia lors du démarrage de la MSA pour une augmentation de 50% de l'inductance cyclique statorique 
Ls . On constate : 

- Un temps de réponse, de la vitesse, un peu plus important que dans les deux cas précédents; 
- pas de dépassement de la vitesse; 
- un temps d'établissement inférieur pour le couple électromagnétique Cem semblable au cas 

précédent (Rr). 
- un temps d'établissement du courant de phase ia inférieur aux deux cas précédents. 

La figure (4.8) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et le courant de 
phase ia lors du démarrage de la MSA pour une augmentation de 50% de l'inductance cyclique rotorique Lr 
.On constate : 

- Une légère augmentation des oscillations dans l'allure de la vitesse et du courant de phase; 
- une oscillation du couple électromagnétique entre la première et la deuxième variation, mais un 

temps de établissement semblable aux deux cas précédents. 

La figure (4.9) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et du courant ia lors 
du démarrage de la MSA pour une augmentation de 50% du moment d'inertie de la machine. On constate : 

- Un temps de réponse légèrement supérieur à celui du cas où nous avons augmenté la résistance 
statorique Rs; 

- un léger dépassement de la vitesse; 
- une légère oscillation du couple entre la première et la deuxième perturbation.   

Nous avons retenu deux remarques : 
-  Une augmentation du temps de réponse pour tous les paramètres considérés. Le degré d'influence 

de ces paramètres peut être classé respectivement comme suit rsrs LJRRL ; 

-  Présence de faible dépassement de la vitesse pour les paramètres Rr, Ls et J. Ce dépassement est 
pratiquement le même pour ces trois paramètres. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Fig 4.5:  Robustesse de la commande par retour  d’état pour une augmentation de 50% de Rs 
a)   Rs                      b)  1.5 Rs 

a) b) 
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Fig 4.6:  Robustesse de la commande par retour  d’état pour une augmentation de 50% de Rr 
a)   Rr                      b)  1.5 Rr 

a) b) 

Fig 4.8:  Robustesse de la commande par retour d’état pour une augmentation de 50% de Lr 
a)   Lr                      b)  1.5 Lr 

a) b) 
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4.3 Robustesse de la commande par mode de glissement appliquée à la MSA 
4.3.1 Robustesse de la commande par mode de glissement par rapport aux différentes 

gammes de vitesses  

 Afin de mettre en évidence la robustesse de la commande par mode de glissement par rapport aux 
différentes variations de la consigne et de la perturbation, comme première étape nous avons fait quatre 
simulations pour deux points de fonctionnements à savoir : No=200 tr/min, et No=1500 tr/min. 
Dimensionné à partir du modèle linéarisé autour du point de fonctionnement caractérisé par la vitesse No et 
la charge nominale. Les figures 4.11 et 4.12 montrent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques, 
lors du démarrage de la MSA pour une consigne de vitesse avec une variation de la charge de Cn/2 à Cn. 
Nous avons relevé les grandeurs suivantes : la vitesse de rotation, le couple électromagnétique, courant de 
phase, courant d’excitation et tension de phase ainsi que l’angle de commande. Nous avons constaté que 
les performances de poursuite et le rejet de a perturbation, en tenant compte du couple résistant sont 
satisfaisantes pour la vitesse et la charge utilisée dans la linéarisation, et se détériore dés qu'on s'éloigne du 
point utilisé dans le dimensionnement. 

 

 Les résultats de la simulation montrent que cette commande est influencée par les variations de la 
consigne et de la charge. Dés qu'on s'éloigne du point de fonctionnement, caractérisant le modèle linéaire, 
les performances de la commande se dégradent. Ce qui rend difficile l'adaptation des paramètres par la 
suite. 

 

De la même façon que pour la commande par retour d'état, choisissant deux points de fonctionnement 
particuliers : 

Fig 4.9:  Robustesse de la commande par retour d’état pour une augmentation de 50% de J 
a) J                 b)1.5 J 

a) b) 
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- Pour No = 200 tr/min, les pôles sont assignés pour ρ = 1570, nous obtenons :  

Ks
T = [-2.3019e+003  1.7390e+004  1.6233e+005  -3.9360e+003] 

Kr   =  1.5031e+005            Kw = -4.3218e+003   

 - Pour No= 1500 tr/min, les pôles sont assignés pour ρ =18000, nous obtenons : 

Ks
T = [-1.8826e+005  1.4460e+006  1.3498e+007 -3.2827e+005] 

Kr   =  1.2266e+005            Kw = -3.6035e+005   

 

Ainsi les figures 4.13, 4.14 présentent le démarrage à charge nominale de la MSA, suivit d'une inversion 
du sens de rotation de la machine, avec des paramètres de la commande correspondant au point 
No=200.tr/min et Cr=Cn. Nous avons relevé les grandeurs : la vitesse de rotation, le couple 
électromagnétique, courant de phase, courant d’excitation et tension de phase ainsi que l’angle de 
commande.  

Nous avons remarqué des performances satisfaisantes, du point de vue poursuite de la consigne et rejet de 
la perturbation, néanmoins nous avons noté une pointe du couple et du courant de phase très importante 
lors de l'inversion, mais d’une durée très courte, ce qui ne va pas trop influencer la qualité de la commande. 
Aussi, nous avons constaté la présence d'oscillations dues au phénomène de broutement. 

 

     
 

Fig  4.11: Caractéristiques dynamiques lors du démarrage de la MSA pour deux références de vitesse avec variation 
de la charge , cas de la commande par mode glissant avec coefficients calculés pour No = 1500 tr/min, Cro=10Nm. 

 
 



Chapitre 4                                                                                                  Robustesse et comparaison des deux commandes linéaires 

 52

     
 
Fig 4.12:  Caractéristiques dynamiques lors du démarrage de la MSA pour deux références de vitesse avec variation 

de la charge, cas de la commande par mode glissant avec coefficients calculés pour No = 200 tr/min, Cro=10 Nm 

 

 
 

Fig 4.13: Inversion du sens de rotation de la machine dans le cas la commande par mode glissant, paramètres calculer 
pour le point de fonctionnement No = 200 tr/min, Cro=10 Nm. 
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Fig  4.14: Inversion du sens de rotation de la machine dans le cas la commande par mode glissant paramètres calculer 
pour le point de fonctionnement No = 200 tr/min, Cro=10 Nm. 

 
 

4.3.2 Robustesse de la commande par mode de glissement lors de la variation des 
paramètres électriques et mécanique de la machine  

Pour étudier la robustesse de la commande par mode de glissement vis à vis de la variation des 
paramètres électriques et mécaniques de la machine, nous allons simuler le démarrage de la MSA avec 
variation de la charge. Nous allons faire une augmentation respective de chaque paramètre de 50% et 
ensuite, nous comparons les résultats par rapport à ceux obtenus avec les paramètres initiaux. 

 
Il est à noter que les paramètres électriques qui vont subir une augmentation sont : les résistances 

statorique et rotorique (Rs, Rr) et les inductances cycliques statorique et rotorique (Ls, Lr) ainsi le moment 
d'inertie J. 

 

La figure (4.15) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et du courant de 
phase, lors du démarrage de la MSA avec variation de la charge, pour une augmentation de 50% de la 
résistance statorique Rs . Nous relevons : 

- Une augmentation du temps de réponse de la vitesse; 
- De faibles oscillations du couple électromagnétique et du courant de phase. 

 
La figure (4.16) représente l'évolution de la vitesse N du couple électromagnétique Cem et du courant de 
phase ia lors du démarrage de la MSA pour une augmentation de 50% de la résistance rotorique Rr . Nous 
relevons : 

- Un temps de réponse de la vitesse équivalent au cas précédent; 
- Des oscillations légèrement plus importantes du couple électromagnétique et du courant de 

phase 
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La figure ( 4.17 ) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et le courant de 
phase ia , lors du démarrage de la MSA avec variation de la charge, pour une augmentation de 50% de 
l'inductance cyclique statorique Ls. Nous relevons : 
 

- Un temps de réponse de la vitesse moins important que dans les deux cas précédents; 
- Faibles ondulations dans l'allure de la vitesse; 
- Des ondulations plus importantes du couple électromagnétique et du courant de phase 

 
La figure (4.18) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et le courant de 
phase ia , lors du démarrage de la MSA avec variation de la charge, pour une augmentation de 50% de 
l'inductance cyclique rotorique Lr . Nous avons les mêmes remarques que le cas précédent avec une légère 
baisse des ondulations. 
 
La figure (4.19) représente l'évolution de la vitesse N, du couple électromagnétique Cem et du courant ia , 
lors du démarrage de la MSA avec variation de la charge, pour une augmentation de 50% du moment 
d'inertie de la machine. Nous relevons : 
 

- Un temps de réponse le plus grand par rapport aux cas précédents. 
- Les évolutions du couple et du courant de phase sont semblables aux cas initiaux du point de 

vue amplitude et ondulations. 
 
 

       
 
                                                     -a-                                                         -b- 

Fig 4.15:  Robustesse de la commande par mode de glissement pour une augmentation de 50% de Rs 
a)   Rs                      b)  1.5 Rs 
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                                                  -a-                                                                       -b- 
 

Fig 4.16:  Robustesse de la commande par mode de glissement pour une augmentation de 50% de Rr 
a)   Rr                      b)  1.5 Rr 

 

     
 
                                                            -a-                                                        -b- 
 

Fig 4.17:  Robustesse de la commande par mode de glissement pour un e augmentation de 50% de Ls 
a)   Ls                      b)  1.5 Ls 
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                                                     -a-                                                          -b- 
 

Fig 4.18:  Robustesse de la commande par mode de glissement pour une augmentation de 50% de Lr 
a)   Lr                      b)  1.5 Lr 

 

       
 
                                                     -a-                                                     -b- 
 

Fig 4.19:  Robustesse de la commande par mode de glissement pour une augmentation de 50% de J 
a) J                 b) 1.5 J 
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4.4 Conclusion 
 

Les tests de robustesse effectués sur la commande par retour d'état échantillonnée, appliquée à la MSA 
alimentée en tension, nous ont permis d’obtenir les caractéristiques dynamiques qui montrent que : 

 

 L’effet de la compensation par l’intermédiaire du coefficient kv permet le rejet de la perturbation 
d’une façon efficace. 

 La dynamique de poursuite de la consigne est satisfaisante. 

 La vitesse est rapidement établie (après démarrage et la variation de la charge). 

 Les performances de la commande vis à vis de la variation des paramètres sont satisfaisantes. 

 L’adaptation des paramètres de la commande par retour d’état permet d’améliorer les 
performances aux basses vitesses. 

 La linéarisation donne de bons résultats autour du point de fonctionnement considéré.  
 
La commande par retour d’état échantillonnée appliquée à la MSA, nous a donné de bons résultats avec 
l'adaptation des paramètres en fonction de la vitesse de fonctionnement. 
 

Les mêmes tests effectués sur la commande par mode de glissement appliquée à la MSA alimentée en 
tension ont montré des performances assez bonnes du point de vue poursuite et rejet de la perturbation.  

 
Cependant nous avons constaté une augmentation des oscillations dans l'allure du couple 

électromagnétique et du courant de phase, dû au changement de point de fonctionnement, on s'éloignant du 
point utilisé dans la linéarisation, qui dépend de la vitesse, de la charge et du phénomène de broutement. 
L'influence de la charge est accentuée par le fait que la structure ne comporte pas un terme qui permet sa 
prise en charge. Ce qui rend l'adaptation des paramètres de la commande difficile, car il faut pour chaque 
plage de vitesse et charge données déterminer les paramètres représentatifs. 
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Chapitre 5 
 

OBSERVATEURS DANS L'ESPACE D'ETAT 
 

5.1  Introduction  

 Les variables de la contre réaction d'états de la commande par retour d'état et ceux qui forment la loi 
de commutation de la commande par mode de glissement ne sont pas toujours mesurable. Cependant 
l'estimation ne représente qu'une solution partielle. L'objectif de l'observation est de reconstituer l'ensemble 
ou une partie des variables d'état du système, compte tenu des mesures effectuées périodiquement sur les 
entrées et les sorties du système. Contrairement à l'estimateur, l'observateur est constitué non seulement du 
modèle mathématique de la machine, mais aussi d'une boucle de retour correctrice, dont le rôle est 
d'éliminer l'erreur entre les variables observées et mesurées [37]. 
 
 La synthèse de l'observateur dans l'espace d'état est basée sur le modèle linéaire du système, qui 
correspond, dans notre cas d'étude, au modèle linéarisé à de la machine synchrone établie au chapitre 1. 
Nous procédons au dimensionnement de deux observateurs, le premier est l'observateur d'état, en 
négligeant l'effet de la perturbation. Tandis que dans le deuxième nous complétons la structure précédente 
par la reconstitution de la perturbation en régime établi.  
 Dans ce chapitre, nous présentons les étapes permettant la synthèse de l'observateur d'état dans un 
premier lieu, puis celui de l'observateur d'état et de perturbation, en vue d'une association à la commande 
par retour d'état de notre machine établie au chapitre 2. 
 Les résultats de la simulation permettront l'évaluation des performances de l'association 
"observateur- commande- machine"  
 

5.2 Observateur d’état  

5.2.1 Structure générale de l’observateur d’état  

 Pour obtenir la structure de l’observateur d’état, on doit comparer la grandeur de sortie du modèle 
(notée yb) avec la grandeur de sortie du système à régler (notée ys) et mettre la différence de ces deux 
grandeurs en contre-réaction à l’intérieur du modèle, appelée écart d’observation et noté eb[k] [37] : 

                                           eb[k] = ys[k] - yb[k]                                                            (5.1) 

L'écart eb[k] est mis en contre-réaction par l'intermédiaire du vecteur de contre-réaction Kb et donne une 
correction au vecteur xb[k+1]. L'indice "b" indique que les grandeurs appartiennent à l'observateur. 
 La figure 5.1 permet de tirer les équations de l’observateur d’état : 

 xb[k+1] = Fs xb[k] + hsu u[k] + Kb eb[k]       (5.2) 

 yb[k] = [ ]kxC b
T
s            (5.3) 

En introduisant (5.1) et (5.3) dans (5.2), on obtient : 

 xb[k+1] = Fb xb[k] + hsu u[k] + Kb ys[k]       (5.4) 

Avec :                                                         Fb = Fs - Kb T
sC            (5.5) 

 ys[k] = [ ]kxC s
T
s           (5.6) 
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L’expression Kbeb[k] est un terme correctif introduit pour les raisons suivantes : 

- L’existence des bruits, 

- Les mesures ne sont pas parfaitement précises, 

- Le manque de précision sur les matrices du système et sur ses conditions initiales. 

Remarque  

-  Fs, hsu et T
sC   définissent le système à régler (Chapitre 2). 

-  La relation (5.4) montre que l’observateur est un système discret qui possède deux entrées u[k] et ys[k]. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
5.2.2 Erreur d’observation  
 On définit l’erreur d’observation comme suit [37] : 

[ ] [ ] [ ]kxkxkx~ bsb −=                                                                                    (5.7) 

La relation (5.4) devient alors, si on remplace xb[k], ys[k] et Fb par leurs expressions : 

[ ] ( ) [ ] [ ]( ) [ ] [ ]kxCKkuhkx~kxCKF1kx s
T
sbsubs

T
sbsb ++−−=+                          (5.8) 

Sachant que :         xs[k+1] = Fs xs[k] + hsu u[k]                                                                               (5.9) 

D'où, l’erreur d’observation devient : 

[ ] ( ) [ ] [ ]kx~Fkx~CKF1kx~ bbb
T
sbsb =−=+                                                         (5.10) 

Remarque  

 - L’erreur d’observation ne dépend pas de la grandeur de commande u[k], donc elle n’est pas 

commandable par u[k],  

Fig  5.1:  Diagramme structurel du système à régler et de son observateur 

hsu 

Fs

hsu Z-1.Id CT
s
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 - Si la matrice Fb. correspond à un système discret stable, l’erreur d’observation s’annule pour k tend 

vers l’infini. 

5.2.3 Equation caractéristique de l’observateur  

 Selon la relation (5.10) la matrice Fb est déterminante pour le comportement dynamique de 
l’observateur. L’équation caractéristique est définie par [37] : 

Det (z Id - Fb) = 0                                                                                               (5.11) 

                          zn + βn-1 zn-1 +.   .   .   β1 z + β0 = 0 

Où les coefficients βi de cette équation sont en relation avec les pôles zi (i=1..n) imposés à l'observateur. A 
noter que le degré "n" de l'équation caractéristique est égal à l'ordre nb de l'observateur, égal aussi à ns 
ordre du système à régler. 
Selon la relation (5.5), la matrice Fb dépend du vecteur Kb. On soumet cette dernière à une transposition, de 
laquelle on obtient : 

T
bs

T
s

T
b KCFF −=                                                                                             (5.12) 

L’équation caractéristique prend alors la forme suivante : 

( ) 0FId zDet T
b =−                                                                                             (5.13) 

Remarque  

 Les relations (5.11) et (5.13) sont identiques puisque la transposition d’une matrice ne fait pas 
changer le déterminant. 

