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Liste des symboles

Accronymes
A-CAES Adiabatic Compressed Air Energy Storage
BEP Best Efficiency Point
BP Basse Puissance
CAES Compressed Air Energy Storage
CVS Convertisseur de puissance
EnR Énergie Renouvelable
HP Haute Puissance
I-CAES Isothermal Compressed Air Energy Storage
MLI Modulation de Largeur d’Impulsion
MSAP Machine Synchrone à Aimants Permanents
NSGA Non-dominated Sorting Genetic Algorithm
REMORA Réservoir d’Énergie en Milieu Océanique par Rétention d’Air
STEP Station de Transfert par Énergie Potentielle
TES Thermal Energy Storage
Constantes
α, β,γ, γ0, u, δ Paramètres géométriques de la MSAP
∆θ Échauffement moyen de la MSAP sur un cycle de fonctionnement [◦C]
γadiab Indice adiabatique du gaz parfait
λ Ordre du régulateur de vitesse
Lg Inductance du filtre réseau [H]
Ls Inductance cyclique d’entrefer [H]
Rc Résistance élémentaire d’un conducteur [Ω]
Rf Résistance des pertes fer [Ω]
Rg Résistance du filtre réseau [Ω]
Rs Résistance statorique [Ω]
R0i , R0d Résistances internes d’un IGBT et d’une diode [Ω]
µra Permittivité relative de l’aimant
ω0i Bande passante de la boucle de courant [s−1]
ω0v Bande passante de la boucle de vitesse [s−1]
Φ0 Flux totalisé à vide [Wb]
ρ Masse volumique [kg.m−3]
ρcu Résistivité du cuivre [Ω.m]
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LISTE DES SYMBOLES

τi Constante de temps du correcteur de courant [s]
τv Constante de temps du correcteur de vitesse [s]
τdc Constante de temps du correcteur de tension [s]
τgi Constante de temps du correcteur des courants côté réseau [s]
ξi Coefficient d’amortissement de la boucle de courant
ξv Coefficient d’amortissement de la boucle de vitesse
a0,..,2 Coefficients d’interpolation de la hauteur à vitesse nominale
a
′
0,..,2 Coefficients d’interpolation de la hauteur d’eau pour quelconque vitesse
Bf Fondamental de l’induction d’entrefer à vide [T]
Br Induction rémanente de l’aimant [T]
b0,..,3 Coefficients d’interpolation de la puissance à vitesse nominale
b
′
0,..,3 Coefficients d’interpolation de la puissance pour quelconque vitesse
cp Capacité thermique massique [J.kg−1.K−1]
Cv Capacité calorifique à volume constant [J.K−1]
Cbus Capacité du bus continu [F]
e Largeur d’entrefer [m]
Eg Valeur efficace de la tension réseau [V]
emg Épaisseur d’aimant [m]
fm Coefficient de frottements visqueux de la machine électrique [kg.m2.s−1]
fsw Fréquence de découpage de la MLI [Hz]
g Accélération de la pesanteur [m.s−2]
h Coefficient d’échange thermique [W.m−2.K−1]
Iseuil Courant limite admissible par les IGBTs [A]
J Inertie totale [kg.m2]
Jm Inertie de la machine électrique [kg.m2]
Jp Inertie de la pompe hydraulique [kg.m2]
kf Taux de remplissage global des encoches par rapport au stator
Ki Gain du correcteur de courant
kL Facteur de correction de la longueur active
kt Pourcentage d’ouverture de l’encoche
Kv Gain du correcteur de vitesse
kw Coefficient de bobinage
KΦ Constante du couple de la MSAP [Wb−1]
KBEP Constante du couple de la MCC [N.m.A−1]
kCpηp Constante de couple à isorendement [N.m.s]
kCpBEP Coefficient de similitude hydraulique du couple le long de la ligne BEP [N.m.s]
Kdc Gain proportionnel du correcteur de tension
kec Coefficient des pertes par courant de Foucault [W.s2.T−1.m3]
kf0 Taux de remplissage d’une encoche
Kgi Gain proportionnel du correcteur des courants côté réseau
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kHeauηp Constante de hauteur d’eau à isorendement [m.s]
kHeauBEP Constante de hauteur d’eau sur la courbe BEP [m.s]
khy Coefficient des pertes par hystérésis [W.s.T−1.m3]
kQvηp Constante de débit à isorendement [m3]
kQvBEP Constante de débit sur la courbe BEP [m3]
ksw Constante d’énergie d’activation de l’IGBT [J.A−1]
L Longueur active [m]
mair Masse d’air dans la chambre de compression [kg]
mMSAP Masse de la MSAP [kg]
nc Nombre de conducteurs/pôle/encoche
p Nombre de paires de pôles
P0 Pression de l’air à l’état initial [Pa]
Patm Pression atmosphérique de l’air [Pa]
PBP Pression de l’air à l’issue de l’étage BP [Pa]
PHP Pression de l’air à l’issue de l’étage HP [Pa]
Pstockage Pression de stockage de l’air dans le réservoir [Pa]
R Rayon statorique extérieur [m]
Rs Rayon statorique intérieur [m]
Rw Rayon de fond d’encoche [m]
S Section de la chambre de compression [m2]
Sc Surface d’un conducteur [m2]
Scour Surface de la couronne dentaire [m2]
Sth Surface d’échange thermique de la MSAP [m2]
Tamb Température ambiante du milieu extérieur [K]
Tcompression Durée active de la conversion de puissance égale à 180 s [s]
Tcycle Temps de cycle [s]
Tri Temps de réponse en boucle fermée des boucles de courant [s]
Trv Temps de réponse en boucle fermée de la boucle de vitesse [s]
Udc Tension du bus continu [V]
Vc Volume dans la culasse [m3]
Vd Volume des dents [m3]
V0i , V0d Tensions de seuil dans un IGBT et dans une diode [V]
V0 Volume de l’air à l’état initial [m3]
Vcemax Tension maximale de l’IGBT [V]
Vseuil Tension limite admissible par l’onduleur [V]
Vtank Volume du réservoir d’air comprimé [m3]
V ol Volume de la MSAP [m3]
xth Taux de chaleur extraite des extrémités de la MSAP
y Facteur d’échelle de la vitesse de rotation
z Facteur d’échelle de la puissance mécanique
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LISTE DES SYMBOLES