5.2.4 Détermination des coefficients de la contre-réaction interne 

 On détermine les coefficients de la contre réaction interne Kb à partir de la relation suivante [37] : 
 

eFeF......eFeK n
s

1n
s1ns10b +β++β+β= −

−                                             (5.14) 

Avec : 

[ ] T 1
0 1...00Qe −=                                                                                                      (5.15) 

[ ]  T1n
s

T
ss

T
s

T
s0 FC...FCCQ −=                                                                (5.16) 

On aboutit donc à la matrice d’observabilité Q0, sachant que le vecteur "e" est égal à la dernière colonne de 
la matrice d’observabilité inversée.  
La matrice de l’observateur Fb sera donc : 

              T
sbsb CKFF −=                                                                                    (5.17) 

5.2.5 Choix des pôles de l’observateur 

 En général, on choisira tous les pôles à l’origine :  

z1 = z2 = .   .   .   = zn = 0                                          (5.18) 

Ce choix garantit un temps d’établissement fini et une erreur d’observation s’annulant le plus rapidement 
possible. Cependant, il est recommandé de ralentir le comportement dynamique de l'observateur afin de ne 
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pas prononcer l'influence néfaste du bruit de mesure, présent dans la grandeur de sortie du système à régler 
[37]. 

5.2.6 Dimensionnement de l'observateur appliqué à la MSA  

 Le système a observé est la machine synchrone à rotor bobiné, dont le modèle de Park linéarisé 
monovariable échantillonné est présenté au chapitre 2. Les cinq grandeurs états de la MSA seront 
observées. En suivant les étapes de dimensionnement présentés aux paragraphes précédents, et après avoir 
effectué les calculs, on aboutit aux résultats suivants : 
 

         

⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡
−

=

1488.0
0517.0
5441.0

0326.0

Kb
,           

⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

−−−
−−

−−
−−

=

9982.08062.213234.22487.1
0005.00932.88865.01822.0

0052.05298.729501.74315.1
0011.01448.99994.02961.0

Fb
 

5.3  Commande par retour d’état avec observateur d'état 

5.3.1 Structure générale  

 La structure générale de la commande par retour d'état avec observateur d'état est présentée par la 
figure 5.2 [37].  
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
Fig. 5.2: Structure générale de la commande par retour d’état avec observateur d’état 

 
Les vecteurs de commande u[k] et de sortie y[k] interviennent sur l’observateur (O) qui fournit le vecteur 
d’état xb[k], qui va être utilisé dans la contre-réaction d’état par l’intermédiaire de la matrice Ks. 
L’intégrateur R est influencé par la différence entre les vecteurs de consigne w[k] et de sortie y[k]. Son 
vecteur d’état xR[k] contribue par l’intermédiaire de la matrice kr à la contre-réaction d’état. 
Les différentes équations (2.19) et (2.24) qui régissent la commande par retour d'état de la MSA alimentée 
en tension, sont définies au chapitre 2, ajoutant à cela les équations représentant l'observateur d'état établie 
dans ce chapitre. Pour la mise en œuvre en simulation, nous gardons les mêmes programmes établis au 
chapitre 2, nous leur ajoutant le programme de l'observateur. 
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La commande va être calculée en utilisant les variables d'états observés au lieu de ceux mesurées. A partir 
du modèle de l'observateur équation 5.2, nous prenons ω comme variable de sortie, et notons le vecteur 
états par: 
x=[Δid  Δiq  Δirq  Δω]  
Et le vecteur états observé par: xb=[idb  iqb  irqb  ωb]. 
D'où le vecteur commande est définie par: 

u[k]=-Ks xb[k]+krxr[k]+kwωref[k]+kvΔCr[k]                                            (5.19) 

Nous supposons que la perturbation est mesurable et donc elle n'est pas prise en compte dans l'algorithme 
d'observation.  

5.3.2 Résultats de la simulation 

 Pour évaluer les performances de la commande par retour d’état avec observateur d’état  appliquée à 
la machine synchrone à rotor bobiné autopilotée et alimentée en tension, nous avons simulé en temps réel 
le fonctionnement de cette association.  
Nous avons fait un démarrage sous une charge constante, pour visualiser l’évolution des vitesses réelle N 
et observée No, du courant d’excitation irq et irqo, du courant iq et iqo et du courant id et ido (figure 5.3). 
Les résultats de la simulation montrent que pendant le régime transitoire l’observateur d’état donne, des 
estimations plus ou moins proche des grandeurs réelles. En régime permanent les erreurs d'observations 
sont pratiquement nulles. 
 Les performances de la commande, à savoir la poursuite de la consigne et le rejet de la perturbation, ne 
sont pas influencées par la présence de l'observateur en régime permanent. Cependant, en régime 
transitoire le temps de réponse augmente légèrement, ce qui n'affecte pas les performances de la 
commande. 
 

 
 
 

Fig 5.3:  Evolutions des grandeurs réelles et observées de la MSA avec un observateur d’état, lors du démarrage à 
charge constante. 
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5.4  Observateur d’état et de perturbation 

5.4.1  Structure de l’observateur d’état et de perturbation 
 
 Lorsqu’il y a présence de perturbations non mesurables. Il est possible de compléter la structure de 
l’observateur d’état décrit dans la figure 5.1, par la prise en compte de la perturbation dans la structure de 
l'observateur.  
 
 La structure de l’observateur d’état et de perturbation est représentée par la figure 5.4. Le vecteur de 
perturbation v[k] intervient par l’intermédiaire du bloc contenant le coefficient hsv..  
 
 On complète donc le modèle de l'observateur d'état par des éléments en relation avec la perturbation. 
A partir de la figure 5.4 on peut établir pour l’observateur d’état et de perturbation les équations suivantes 
[37] :  
 

xb [k+1] = Fs xb[k] + hsu u[k] + Kb eb [k] + hsv vb[k]                                         (5.20) 

vb[k+1] = vb[k] + Lb eb[k]                                                                                  (5.21) 

eb [k] = ys[k] - yb[k]                                                                                            (5.22) 

eb [k] =  ys [k] – Cs xb [k]                                                                                    (5.23) 
 
On introduit la relation (5.23) dans (5.20) et  (5.19) on obtient alors : 
 

xb[k+1] = Fb xb[k] + hsv vb[k] + hsuu [k] + Kb ys[k]                                           (5.24) 

vb[k+1] = -Lb Cs xb[k] + vb[k] + Lb ys [k]                                                          (5.25) 

 
   Où   Fb =Fs - Kb Cs 
 

Remarque: 

-  Fs, hsu , hsv et T
sC   définissent le système à régler (Chapitre 2). 
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Fig. 5.4: Diagramme structurel de l’observateur d’état et de perturbation 
 
5.4.2  Erreur d’observation : 
 
 Le modèle du système à régler est définie par [37]:  
 

xs [k+1] = Fs xs[k] + hsu u[k] + hsv v [k]                                                          (5.26) 
 

    ys = Cs
T xs [k]                                                                                                 (5.27) 

 

vb[k+1]

hsu 

Fs 

hsu Z-1.Id CT
s 

Fs

Kb 

CT
s Z-1.Id

      Système à régler 

u[k] ys[k] 

yb[k] 

xb[k] 

Observateur 

Lb 

hsv 

Id 

Z-1.Id

hsv 

vb[k] 

v[k] 

eb[k] 

xs[k+1] xs[k] 

xb[k] xb[k+1] 
Observateur 



Chapitre 5                                                                                                                                          Observateurs dans l'éspace d'état 

 65

A partir des équations (5.20) et (5.26) on aboutit à la relation qui va nous donner l’erreur 
d’observation [37]: 
 

[ ] ( ) [ ] [ ] [ ]kvhkvhkx~ CKF1kx~ svbsvbsbsb +−−=+                                            (5.28) 
 

vb[k+1] = LbCs bx~ [k] + vb[k]                                                                          (5.29) 
 
Remarque : 
Si l’erreur [ ]kx~b  s’annule en régime établi, alors le vecteur de perturbation observé vb [k] est égal au 
vecteur de perturbation v[k]. 
 

5.4.3 Equation de l’observateur global   

 
 Pour étudier l’observateur d’état et de perturbation, il est judicieux d’établir une seule équation aux 
différences pour l’observateur global. On définit donc un vecteur d’état global comme suit [37]: 

                    [ ] [ ]
[ ]⎥⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
=

kv
kx~

kx
b

b
bG                                                                                       (5.30) 

Il est possible de réunir les relations (5.28) (5.29) dans une seule équation à savoir : 

x bG[k+1]=F bG x bG[k ]+H bG[k]                                                 (5.31) 

Avec: 

⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡ −−
=

1CL
hCKF

F
sb

svsbs
bG        et       ⎥

⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
=

0
h

H sv
bG          

La matrice F bG est de dimension (ns+q, ns+q) et la matrice HbG est de dimension (ns+q, q), on note aussi 
que la sous matrice unité "1" dans F bG est une matrice de dimension (q, q). 
                                  

5.4.4 Détermination des matrices de contre-réaction  
 

 Pour déterminer les éléments des matrices de la contre réaction Kb et Lb, il faut décomposer la 
matrice FbG donnée par la relation (5.31) de la manière suivante [37]: 
 

   FbG= Fbo - KboCbo                                                                                                                           (5.32) 
 
Où : 

     [ ]0CCet             
L

K
k      ,       

10
hF

F sbo
b

b
bo

svs
bo =⎥

⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−

=⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡ −
=     

 
 

Remarque : 

 Pour déterminer les matrices de contre-réaction Kb et Lb, il est indispensable que la matrice 
d'observabilité possède un rang en concordance avec l'ordre de l'observateur. Etant donné que le vecteur 
xbG[k] possède la dimension ns+q, il est indispensable que la matrice d'observabilité possède un rang :  
rang(QOo)=ns+q   
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Cette condition est suffisante pour garantir l'observation des grandeurs de perturbations et les grandeurs 
d'états du système à régler [37]. 
 

5.4.5 Dimensionnement de l'observateur appliqué à la MSA  

 Le système a observé est la machine synchrone à rotor bobiné, dont le modèle de Park linéarisé 
monovariable échantillonné est présenté au chapitre 2. Les cinq grandeurs états de la MSA seront observés 
avec en plus la perturbation représentée par le couple résistant Cr. En suivant les étapes de 
dimensionnement présentés aux paragraphes précédents, et après avoir effectué les calculs, on aboutit aux 
résultats suivants : 

  
⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡
−

=

1071.0
0490.0
5316.0

0220.0

K b
 , Lb= -10.50 E-2,  

⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

−
−−−

−−−
−−

−−−

=

0001.10000105.0
4994.09982.08061.213234.22070.1
0001.00005.00932.88865.01795.0

0011.00052.05298.729501.74190.1
0004.00011.01448.99994.02856.0

FbG
 

 
5.5 Commande par retour d’état avec observateur d'état et de perturbation 

5.5.1 Structure générale  

 La structure générale de la commande par retour d'état avec observateur d'état et de perturbation est 
présentée dans la figure 5.5 [37].  

 

 

 

 

 

 

 

 
 
 
 
 
 

 
Fig. 5.5: Structure générale du réglage d’état avec observateur d’état 

 
Les vecteurs de commande u[k] et de sortie y[k] interviennent sur l’observateur (O) qui fournit le vecteur 
d’état xb[k] qui va être utilisé pour la contre-réaction d’état par l’intermédiaire de la matrice Ks, et l'état 
vb[k] qui va être utilisé aussi dans la contre réaction d'état par le coefficient kv. L’intégrateur R est 
influencé par la différence entre les vecteurs de consigne w[k] et de sortie y[k]. Son vecteur d’état xr[k] 
contribue par l’intermédiaire de la matrice kr à la contre-réaction d’état. 
Les différentes équations (2.19) et (2.24) qui régissent la commande par retour d'état de la MSA  alimentée 
en tension, sont définies au chapitre 2, ajoutant à cela les équations représentant l'observateur d'état établie 
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dans ce chapitre. Pour la mise en œuvre en simulation, nous gardons les mêmes programmes établis au 
chapitre 2, nous leur ajoutant le programme de l'observateur. 
 

La commande va être calculée en utilisant les variables d'états observés au lieu de ceux mesurées. 
A partir du modèle de l'observateur équation 5.20 (ou 5.24), nous prenons ω comme variable de sortie et 
notons le vecteur état par: 
x=[Δid  Δiq  Δirq  Δω]  
Le vecteur état observé par : xb=[idb  iqb  irqb  ωb], et v=ΔCr, grandeur de perturbation. 

D'où le vecteur commande est définie par : 

u[k]=-Ks xb[k]+krxr[k]+kwωref[k]+kvΔCrb[k]                                                 (5.33) 

5.5.2 Résultats de simulation 
 
 Les résultats de la simulation de la figure 5.6 montrent que les valeurs observées de la vitesse N0, le 
courant d’excitation Irqo, et le courant iqo coïncident respectivement avec la vitesse réelle N, le courant 
d’excitation réel Irq et le courant réel iq. Le courant ido présente encore des fluctuations au régime 
transitoire et se confond avec id au régime établi. Le couple observé présente un écart important par 
rapport au couple réel Cem cela est dû à la variation de la vitesse et aux grandeurs observées ( iqo, ido et 
Irqo ) qui influent directement sur  le couple observé. Une fois le régime transitoire écoulé, les couples réels 
et observés deviennent confondus. 
 

Les figures 5.7 et 5.8 montrent l’évolution de la vitesse N0, des courants Irqo, ido, iao ainsi que le 
couple Cro  et la grandeur de commande δ, lors du démarrage  avec  deux  types  de charge: le premier cas 
charge variable ( Cr  = kΩ ) et  charge constante (C r = Cte ) pour le deuxième cas. 
La figure 5.9 montre l'évolution des grandeurs observées lors d'un démarrage avec variation de la charge 
de Cn/2 à Cn à Cn/2. 
 

 
Fig 5.6 Evolutions des grandeurs observées lors du démarrage de la MSA  

avec observateur d’état et de perturbation (Cr = Cte ) 
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Fig 5.7: Evolutions des grandeurs observées lors du démarrage de la MSA  
avec observateur d’état et de perturbation (Cr = k Ω ) 

 
 
 

 
 

Fig 5.8: Evolutions des grandeurs observées lors du démarrage de la MSA  
avec observateur d’état et de perturbation (Cr = Cte ) 
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Fig.5.9: Evolutions des grandeurs observées lors du démarrage de la MSA avec 
 observateur d’état et de perturbation, cas de la variation de la charge ( Cn/2 à Cn à Cn/2 ). 

 
 
5.6 Conclusion  
 

Dans ce chapitre, nous avons présenté la commande par retour d'état munie d'un observateur d'état en 
premier lieu, et d'un observateur d'état et de perturbation en second lieu, appliqués à la MSA alimentée en 
tension. Les deux observateurs sont conçus en utilisant le modèle linéarisé autour du point de 
fonctionnement nominal défini par la vitesse nominal et le couple nominal. 

 
Les valeurs observées et réelles sont plus proche pour l'observateur d'état et de perturbation que le cas 

de l'observateur d'état, au régime transitoire. Cependant les erreurs d'observations dans les deux cas sont 
nulles au régime permanent. 

 
Les performances de la commande par retour d'état ne sont pas affectées par la présence de 

l'observateur, à savoir la poursuite de la consigne et le rejet de la perturbation. 
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Introduction 

 

Cette partie est consacrée à la présentation des différents aspects théoriques d'une part de la commande 

par la méthode du backstepping et la commande par mode de glissement des systèmes non linéaires, et 

d'autre part l'application de ces deux commandes à un moteur synchrone à aimants permanents autopilotée 

et alimentée en tension. Étant donné son importance pour les développements subséquents, la théorie de 

Lyapunov, bénéficiera de beaucoup d'attention.  

Contrairement au cas linéaire, les systèmes non linéaires, étant définis par négation ne représentent pas 

un ensemble homogène. Une méthode qui donne de bons résultats sur une classe de systèmes, peut être 

médiocre sur une autre classe, même très peu différente de la première [56]. Par conséquent, dans le cadre 

de la commande des systèmes non linéaires, la question de l'applicabilité est primordiale, et une méthode 

générale n'existe pas. Tous les efforts consentis ces dernières années visent à élargir, le plus possible, 

l'ensemble des systèmes auxquels les méthodes sont applicables.  