Indices, Exposants
∗ Grandeur de référence
ˆ Amplitude
d Composante projetée sur l’axe d
i Chambre de compression dans laquelle opère le sous-système BP
j Chambre de compression dans laquelle opère le sous-système HP
max Maximum
N Nominal
opt Optimal
q Composante projetée sur l’axe q
[A’B] Chemin parcouru par la compression adiabatique entre l’état intermédiaire

A’ et l’état final B
[AA’] Chemin parcouru par la compression adiabatique entre l’état initial A et

l’état intermédaire A’
[AB] Chemin parcouru par la compression entre l’état initial A et l’état final B
[BA] Chemin parcouru par la détente entre l’état final B et l’état initial A
expé Constante ou variable du banc d’essai à échelle réduite
réel Constante ou variable du dispositif pleine échelle
Variables
αmcc Rapport cyclique de la MLI du convertisseur pilotant la MCC
δθ Élévation de température à l’instant t [K]
δQ Quantité élémentaire d’énergie thermique [J]
ηp Rendement d’une pompe hydraulique
ηadiab Rendement thermodynamique adiabatique
ηiso Rendement thermodynamique isotherme
Eηp Erreur relative sur le rendement de la pompe
EΩ Erreur relative sur la vitesse de rotation
Ω Vitesse de rotation [rad.s−1]
ωe Vitesse électrique [rad.s−1]
ωg Pulsation du réseau électrique [rad.s−1]
φ Angle formé par la tension V et le courant I [rad]
Ψ Angle d’auto-pilotage [rad]
Bc Induction dans la couronne statorique [T]
Be Induction d’entrefer à vide [T]
Br Induction d’entrefer résultante [T]
Bs Induction de réaction d’induit [T]
Cm Couple électromagnétique [N.m]
Cp Couple de la pompe [N.m]
CΩ(p) Correcteur de vitesse
Cdc(p) Correcteur de la boucle de tension
CId(p), CIq(p) Correcteurs des courants Id et Iq
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LISTE DES SYMBOLES

CIgd (p), CIgq (p) Correcteur des courants Igd et Igq
dU Quantité élémentaire de l’énergie interne de l’air [J]
dW Quantité élémentaire de travail mécanique [J]
E Force électromotrice de la MSAP [V]
Ecycletot Énergie pneumatique produite par cycle dans la plateforme [J]
Ecycle Énergie pneumatique produite par cycle et par module [J]
Etank Capacité énergétique totale du réservoir [J]
Fm Force magnétomotrice [A]
FboΩ(p) Fonction de transfert en boucle ouverte de de la vitesse
Fbodc(p) Fonction de transfert en boucle ouverte de la boucle de tension
FboId (p), FboIq (p) Fonction de transfert en boucle ouverte des courants Id et Iq
FboIgd

(p), FboIgq (p) Fonction de transfert en boucle ouverte des courants Igd et Igq
Heau Hauteur d’eau (ou manométrique) [m]
I Courant statorique [A]
Ig Valeur efficace du courant triphasé du covnetisseur côté réseau [A]
Ii Courant moyen sur l’axe i avec i = 1, 2 ou 3 [A]
ii Courant instantanné sur l’axe i avec i = 1, 2 ou 3 [A]
I0 Courant magnétisant [A]
Idcg Courant DC du convertisseur côté réseau [A]
Idcm Courant DC par module [A]
Idc Courant moyen DC [A]
idc Courant instantanné DC [A]
If Courant traversant la résistance des pertes fer [A]
Ig Courant en entrée du convertisseur réseau [A]
Imcc Courant d’induit dans la MCC [A]
m Indice de modulation de la MLI
mg Indice de modulation du convertisseur côté réseau
Ncycles Nombre de cycles total permettant une charge complète de REMORA
Pg Puissance active échangée avec le réseau [W]
Ph Puissance hydraulique [W]
Pi, Pd Pertes par conduction dans un IGBT et une diode [W]
Pm Puissance mécanique [W]
PA′ Pression de l’air à l’état A′ au cours de la compression adibatique [Pa]
Pair Pression de l’air [Pa]
PA Pression initiale de l’air [Pa]
PB Pression finale de l’air [Pa]
Pcond Pertes par conduction dans le convertisseur [W]
PCV S Pertes dans le CVS [W]
Phy Pertes par hystéresis [W]
PJ Pertes par effet Joule [W]
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LISTE DES SYMBOLES

Pmg Pertes fer [W]
PMSAP Pertes dans la MSAP [W]
Psw Pertes par commutation [W]
Qg Puissance réactive échangée avec le réseau [VAR]
Qv Débit volumique [m3.s−1]
Sg Puissance apparente du convertisseur côté réseau [VA]
SCV S Puissance apparente du convertisseur [VA]
TA′ Température de l’air à l’instant A′ au cours de la compression adibatique [K]
Tair Température de l’air dans la chambre de compression [K]
TA Température de l’air à l’instant initial [K]
Tsw Période de commutation de la MLI [s]
Ug Tension efficace entre phases du réseau en entrée de la plateforme [V]
ui, ūi Fonctions de commutation réciproques sur les IGBTs du i-ème bras
V Tension statorique [V]
V ′ Tension découplée [V]
Vi Tension moyenne sur l’axe i avec i = 1, 2 ou 3 [V]
vi Tension instantannée sur l’axe i avec i = 1, 2 ou 3 [V]
VA′ Volume d’air à l’état A′ au cours de la compression adibatique [m3]
Vair Volume de l’air [m3]
VA Volume initial d’air [m3]
Vf Volume de fluide [m3]
Vg Tension en entrée du convertisseur réseau [V]
Vmcc Tension aux bornes de la MCC [V]
VRC Tension aux bornes de la charge RC [V]
Wadiab Travail mécanique reçu par l’air lors d’une transformation adiabatique [J]
Wiso Travail mécanique reçu par l’air au cours d’une transformation isotherme [J]
Xabc→dq Matrice de passage du repère abc au repère dq
Xdq→abc Matrice de passage du repère dq au repère abc
Zin Impédance d’entrée de la charge
Zout Impédance de sortie du convertisseur côité réseau
Bd Induction dans les dents [T]
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Lexique

Chaîne de conversion élémentaire c’est le mécanisme élémentaire qui illustre le principe
de la compression d’air quasi isotherme. Il se composera uniquement d’une seule pompe/turbine
alimentant une seule chambre de compression.

Chaîne de conversion c’est la chaîne de conversion de puissance composée d’une machine
électrique et d’une pompe hydraulique qui illustre le principe fondamental de la conversion
électropneumatique dans REMORA de l’énergie électrique jusqu’à l’air comprimé.

Piston liquide il définit l’ensemble composé des deux pompes et des trois chambres de com-
pression qui permettent d’activer la compression ou détende de l’air simultanément dans un
module de REMORA. Il représente la charge mécanique totale.

Sous-systèmes de pompage BP et HP ils définissent respectivement les parties de conver-
sion active des étages BP et HP soit les ensembles {Convertisseur - Machine - Pompe}.

Module de conversion de REMORA c’est le système de conversion électropneumatique
complet composé des deux sous-systèmes de pompage BP et HP et du piston liquide.

Plateforme de conversion il s’agit de la plateforme complète composée de plusieurs modules
en parallèle constituant la conversion de puissance à pleine échelle.

Station REMORA la station REMORA intègre la plateforme ainsi que le réservoir d’air
comprimé.

Mode stockage ou mode pompage ce mode définit le fonctionnement de REMORA du
réseau électrique vers le réservoir d’air comprimé pour stocker l’énergie électrique sous forme
pneumatique.

Mode production ou mode turbinage il s’agit du fonctionnement inverse, du réservoir
d’air comprimé vers le réseau électrique pour la restitution de l’énergie sous forme d’électricité.
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Introduction générale

En France comme dans le reste du monde, le réseau électrique actuel connaît de nombreuses
évolutions liées à la prise de conscience des problèmes environnementaux du système énergé-
tique actuel et à la croissance exponentielle du besoin en énergie électrique. La perspective de la
pénétration massive des énergies renouvelables de toute sorte dans un réseau électrique stable
et sécurisé est fortement compromise par l’intermittence de la production. Ainsi, les solutions
de stockage se révèlent être un allié certain au support du renouvelable et à la stabilité du
réseau électrique. Il apparaît même comme une condition quasi systématique et nécessaire à
l’intégration de parcs de production d’énergie renouvelable de grande puissance. De plus, avec
le développement des EnRs, la décentralisation et l’indépendance du réseau électrique à l’échelle
d’une île, d’une région voire d’un pays entier tendent à devenir de plus en plus fréquente. L’in-
tégration de systèmes de stockage est présentée dans ce cas comme un moyen incontournable
pour la gestion de la stabilité et la flexibilité du réseau.

Pour le déploiement des moyens de production décarbonés, l’océan propose un fort potentiel
à exploiter de par la richesse des ressources énergétiques présentes (vent, courants marins, houle
...). De plus, présent à plus de 70 % sur la planète, le milieu marin est un lieu de production
et de stockage de l’énergie électrique à très large échelle ; là où l’implantation de systèmes de
stockage massifs peut être limitée par les contraintes géographiques de la terre.

Dans ce contexte, l’entreprise Segula Technologies développe depuis 2013 une solution de sto-
ckage de l’énergie électrique sous forme d’air comprimé en milieu marin. Ce système de stockage,
nommé REMORA (Réservoir d’Énergie en Milieu Océanique par Rétention d’Air), a pour ob-
jectif d’absorber les surproductions électriques pour les restituer en période de sous-production
à l’échelle d’une région ou d’un pays au travers du réseau électrique. Il repose sur l’utilisation
conjointe d’une technologie de compression et décompression d’air par piston liquide associée à
l’utilisation d’un réservoir d’air sous-marin. Cette association permet de tirer le meilleur parti
de ces concepts pour proposer une solution à haut rendement.

Ce système de stockage établit la conversion de l’énergie électrique en air comprimé et
réciproquement selon une cascade énergétique multi physique. Le transfert d’énergie pouvant être
qualifié de "flux tendu", le mécanisme interne de la compression de l’air présente des répercussions
jusqu’à la connexion électrique et inversement.

En collaboration avec Segula Technologies et l’IREENA (Institut de Recherche en Énergie
Électrique de Nantes Atlantique) de l’Université de Nantes, les travaux proposés dans cette thèse
et rapportés dans ce document portent sur l’optimisation énergétique et le contrôle de la chaîne
de conversion multi-machines électriques et multi-pompes hydrauliques pour la maximisation
des performances énergétiques du système REMORA.

La présentation des travaux s’articule de la façon suivante :
— Le chapitre 1 propose un état de l’art général sur le stockage massif de l’énergie électrique.
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INTRODUCTION GÉNÉRALE

Le contexte et les besoins de stockage de grande puissance dans les réseaux électriques sont
abordés ainsi qu’un panorama des technologies développées à l’heure actuelle. Encore as-
sez méconnu, une attention particulière est portée au stockage par air comprimé ou CAES
(Compressed Air Energy Storage), du principe historique jusqu’aux technologies actuelles
en cours de développement.

— Le chapitre 2 détaille le projet REMORA. Le principe de piston liquide quasi isotherme
pour la compression d’air est explicité et une étude thermodynamique simple permet de
mettre en évidence le gain significatif du rendement de la conversion. Pour la redondance
des équipements et l’efficacité énergétique, ce mécanisme de piston liquide s’intègre dans
une architecture de conversion électropneumatique étagée multi-machines et multi-pompes.
La seconde partie de ce chapitre a donc pour but de présenter l’organisation générale de
la conversion de puissance.

— Dans le chapitre 3, les études s’intéressent au contrôle du système de pompage qui ac-
tive le mécanisme de piston liquide. L’étude des propriétés d’une pompe centrifuge ainsi
que son comportement statique et dynamique permettent de développer une structure de
commande à vitesse variable qui contraint les pompes aux points de meilleure efficacité au
cours de la compression de l’air.

— Les lois de commandes optimales soumettent la conversion électromécanique à un fonc-
tionnement cyclique et fluctuant. Le chapitre 4 s’intéresse alors au dimensionnement des
sous-systèmes {convertisseur - machine électrique} qui alimentent les pompes en prenant
en compte l’ensemble des points de fonctionnement. Une méthodologie de conception mi-
nimisant les pertes de l’ensemble du sous-système est développée avec la prise en compte
des pertes du convertisseur et des lois de défluxage dans l’optimisation géométrique.

— Le chapitre 5 propose de valider le fonctionnement optimal d’un module de conversion.
La modélisation du module et de sa structure de régulation de vitesse est développée afin
d’analyser les performances de suivi de vitesse variable par la simulation. Un banc d’essai
expérimental est présenté et permet une validation expérimentale du concept de fonction-
nement cyclique pour la compression d’air. Enfin, la structure de régulation vectorielle est
améliorée afin d’intégrer le calcul automatique de la consigne de courant qui minimise les
pertes en ligne.