 

Dans le chapitre 6, nous introduisons des notions générales sur les systèmes non linéaires, où sont 

également données quelques définitions relatives à la stabilité. Ces dernières permettront d'aborder la 

question de l'analyse des systèmes dynamiques non linéaires, en utilisant la méthode directe de Lyapunov. 

Celle-ci constitue un élément indispensable à la compréhension des chapitres subséquents. Ensuite, nous 

traitons l'aspect théorique de la commande des systèmes non linéaires par backstepping. Ce chapitre 

constitue une bonne introduction au chapitre 7, entièrement consacrés à l'application de la méthode du 

backstepping à la MSAP autopilotée et alimentée en tension. 

 
Dans le chapitre 8, nous présentons des notions générales sur les systèmes à structures variables et la 

conception de la commande non linéaire par mode glissant traité dans le plan de phase. Ainsi, que son 

application, au chapitre 9, pour la commande de la vitesse de la MSAP autopilotée et alimentée en tension, 

en considérant les modèles non linéaire multivariable et linéaire monovariable. 

 

Les résultats des simulations permettront de valider les performances de ces deux commandes.  
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Chapitre 6 
 
 

COMMANDE PAR LA TECHNIQUE DU BACKSTEPPING 
 
 

6.1 Introduction 
 

Le souci constant d'améliorer les performances des systèmes commandés conduit à des modélisations 

de plus en plus précises, cependant s'il y a un modèle qui rend compte du comportement d'un système 

dans une large plage de fonctionnement, il est malheureusement le plus souvent non linéaire. De ce fait, 

les outils d'analyse et/ou de synthèse de lois de commande, utilisées dans le domaine linéaire, deviennent 

caduques et absolument incapables de rendre compte de certains phénomènes dont les systèmes non 

linéaires sont le siège. D'autres méthodes, plus élaborées, deviennent alors nécessaires [6][63][64]. 

  

La technique du backstepping offre une méthode systématique pour répondre à ce type de problème. 

Le backstepping a été développé par Kanellakopoulos et al. (1991) et inspiré par les travaux de Feurer & 

Morse (1978) d'une part et Tsinias (1989) et Kokotovit & Sussmann (1989) d'autre part. L'arrivée de cette 

méthode a donné un nouveau souffle à la commande adaptative des systèmes non linéaires, qui malgré les 

grands progrès réalisés, manquait d'approches générales. Le backstepping se base sur la deuxième 

méthode de Lyapunov, dont il combine le choix de la fonction énergie avec celui des lois de commande. 

Ceci lui permet, en plus de la tâche pour laquelle le contrôleur est conçu (poursuite et/ou régulation), de 

garantir, en tout temps, la stabilité globale du système compensé [6]. 

 

Dans ce chapitre, nous introduisant des notions générales sur les systèmes non linéaires, et également 

quelques définitions relatives à la stabilité. Ces dernières permettront d'aborder la question de l'analyse 

des systèmes dynamiques non linéaires, en utilisant la méthode directe de Lyapunov. Celle-ci constitue un 

élément indispensable à la compréhension des chapitres subséquents. Ensuite, nous traitons l'aspect 

théorique de la commande des systèmes non linéaires par backstepping. 
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6.2 Généralités sur la commande des systèmes non linéaires par Lyapunov 

6.2.1 Systèmes non linéaires  

Définition 
On appelle systèmes linéaires les systèmes physiques représentés par des équations différentielles 

linéaires à coefficients constants. L'hypothèse de linéarité équivaut au principe de superposition. Les 
systèmes non linéaires, par opposition aux systèmes linéaires, sont des systèmes physiques qui ne sont 
pas régis par des équations linéaires. Autrement dit, le principe de superposition ne peut leur être appliqué 
[6]. 
 
Propriétés d'un système non linéaire 

Un système linéaire possède un seul point d'équilibre. Un système non linéaire peut en avoir 
plusieurs. Le système peut converger, en régime permanent, à l'un de ces points, suivant les conditions 
initiales. 

Un système linéaire, sous l'effet d'une entrée périodique, produit un signal périodique de même 
période à sa sortie. Un système non linéaire peut osciller avec des fréquences qui sont des sous-multiples 
et/ou des multiples de la fréquence d'entrée.  

Un système non linéaire peut avoir des régimes permanents plus compliqués que ceux cités 
précédemment. Ces régimes sont connus sous le nom de chaos. Ils présentent un aspect stochastique.  

 

6.2.2 Stabilité:Deuxième méthode de Lyapunov  

Cette méthode découle du concept d'énergie dans un système. Pour un système physique, l'énergie est 
une fonction définie positive de son état. Si le système est conservatif l'énergie reste constante, pour un 
système dissipatif, elle décroît. Pour ces deux cas, le système est stable. Si l'énergie croît, il est clair que 
le système est instable.  
L'idée ici est d'analyser la stabilité du système, sans avoir à résoudre explicitement les équations 
différentielles non linéaires le régissant. On se contente dans cette méthode d'étudier les variations (signe 
de la dérivée) de l'énergie (ou une fonction qui lui est équivalente) le long de la trajectoire du système. 
Comme outil, on utilise les théorèmes suivants, que l'on doit à A.M.Lyapunov (1966), qui permettent de 
se prononcer sur la stabilité (ou l'instabilité) d'un système [6][63]. 
 
Théorème 1: Stabilité asymptotique 
S'il est possible de trouver une fonction V de signe définie, dans un domaine D comprenant la position 
d'équilibre, et dont la dérivée totale par rapport au temps soit définie et de signe opposé dans le même 
domaine, l'équilibre sera asymptotiquement stable dans ce domaine. 
Théorème 2: Instabilité 
S'il est possible de trouver une fonction V de signe définie, dans un domaine D comprenant la position 
d'équilibre, et dont la dérivée totale par rapport au temps soit définie et de même signe ou indéfinie en 
signe dans le même domaine, l'équilibre sera instable. 
Théorème 3: Stabilité simple 
S'il est possible de trouver une fonction V de signe définie, dans un domaine D comprenant la position 
d'équilibre, et dont la dérivée totale par rapport au temps soit semi-définie et de signe opposé dans le 
même domaine, l'équilibre sera stable dans ce domaine. 
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Application  

Ces théorèmes présentent une condition suffisante à la stabilité, ainsi, un point d'équilibre d'un 
système non linéaire est stable, si une fonction de Lyapunov peut être trouvée et qui vérifie, au voisinage 
de ce point, les conditions imposées. Le problème est que pour les systèmes non linéaires, il n'y a aucune 
règle générale permettant de trouver une fonction de Lyapunov. Il existe, néanmoins, des approches qui 
conduisent en général, à des résultats acceptables. Des exemples de fonctions qui réussissent souvent 
comme fonctions de Lyapunov [6][56][63], sont données par:  

• Fonction quadratique (Lyapunov) 
                                    Pxx)x(V T=                                                                         (6.1) 

Où x est le vecteur état et P est une matrice symétrique définie positive. 
 
• Fonction quadratique plus intégrale (Lur'e) 

                                ∫ ϕ+=
x

0

T du)u(Pxx)x(V                                                                     (6.2) 

Avec ϕ est assujettie à certaines contraintes. 
 

6.2.3 Commande des systèmes non linéaires par Lyapunov 

Introduite au départ comme un outil d'analyse, la méthode (deuxième) de Lyapunov s'est très vite 
avérée fort utile dans les problèmes de design.  Il s’agit de formuler une fonction scalaire positive V(x)>0 
pour les variables d’état du système, et de choisir la loi de commande qui fera décroître cette fonction. 
Donc calculer une loi de commande, afin de garantir que la dérivée d'une certaine fonction scalaire, de 
Lyapunov définie positive, et bien choisie, soit négative. Cette propriété doit être vérifiée le long de toutes 
les trajectoires possibles du système en boucle fermée. Le design consiste, alors, à trouver une fonction de 
Lyapunov et une loi de commande qui répond aux spécifications. Pour des raisons de stabilité, ces 
méthodes conviennent mieux aux systèmes non linéaires. Les solutions proposées sont spécialement 
conçues pour ce type de systèmes [6][69]. 

Cette méthode est présentée, dans ce chapitre, pour le cas simple des systèmes scalaires. Sa 
généralisation aux systèmes d'ordre arbitraire a été rendue possible, grâce à la technique récursive du 
backstepping. Pour des systèmes non linéaires de tout ordre, à paramètres connus ou inconnus, le 
backstepping constitue "la solution". Que nous allons présenter dans ce qui suit. 
 

6.3 Aspect théorique de la technique du backstepping 

Le backstepping est une méthode de conception de régulateur basé sur le modèle du système non 
linéaire, il repose sur les théorèmes de Lyapunov de la stabilité d’un système, dont il combine le choix de 
la fonction énergie avec celui des lois de commande. Ceci lui permet, en plus de la tâche pour laquelle le 
contrôleur est conçu (poursuite et/ou régulation), de garantir, en tout temps, la stabilité globale du 
système compensé [6][69]. 
Un système tend vers un point d’équilibre s’il perd de l’énergie. Cela est réalisé par le choix d’une 
fonction énergie appropriée, notée V, qui par la condition suivante permet de définir l’expression de la 
commande :  

0)x(V)x(V <&                                                                     (6.3) 
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Cette dernière combine la notion de fonction de commande de Lyapunov (fcl) avec une procédure 
récursive de design. Cela permet de surmonter l'obstacle de la dimension et d'exploiter la souplesse de 
conception dans le cas scalaire pour résoudre les problèmes de commande pour des systèmes d'ordre plus 
élevé. Ne faisant pas nécessairement appel à la linéarisation, le backstepping permet, quand il y en a, de 
conserver les non-linéarités utiles qui, souvent, aident à conserver des valeurs finies du vecteur d'état. 
Cette technique suppose que l'on est en mesure de trouver au moins pour un système scalaire, une loi de 
commande u(t) et une fonction de contrôle de Lyapunov V qui stabilise le système sur son origine. 
Dans le design par backstepping, aucune contrainte n'est imposée à la caractéristique non linéaire du 
système. Ce dernier doit, cependant, se présenter sous la forme dite paramétrique pure. Les équations d'un 
tel système sont données par: 
 

1

n1n1n
T

n1n1nn

n1n11n
T

1n11n1n

3212
T

2122

211
T

111

xy
u)x,x,...,x()x,x,...,x(x

x)x,...,x()x,...,x(x

.        

.        

.        
x)x,x()x,x(x

x)x()x(x

=
ψ+θϕ=

ψ+θϕ=

ψ+θϕ=

ψ+θϕ=

−−

−−−−−

&

&

&

&

                                                (6.4) 

Où θ est un vecteur de paramètres constants (connus ou inconnus). Les ψi et ϕi sont des fonctions non 
linéaires connues, avec ϕi(0)= 0 et ψn(x)≠ 0, ∀x ∈ℜn . 
 

Afin d'illustrer le principe de la méthode du backstepping, on considère le cas du système non linéaire 
du deuxième ordre de la forme suivante : 

 

u).x,x(g)x,x(fx
)x,x(fx

2122122

2111

+=
=

&

&
                                                           (6.5) 

Avec: x=[x1,x2] vecteur état et u(t) est l’entrée commande du système. 
Le problème est de déterminer la commande u(t) permettant de stabiliser le système au point 

(x1,x2)=(0, 0). 
Supposons que la variable de sortie est x1(t) et qui suit une certaine trajectoire désirée soit x1d(t). Le choix 
de la grandeur de commande va se faire en deux étapes. 
 

Première étape, on choisi une valeur désirée de x2(t) et qui peut être fonction de x1(t) notée x2d(t) du 
premier sous système. 
La première variable x1(t) va suivre x1d(t). 
 

Deuxième étape on choisi la valeur de l’entrée commande u(t) de façon à assurer que la valeur de x2(t) 
tend vers la valeur désirée x2d(t). Ces deux étapes de conception sont dites méthode du backstepping. Dés 
que l’un tend vers sa valeur désirée et par back step jusqu’à ce que la commande actuel u(t) est atteinte. 
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6.4 Conclusion 

 

La multitude des approches, utilisées pour l'analyse des systèmes non linéaires, reflète la grande 

diversité des non linéarités que l'on peut y rencontrer. Les méthodes approximatives, très largement 

utilisées, ne sont d'aucune utilité en présence de non linéarités essentielles, qui ne peuvent être négligées. 

Dans de telles situations, des méthodes exactes, telle que la deuxième méthode de Lyapunov, constituent 

des outils incontournables.  

 
N'étant à l'origine qu'un outil d'analyse, la méthode de Lyapunov a suscité beaucoup d'intérêts ces 

dernières années dans le domaine du design, ce qui a donné lieu à des techniques systématiques de 

conception de contrôleurs pour les systèmes non linéaires. Le backstepping, qui constitue l'élément 

central de ce travail, est l'un des résultats majeurs en cette matière.  

 

La technique du backstepping offre un outil efficace qui permet, pour les systèmes non linéaires de 

tout ordre, de construire récursivement, et d'une manière systématique et directe, la loi de commande et la 

fonction de Lyapunov qui assure la stabilité de la boucle. Dans sa version originelle, le backstepping 

aboutit à des commandes par retour d'état. Pour obtenir des contrôleurs par retour de sortie. 

  

La technique du backstepping permet de réduire la complexité de synthèse du régulateur pour un 

système d'ordre élevé. Elle consiste à fragmenter le système en un ensemble de sous-systèmes imbriqués, 

d'ordre décroissant. Le calcul de la fonction de Lyapunov s'effectue récursivement en partant de l'intérieur 

de la boucle. A chaque étape, l'ordre du système est augmenté et la partie non stabilisée lors de l'étape 

précédente est traitée. La dernière étape correspond au système global. L'ordre réduit des systèmes 

considérés à chaque étape procure une flexibilité dans la conception, ce qui permet de résoudre plusieurs 

problèmes de commande sous moins de contraintes. Pour visualiser les performances de cette commande, 

nous allons l'appliquée à un système non linéaire et multivariable, qui est le moteur synchrone à aimants 

permanents autopilotée et alimentée en tension. 
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Chapitre 7 
 
 

APPLICATION DE LA TECHNIQUE DU BACKSTEPPING A 
 LA COMMANDE EN CASCADE DE LA MSAP 

 
 
7.1 Introduction 

 Dans le domaine de la commande des machines électriques, les travaux de recherche s'orientent de plus 
en plus vers l'application des techniques de commandes modernes. Ces dernières évoluent rapidement avec 
l'évolution des calculateurs numériques et les composants de l'électronique de puissance. Ceci permet 
d'aboutir à des processus industriels de hautes performances [12][21].  
 

La machine synchrone à aimants permanents et son convertisseur d'alimentation constituent une bonne 
application pour tester et développer des méthodes de l'automatique moderne. La technique du 
backstepping offre un outil efficace qui permet, pour les systèmes non linéaires de tout ordre, de construire 
récursivement, et d'une manière systématique et directe, la loi de commande et la fonction de Lyapunov 
qui assure la stabilité de la boucle. 
 

Dans ce chapitre, nous présentons l'application de la commande par backstepping sur la machine 
synchrone à aimants permanents. La synthèse de cette commande utilise le modèle non linéaire 
multivariable, et linéaire monovariable par l'utilisation de la commande vectorielle. 

Les résultats de la simulation vont nous permettre de conclure sur les performances de la commande 
pour les deux types de modèles de la MSAP. 

 

7.2 Dimensionnement de la commande par backstepping appliquée à la MSAP 

7.2.1 Modèle linéaire monovariable  

La machine synchrone à aimants permanents avec pilotage vectoriel est décrite par un système linéaire 
du deuxième ordre avec deux variables d’état, courant iq et la vitesse de rotation mécanique et la variable 
d’entrée commande la tension vq, figure 7.1, [30][69] tel que: 

 

)C
P

fC(
J
p

dt
d

L /) ω - iRv(
dt

di
iL   v

rem

qqsq
q

q qd

−ω−=ω

φ−=

ω−=

                                                         (7.1) 

 
Déterminons la loi de commande par backstepping permettant la régulation de la vitesse suivant une 
référence : 
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Etape1: Commande de la vitesse (Bac1) 
Soit e=ω-ωref   en choisissant une fonction énergie V(e)=J.e2/2 

Pour que l’erreur "e" tende vers zéro et donc ω vers ωref, il faut que la dérivée de la fonction énergie de 
Lyapunov soit négative d’où :  

refrem

ref

 J)CPfC( Pe

)( e Je e JV

ω−−ω−=

ω−ω==

&&

&&&&

                                                 (7.2) 

Pour stabilisé la variable erreur "e" sur zéro, choisissant la commande virtuelle Cref=Cem qui représente le 
couple électromagnétique de référence produit par la machine. Pour que la dérivée de la fonction énergie 
soit négative, il faut que la commande virtuelle s’exprime par : 
 

p/) J (fC
p
e c-C refrref ω+ω++= &                                                (7.3) 

Dans ce cas: 0c avec  e cV 2
.