— Finalement, dans le chapitre 6, nous proposons d’étendre l’étude à la plateforme de conver-
sion complète composée de modules en parallèle. Après avoir discuté de l’architecture
interne de raccordement inter modules, une configuration de fonctionnement par entrela-
cement est proposée et analysée vis-à-vis des performances énergétiques de l’électronique
de puissance embarquée. Une attention particulière est portée au dimensionnement du
bus continu qui garantit la stabilité de la plateforme. Enfin, la simulation finale permet
d’étudier le bon fonctionnement de la plateforme de stockage à pleine échelle.
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Chapitre 1

État de l’art sur le stockage massif
de l’énergie électrique
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CHAPITRE 1. ÉTAT DE L’ART SUR LE STOCKAGE MASSIF DE L’ÉNERGIE ÉLECTRIQUE

Introduction

L’électricité est un vecteur énergétique ; elle se transporte, mais ne se stocke pas ou en très
faible quantité. Le stockage de l’électricité nécessite donc une conversion énergétique sous une
autre forme d’énergie. La chaîne de puissance permettant cette conversion confère au système
de stockage des contraintes d’opération et un certain rendement énergétique. De plus, chaque
forme énergétique sous laquelle a lieu le stockage impose des restrictions de mise en place et
de capacités. Ainsi, le développement des moyens de stockage à grande échelle prend part aux
grands défis technologiques de notre époque dans un contexte énergétique mondial tendu et en
pleine mutation.

Après avoir établi les enjeux et attentes majeurs liés au stockage pour les réseaux électriques
à venir, un panorama des technologies existantes de capacité massive est détaillé. Une partie de
ce chapitre est ensuite consacrée au stockage par air comprimé, du principe historique développé
dans les années 1970s aux avancées scientifiques actuelles et futures.

1.1 Contexte et enjeux du stockage de l’énergie électrique

1.1.1 Contexte énergétique général

L’Agence Internationale de l’Énergie (IEA : International Energy Agency) a mis en corréla-
tion les besoins en énergie électrique dans les années à venir avec l’augmentation exponentielle
démographique et économique à l’échelle mondiale [1]. Ce phénomène est en majeure partie
lié à la croissance rapide des pays émergents tels que l’Inde et la Chine. La figure 1.1 donne
l’évolution prédite de la demande en énergie électrique d’ici 2040. Sur la figure 1.1a, l’évolution
des répartitions énergétiques entre différentes régions du monde met en évidence le besoin accru
en électricité et montre que l’Inde et la Chine représenteront à elles seules près de 50 % de
la demande mondiale. L’Afrique, le Moyen-Orient et l’Asie du Sud-Est devraient doubler les
besoins en énergie. Quant à l’Union européenne et les États-Unis qui ont déjà connu leur ère
d’industrialisation massive, la tendance à venir s’inscrit dans une démarche de recherche d’effi-
cacité énergétique pour la réduction du besoin. Finalement, comme le montre la figure 1.1b, la
demande mondiale en énergie électrique devrait tout de même atteindre 26.103 TWh dans 20
ans, soit augmenter de 40 % par rapport au besoin en 2016.
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Figure 1.1: Prévision de la demande mondiale en énergie électrique d’ici 2040 [1]
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1.1. CONTEXTE ET ENJEUX DU STOCKAGE DE L’ÉNERGIE ÉLECTRIQUE

Face à cette expansion, nos principales sources de production d’énergie électrique sont pol-
luantes et émettrices de gaz à effet de serre. La dernière convention sur le climat a permis de
mettre en évidence une augmentation de 6 ◦C de la température moyenne à la surface de la
Terre dans les années à venir si le système énergétique actuel est maintenu [2]. La prévention
des dommages irréversibles au climat mondial nécessite finalement une décarbonation majeure
des sources d’énergie. Ainsi, un des défis énergétiques des années à venir sera d’accompagner la
croissance en énergie électrique avec le déploiement de la production issue des énergies renouve-
lables.

Dans son dernier rapport, l’IEA publie le scénario pour 2050 donné sur la figure 1.2 dans
lequel il est envisagé une réduction de l’échauffement à la surface de la Terre de 2 ◦C. L’histo-
gramme montre alors que dans les quatre principales régions consommatrices d’électricité, une
augmentation de 30 % de la part des énergies renouvelables d’ici 2050 est nécessaire pour at-
teindre l’objectif - 2 ◦C. Celle-ci devra représenter entre 27 % et 44 % de la production électrique
selon les régions.

Figure 1.2: Évolution de la part des énergies renouvelables par région mondiale pour une
réduction de 2 ◦C de la température moyenne terrestre en 2050 [1]

Le même constat est réalisé en France par l’ ADEME qui donne son schéma de prévision
à l’échelle nationale à l’horizon 2050. La figure 1.3 donne l’évolution du mix énergétique entre
2010 et 2050 dans le cas d’une réduction par 4 des émissions de CO2 avec la part du nucléaire
dans le mix énergétique national abaissée à 25 %. Ce scénario envisage la réduction par deux
de la consommation énergétique totale avec l’augmentation par deux de la part des énergies
renouvelables.

Figure 1.3: Évolution de la production d’électricité en Mtep d’énergie primaire dans le cas de
la division par 4 des émissions de CO2 d’ici 2050 et 25 % d’énergie nucléaire [3]
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CHAPITRE 1. ÉTAT DE L’ART SUR LE STOCKAGE MASSIF DE L’ÉNERGIE ÉLECTRIQUE

1.1.2 Le rôle du stockage dans ce contexte

Les scénarios envisagés en faveur de la transition énergétique s’avèrent être ambitieux avec
la perspective d’un développement important du taux de pénétration des énergies renouvelables
dans le mix énergétique.

Majoritairement représentées par l’éolien et le solaire, les énergies renouvelables sont des
moyens de production dépendants des conditions climatiques. Ainsi, le déploiement de telles
sources dans la production d’électrique fait pressentir un fort déséquilibre du réseau électrique
ainsi que des problématiques de stabilité et de sécurité. Dès lors, l’intégration de systèmes de
stockage dans le réseau électrique apparaît comme un support majeur à l’expansion de ces pro-
ducteurs dans un réseau électrique fiable et sécurisé. Le couplage d’un parc EnR de grande
puissance avec un moyen de stockage devient une combinaison quasi systématique pour le dé-
veloppement de la production EnR. La figure 1.4 donne le principe d’application d’un stockage
couplé avec un parc éolien. Le stockage permet alors d’absorber et de restituer de l’énergie de
telle sorte à lisser la courbe de production pour une intégration stable de la production sur le
réseau électrique. La figure 1.5 donne un exemple d’applications de couplage de batteries avec
une production éolienne et solaire où les batteries permettent une atténuation des fluctuations
de puissance.