>−=  
NB: Puisque le courant iq est proportionnel au couple on peut remplacer le couple de référence par le 
courant de référence et donc assurer la commande du courant. 

Etape2: Commande du couple (Bac2) 
Pour la seconde étape nous choisissons eq comme la variable erreur définie par : 

eq= Cem-Cref                                                                                        (7.4) 
Utilisant e et eq comme nouvelles variables la fonction énergie de Lyapunov augmentée devient :        
                                              V(e,eq)=(J e2+eq2)/2 

refqqsq

refrefem

CL /) ω iRv(  Pqe

Cqi  PCCqe

qe eqe e JV

&&

&&&&&

&&&

−φ−−φ=

−φ=−=

+=

                                                (7.5) 

Pour stabiliser eq sur l’origine, il faut choisir vq de façon à ce que la dérivée soit négative. 
D’où la commande vq: 

φ++
φ
−

−=  ω iRL
P

)Ceq c(
vq qsq

ref1
&

                                                (7.6) 

Nous pouvons dire que la commande vq assure la convergence du couple Cem vers Cref et qui conduit à la 
convergence de  ω vers ωref, avec la condition : ∀ c, c1>0 
 
NB : Le choix des coefficients c et c1 améliorent les performances de la commande, à savoir (temps de 
réponse, dépassement…etc). 
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Fig 7.1 : Schéma de la commande par backstepping appliquée à 
la MSAP avec pilotage vectoriel 

 
7.2.2 Modèle non linéaire multivariable 

La machine synchrone à aimants permanents est décrite par un système d’équations non linéaires du 
troisième ordre avec trois variables états (courant id, courant iq et la vitesse de rotation mécanique) et deux 
variables entrées commandes les tensions vd et vq ( Fig 7.2) nous obtenons: 
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L /) ω - iRv(
dt

di

L /)iL ω  iRv(
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rem
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q
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                                               (7.7) 

 

 

Fig 7.2 : Schéma de la commande par backstepping appliquée à 
la MSAP non linéaire multivariable 
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Notre objectif est de synthétiser l’expression de la commande multivariable u=[vd vq]T permettant de 
stabiliser les variables d’états du moteur sur leurs références, et par conséquent les variables erreurs sur 
l'origine. Cela sera réalisé en suivant l’approche du backstepping. 

Etape1: Régulation de la vitesse (Bac1) 

Soit e= ω-ωref , l’erreur de vitesse. 
Choisissant une fonction énergie :  V(e)=J.e2/2 
Pour que l’erreur e tend vers zéro et donc ω vers ωref, il faut que la dérivée de la fonction énergie soit 
négative (critère de stabilité de Lyapunov) d’où:  
 

refrem

ref

 J)C
P

fC( Pe

)( e Je e JV

ω−−
ω

−=

ω−ω==

&&

&&&&

                                            (7.8) 

Pour stabiliser e sur zéro, choisissant la commande virtuelle Cref qui représente le couple électromagnétique 
de référence produit par la machine. Pour que la dérivée de la fonction énergie soit négative, il faut que la 
commande virtuelle s’exprime par : 

P/) J (fC
P
e c-C refrref ω+ω++= &                                         (7.9) 

Dans ce cas: 0c avec  ceV 2 >−=&  

La seconde étape, utilisera le couple de référence pour assuré la commande du couple. 

Etape 2 : Commande du couple (Bac2) 
 Soit z1 l’expression de l’erreur sur le couple définie par: 

  z1= Cem-Cref                                                            (7.10) 

Utilisant e et z1 comme nouvelles variables, la fonction de Lyapunov augmentée devient : 

V(e,z1)=(J e2+z1
2)/2                                                       (7.11) 

L'expression de sa dérivée est définie par: 

111 z ze e J)z,e(V &&& +=                                                       (7.12) 

refem1 CCz &&& −=                                                            (7.13) 

vq vd z 2101 β+β+β=&                                                      (7.14) 

Tel que :  
 β1 =P (Ld -Lq)/Ld, β2=P (φ+(Ld -Lq) id)/Lq; 
 β0 =P (φ (-ω Ld id- Rs iq- ω φ)/Lq+ k1 (Ld-Lq))+ k2; 
 k1= iq (-Rs id+ω Lq iq)/Ld+id (-ω Ld id - Rs iq - ω φ)/Lq; 
 k2=c (Cem- Cr- f ω/P)/J - f (Cem- Cr- f ω/P)/J; 

 
Pour stabiliser e et z1 sur l’origine, il faut que la dérivé de la fonction de Lyapunov soit négative et  donc 
choisir les paramètres c1 et c2  positifs: 

 0z ce c)z,e(V 2
12

2
11 ≤−−=&                                                    (7.15) 
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Ce qui nous donne une équation à deux inconnues vd et vq , suivante: 

12021 z cvq vd −β−=β+β                                                      (7.16) 

Il faut trouver une autre relation, qui permet la détermination de l’expression des deux grandeurs de 
commandes. Nous allons procéder à la commande du courant de phase. 

Etape 3 : Commande du courant (Bac3) 

Soit z2 l’erreur sur le carré de la valeur efficace du courant, tel que : 
 z2 = I - Iref,  I = id2 + iq2                                                 (7.17) 

 Ce qui conduit à la nouvelle expression augmentée de la fonction énergie, définie par: 
V(e,z1,z2)=( J e2 + z1

2 + z2
2 )/2                                         (7.18) 

D'où sa dérivée est exprimée par : 

ref

2211

II2z

z zz ze e JV
&&&

&&&&

−=

++=
                                                      (7.19) 

vq vd z 5432 β+β+β=&                                                          (7.20) 

Avec : 
 β4 =2 id/Ld, β5=2 iq/Lq,  
 k3=2 id (Rs id+ω Lq iq)/Ld  
 β3=k3-2iq ( ω Ld id+ Rs iq+ω φ )/Lq 

 
Pour stabiliser e, z1 et z2 sur l’origine, il faut que la dérivé de la fonction de Lyapunov soit négative et 

par conséquent, choisir les coefficients c1, c2 et c3 positifs: 

0z cz ce c)z,z,e(V 2
23

2
12

2
121 ≤−−−=&                                                      (7.21) 

Ce qui conduit à: 
23354 z cvq vd −β−=β+β                                                         (7.22) 

 
Combinant eqs.(7.20) et eqs.(7.22), nous obtenons la lois de commande suivante: 
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                                                    (7.23) 

 
Pour satisfaire la stabilité du système, tous les gains (c1, c2, c3) doivent être choisis positifs. De 

meilleures performances peuvent être obtenu par un choix adéquat des gains.  
 
L'équation (7.21), représentant l'expression de la dérivé de la fonction énergie global, montre que le 

système en boucle fermée eqs.(7.7) et eqs.(7.23) réalise les objectives de la commande de la vitesse, du 
couple et du courant de phase, dans le sens que tous les erreurs e, z1, z2 converge vers zéro. 

 

 

 

 

 



Chapitre 7                                                       Application de la technique du backstepping à la commande en cascade de la MSAP 

82 

7.3 Résultats de la simulation  

Cas N°1 Modèle monovariable linéaire 

La commande adoptée basée sur la méthode par backstepping appliquée à la MSAP avec pilotage 
vectoriel, est testée par simulation numérique pour les valeurs des paramètres suivants: 
c=90 et c1=90.  
 
La fig 7.3 montre l’évolution des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP pour une variation de 
vitesse référence de 1000 à 1500 à 3000 [tr/min] à charge constante. 
La fig 7.4 montre l’évolution des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP pour une variation de la 
charge mécanique à vitesse constante. 
 
Les résultats montrent une bonne réponse de la MSAP en poursuite avec un temps de réponse très faible et 
une erreur statique nulle. Le couple présente un pic lié au démarrage et qui s’atténue pendant le régime 
permanent. Quant à la grandeur de commande, elle varie de la même manière que le couple et suit le 
changement du point de fonctionnement. Les différentes erreurs (e, eq) s’annulent au régime permanent. 
La variation de la charge nous a permis aussi de conclure sur le rejet de la perturbation qui est satisfaisant. 
La structure de la commande par backstepping assure aussi la commande indirecte du courant de phase, par 
la commande de la composante iq du courant de phase. Qui est une grandeur importante dans le 
fonctionnement de la machine.  
Le découplage par la commande vectorielle n'est pas influencé lors de la variation de la consigne et la 
variation de la charge.  
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Fig 7.3 : Résultats de simulation de la MSAP autopilotée alimentée en tension avec pilotage vectoriel réglée 
par la méthode backstepping avec variation de la vitesse référence de 1000 à 1500 à 3000 [tr/min]. 
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Cas N°2  Modèle non linéaire multivariable 

La commande adopté est basée sur la méthode par backstepping appliqué à une  MSAP, dont le modèle 
est non linéaire et multivariable, est testé par simulation numérique pour les valeurs des paramètres 
suivants: 
c1=0.295, c2=4, c3 =500. 
 

La fig 7.5 montre l’évolution des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP pour une variation 
de vitesse référence de 1000 à 1500 à 3000 [ tr/min] à charge constante. 
La fig 7.6 montre l’évolution des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP pour une variation de la 
charge mécanique à vitesse constante. 
 

Les résultats montrent une bonne réponse de la MSAP en poursuite avec un temps de réponse faible et 
une erreur statique nulle. Le couple présente un pic lié au démarrage, qui s’atténue pendant le régime 
permanent. Quant à la grandeur de commande, elle varie de la même manière que le couple et suit le 
changement du point de fonctionnement. Les différentes erreurs (e, z1, z2) s’annulent au régime permanent. 
Dans les figures l'erreur "e" est représentée par ew et z1 par e1. La variation de la charge nous a permis aussi 
de conclure sur le rejet de la perturbation qui est satisfaisant. 

 
La structure de la commande par backstepping assure aussi la commande directe du courant de phase, 

qui est une grandeur importante dans le fonctionnement de la machine.  

Fig 7.4 : Résultats de simulation à la MSAP autopilotée alimentée en tension avec pilotage vectoriel régler 
par la méthode backstepping avec variation de charge. 
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Fig  7.5: Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP alimentée en tension régler par la 
méthode du backstepping non linéaire et multivariable lors de la  variation de  la vitesse de référence 1000 à 

1500 à 3000 [tr/min] à charge constante. 

Fig 7.6 : Evolutions des grandeurs électriques et mécaniques de la MSAP alimentée en tension régler par la 
méthode du backstepping non linéaire et multivariable lors d’une variation de la charge ( Cr=0 à Cn  à   0) à 

N=1000 tr/min. 



Chapitre 7                                                       Application de la technique du backstepping à la commande en cascade de la MSAP 

85 

 

7.4 Conclusion 

Cette partie nous présente l'application, donc les étapes principales du dimensionnement du régulateur 
non linéaire utilisant la technique du backstepping. Cette dernière est basée sur la théorie de Lyapunov de 
la stabilité de système. 
En choisissant une fonction énergie liée au système, tel que sa dérivée est négative, la théorie de Lyapunov 
nous assure la stabilité asymptotique du système en boucle fermée vers l’origine. Par conséquent, l’erreur 
tend vers zéro et la poursuite de la consigne est réalisée. 
 

Pour évaluer la robustesse de notre régulateur, nous avons simulé l’association régulateur-MSAP. 
Nous avons constaté que les performances du régulateur sont satisfaisantes à savoir la poursuite de la 
référence, le temps de réponse et le rejet de la perturbation pour les deux types de modèles (monovariable 
et multivariable) de la machine.   

 
En plus, la structure de la commande par backstepping assure la commande du courant de phase d'une 

façon direct dans le cas non linéaire multivariable et indirect dans le cas linéaire monovariable, qui est une 
grandeur importante dans le fonctionnement de la machine. 
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Chapitre 8 
 
 

COMMANDE PAR MODE DE GLISSEMENT NON LINEAIRE  
 
 
8.1 Introduction  

 
 L'évolution des calculateurs numériques et de l'électronique de puissance a permis d'aboutir à des 
processus industriels de hautes performances [9][21]. Chaque technique de commande étant meilleure pour 
une classe particulière et pour une application donnée, dépendant du modèle du système et selon le but 
envisagé en respectant le compromis simplicité de synthèse/ performances [6]. Nous pouvons citer à titre 
d'exemple, la commande par backstepping, la commande floue, la commande adaptative et la commande 
par mode de glissement. L'intérêt accordé à cette dernière est essentiellement dû à la disponibilité 
d'interrupteurs rapides et de microprocesseurs plus performants permettant la commande en temps réel des 
systèmes dynamiques [19]. 
  

Le mode de glissement est un mode particulier des systèmes à structure variable. La théorie de ces 
systèmes a été étudiée et développée en ex union soviétique, tout d'abord par Emelyanov [63], puis par 
d'autres comme Utkin [99], J.Slotine[93-95]. 
 

La commande des systèmes à structures variables par le mode de glissement est devenue très 
intéressante et attractive qu'à partir du début des années 80 [87], elle est considérée comme une des 
approches les plus simples pour la commande des systèmes ayant un modèle imprécis. Ceci est dû à la 
bonne connaissance et à l’appréciation de la robustesse, propriété très importante caractérisant cette 
commande [88][93][99]. 
 

Dans ce chapitre nous présentons des notions générales sur les systèmes à structures variables et la 
conception de la commande non linéaire par mode glissant traité dans le plan de phase. Ainsi, que son 
application pour la commande de la vitesse de la machine synchrone à aimants permanents, en considérant 
les modèles linéaire et non linéaire. Les résultats de la simulation permettront de valider les performances 
de cette commande. 
 
8.2 Les systèmes à structures variables 
 

Un système à structure variable (SSV) est un système dont la structure change pendant le 
fonctionnement. Il est caractérisé par le choix d’une fonction et d’une logique de commutation. Ce choix 
permet de commuter à tout instant entre chaque structure, en combinant les propriétés utiles de chacune 
d'elles, afin d'avoir un comportement désiré du système. De plus, un système à structures variables peut 
avoir de nouvelles propriétés qui ne sont dans aucune de ses structures utilisées [38]. 

Dans les systèmes à structure variable avec mode de glissement, la trajectoire d'état est amenée vers 
une surface (hyperplan). Puis à l'aide de la loi de commutation, elle est obligée de rester au voisinage de 
cette surface. Cette dernière est dite surface de glissement et le mouvement le long de laquelle se produit, 
est dit mouvement de glissement. 
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Dans la littérature de l'automatique, il a été convenu que le terme surface de glissement représente la 
fonction de commutation quelque soit l'ordre du système à régler. En général, les dynamiques du système 
peuvent suivre plusieurs surfaces. 
La trajectoire dans le plan de phase (ex: un système d'ordre deux) est constituée de trois parties distinctes 
figure 8.1 [95][54][38]: 
 

•  Le mode de convergence (MC) : durant lequel la variable à régler se déplace à partir de 
n'importe quel point initial dans le plan de phase et tend vers la surface de commutation S(x)=0, et 
l'atteint dans un temps fini.  Ce mode est caractérisé par la loi de commande et le critère de 
convergence.  

• Le mode de glissement (MG): durant lequel la variable d’état a atteint la surface de glissement et 
tend vers l'origine du plan de phase. La dynamique dans ce mode est caractérisée par le choix de la 
surface de glissement S(x). 

• Le mode de régime permanent (MRP):  il permet l'étude de la réponse du système autour du 
point d’équilibre (origine du plan de phase). Il caractérise la qualité et la performance de la 
commande. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

 

Fig  8.1 : Différents modes pour la trajectoire dans le plan de phase. 
 

La surface S(x) est localement attractive, et lorsque les points représentatifs du système rencontrent cette 
surface, ils seront contraints de rester dans un voisinage de cette surface |S(x)|<ε. Par passage à la limite, 
nous dirons que le mouvement s'effectue alors sur la surface et peut être décrit par l'équation S(x)=0, qui 
sera nommée surface de glissement (ou de commutation). Ce mouvement sera appelé régime glissant idéal. 
Dans ce cas nous aurons des oscillations de fréquence infinie et d'amplitude nulle. Les points représentatifs 
du mouvement glissent parfaitement sur la surface de commutation.  
 

8.3 Conception de la commande par mode de glissement  

Les avantages de la commande par mode de glissement sont importants et multiples, comme la haute 
précision, la stabilité, la simplicité, un temps de réponse très faible et notamment la robustesse. Ceci lui 
permet d'être particulièrement adapté pour traiter les systèmes à modèle imprécis, dû soit à un problème 
d'identification soit à un problème de modélisation [95]. 
Souvent, il est préférable de spécifier la dynamique du système durant le mode de convergence. Dans ce 
cas, la structure du contrôleur comporte deux parties. Une première continue représentant la dynamique du 
système durant le mode de glissement et une autre discontinue représentant la dynamique du système 

X1

X2

MC

MRP

MG

S(x)=0
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durant le mode de convergence. Cette deuxième est importante dans la commande non linéaire, car elle a 
pour rôle d'éliminer les effets d'imprécision et de perturbation sur le modèle [52][99].   
La conception de cette commande peut être divisée en trois étapes principales très dépendantes. Ces étapes 
concernent [19][74][95] : 

• Le choix des surfaces. 
• L’établissement des conditions d’existence et de convergence 
• La détermination de la loi de commande.  
 

8.3.1 Le choix de la surface de glissement 

Le choix de la surface concerne le nombre nécessaire ainsi que la forme. Ces deux facteurs sont en 
fonction de l’application et de l’objectif visé. En général, pour un système non linéaire définie par 
l’équation d’état suivante :   

                          )t(v)t(u )t,x(g)t,x(f)t(
.
x ++=                                                     (8.1) 

Avec : x(t) vecteur état, u(t) vecteur entré, v(t) vecteur perturbation, et f(x,t) et g(x,t) des fonctions non 
linéaires.   
Il faut choisir m surfaces de glissements pour le vecteur u(t) de dimension m. En ce qui concerne la forme 
de la surface, deux possibilités se présentent, soit dans le plan de phase ou dans l'espace d’état. Dans ce 
dernier, on trouve la méthode connue par " loi de commutation par contre réaction d'état" [38]. L'étude 
détaillée de celle-ci se trouve dans le chapitre 3. Dans le cas du traitement dans le plan de phase, la 
fonction de commutation est une fonction scalaire, telle que la variable à régler glisse sur cette surface pour 
atteindre l'origine du plan de phase. Ainsi la surface S(x) représente le comportement dynamique désiré du 
système. J.J.Slotine [95] nous propose une forme d'équation générale pour déterminer la surface de 
glissement qui assure la convergence d'une variable x à sa valeur de consigne (Xref). 

)x(e
dt
d)x(S

1r−

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ λ+=                                                           (8.2) 

Avec: 
               x : variable à réguler, 
          e (x) : l’écart de la variable à réguler = Xref –x, 
              λ : Constante positive, 
               r : degré  relatif, représentant le nombre de fois qu'il faut dériver la surface pour faire apparaître la 

commande. 

Pour  r=1    S(x)=e(x) 
         r=2    S(x)=  )x(e )x(e λ+&    

         r=3    S(x)= )x(e )x(e 2)x(e 2
.

λ+λ+&&  
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Sous une forme générale [98]: 

 S(x)= ( ) ( )xe
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1n k1nk
1n
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−−
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=
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⎞
⎜⎜
⎝
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∑                                                                                        (8.4) 
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L'expression S(x)=0 est une équation différentielle linéaire autonome dont la réponse e(x) tende vers zéro 
pour un choix correct du gain (λ). En d’autre terme la difficulté revient à un problème de poursuite de 
trajectoire dont l’objectif est de garder S(x) égale à zéro. Ceci est équivalent à une linéarisation exacte de 
l’écart tout en respectant une condition de convergence [98][99]. 
 
8.3.2 Conditions d’existence et de convergence  

Les critères qui permettent aux dynamiques du système dans le plan de phase de converger vers la 
surface de glissement et de l’atteindre sont les conditions de convergence, nous retenons de la littérature de 
l'automatique deux conditions celles-ci correspondent au mode de convergence de l’état du système. 
 
8.3.2.1 la fonction direct de commutation 
 

C’est la première condition de convergence, proposée par Emilyanov et Utkin [49][63][95][99]. Elle 
est sous la forme : 

0 (x)S S(x) <&                                                                 (8.5) 

 
Dans cette condition, il faut introduire pour S(x) et sa dérivée )x(S& , les valeurs justes à gauches et à droite 

de la surface de commutation. Puisque S(x) change de signe aux deux cotés de la surface de commutation. 
La condition (8.5) est équivalente à exiger que la dérivée de S(x) doive aussi changer de signe lorsqu'on 
passe d'un côté à l'autre de la surface de commutation. 
 
8.3.2.2 la fonction de Lyapunov  

Il s’agit de formuler une fonction scalaire positive V(x)>0 pour les variables d’état du système, et de 
choisir la loi de commande qui fera décroître cette fonction. Donc déterminer une loi de commande, afin de 
garantir que la dérivée d'une certaine fonction scalaire, de Lyapunov définie positive, et bien choisie, soit 
négative. Cette propriété doit être vérifiée le long de toutes les trajectoires possibles du système en boucle 
fermée. Le design consiste, alors, à trouver une fonction de Lyapunov et une loi de commande qui répond 
aux spécifications. Pour des raisons de stabilité, ces méthodes conviennent mieux aux systèmes non 
linéaires. Les solutions proposées sont spécialement conçues pour ce type de systèmes [49][95][99]. 

 
                         0)x(V <&      et   0)x(V >                                                      (8.6) 

En déduisant la fonction de Lyapunov et sa dérivée par : 

)x(S )x(S)x(V

)x(S
2
1)x(V 2

&& =

=
                                                        (8.7) 

 
Pour que la fonction de Lyapunov décroît, il suffit d’assurer que sa dérivée soit négative, ceci est vérifié 
si : 

                      0)x(S )x(S)x(V <= &&                                                      (8.8) 

 
Cette équation explique le carré de la distance vers la surface, mesuré par S2(x), diminue tout le temps, 

contraignant les trajectoires du système à se diriger vers la surface des deux côtés, figure (8.2). Cette 
condition suppose un régime glissant idéal où la fréquence de commutation est infinie [99].En résumé, 
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l’idée est de choisir une fonction scalaire S(x) pour garantir l’attraction de la variable à contrôler vers sa 
valeur de référence et de construire une commande u, telle que S2(x) correspond à une fonction de 
Lyapunov. 

 
 
 
 
 
 
 
 

Fig  8.2 : Trajectoire de l’état vis-à-vis de la surface 
 
8.3.3 Définitions des grandeurs de commande  
 

La surface de glissement se détermine en fonction du système et des performances désirées. Lorsque le 
régime glissant est atteint, la dynamique est indépendante de la loi de commande qui n'a pour but que de 
maintenir les conditions de glissement (l'attractivité vers la surface). C'est pourquoi la surface a pu être 
déterminée indépendamment de la commande, sur la base du système et des performances désirées (la 
réciprocité n'est pas vraie, et la commande va dépendre de la surface de glissement) [49][53][83]. Il reste à 
déterminer la commande nécessaire pour attirer la trajectoire d'état vers la surface et ensuite vers son point 
d'équilibre en maintenant la condition d'existence du mode de glissement. 

 
L’obtention du régime glissant supposerait la discontinuité de la commande. De ce fait, si cette 

commande est indispensable pour assurer l'attractivité, elle n’empêche nullement, au contraire, une partie 
continue qui lui soit adjointe pour diminuer l’amplitude de la discontinuité. Dans ce cas, la structure d'un 
contrôleur par mode de glissement se compose de deux parties, une concernant la linéarisation exacte ueq et 
l'autre stabilisante un:  

   u=ueq+un                                                                                           (8.9) 

La grandeur ueq correspond à la commande équivalente proposée par Filippov [48]. Elle sert à maintenir 
l'état sur la surface de glissement S(x). La commande équivalente est déduite, connaissant que la dérivée de 
la surface est nulle 0(x)S =& . Elle peut être interprétée comme un retour d'état particulier jouant le rôle de 

signal de commande appliqué sur le système à régler [49]. 
 
     La commande équivalente peut être interprétée comme la valeur moyenne modulée grandeur continue 
que prend la commande lors de la commutation rapide entre U max et U min  figure 8.3. 
 

S(x)
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La commande un est déterminée pour garantir l’attractivité de la variable à contrôler vers la surface de 
glissement et satisfaire la condition de convergence. Plusieurs choix pour la commande discontinue (un) 
peuvent être faits. Le plus simple consiste à exprimer la commande discontinue par : 
un= [u1, u2,…, um] avec la fonction signe par rapport à  S= [S1, S2,...,Sm] : 
 

                                                
0S Si        1)S(Sign
0S Si        1)S(Sign

<−=
>+=

                                                      (8.10) 

 
Avec un s’exprime donc comme suite: 
 

                                                  un= K Sign(S)                                                           (8.11) 
 
Où  K est un gain positif. 
 
Ce premier choix de la fonction discontinue est représente sur la figure 8.4. 
  
 
 
 
 
 
 
          
 

 
 

Fig 8.4 : Allure de la fonction signe 
 

Si le gain K est très petit, le temps de réponse sera long, si K est très grand, le temps de réponse sera 
rapide mais des oscillations indésirables risquent d’apparaître sur les réponses en régime permanent, dites 
broutement ou chattering. 
 
 
 
 
 
 
 

+K

-K 

S(x) 

un

Fig  8.3: La valeur continue ueq prise par la commande lors de la commutation entre Umax et Umin
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8.3.4 Application de la commande 
 

Soit le système défini dans l’espace d’état par : 
( ) ( ) ( )tu.t,xgt,xfx +=&                                                       (8.12) 

Le vecteur commande u(t) est composé de deux grandeurs ueq et un : 
 

( ) neq uutu +=                                                            (8.13) 

Par substitution, nous trouvons l'expression suivante: 
 

( ) ( ) ( )[ ] ( )[ ]neq u t,xg
x
Sut,xgt,xf 

x
S

t
x 

x
S

dt
dSxS

∂
∂

++
∂
∂

=
∂
∂

∂
∂

==&                             (8.14) 

En mode de glissement et en régime permanent. La surface est nulle, par conséquent sa dérivée et la 
composante discontinue est aussi nulle : 

 0(x)S =&  

 un=0 
 
D'où, nous déduisons l'expression de la commande équivalente 
 

                                           ( ) ( )⎥⎦
⎤

⎢⎣
⎡
∂
∂

⎥⎦
⎤

⎢⎣
⎡
∂
∂

−=
−

t,xf 
x
S t,xg

x
Su

1

eq                                              (8.15) 

                                           
Afin que la commande équivalente existe, la surface doit remplir la condition suivante: 
 

( ) 0t,xg
x
S

≠
∂
∂                                                            (8.16) 

Durant le mode de convergence, en remplaçant le terme ueq par son expression dans l’équation (8.15), nous 
obtenons une nouvelle expression de la dérivée de la surface soit : 
 

( ) ( )( )nu t,xg
x
SxS

∂
∂

=&                                                       (8.17) 

La condition d'attractivité devient: 

( ) ( ) ( ) ( )( ) 0u t,xg
x
S xSxS xS n <

∂
∂

=&                                               (8.18) 

La solution la plus simple de choisir un sous la forme de relais. Dans ce cas, la commande s’écrit comme 
suite : 

un=K sign(S(x,t))                                                      (8.19) 
En remplaçant l’expression de un dans (8.18) on obtient : 
 

( ) ( ) ( ) ( ) 0xSKt,xg
x
SxS xS <

∂
∂

=&                                                (8.20) 

Le gain K est choisi positif. Si K est choisi très petit, le temps de réponse sera très long. Si au contraire il 
est choisi très grand nous aurons de fortes sollicitations de l'organe de commande qui peuvent exciter des 
dynamiques négligées. 
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8.3.5 Phénomène de broutement  
 

Le problème des régimes glissants est que la commande est discontinue sur la surface de glissement. 
Elle commute entre deux valeurs ±|K| à une fréquence théoriquement infinie. Ceci est impossible à réaliser 
d'une part de la présence d'un temps de retard pour le calcul de la commande et d'autre part de la limite de 
la fréquence de commutation des interrupteurs. Par conséquent, des oscillations à hautes fréquences se 
produisent, ce phénomène est dit phénomène de broutement (chattering en anglais). Dans ce mode la 
trajectoire d'état n'évolue plus exactement le long de la surface, mais elle tend à osciller autour d'elle 
[99][83]. Ce phénomène est néfaste pour le bon fonctionnement du système. Le broutement (chattering) 
peut être réduit en remplaçant la fonction " signe" par une fonction de saturation adéquate qui filtre les 
hautes fréquences. 

 
 
               1    si     S>µ 
             -1    si     S<µ                                                                                                                               (8.21) 

             
µ
S     si   S <µ 

 
Avec µ est un paramètre petit et positif 
Nous trouvons aussi dans littérature de l'automatique, d'autres types d'adoucissement de la fonction signe, 
par exemple, on peut remplacer la fonction signe  par une fonction de classe C1, figures 8.5 et 8.6. 

Smooth(S)=
μ+S

S                                                              (8.22) 

 

 
 

Fig  8.5: Fonction saturation Sat(S)      Fig  8.6: Fonction Smooth(S) 
 

Quelque soit la méthode utilisée pour la réduction du phénomène de chattering, plus les seuils sont 
augmentés, plus le chattering est réduit. Cependant la précision diminue. 
 
8.4 Conclusion 
 

Dans ce chapitre, nous avons abordé les aspects théoriques de la commande à structure variable par 
mode de glissement avec loi de commutation non linéaire proposée par J.Slotine. Dans un premier lieu, 
nous avons présenté la définition des systèmes à structure variable, la théorie des modes glissants, ainsi que 
la détermination de la commande. Cette dernière, engendre un phénomène néfaste appelé broutement, que 
nous pouvons réduire en utilisant des techniques appropriées. 
 

 

Sat=  
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Chapitre 9 
 

APPLICATION DU MODE DE GLISSEMENT A LA COMMANDE 
 EN CASCADE DE LA MSAP 

 
 
9.1 Introduction 
 

Après avoir présenté des notions générales sur les systèmes à structures variables et la conception de 
la commande non linéaire par mode glissant traitée dans le plan de phase, nous présentons, dans ce 
chapitre, l'application de la commande par mode de glissement sur la machine synchrone à aimants 
permanents autopilotée et alimentée en tension. La synthèse de cette commande utilise le modèle non 
linéaire multivariable, et linéaire monovariable par l'utilisation de la commande vectorielle. 

Les résultats de simulation vont nous permettre d'évaluer les performances de cette commande.  
 
9.2 Dimensionnement de la commande par mode de glissement appliquée à la MSAP 
 
9.2.1 Modèle non linéaire multivariable 
 
Le modèle du moteur s’écrit, dans un repère d-q lié au rotor : 
 

                            vd
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Ce modèle peut s’écrire sous la forme suivante : 
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                                                   iq gf3 +=Ω&  
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Pour notre étude nous appliquons deux stratégies de commande : 
 

• Stratégie de commande à deux surfaces indépendantes. 
 

• Stratégie de commande à trois surfaces. 
     