Figure 1.4: Exemple d’utilisation du stockage pour la mutualisation avec un parc de production
EnR de type éolien (modifié de [4])

Figure 1.5: Lissage des fluctuations de la production éolienne et solaire à l’aide de batteries
(BESS : Battery Energy Storage System) [5]

Les moyens de stockage permettent un levier de flexibilité de la puissance supplémentaire. En
effet, la France compte actuellement une puissance installée de l’ordre de 130 GW. La figure 1.6
compare l’évolution de la puissance réellement consommée au cours du mois le plus chaud et le
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mois le plus froid de l’année 2018. On observe alors une grande amplitude des fluctuations entre
le pic de consommation maximum de 96 GW atteint en février, soit un facteur d’utilisation des
ressources de 74 %, et le minimum de 32 GW atteint en août représentant un facteur de charge de
25 %. À cause du manque de flexibilité des moyens de production actuels, ce surdimensionnent
permet d’assurer les pics de consommation et de garantir au consommateur une continuité de la
production tout au long de l’année. Dans ce cas, l’implantation du stockage massif apporterait
un levier de flexibilité supplémentaire et une réserve pour subvenir rapidement aux besoins
occasionnels de pics de puissance. Par conséquent, le stockage permettrait de maximiser le taux
d’utilisation des ressources et donc d’envisager à terme une réduction de la production totale
déployée sur le territoire.

Figure 1.6: Courbes de consommation d’électricité en France en février et en août 2018 (Source :
RTE)

Enfin, le stockage permet la décentralisation du réseau électrique. Pour les réseaux de petite
taille, à l’échelle d’une région ou d’une île, les énergies renouvelables associées à des solutions
de stockage permettent l’autonomie et l’indépendance énergétique vis-à-vis du réseau national
dans des conditions de fonctionnement stables et pérennes [6, 7]. De même, l’IEA rappelle que
bien que la demande en électricité devrait connaître une croissance accrue dans les années à
venir, près d’un demi-milliard de personnes resteront toujours privées d’électricité. Ainsi, le
stockage permettra également d’augmenter l’accès à l’énergie électrique dans les zones rurales
non connectées [8, 9].

1.2 Panorama des technologies existantes

Un système de stockage se caractérise par la nature sous laquelle l’énergie électrique est
convertie pour être ensuite stockée. La figure 1.7 synthétise les principaux types de stockage
existants : mécanique, chimique, thermique, électrochimique ou électrique.

Les technologies de stockage peuvent être classifiées en deux grandes familles : le stockage
dit stationnaire ou fixe et le stockage embarqué. Le stockage stationnaire répond à des besoins
de grande puissance en appui au réseau électrique et aux sites de production d’énergies renou-
velables. Le stockage embarqué, représenté en majeure partie par les batteries, correspond aux
applications nécessitant une autonomie énergétique de type électrique sans fil comme l’électro-
nique, l’outillage ou encore le transport électrique.
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Figure 1.7: Classifications des technologies de stockage existantes [10]

1.2.1 Les principales technologies de stockage massif et leurs applications

À chaque système de stockage est associé une puissance (en W) et une capacité de fonc-
tionnement (en Wh) ou un temps de fonctionnement (en h). On s’intéresse ici à la catégorie du
stockage stationnaire massif, c’est-à-dire avec des puissances supérieures au MW et des temps
de décharge supérieure à l’heure (voir fig. 1.7), correspondant à des capacités de stockage su-
périeures au MWh. C’est la catégorie dans laquelle s’inscrit le stockage REMORA qui sera
détaillé plus tard. Seuls les types de technologie les plus représentatifs du stockage sont décrits
ci-dessous.

1.2.1.1 Stockage de type mécanique

Le stockage de type mécanique regroupe l’ensemble des technologies qui stockent l’énergie
sous forme d’énergie potentielle ou d’énergie cinétique.
a) STEP

Parmi elles, la Station de Transfert par Énergie Potentielle (STEP) est la technologie de
stockage de grande capacité la plus mature à l’heure actuelle. En 2016, elle représentait plus
de 96 % des ressources en stockage à l’échelle mondiale :

Figure 1.8: Répartition de la nature de la capacité de stockage mondiale [11]
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Une STEP est une installation hydroélectrique comportant deux bassins séparés par un
important dénivelé et reliés au travers d’un système de canalisation et d’une pompe hydrau-
lique alimentée par une machine électrique. Le principe de fonctionnement est donné sur la
figure 1.9. En mode stockage, l’électricité acheminée permet d’actionner le système de pom-
page pour déplacer l’eau du réservoir inférieur vers le réservoir supérieur. L’augmentation de
la hauteur, ∆H, entre les deux bassins permet alors de stocker la quantité d’énergie, ESTEP ,
selon la relation suivante :

ESTEP = meaug∆H (1.1)

avec meau la masse d’eau stockée et g la constante d’accélération de la pesanteur.
En mode production, l’eau du bassin supérieur est libérée vers le bassin inférieur au travers
de la pompe qui fonctionne en mode réversible. Celle-ci entraîne la machine électrique à
fonctionner en génératrice, ce qui permet de restituer l’énergie sous forme d’électricité.

Figure 1.9: Principe de fonctionnement d’une STEP

Les principaux avantages de cette technologie sont les suivants [12,13] :
— Une amplitude de la capacité de stockage importante : la STEP de Bath County aux

États-Unis est la plus grande station existante avec une capacité de stockage avoisinant
les 31 GWh ;

— Une longue durée de vie de l’installation, supérieure à 50 ans ;
— L’efficacité moyenne de l’ordre de 70 % et qui peut atteindre 85 % pour les installa-

tions les plus modernes ou remises à niveau avec notamment l’utilisation de la vitesse
variable ;

— La possibilité de rendre plusieurs services au réseau, du service journalier jusqu’au
service intersaisons.

L’ensemble de ces avantages a finalement permis un déploiement massif de la technologie.
La STEP apparaît aujourd’hui comme la technologie de stockage de puissance supérieure
au MW la plus appropriée pour l’intégration des énergies renouvelables, notamment de type
éolien, dans un réseau autonome [14,15].
Toutefois, les STEPs nécessitent un environnement géographique spécifique contraignant le
lieu d’implantation d’une telle station de stockage. La zone d’installation typique est celle
des massifs montagneux, qui ne correspondent généralement pas aux plus grands centres de
consommation électrique. Ainsi, avec la décentralisation des réseaux électriques, il devient
important de regrouper le stockage au plus près des sources de production et de consom-
mation, notamment pour éviter les pertes en ligne. De plus, la mise en place d’une station
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STEP nécessite souvent la modification du site d’accueil pour la construction d’une telle
infrastructure, ce qui a un impact environnemental important.

b) CAES
Le stockage de l’énergie par air comprimé ou CAES (Compressed Air Energy Storage)
consiste à stocker l’énergie sous forme d’air comprimé dans des cavités souterraines de grand
volume. En phase de stockage, l’électricité alimente un dispositif de compression mécanique
à air pour compresser l’air avant de l’acheminer vers la caverne de stockage. Ensuite, en
phase de restitution, l’air est détendu au sein d’une turbine à air et permet d’actionner un
générateur qui produit de l’énergie électrique. Toutefois, la compression d’air s’accompagne
d’un échauffement thermique qui dégrade les performances du CAES.
La présente étude s’inscrit dans le cadre du stockage CAES donc la partie suivante est
entièrement dédiée au CAES et aux avancées technologies qui permettent l’amélioration du
rendement.

c) Volants d’inertie
Les volants d’inertie se composent de masses qui sont mises en rotation à très haute vitesse
sur un arbre de rotation. L’énergie est stockée sous forme d’énergie mécanique cinétique. Plus
la vitesse de rotation de la masse est élevée et plus l’énergie accumulée augmente. Cette
technologie a l’avantage d’avoir une durée de vie importante et un taux de maintenance
faible. Cependant, la capacité de stockage reste aujourd’hui trop faible pour considérer le
volant d’inertie dans la catégorie du stockage massif de l’énergie électrique [16].

1.2.1.2 Stockage de type électrochimique

a) Batteries électrochimiques
Le stockage électrochimique au sein des batteries consiste à générer une réaction chimique
d’oxydoréduction qui permet le stockage de l’énergie par accumulation des électrons entre
deux électrodes. Le sens du déplacement des électrons entre les deux plaques métalliques
définit le sens de la conversion.
Plus connu pour des applications de petite puissance pour les systèmes de type sans-fil ou
embarqués, depuis quelques années, l’intérêt porté pour le stockage massif sous forme de
batteries a considérablement augmenté. Ceci est principalement dû à la baisse significative
du coût d’une batterie (fig. 1.10) au cours des années à venir, la facilité à installer dans
n’importe quel endroit de la planète un système de stockage à base de batteries et un bon
rendement (supérieur à 60 %).

Figure 1.10: Prédiction de l’évolution du prix des batteries de type Lithium-Ion pour les années
à venir (Source : Bloomberg New Energy Finance)

Par la mise en parallèle et en série des batteries et grâce à leur temps de réponse rapide
comparé aux autres solutions, celles-ci semblent aujourd’hui capables de supporter tout type
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de fonctionnement au sein d’un réseau électrique avec une part importante de la production
issue de sources EnR [17,18].
Toutefois, l’utilisation à long terme et à grande échelle du stockage électrochimique est
discutable, car la technologie est dépendante d’une ressource primaire épuisable et possède
un impact environnemental et des émissions de CO2 loin d’être nulles [19].

b) Sous forme d’hydrogène
Il s’agit ici du stockage sous forme d’hydrogène. Cela consiste à stocker l’énergie via un
électrolyseur, qui convertit l’électricité en hydrogène et oxygène. Cette énergie chimique est
ensuite restituée sous forme d’électricité au travers d’une pile à combustible, qui, au contact
d’oxygène, peut reconvertir de l’hydrogène en énergie électrique.
Bien que ce type de stockage ait trouvé son intérêt pour le lissage de la production d’un
parc d’énergie renouvelable [20], le problème principal limitant le développement à grande
capacité reste le rendement faible (de 30 à 50 %) d’un cycle de stockage ainsi que le coût
élevé.

1.2.1.3 Stockage de type thermique

Le stockage thermique consiste à stocker l’énergie électrique sous forme de chaleur au sein
de matériaux spécifiques par élévation de la température de ce matériau ou bien par change-
ment d’état. Ce type de stockage est intéressant pour le stockage massif, car il est destiné aux
applications supérieures au MW. Toutefois, aujourd’hui, il est principalement étudié pour une
revalorisation de la chaleur stockée dans les réseaux de chaleur et non pas pour être reconvertie
en électricité. Des détails sur le procédé et sur les avancées technologiques de ce type de stockage
sont donnés dans [21].

1.2.2 Le stockage en mer

L’implantation du stockage massif sur terre souffre d’un encombrement spatial conséquent
et, pour certains, de fortes contraintes d’implantation nécessitant des sites géographiques spéci-
fiques. Cet inconvénient majeur limite fortement le déploiement de systèmes de stockage sur le
réseau électrique. Ainsi, les avancées sur le stockage montrent que de plus en plus de technologies
sont développées en milieu marin.

Présent à plus de 70 % sur la planète, il représente un espace important pour le stockage
de l’énergie électrique. Tout d’abord, il permet l’apport de stockage dans des réseaux à l’échelle
d’une île par exemple qui pourrait manquer d’espace sur terre pour l’installation d’un système
de stockage massif. De plus, le développement des énergies marines est actuellement en plein
essor. La mutualisation d’un système de stockage au plus près des parcs de production en mer est
un atout pour l’intégration des énergies marines. Enfin, le milieu marin propose des propriétés
naturelles qui peuvent favoriser le stockage à grande échelle.

Cette partie vise à recenser les principales solutions de stockage en mer développées à l’heure
actuelle. Un état de l’art complet sur le stockage en milieu marin est proposé par Z. Whang et
al. dans [22].

1.2.2.1 STEP

La technologie de STEP sur terre est une des solutions de stockage les plus matures qui
présente l’avantage d’avoir un bon rendement. Ainsi, pour pallier au besoin d’espaces spécifiques
pour l’installation sur terre, des technologies dérivées du principe fondamental de la station de
pompage ont été développées pour l’adapter au milieu marin. Les deux principaux types de
STEP en mer sont détaillés ci-dessous.
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a) STEP en façade maritime
Installée en façade maritime, la mer est utilisée comme retenue inférieure et un lac artificiel
construit au sommet d’une falaise joue le rôle de bassin supérieur (fig. 1.11a). Il existe au-
jourd’hui une seule STEP marine en activité à Okinawa au Japon installée en 1998 possédant
une capacité de 180 MWh avec une chute d’eau de 150 m (fig. 1.11b) [23].