 
9.2.1.1 Cas à deux surfaces 

La Commande non linéaire par mode glissant utilisant le principe de la stratégie à deux surfaces 
indépendantes est représentée par la figure (9.1). La structure comprend une boucle de régulation de 
vitesse qui génère la commande vq, et une deuxième boucle indépendante de la première impose la 
commande du courant id par la tension vd. 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
Fig  9.1 : Schéma global de la commande par mode glissant : stratégie de deux surfaces 

 
Cette stratégie consiste à réguler la vitesse et le courant id par deux surface indépendantes : la surface de 
vitesse fournit la commande vq* et l’autre fournit la commande vd* (valeurs après limitation de vq et 
vd), le choix des surfaces pour chaque boucle est décrit comme suit : 
 
a Commande du courant direct  (SMC2) 
 
Le degré de la surface de glissement est égal à un, déduit la surface : 

S(id)=idref-id                                                                (9.3) 

En tenant compte de l’expression du courant id décrite dans le système (9.1) . Calculant la dérivée de 
S(id) par rapport au temps : 

( )
d

1ref L
vdfdiidS −−= &&                                                          (9.4) 

Durant le mode de glissement la surface S(id) devient nulle de même sa dérivée ce qui nous permis de 
déduire l'expression de la commande équivalente : 

( )1refdeq fdiLvd0)id(S −=⇒= &&                                                (9.5) 
                                                       vdn=0 
Où vdeq et vdn sont les deux composantes de la tension de commande vd. 
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La condition ( ) ( ) 0idS idS <&  est satisfaite par le choix suivant: 

( )( )idSsign Kvd dn =                                                           (9.6) 

Par conséquent, la commande à la sortie du régulateur s'exprimera par:   

))id(S(sign K)fid( Lvd d1refd +−=                                             (9.7) 
 
b Commande de la vitesse (SMC1) 
 

Le degré relatif est pris égal à deux afin que la commande apparaisse implicitement dans sa dérivée. 
La surface de commande est donnée par l’expression suivante : 

( ) ( )Ωλ+Ω=Ω Ω e.e)(S &                                                   (9.8) 
Avec       ( ) Ω−Ω=Ω refe  

( ) iq gfe 3refref −−Ω=Ω−Ω=Ω &&&&                                          (9.9) 

Par conséquence la dérivée de cette surface est définie par:  
( ) ( ) ( )Ωλ+Ω=Ω Ω e eS &&&&                                                 (9.10) 

Il devient  
( ) )iq gf( qi giq gfS 3ref3ref −−Ωλ+−−−Ω=Ω Ω

&&&&&&&                           (9.11) 

 
Avec :   
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Durant le mode de glissement la surface S(Ω) devient nulle de même sa dérivée : 
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−−Ωλ+−−Ω= Ω q23ref3ref

q
eq L fiq gf iq gf

g
L

vq &&&&&                          (9.12) 

Et vqn=0. 
Durant le mode de convergence on doit satisfaire la condition ( ) ( ) 0S S <ΩΩ &  en choisissant : 

 
( )( )Ω= Ω Ssign Kvqn                                                            (9.13) 

 
Ce qui nous donne la commande de sortie du régulateur vq,  par : 
 

vq=vqeq+vqn                                                           (9.14) 
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9.2.1.2 Cas à trois surfaces 
 

La figure (9.2) présente le schéma bloc de la Commande non linéaire par mode glissant, d’une 

machine synchrone à aimants permanents (MSAP) alimentée en tension. Cette commande utilise la 

structure en cascade, elle comprend une boucle de régulation de vitesse qui génère la référence de courant 

iqref, une deuxième boucle en cascade pour la régulation du courant iq laquelle impose la commande vq. 

La commande vd est imposée par le régulateur de courant id [33]. 

 
Fig  9.2: Schéma global de réglage par mode glissant, stratégie à trois surfaces 

 
a  Commande du courant direct (SMC3) 
 
 Cette boucle est similaire à celle à de deux surfaces. Le degré de la surface de glissement est égal à 

un, donc nous déduisons l'expression de la surface : 

S(id)=idref-id                                                                (9.15) 

En tenant compte de l’expression du courant id décrite dans le système (9.1). Calculons la dérivée de 
S(id) par rapport au temps : 

( )
d

1ref L
vdfdiidS −−= &&                                                          (9.16) 

Durant le mode de glissement la surface S(id) devient nulle, de même sa dérivée ce qui conduit à 
l'expression de la commande équivalente : 
 

( )1fdrefiLdvd0)id(S eq −=⇒= &&                                                (9.17) 

                                                  et       vdn=0 
Où vdeq et vdn sont les deux composantes de la tension de commande vd. 
 
La condition ( ) ( ) 0idS idS <&  est satisfaite par le choix suivant: 

( )( )idSsign Kvd dn =                                                           (9.18) 

Par conséquent, la commande à la sortie du régulateur devient:   
))id(S(sign K)fid( Lvd d1refd +−=                                             (9.19) 
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b Commande de la vitesse: 
 
La structure de la commande de la vitesse contient deux boucles en cascade, l’une est extérieure concerne 
la vitesse Ω et l’autre est interne concerne le courant iq.  
 

* Commande de la vitesse  (SMC1): 

Afin de déterminer la surface, le degré relatif est pris égal à un  
                                   ( ) ( )Ω=Ω eS                                                            (9.20) 

Avec :                Ω−Ω=Ω ref)(e                                                            

Nous obtenons l’expression de la surface : 
( ) iq gfS 3ref −−Ω=Ω &&                                                     (9.21) 

Durant le mode de glissement la surface ( )ΩS  devient nulle de même sa dérivée : 
( ) ( ) g/fiq0S 3refeq −Ω=⇒=Ω &&                                              (9.22) 

                                                                 iqn=0 

Satisfaisant la condition de convergence  ( ) ( ) 0S S <ΩΩ & , tel que : 

                         ( ) ( )( )Ω+−Ω= Ω Ssign Kf 
g
1iq 3refref

&                                           (9.23) 

 

* Commande du courant quadrature (SMC2) 

La valeur de iqref à la sortie du régulateur de la vitesse est comparée à celle mesurée. L’erreur résultante 
sera corrigée par un régulateur fonctionnant en mode de glissement. 
L’expression de l’erreur est :    

e =iqref –iq                                                      (9.24) 
Le degré "r" de la surface de glissement est égal à un, d’où l’expression de la surface :    

S(iq) = iqref-iq                                                   (9.25) 
Et sa dérivée est définie par :  

( )
q

2ref L
vqfiqiqS −−=&                                               (9.26) 

Durant le mode de glissement la surface S(iq) devient nulle de même sa dérivée : 
( ) ( ) q2refeq L fiqVq0iqS −=⇒=&                                     (9.27) 

                                                                       0vq n =  
La condition ( ) ( ) 0iqS iqS <&  est vérifiée afin d’assurer la convergence : 

( )( )iqSsign Kvq qn =                                               (9.28) 

La commande vq devient : 
 

( ) ( )( )iqSsign KL fiqvq qq2ref +−=                                 (9.29) 

 
Pour le choix des coefficients des régulateurs, le coefficient Kq est imposé de telle façon que la boucle de 
régulation du courant soit très rapide par rapport à celle de la vitesse. Les autres coefficients sont choisis 
de façons à assurer la rapidité et la stabilité du système à régler. La limitation permet de ne pas dépasser 
la tension et le courant nominale de la machine. 
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9.2.2 Modèle linéaire monovariable  
 

La machine synchrone à aimants permanent avec pilotage vectoriel est décrit par un système linéaire 
du deuxième ordre avec deux variables d’état (courant iq et la vitesse de rotation mécanique) et la 
variable  entrée commande la tension vq, définit par: 
 

)CpfC(J
p

dt
d

L /) ω - iRv(
dt
di

iL   v

rem

qqsq
q

q qd

−ω−=ω

φ−=

ω−=

                                                         (9.30) 

 
Déterminons la loi de commande par mode de glissement permettant la régulation de la vitesse suivant 
une référence. A partir de l'étude précédente, utilisant le modèle complet, nous avons constaté que la 
synthèse de la commande appliquée à la MSAP s'effectue en utilisant soit la stratégie à trois surfaces, soit 
celle à deux surfaces. Dans les deux cas, la boucle de commande du courant id est indépendante des 
autres boucles. Ce qui nous conduit à conclure, que la commande par mode de glissement réalise la 
commande vectorielle donc le découplage flux/ couple. 
Pour avoir un courant id nul, il suffit de prendre Idref nul, ce qui permet de maintenir le courant statorique 
en quadrature avec le flux rotorique (c-à-d le réduire à la seule composante iq). Il est également possible 
d'utiliser le courant id non nul, afin de réduire le flux dans la machine. 
Le dimensionnement est par conséquent le même que le cas précédent. Nous pouvons, aussi, réaliser le 
découplage par une autre technique de commande par exemple le backstepping ou tout simplement un 
régulateur PI [30][33]. 
 
9.3 Résultats de la simulation  
 

Afin de valider la structure de commande proposée, nous l'avons testé par simulation numérique. La 
commande est adoucie par l'utilisation de la fonction smooth. 
Les paramètres des différentes surfaces sont: 
 
   - Stratégie de trois surfaces :    Kd=1800, Kq= 2000, KΩ= 1500, (fig 9.3)      

 - Stratégie de deux surfaces :   Kd=160, KΩ=1500, λΩ=10000, (fig 9.4) 
 

Les figures (9.3) et (9.4) donnent les performances de la commande pour un démarrage à vide avec 
application puis élimination de la charge (Cr=1N.m) aux instants t1=0,4 s et t2=0,6 s, puis la machine est 
soumise à une variation de la consigne de la vitesse à l’instant t3=0,8 s. 
Nous notons des performances dynamiques et statiques satisfaisantes, le rejet de la perturbation est 
efficace.  
 

Par ailleurs, les figures montrent aussi, que l’application de la commande douce (fonction Smooth) 
permet de limiter les effets du phénomène de broutement. 
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Fig  9.3 : Comportement de la MSAP (Stratégie de commande à trois surfaces) alimentée par source de  tension  
sinusoïdale : démarrage à vide puis   application  de la charge (Cr=1Nm) et la variation  

de la consigne de vitesse (Kd=1800, Kq= 2000, KΩ= 1500) 
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Fig  9.4: Comportement de la MSAP (Stratégie de commande à deux surfaces) alimentée par source de  tension  
sinusoïdale : démarrage à vide puis application  de la charge (Cr=1 Nm) et la variation  

de la consigne de vitesse  (Kd=160, KΩ=1500, λΩ=10000) 
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9.4 Conclusion 
 

Ce chapitre, est consacré à l'application de la commande par mode de glissement non linéaire au 

moteur synchrone à aimants permanents autopiloté et alimenté en tension. Donc les étapes principales du 

dimensionnement du régulateur non linéaire multivariable utilisant la théorie des modes glissants. Cette 

dernière est basée sur la théorie de Lyapunov de la stabilité de système. Deux structures de commande ont 

été mises en œuvre à savoir, la stratégie à deux surfaces, avec un nombre réduit de surface, et la stratégie 

à trois surfaces. Leurs inconvénients est quelles n'assurent pas un contrôle direct du courant de phase, 

comme dans le cas de la commande par backstepping.   

 

En choisissant une fonction énergie liée au système, telle que sa dérivée est négative, la théorie de 

Lyapunov nous assure, que la surface de commutation tend vers l’origine. Donc la condition d'existence 

des modes glissants est réalisée. 

 

Nous avons, aussi, constaté que le principe de la commande vectorielle est assuré par la structure de 

la commande. Donc les mêmes étapes de dimensionnement sont utilisées du cas de modèle non linéaire 

multivariables au cas du modèle monovariable linéaire. 

 

Pour évaluer la robustesse de notre régulateur, nous avons simulé l’association régulateur-MSAP. 

Nous avons constaté que les performances du régulateur sont satisfaisantes à savoir la poursuite de la 

référence, le temps de réponse et le rejet de la perturbation pour les deux types de modèles (monovariable 

et multivariable) de la machine.   
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Introduction 
 

Lorsqu'on est amené à commander un système, les paramètres du système sont souvent variables. 
Ces variations peuvent être plus ou moins importantes en fonction du système et des paramètres. Il 
sera donc intéressant de trouver les paramètres fixes du régulateur pour lesquelles, même si les 
paramètres du système varient dans un certain domaine, les performances sont maintenues et restent 
dans un certain domaine limité. La commande est alors quantifiée de robuste. Si par contre, les 
paramètres du système varient dans un large domaine, engendrant une dégradation des performances, 
il faut soit amélioré dans la procédure de conception de la commande en prenant en compte la 
variation des paramètres (ex: backstepping adaptatif), soit faire appel à d'autres méthodes de 
commande telle que la commande adaptative [6]. 
   
 Parmi les avantages de la technique de backstepping, c'est qu'on peut l'associer à d'autres méthodes de 
l'automatique moderne dans l'objectif d'améliorer les performances. La commande par mode de 
glissement non linéaire est l'une des méthodes qui s'associe à la technique de backstepping avec une 
procédure très simple [34]. 
 

Aussi, une autre solution permettant d'améliorer la robustesse de la commande par backstepping et 
pour être en mesure d'éliminer les erreurs résiduelles, en présence de perturbations à moyenne non 
nulle, une action intégrale est introduite dans les contrôleurs générés par le backstepping. Cette 
introduction nécessite une modification de la procédure de design [35].  
 

Dans cette partie, nous allons tester la robustesse des deux méthodes de commandes non linéaire, 
le backstepping et le mode de glissement, par rapport à: 

• l'influence des variations paramétriques, 
•  l'alimentation par onduleur M.L.I à trois niveaux  
• le fonctionnement à des faibles vitesses et aux grandes variations de consignes et de 

perturbations. 
 
Nous procédons par la suite à l'application d'amélioration de la méthode du backstepping par: 

 Association avec la méthode du mode de glissement. 

 Par l'introduction d'un terme intégrale. 
 

Les résultats de la simulation vont nous permettre de comparais les performances et la robustesse 
des deux commandes non linéaires (backstepping/ mode glissant) avec et sans l'effet de l'alimentation 
pour des variations de la consigne et de la charge. 
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Chapitre 10 
 
 

ETUDE COMPARATIVE DES PERFORMANCES DES 
 DEUX COMMANDES NON LINEAIRES 

 
 

10.1 Tests de robustesse des deux commandes non linéaires appliquées à la MSAP 

10.1.1 Tests de robustesse de la commande par backstepping appliquée à la MSAP 

Afin de tester la robustesse de la commande par backstepping appliquée à la MSAP alimentée en 
tension, nous avons effectué les essais en simulation suivants : 

 Démarrage à 1000 tr/min puis une double variation de charge, ensuite inversion du sens de 
rotation. 

 Variation des paramètres de la machine, une augmentation de 50% de Rs, Ld et J. 

Ensuite nous les avons comparé par rapport aux résultats obtenus avec les données initiales. 
La robustesse de la commande par backstepping est testée pour le modèle non linéaire multivariable. 
 

Les résultats de la simulation sont obtenus pour le test de démarrage à 1000 tr/min, suivi d'une 
double variation de la charge (Cn à 0 à Cn) , puis inversion du sens de rotation. Nous avons présenté 
l'évolution de la vitesse de rotation, du couple électromagnétique, du courant de phase, de l'erreur sur 
la vitesse "e", l'erreur sur le couple électromagnétique "z1", l'erreur sur le carré de la valeur efficace du 
courant de phase "z2". 
 
La figure 10.1 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de 
l'augmentation de la résistance statorique Rs de 50%. Aucune influence n'est visualisée. Nous notons 
des performances très satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la consigne et de la charge.  
 
La figure 10.2 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de 
l'augmentation de l'inductance direct Ld de 50%. Nous notons une légère augmentation de l'erreur 
statique de la vitesse et du couple électromagnétique. Les performances restent satisfaisantes vis-à-vis 
de la variation de la consigne et de la charge.  
 
La figure 10.3 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de 
l'augmentation du moment d'inertie J de 50%. Nous notons une légère augmentation du temps de 
réponse, de l'erreur statique de la vitesse et du couple électromagnétique. Les performances restent 
satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la consigne et de la charge. 
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Fig 10.1 : Test de robustesse de la commande par backstepping, non linéaire multivariable, augmentation de Rs de 

50% (Continue: Rs, discontinue: 1,5 Rs). 

 

    
 

Fig 10.2 : Test de robustesse de la commande par backstepping, non linéaire multivariable, augmentation de Ld de 

50% (Continue: Ld, discontinue: 1,5 Ld). 
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Fig 10.3 : Test de robustesse de la commande par backstepping, non linéaire multivariable, augmentation de J de 

50% (Continue : J, discontinue : 1,5 J). 
 

10.1.2 Tests de robustesse de la commande par mode de glissement appliquée à la MSAP 

Afin de tester la robustesse de la commande par mode de glissement non linéaire appliquée à la 
MSAP alimentée en tension, nous avons effectué les essais en simulation suivants : 

 Démarrage à 1000 tr/min puis une double variation de charge, ensuite inversion du sens de 
rotation. 

 Variation des paramètres de la machine, une augmentation de 50% de Rs, Ld et J. 
 

Ensuite nous les avons comparé par rapport aux résultats obtenus avec les données initiales. La robustesse 
de la commande est testée pour le modèle non linéaire multivariable, dans le cas à trois surfaces et le cas à 
deux surfaces. 
 
a- Commande à trois surfaces 

Les résultats de la simulation sont obtenus pour le test de démarrage à 1000 tr/min, suivi d'une double 
variation de la charge (Cn à 0 à Cn), puis inversion du sens de rotation. Nous avons présenté l'évolution de 
la vitesse de rotation, du couple électromagnétique, du courant de phase, de l'erreur sur la vitesse "S1=e", 
l'erreur sur le couple électromagnétique "S2=ed", l'erreur sur la valeur direct du courant de phase 
"S3=eq". 
 
La figure 10.4 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de l'augmentation 
de la résistance statorique Rs de 50%. Aucune influence n'est visualisée. Nous notons des performances 
très satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la consigne et de la charge.  
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La figure fig10.5 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de 
l'augmentation de l'inductance direct Ld de 50%. Nous notons une légère diminution du temps de réponse. 
Les performances restent satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la consigne et de la charge.  
 