(a) Principe de fonctionnement (b) Exemple de la STEP d’Okinawa, Ja-
pon

Figure 1.11: STEP en façade maritime

La STEP marine reste néanmoins contrainte par un lieu d’implantation spécifique nécessitant
un site montagneux en bord de littoral. De plus, la construction d’un lac artificiel comme
retenue supérieure reste impactant pour l’environnement.
En France, l’installation d’une STEP marine en Guadeloupe d’une puissance de 50 MW fait
l’objet d’études et de financement depuis 2011 pour permettre le lissage de la production
éolienne et solaire locale [24]. Toutefois, au regard des informations récoltées, ce projet semble
actuellement être en pause ou abandonné.

b) STEP sous-marine
Pour supprimer définitivement la contrainte de hauteur nécessaire entre les deux bassins, la
technologie de STEP sous-marine est en cours d’étude. Cela consiste à placer un réservoir
dans le fond marin et à se servir des propriétés hydrostatiques de la mer pour créer une diffé-
rence d’énergie potentielle semblable à l’installation classique entre l’intérieur du réservoir et
l’extérieur. La figure 1.12a illustre le fonctionnement d’un tel système. Lorsque le réservoir
est plein d’eau, les pressions réciproques exercées entre les milieux intérieurs et extérieurs
du réservoir sont égales donc l’énergie accumulée est nulle ; le stockage est complètement
déchargé. Équipé d’une pompe/turbine et d’un actionneur électrique, le surplus d’électricité
permet d’alimenter la pompe et de transférer l’eau de l’intérieur du réservoir vers l’océan
créant ainsi une différence de pression entre le milieu intérieur et l’océan. Cette différence
de pression représente finalement l’énergie stockée. La capacité maximale de stockage est
atteinte lorsque le réservoir est vide. En fonctionnement inverse, comme la pression de la
mer est supérieure à celle à l’intérieur du réservoir, lorsque l’eau de la mer est autorisée à
rentrer dans le réservoir, le sens du flux hydraulique est inversé et cela permet d’actionner
la pompe en mode turbine pour générer de l’énergie électrique.

À l’heure actuelle, le projet STENSEA porté par l’institut Fraunhofer en Allemagne (fig. 1.12b)
est le plus mature. Il a pour but de développer des bulles de stockage d’une puissance de
5 MW pour une capacité de 20 MWh. La mutualisation de plusieurs bulles de stockage
permet à STENSEA de viser une gamme de puissance très large, de 5 MW avec une bulle à
500 MW en considérant 100 bulles de stockage. Des études technico-économiques [25] ainsi
que les premiers résultats expérimentaux d’un démonstrateur à échelle réduite [26] viennent
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de montrer que ce type de stockage est prometteur. En effet, il permet d’atteindre un ren-
dement supérieur à 70 % et s’avère très compétitif quant au coût du stockage proposé par
rapport aux technologies matures comme la STEP.

(a) Principe de fonctionnement d’une STEP sous-
marine - Projet ORES [27]

(b) Projet STENSEA : stockage sous-marin
couplé à un parc éolien offshore [28]

Figure 1.12: STEP sous-marine

1.2.2.2 Stockage gravitaire océanique

Le stockage gravitaire en milieu océanique propose une autre façon de stocker l’énergie
électrique sous forme d’énergie mécanique de pesanteur. Ce type de système se compose d’une
barge flottante équipée d’un treuil électrique et d’un ensemble de masses en béton. Le principe de
fonctionnement est illustré sur la figure 1.13. En phase de stockage, l’énergie électrique actionne le
treuil pour permettre de remonter les masses à la surface de la mer, créant ainsi une accumulation
d’énergie potentielle. Le système de stockage est complètement chargé lorsque toutes les masses
sont remontées. En phase de production, la gravité permet aux masses de redescendre dans le
fond marin. Ce mécanisme actionne le treuil dans le sens inverse et permet de générer de l’énergie
électrique.

Figure 1.13: Principe de fonctionnement du stockage gravitaire (Source : MGH Energy)

En France, les sociétés SinkFloatSolutions [29] et MGH Energy [30] travaillent actuellement
sur le développement de ce type de stockage.

1.2.2.3 CAES sous-marin

Stocker de l’énergie sous forme d’air comprimé dans de grands volumes nécessite un réservoir
ayant des propriétés physiques spécifiques afin d’assurer le maintien de l’air comprimé dans le
réservoir et par conséquent la sécurité de l’installation.
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Détaillées dans la partie suivante, les stations de stockage CAES sur terre exploitent d’an-
ciennes mines de sel comme éléments de stockage. Cependant, cette contrainte d’implantation
limite le développement massif du stockage par air comprimé. D’autres types de réservoir d’air
comprimé sont étudiés. Des réservoirs d’air comprimé en cavernes souterraines basés sur l’exploi-
tation d’anciens gisements de gaz, des mines de calcaire ou encore des aquifères sont étudiés [31].
Le principal intérêt est d’exploiter des sites déjà existants et dépourvus de toute activité, mais
les sites géographiques restent tout de même limités. À l’inverse, stocker de l’air comprimé dans
un réservoir en surface nécessite des matériaux spécifiques pour résister à la force exercée par
l’air sur le réservoir. Ainsi, à l’heure actuelle, la faisabilité d’un tel réservoir limite fortement la
capacité de stockage.

C’est de ce constant qu’est né l’idée du stockage CAES en réservoir sous-marin. Placé à
une certaine profondeur, l’intérêt est de profiter de la pression de l’eau de la mer exercée sur
le réservoir pour contrebalancer la pression qu’exerce l’air sur le réservoir. Ainsi, les contraintes
mécaniques du réservoir sont grandement diminuées, rendant le stockage à grand volume pos-
sible [32].

La société canadienne Hydrostor est une des premières sociétés à avoir développé une tech-
nologie de CAES en milieu marin (fig. 1.14). L’électricité est convertie en air comprimé dans une
station de conversion sur terre. Celui-ci est ensuite acheminé dans des ballons de stockage qui se
gonflent au fur et à mesure que la quantité d’air comprimé augmente. Dans ce cas, la variation
de volume des ballons permet de maintenir l’équilibre hydrostatique entre l’air comprimé et l’eau
de la mer afin de garder l’air comprimé dans le ballon.