La figure fig10.6 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de 
l'augmentation du moment d'inertie J de 50%. Nous notons une légère augmentation du temps de réponse 
et de l'erreur statique de la vitesse. Les performances restent satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la 
consigne et de la charge. 
 

  
 

Fig 10.4 : Test de robustesse de la commande par mode de glissement à trois surface, non linéaire multivariable, 

augmentation de Rs de 50% (Continue: Rs, discontinue: 1,5 Rs). 
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Fig 10.5 : Test de robustesse de la commande par mode de glissement à trois surface, non linéaire multivariable, 

augmentation de Ld de 50% (Continue: Ld, discontinue: 1,5 Ld). 
 

   
 

Fig 10.6: Test de robustesse de la commande par mode de glissement à trois surface, non linéaire multivariable, 

augmentation de J de 50% (Continue: J, discontinue: 1,5 J). 
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b- Commande à deux surfaces 

Les résultats de la simulation sont obtenus pour le test de démarrage à 1000 tr/min, suivi d'une double 
variation de la charge (Cn à 0 à Cn) , puis inversion du sens de rotation. Nous avons présenté l'allure de la 
vitesse de rotation, du couple électromagnétique, du courant de phase, de l'erreur sur la vitesse "S1=e", 
l'erreur sur la valeur direct du courant de phase "S2=ed". 
 
La figure 10.7 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de l'augmentation 
de la résistance statorique Rs de 50%. Nous notons une légère augmentation de l'erreur statique de la 
vitesse. Les performances restent satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la consigne et de la charge.  
 
La figure 10.8 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de l'augmentation 
de l'inductance direct Ld de 50%. Les figures sont semblables au cas initial, aucune influence n'est à 
signaler. Les performances restent satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la consigne et de la charge.  
 
La figure 10.9 présente l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques lors du test de l'augmentation 
du moment d'inertie J de 50%. Nous notons une légère augmentation du temps de réponse et de l'erreur 
statique de la vitesse. Les performances restent satisfaisantes vis-à-vis de la variation de la consigne et de 
la charge. 
 

  
 

Fig 10.7 : Test de robustesse de la commande par mode de glissement à deux surface, non linéaire multivariable, 

augmentation de Rs de 50% (Continue: Rs, discontinue: 1,5 Rs). 
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Fig 10.8: Test de robustesse de la commande par mode de glissement à deux surface, non linéaire multivariable, 

augmentation de Ld de 50% (Continue: Ld, discontinue: 1,5 Ld). 
 

  
 

Fig 10.9 : Test de robustesse de la commande par mode de glissement à deux surface, non linéaire multivariable, 

augmentation de J de 50% (Continue: J, discontinue: 1,5 J). 
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10.1.3 Conclusion 

Ces tests de robustesse sont effectués sur deux types de commandes non linéaires. Ce qui nous a 
permis de visualiser l'influence de la variation des paramètres de la machine sur les performances des 
commandes. Aussi, ces tests nous ont permis d'évaluer la robustesse vis-à-vis de la variation de la 
consigne et de la charge. 

Les performances sont très satisfaisantes. La commande par backstepping non linaire multivariable et 
la commande par mode de glissement à trois surfaces ont montré une supériorité par rapport à la 
commande par mode de glissement à deux surfaces. 
 

10.2 Association de la commande par backstepping au mode glissant appliquée à la MSAP 

10.2.1 Aspect théorique 

La plupart des nouveaux outils de conception ont émergé en activant quelques concepts descriptifs 
classiques. Cela explique le regain d'activité que connaît ce domaine depuis plusieurs années. La fonction 
de commande de Lyapunov a suscité beaucoup d'intérêt ces dernières années dans le domaine de 
conception, ce qui a donné lieu à des techniques systématiques de conception de contrôleurs pour les 
systèmes non linéaires [49][95][99].  
 La technique de backstepping et celle de mode de glissement sont deux méthodes qui exploitent la notion 
de fonction de commande de Lyapunov. Nous allons utiliser ce point commun pour élaborer une nouvelle 
commande associant les deux techniques de commandes [20].  
En effet, les deux critères qui permettent aux dynamiques du système de converger vers la surface de 
glissement sont: 

 Celui proposé par Emilyanov et Utkin: 0)x(S)x(S <&   

 Celui définit par la fonction de Lyapunov:  0)x(V)x(V <&  
En mode glissant cette condition est réalisée par: )S(q)S(SignqS 10 −−=&  . 

Avec q0 et q1 réels positifs. 
Par conséquent la condition de stabilité de Lyapunov est réalisée par la condition de convergence des modes 
glissants. Nous allons utiliser l'application sur la commande de la MSAP pour introduire cette procédure. 
 
10.2.2 Application à la commande de la MSAP 

10.2.2.1 Synthèse de la commande 

La machine synchrone à aimants permanents est décrite par un système d’équations non linéaires 
multivariables du troisième ordre avec trois variables d’états (courant id, courant iq et la vitesse de 
rotation mécanique) et deux variables d’entrées commandes les tensions vd et vq ( Fig 7.1), dont le 
modèle est décrit par: 

)C
p

fC(
J
p

dt
d

L /)ω. - iRv(
dt

di

L /)iω.L  iRv(
dt

di

rem

qqsq
q

dq qdsd
d

−ω−=ω

φ−=

+−=

                                                    (10.1) 
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Notre objectif est de synthétiser l’expression de la commande multivariable u=[vd vq]T permettant de 
stabiliser les variables d’états du moteur sur les références désirées. En faisant un changement de 
variables, les nouvelles sont les erreurs entre consignes et variables d'états et donc nous déterminons les 
commandes permettant de les stabiliser le système sur l’origine. 

Etape1: Régulation de la vitesse 
Soit e=ω-ωref , l’erreur de vitesse. 
Choisissant une fonction énergie :  V(e)=J.e2/2 
Pour que l’erreur e tend vers zéro et donc ω vers ωref, il faut que la dérivée de la fonction énergie soit 
négative (critère de stabilité de Lyapunov) [20]d’où:  

refrem

ref

 J)C
P

fC( Pe

)( e Je e JV

ω−−ω−=

ω−ω==

&&

&&&&

                                                   (10.2) 

Pour stabiliser la grandeur erreur "e" sur zéro, choisissant la commande virtuelle Cref qui représente le 
couple électromagnétique de référence produit par la machine. Pour que la dérivée de la fonction énergie 
soit négative, il faut que la commande virtuelle soit définie par: 

P / ) J (fC
P
e c-C refrref ω+ω++= &                                                (10.3) 

d’où: 0c avec  e cV 2
.

>−=  
La seconde étape, utilisera le couple de référence pour assurer la commande du couple. 
Etape 2 : Commande du couple électromagnétique 
 Soit s1 l’erreur sur le couple définie par: 

  s1= Cem-Cref                                                                                   (10.4) 
Utilisant e et s1 comme nouvelles variables la fonction énergie de Lyapunov augmentée devient: 

                        V(e,s1)=(J.e2+s1
2)/2                                                                          (10.5) 

Sa dérivée est définie par: 

refem1

11

CCs

s se e JV
&&&

&&&

−=

+=
                                                                             (10.6) 

vq vd 1s 210 β+β+β=&                                                                     (10.7) 

Tels que : 
β1 =P.(Ld- Lq)/Ld, β2=P.(φ+(Ld- Lq).id)/Lq, β0 =P.(φ.(-ω.Ld.id- Rs.iq- ω.φ)/Lq+k1.(Ld- Lq))+k2 
k1= iq.(-Rs.id+ω.Lq.iq)/Ld+id.(- ω.Ld.id- Rs.iq-ω.φ)/Lq, k2=c (Cem-Cr - f ω/P)/J- f(Cem- Cr- f ω/P)/J 
 
Pour stabiliser e et s1 sur l’origine, donc la dérivée de V soit négative, il faut choisir c positif. Ce qui peut 
se traduire avec le critère de convergence des modes glissant par la relation suivante [20] : 

)s( q)s(sign qs 11101 −−=&                                                                   (10.8) 

avec : q0, q1>0 
Nous aboutissons à une équation à deux inconnues vd et vq , suivante : 

)s( q)s(sign qvq vd 1110021 −−β−=β+β                                                   (10.9) 

Il faut trouver une autre relation, pour avoir un système de deux équations à deux inconnues. Nous allons 
procéder à la commande du courant de phase. 
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Etape 3 : Commande de la valeur efficace du courant de phase 
Soit s2 l’erreur sur le carré de la valeur efficace du courant, tel que : 

 s2=I - Iref,  I=id2 + iq2                                                                            (10.10) 
Ce qui conduit à la nouvelle expression augmentée de la fonction énergie, définie par: 

V(e,s1,s2)=( J e2 + s1
2 + s2

2 )/2                                                                   (10.11) 
Sa dérivée est : 

ref2

2211

IIs

s ss se e JV
&&&

&&&&

−=

++=
                                                                       (10.12) 

vq vd s 5432 β+β+β=&                                                                         (10.13) 

La surface s2 doit être choisi en respectant le critère de convergence des modes glissants : 
)s( q)s(sign qs 23222 −−=&                                                                    (10.14) 

avec : q2, q3>0 
Ce qui nous donne une équation à deux inconnues vd et vq , suivante : 

)s( q)s(sign qvq vd 2322354 −−β−=β+β                                               (10.15) 

Combinons les équations (10.9) et (10.15), nous obtenons alors l’expression des commandes vd et vq : 
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NB: Le choix de c et q0, q1, q2 et q3 améliorent les performances de la commande à savoir ( temps de 
réponse, dépassement…etc). 
 

10.2.2.2 Les résultats de la simulation 

La commande adoptée basée sur l’association de la méthode par backstepping au mode glissant 
appliquée à la MSAP est testée par simulation numérique pour les valeurs des paramètres suivants : 
c1=195, c2=3000, c3=13000 pour le backstepping multivariable. 
Et pour l'association des deux commandes : c1=195, q0=3260, q1=q0, 
q2=50000, q3=q2. 
La robustesse de la commande est testée pour le modèle multivariable non linéaire. 
 
Les résultats de la simulation sont obtenues pour le test de démarrage pour deux références de vitesse, 
suivi d'une double variation de la charge (Cn-0-Cn) , puis inversion du sens de rotation, dans le cas de 
l'alimentation sinusoïdale et le cas par onduleur à trois niveaux. 
 
Ensuite, nous les avons comparé par rapport aux résultats obtenus avec la commande par backstepping 
non linéaire multivariable. 
Nous avons présenté pour les deux commandes l'évolution de la vitesse de rotation, du couple 
électromagnétique, du courant de phase, de l'erreur sur la vitesse "e", l'erreur sur le couple 
électromagnétique "z1/ s1", l'erreur sur le carré de la valeur efficace du courant de phase "z2 /s2", les deux 
tensions de commande vd et vq. 
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Les figures 10.10 et 10.11 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence : 1000 tr/min, dans le cas d'une alimentation sinusoïdale. Nous notons des résultats semblable et 
très satisfaisants.  
Les figures 10.12 et 10.13 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence : 1000 tr/min, dans le cas d'une alimentation par un onduleur M.L.I à trois niveaux. 
Les résultats restent semblables et très satisfaisants, avec une légère augmentation des ondulations dues à 
l'alimentation. Nous notons, aussi, moins d'ondulations dans les erreurs sur les grandeurs pour la 
commande associant les deux méthodes.  
 
Les figures 10.14 et 10.15 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence : 100 tr/min c'est la plage des faibles vitesses, dans le cas d'une alimentation sinusoïdale. Nous 
notons des résultats semblables et très satisfaisants. 
 
Les figures 10.16 et 10.17 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence : 100 tr/min, dans le cas d'une alimentation par un onduleur M.L.I à trois niveaux. 
Les résultats restent semblables et très satisfaisants, avec une légère augmentation des ondulations dues à 
l'alimentation.  

Un test de robustesse vis-à-vis de la variation du moment d'inertie est réalisé pour les deux 
commandes avec l'alimentation sinusoïdale figure 10.18 et avec un onduleur M.L.I à trois niveaux figure 
10.19. Nous notons une légère augmentation du temps réponse. 
 

Les résultats montrent une bonne réponse de la MSAP en poursuite avec un temps de réponse faible 
et une erreur statique nulle. Les différentes erreurs (e, s1, s2) s’annulent au régime permanent. La variation 
de la charge nous a permis aussi de conclure sur le rejet de la perturbation qui est satisfaisant. 
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Fig.10.10: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée en tension sinusoïdale. 
 

Fig.10.11: Résultats de simulation de la commande 
associant le backstepping non linéaire multivariable 
et le mode glissant de la MSAP alimentée en tension 

sinusoïdale 
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Fig.10.13: Résultats de simulation de la commande 
associant le backstepping non linéaire multivariable et 

le mode glissant de la MSAP alimentée par un 
onduleur MLI à trois niveaux. 

Fig.10.12: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée par un onduleur MLI à trois 
niveaux. 
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Fig 10.14: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée en tension sinusoïdale. 

Fig 10.15: Résultats de simulation de la commande 
associant le backstepping non linéaire 

multivariable et le mode glissant de la MSAP  
alimentée en tension sinusoïdale 
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Fig 10.16: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée par un onduleur MLI à trois 
niveaux. 

Fig 10.17: Résultats de simulation de la commande 
associant le backstepping non linéaire 

multivariable et le mode glissant de la MSAP 
alimentée par un onduleur MLI à trois niveaux. 
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10.2.3 Conclusion 

Ces tests de robustesse effectués sur les deux types de commandes non linéaires, nous ont permis de 
conclure que les résultats sont semblables et très satisfaisants, avec une légère augmentation des 
ondulations dues à l'alimentation par onduleur de tension.  

 
Un test de robustesse vis-à-vis de la variation du moment d'inertie est réalisé pour les deux 

commandes avec l'alimentation sinusoïdale et avec un onduleur M.L.I à trois niveaux. Nous notons une 
légère augmentation du temps réponse les performances reste semblables et satisfaisantes. 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig 10.18: Test de robustesse de la commande par 
backstepping non linéaire multivariable de la MSAP 
alimentée par par tension sinusoïdale, augmentation 

de J de 100% (Continue: J, discontinue: 2 J). 
 

Fig 10.19: Test de robustesse de la commande, 
associant le backstepping non linéaire 

multivariable et le mode glissant, de la MSAP 
alimentée par tension sinusoïdale, augmentation de 

J de 100% (Continue: J, discontinue: 2 J). 
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10.3 La commande par backstepping avec action intégrale 

10.3.1 Aspect théorique 

  Une des solutions permettant d'améliorer la robustesse de la commande par backstepping et pour être 
en mesure d'éliminer les erreurs résiduelles, en présence de perturbations à moyenne non nulle, une action 
intégrale est introduite dans les contrôleurs générés par le backstepping [97]. Cette introduction nécessite 
une modification de la procédure de design. Nous allons utiliser l'application sur la commande de la 
MSAP pour introduire cette procédure.  
 
10.3.2 Application à la MSAP 

10.3.2.1 Synthèse de la commande 
 

La machine synchrone à aimants permanents est décrite par un système d’équations non linéaires 
multivariables du troisième ordre avec trois variables d’états (courant id, courant iq et la vitesse de 
rotation mécanique) et deux variables d’entrées commandes les tensions vd et vq (Fig 7.2), dont le 
modèle est décrit par : 

)CpfC(J
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dt
d

L /) ω - iRv(
dt
di

L /)iL ω  iRv(
dt
di

rem

qqsq
q

dq qdsd
d

−ω−=ω

φ−=

+−=

                                               (10.17) 

Notre objectif est de synthétiser l’expression de la commande multivariable u=[vd vq]T permettant de 
stabiliser les variables d’états du moteur sur leurs références, et par conséquent les variables erreurs sur 
l'origine. Cela sera réalisé en suivant l’approche du backstepping dans laquelle nous avons introduit une 
action intégrale. 

Etape1: Régulation de la vitesse 
Soit e=ω-ωref , l’erreur de vitesse. 

Choisissant une fonction énergie :  V(e)=J e2/2 

Pour que l’erreur e tend vers zéro et donc ω vers ωref, il faut que la dérivée de la fonction énergie soit 
négative (critère de stabilité de Lyapunov) d’où:  

refrem

ref

 J)CPfC( Pe
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ω−ω==

&&

&&&&

                                            (10.18) 

Pour stabiliser e sur zéro, choisissant la commande virtuelle Cref qui représente le couple 
électromagnétique de référence produit par la machine. Pour que la dérivée de la fonction énergie soit 
négative, il faut que la commande virtuelle s’exprime par: 

P/) J (fC
P
e c-C refrref ω+ω++= &                                         (10.19) 

Dans ce cas: 0c avec  e.cV 2.
>−=  
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Puisque le couple électromagnétique n'est pas une entrée commande et qu'elle est seulement une variable 
du système avec sa propre dynamique. Nous allons l'utiliser pour introduire l'action intégrale, nous 
choisissons donc le comportement dynamique désirée de la commande virtuelle Cref comme suite: 

11refrref P/) J (fC
P
e c-C χλ+ω+ω++= &                                      (10.20) 

Où: c et λ1 sont des constants  positifs et ∫ ττ=χ
t

01 d)(e  est l'action intégrale introduite en fonction de 

l'erreur de poursuite "e". En introduisant cette intégrale dans la commande virtuelle, nous assurant la 
convergence de l'erreur de poursuite vers zéro au régime permanent, malgré la présence de perturbation 
ou d'incertitudes dans le modèle du système. Comme le couple électromagnétique n'est la commande du 
système, il y a une erreur entre Cem et sa valeur de référence Cref. Nous allons compenser cette erreur dans 
l'étape suivante.   

Etape 2 : Commande du couple 
Soit z1l’expression de l’erreur sur le couple définie par: 

  z1= Cem-Cref                                                                  (10.21) 

Utilisant e et z1 comme nouvelles variables, la fonction de Lyapunov augmentée devient : 

V(e,z1)=(J.e2+z1
2)/2                                                            (10.22) 

L'expression de sa dérivée est définie par : 

111 z ze e J)z,e(V &&& +=                                                          (10.23) 

refem1 CCz &&& −=                                                               (10.24) 

vq vd z 2101 β+β+β=&                                                         (10.25) 

Tels que :  

β1 =P.(Ld- Lq)/Ld, β2=P.(φ+(Ld- Lq).id)/Lq, β0 =P.(φ.(-ω.Ld.id- Rs.iq- ω.φ)/Lq+k1.(Ld- Lq))+k2 
k1= iq.(-Rs.id+ω.Lq.iq)/Ld+id.(- ω.Ld.id- Rs.iq-ω.φ)/Lq, k2=c (Cem-Cr - f ω/P)/J- f(Cem- Cr- f ω/P)/J 
 
Pour stabiliser e et z1 sur l’origine, il faut que la dérivé de la fonction de Lyapunov soit négative et choisir 
c1 et c2 positifs, tels que: 

 0z ce c)z,e(V 2
12

2
11 ≤−−=&                                                    (10.26) 

Ce qui nous donne une équation à deux inconnues vd et vq, suivante: 

12021 z cvq vd −β−=β+β                                                    (10.27) 

Il faut trouver une autre relation, pour avoir un système de deux équations à deux inconnues. Nous allons 
procéder à la commande du courant de phase. 

Etape 3 : Commande de la valeur efficace du courant de phase 
Soit z2 l’erreur sur le carré de la valeur efficace du courant, tel que : 

 z2=I - Iref,  I=id2 + iq2                                                  (10.28) 

Ce qui conduit à la nouvelle expression augmentée de la fonction énergie, définie par: 
 

V(e,z1,z2)=( J e2 + z1
2 + z2

2 )/2                                         (10.29) 
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Sa dérivée est : 

ref2
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vq vd z 5432 β+β+β=&                                                                                             (10.31) 

Avec: 

β4 =2 id/Ld, β5=2 iq/Lq, k3=2 id (Rs id+ω Lq iq)/Ld, β3=k3-2 iq (ω Ld id+Rs iq+ω φ)/Lq 

Pour stabiliser e, z1 et z2 sur l’origine, il faut que la dérivée de la fonction de Lyapunov soit négative 
et choisir c1, c2 et c3 positifs: 
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Ce qui conduit à: 

23354 z cvq vd −β−=β+β                                                         (10.33) 

Combinant eqs.(10.27) et eqs.(10.33), nous obtenons la lois de commande suivante: 
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                                                    (10.34) 

Pour satisfaire la stabilité du système, tous les gains (c1, c2, c3) doivent être choisis positifs. De 
meilleures performances peuvent être obtenues par un choix adéquat des gains.  

L'équation (10.32), représentant l'expression de la dérivée de la fonction énergie globale, montre que le 
système en boucle fermée eqs.(10.17) et eqs.(10.34) réalise les objectives de la commande de la vitesse, 
du couple et du courant de phase, dans le sens que tous les erreurs e, z1, z2 convergent vers zéro. 

 
10.3.2.2 Résultats de la simulation 

La nouvelle commande obtenue est testée en simulation numérique, appliquée à la MSAP autopilotée 
et alimentée par un onduleur MLI à trois niveaux pour les valeurs des paramètres suivants :  

c1=195, c2=3000, c3=13000 pour le backstepping multivariable, 

Et pour l'association des deux commandes : c1=195, c2=3000, c3=13000, λ1=0.6. 

La robustesse de la commande est testée pour le modèle multivariable non linéaire. 
 

Les résultats de la simulation sont obtenus pour le test de démarrage pour deux références de vitesse, 
suivi d'une double variation de la charge (Cn à 0 à Cn), puis inversion du sens de rotation, dans le cas de 
l'alimentation sinusoïdale et le cas par onduleur à trois niveaux. 
Ensuite nous les avons comparé par rapport aux résultats obtenus avec la commande par backstepping 
multivariable sans l'action intégrale. 
 

Nous avons présenté pour les deux commandes l'allure de la vitesse de rotation, du couple 
électromagnétique, du courant de phase, de l'erreur sur la vitesse "e", l'erreur sur le couple 
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électromagnétique "z1", l'erreur sur le carré de la valeur efficace du courant de phase "z2 ", les tensions de 
commandes vd et vq. 
 
Les figures 10.20 et 10.21 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence de 1000 tr/min, dans le cas d'une alimentation sinusoïdale. Nous notons des résultats semblables 
et satisfaisants. 
 

Les figures 10.22 et 10.23 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence de 1000 tr/min, dans le cas d'une alimentation par un onduleur M.L.I à trois niveaux. 
Les résultats restent semblables et satisfaisants, avec une légère augmentation des ondulations dues à 
l'alimentation. Nous notons, aussi, moins d'ondulations sur l'allure de la tension vq dans le cas de la 
commande sans action intégrale.  
 

Les figures 10.24 et 10.25 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence de 100 tr/min c'est la plage des faibles vitesses, dans le cas d'une alimentation sinusoïdale. Nous 
notons des résultats semblables et satisfaisants. 
 

Les figures 10.26 et 10.27 présentent l'évolution des grandeurs électriques et mécaniques pour la 
référence de 100 tr/min, dans le cas d'une alimentation par un onduleur M.L.I à trois niveaux.Les résultats 
restent semblables et satisfaisants, avec une légère augmentation des ondulations dues à l'alimentation.  
 

Un test de robustesse vis-à-vis de la variation du moment d'inertie est réalisé pour la commande avec 
action intégrale alimentée par tension sinusoïdale et avec un onduleur M.L.I à trois niveaux figure 10.29, 
comparais au cas sans action intégrale figure 10.28. Nous notons une légère augmentation du temps 
réponse et courant lors du démarrage. 
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Fig 10.20: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée en tension sinusoïdale. 

Fig 10.21. Résultats de simulation de la commande, 
par backstepping non linéaire multivariable avec 

action intégrale, de la MSAP alimentée en tension 
sinusoïdale. 
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Fig 10.22: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée par un onduleur MLI à trois 
niveaux. 

Fig 10.23. Résultats de simulation de la commande, par 
backstepping non linéaire multivariable avec action 

intégrale, de la MSAP alimentée par un onduleur MLI à 
trois niveaux. 
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Fig 10.24: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée en tension sinusoïdale. 

Fig 10.25.: Résultats de simulation de la commande, par 
backstepping non linéaire multivariable avec action 

intégrale, de la MSAP alimentée en tension sinusoïdale.
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Fig 10.26: Résultats de simulation de la commande 
par backstepping non linéaire multivariable de la 

MSAP alimentée par un onduleur MLI à trois 
niveaux. 

Fig 10.27: Résultats de simulation de la commande, par 
backstepping non linéaire multivariable avec action 

intégrale, de la MSAP alimentée par un onduleur MLI à 
trois niveaux. 
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10.3.3 Conclusion 

 
Les résultats des tests de robustesse de la commande par backstepping avec action intégrale montrent 

une bonne réponse de la MSAP en poursuite avec un temps de réponse faible et une erreur statique nulle. 
Les différentes erreurs (e, z1, z2) s’annulent au régime permanent. La variation de la charge nous a permis 
aussi de conclure sur le rejet de la perturbation qui est satisfaisant. En comparaison avec le backstepping 
sans l'action intégrale, les tests réalisés ont montré une équivalence des résultats. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Fig 10.29 Test de robustesse de la commande, par 
backstepping non linéaire multivariable avec action 

intégrale, de la MSAP alimentée par tension sinusoïdale, 
augmentation de J (Continue: J, discontinue: 2 J ). 

 

Fig 10.28: Test de robustesse de la commande par 
backstepping non linéaire multivariable de la MSAP 
alimentée par par tension sinusoïdale, augmentation 

de J (Continue: J, discontinue: 2 J). 
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10.4 Conclusion 

 

Dans cette partie, nous avons évalué la robustesse des deux commandes non linéaires et leurs extensions, 
par rapport à la variation des paramètres de la machine et par rapport aux grandes variations de la consigne et 
de la perturbation. La commande par backstepping non linaire multivariable et la commande par mode de 
glissement à trois surfaces ont montré une supériorité par rapport à la commande par mode de glissement 
à deux surfaces. 

 
L'avantage de la technique du backstepping est qu'elle peut être associée à d'autres méthodes de 

l'automatique moderne dans l'objectif d'améliorer les performances. Par l'association à la commande par 
mode de glissement ou par l'ajout d'une action intégrale, les deux possibilités nous ont donné de bonnes 
performances. Aussi, avec un choix adéquat des paramètres des deux commandes, nous pouvons obtenir de 
meilleurs résultats. 
 

L'utilisation d'une alimentation par onduleur à trois niveaux n'a pas affecté les performances des 
commandes. Les résultats montrent une bonne réponse de la MSAP en poursuite avec un temps de 
réponse faible et une erreur statique nulle, par conséquent, les différentes erreurs s’annulent au régime 
permanent. La variation de la charge nous a permis aussi de conclure sur le rejet de la perturbation qui est 
satisfaisant. 
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CONCLUSION GENERALE 
 

Le présent travail, porte sur la contribution de la commande linéaire dans l'espace d'état et la 
commande non linéaire pour la mise en œuvre par simulation numérique d'un actionneur synchrone. De 
façon générale, la machine synchrone alimentée par un convertisseur statique est un procédé 
électrotechnique complexe. Ce système de nature multivariable, non linéaire, est d'une part soumis à des 
perturbations inhérentes au type d'actionneur utilisé, et d'autre part à des variations paramétriques 
importantes selon le fonctionnement. 
Nous avons étudié ici plus particulièrement la commande des machines synchrones à rotor bobiné et à 
aimants permanents, alimentées par un onduleur de tension à trois niveaux à structure NPC, fonctionnant 
en modulation de largeur d'impulsion (M.L.I). 
 

La première partie de nos travaux  est consacrée à une synthèse des modèles du moteur synchrone à rotor 
bobiné et à aimants permanents en vue de la commande, nous nous sommes aussi intéressés à l'utilisation de 
la commande vectorielle, qui permet l'obtention d'un modèle découplé, dont le comportement 
électromécanique est similaire à celui d’une machine à courant continu commandable. Cinq modèles dans 
le référentiel de Park ont été présentés: 
 

 Machine synchrone à rotor bobiné à excitation constante: 
• Cas non linéaire multivariable, avec les tensions comme entrées commandes; 
• Cas non linéaire monovariable, avec l'angle interne comme entrée commande; 
• Cas linéaire monovariable, en utilisant le principe de la linéarisation autour d'un point de 

fonctionnement, avec l'angle interne comme entré commande. 
 Machine synchrone à aimants permanents: 

• Cas non linéaire multivariable, avec les tensions comme entrées commandes; 
• Cas linéaire monovariable, en utilisant la commande vectorielle. 

 
L'application dans ce cadre de recherche des outils issus des progrès de l'automatique tels que : la 

commande par retour d'état, la commande par mode de glissement linéaire par imposition des pôles et non 
linéaire, et la commande non linéaire par backstepping et ses extensions, a été pour nous riche 
d'enseignements. Cela a été développé dans les parties 2, 3, et 4 de ce travail. Ce qui nous a permis 
d'aborder plusieurs domaines : 

 L'automatique (linéaire, non linéaire, continue, discret) 
 L'électrotechnique (machine synchrone, alimentation en tension) 
 L'informatique (méthodes numériques, logicielles de programmation) 

 
Nos contributions principales sont : 

 Application de la commande par retour d'état échantillonnée à la MSA alimentée en tension. Puis, 
utilisation de deux types d'observateurs pour la reconstitution des variables états du système et de 
la perturbation. 

 Application de la commande par mode de glissement dans l'espace d'état par imposition des pôles 
à la MSA alimentée en tension. 

 Application de la commande non linéaire par backstepping à la MSAP, pour les deux types de 
modèles. 

 Application de la commande par mode de glissement non linéaire pour les deux types de 
modèles, le premier à deux surfaces le second à trois surfaces. 
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Les résultats obtenus nous ont permis de montrer la faisabilité de ces méthodes de commandes et de 
faire une étude comparative, réalisée au niveau du chapitre 4 dans le cas linéaire et le chapitre 10 dans le 
cas non linéaire. Les deux commandes linéaires par retour d'état et par mode de glissement dans l'espace 
d'état, basées sur le modèle linéarisé, ont donné des résultats satisfaisants pour les faibles variations de 
consignes et de charges. Cependant, pour les grands changements par rapport au point de fonctionnement 
utilisé dans le dimensionnement ou bien par rapport aux variations paramétriques, les performances se 
détériorent. Ce qui nous conduit à chercher d'autres méthodes respectant le compromis, robustesse- 
performances désirées, ainsi que celui relatif à la simplicité de synthèse et facilité de réglage des 
paramètres des correcteurs. Ceci peut faire la différence dans le cadre industriel quant au choix d'une 
structure de commande d'un actionneur synchrone, ou d'un système non linéaire quelconque. Le 
backstepping connu par sa robustesse inhérente, cette méthode apporte une amélioration substantielle aux 
performances des contrôleurs proposés. Les résultats obtenus suite à son application à l'actionneur 
synchrone, avec les deux types de modèles multivariable et monovariable, sont satisfaisants. 

 
La robustesse et les similitudes de la commande par mode glissant non linéaire avec celle du 

backstepping, nous ont conduit à utiliser cette commande pour une comparaison des performances. Les 
résultats de la simulation ont montré une équivalence des performances avec un avantage du 
backstepping, qui permet en plus la commande directe du courant de phase.  

 
A travers ces résultats, la commande par backstepping et ses extensions, à savoir son association au 

mode glissant et l'ajout d'une action intégrale, présentent des aspects intéressants au niveau du compromis 
robustesse- performances désirées, ainsi que celui relatif à la simplicité de synthèse, et facilité de réglage 
des paramètres des correcteurs. De par sa robustesse inhérente, cette méthode apporte une amélioration 
substantielle aux performances des contrôleurs proposés 

 
Enfin, ces travaux ouvrent de nombreuses nouvelles voies de recherches qui pourront être traités 

dans d’autres études à venir. Nous pouvons citer entre autres : 
 

 L’introduction de l'effet de la saturation et le rapprochement du modèle à la machine réelle. 
 L'introduction du modèle non linéaire des convertisseurs multiniveaux. 
 L'utilisation des nouvelles techniques de commande sans capteurs. 
 Le développement du backstepping par l'utilisation de la loi adaptative, et réalisations pratiques.  
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Annexe 
 
 
Caractéristiques des machines utilisées 
 
Machine synchrone à rotor bobiné 

- Pn     = 1.5 kW 

- Nn     = 1500 tr/min 

- Vn     = 220/380 V 

- P     = 2 

- Rs   = 4.8 Ω 

- Rr   = 160 Ω 

- Ls   = 0.16 H 

- Lr   = 13 H 

- Msr = 1.4 H 

- Irq  = 1 A 

- f     = 8. 10-3 Nm.S/rad 

- J     = 4. 10-3 kg.m2 

 

Machine synchrone à aimants permanents 

- Pn    = 1.38 kW 

- Vn   = 130 V 

- Nn   = 4000 tr/min 

- P   = 2 

- φ   = 0.14 Wb 

- Rs =0.76 Ω 

- Lq =Ld =0.0018H 

- f = 0.00005 Nm.S/rad 

- J = 0.0011 kg.m2 
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