(a) Principe de fonctionnement [33] (b) Ballons de stockage d’air comprimé [34]

Figure 1.14: Système CAES sous-marin développé par Hydrostor

1.3 Le stockage par air comprimé

Le recensement des ressources de stockage vues dans la partie précédente met en évidence
une saturation du développement des moyens de stockage due aux contraintes géographiques
pour les stockages mécaniques, au rendement faible ou encore à la dépendance à une énergie
primaire et l’empreinte carbone pour le stockage électrochimique.

Longtemps abandonné en raison de son mauvais rendement et son impact environnemental
négatif, le stockage CAES montre depuis quelques années une recrudescence du nombre d’études
réalisées à l’échelle mondiale. En effet, le média de stockage est l’air ; elle représente donc une
ressource naturelle disponible et inépuisable pour le développement pérenne à long terme du
stockage.

Cette partie a pour but de détailler le fonctionnement d’un système de stockage CAES
historique et à recenser les avancées technologiques et industrielles existantes à l’heure actuelle
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à l’échelle mondiale.

1.3.1 Le stockage CAES

1.3.1.1 Historique

Le stockage par air comprimé est né dans les années 1970 en Allemagne pour couvrir une
mobilisation massive d’énergie électrique en peu de temps afin de pallier au temps de mise en
service des centrales à gaz ou à charbon qui varie entre 3 et 4 h. Cela nécessitait un système
réactif qui permettait de déployer une puissance importante en quelques minutes, ce qui est
capable d’être fourni par le principe de compression/détente d’air par procédé mécanique. La
première station CAES a été livrée en 1979 à Huntorf en Allemagne. Elle permet de délivrer
une puissance de 290 MW avec une autonomie de 2 h, l’air comprimé est stocké au sein de deux
cavernes salines d’un total de 310 000 m3 situées à 600 m de profondeur (fig. 1.15). La station
d’Huntorf est aujourd’hui exploitée en tant que support pour pallier les aléas de la production
des parcs éoliens présents près de la station. En 1991, la seconde station CAES à McIntosh aux
États-Unis est développée. Celle-ci permet un stockage de 110 MW pour un fonctionnement en
continu de 24 h et n’utilise qu’une seule cavité saline d’un volume de 528 000 m3. Ces deux
stations représentent aujourd’hui les deux seules stations en opération.

Table 1.1: Caractéristiques principales des stations CAES en activité [35]

Station Huntorf McIntosh
Mise en service 1979 1991
Puissance max. 290 MW 110 MW
Temps de fonctionnement 2 h 24 h
Réservoir 310 000 m3 528 000 m3

Figure 1.15: Vue aérienne de la station CAES de Huntorf en Allemagne

1.3.1.2 Principe de fonctionnement

Le principe de la conversion énergétique du CAES repose sur l’utilisation de compresseurs
mécaniques pour la compression d’air et de turbines mécaniques pour la détente de l’air. Le
fonctionnement est donné sur la figure 1.16 et les étapes sont détaillées ci-après :
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— En phase de stockage, l’énergie électrique excédante alimente un moteur électrique qui
permet d’actionner deux compresseurs successifs disposés sur le même arbre de rotation.
De l’air ambiant est admis dans le premier compresseur où il subit un premier niveau de
compression. Cet air est ensuite acheminé dans le second compresseur qui assure la suite de
la compression jusqu’à ce que l’air comprimé atteigne la pression requise pour être stocké.
La compression d’air au sein des compresseurs s’accompagne d’un dégagement de chaleur
pouvant atteindre 700 ◦C qui est dissipé dans le milieu environnant. L’air comprimé est
ensuite acheminé vers la caverne souterraine dans laquelle il est maintenu.

— En phase de production d’électricité, une quantité d’air comprimé du réservoir est re-
montée à la surface. Cet air comprimé est froid et la détente de l’air s’accompagne d’un
refroidissement de l’air. Or, le fonctionnement sain des turbines à air nécessite que la tem-
pérature de l’air à l’intérieur soit toujours supérieure à 0 ◦C sans quoi l’eau devient gelée
et risque de casser la turbine. Ainsi, une étape supplémentaire permet de réchauffer l’air
grâce à l’utilisation d’une chambre de combustion alimentée par l’apport de gaz naturel.
L’air réchauffé est ensuite admis dans la première turbine où il subit une première détente.
L’air s’est refroidi au cours de cette détente donc il est envoyé dans la seconde turbine
après le passage dans une seconde chambre de combustion. La seconde turbine assure la
détente de l’air jusqu’à la pression atmosphérique. La détente de l’air dans les turbines
actionne un générateur et permet la production d’énergie électrique.

Figure 1.16: Principe de fonctionnement d’un système de stockage CAES

1.3.1.3 Bilans énergétiques

Le dégagement de chaleur qui accompagne la compression d’air représente une quantité
d’énergie perdue sous forme d’énergie thermique. Lors de la détente de l’air, l’utilisation de
chambres de combustion pour réchauffer l’air requiert un apport supplémentaire d’énergie sous
forme d’énergie primaire. Cela représente une perte énergétique supplémentaire ainsi que des
émissions de CO2 dues à la combustion d’énergie fossile en présence d’air. Cela conduit aux
bilans énergétiques donnés dans le tableau 1.2.
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Table 1.2: Comparaison des bilans énergétiques des deux stations pour produire 1 kWh d’élec-
tricité

Station Huntorf McIntosh

Énergie électrique admise en entrée 0.8 kWh 0.69 kWh

Apport d’énergie primaire 1.6 kWh 1.17 kWh

Énergie électrique en sortie 1 kWh 1 kWh

Rendement 42 % 54 %

Pour l’usine d’Huntorf, un apport de 0.8 kWh d’énergie électrique à l’entrée de la station
de stockage et un apport de 1.6 kWh d’énergie fossile permettent de produire en sortie 1 kWh
d’énergie électrique. Pour l’usine de McIntosh, c’est 0.69 kWh d’électricité en amont et 1.17 kWh
d’énergie primaire qui sont requis. Dans les deux cas, ces bilans énergétiques montrent les limites
de ce type de stockage dans la mesure où la quantité d’énergie électrique en entrée est inférieure
à la quantité d’énergie électrique produite à la sortie. En effet, l’apport d’énergie primaire né-
cessaire au processus est tel qu’il est jusqu’à 2 fois plus élevé que l’apport d’électricité. Cela
conduit a de faibles rendements de conversion, 42 % pour la première et 54 % pour la seconde.

Notons que l’augmentation de l’efficacité de 12 % pour la station de McIntosh est permise
par l’ajout d’un système de récupération de la chaleur de l’air expulsé après la détente. En effet,
la température de l’air en fin de détente est très élevée (> 300 ◦C). Ainsi, elle a intégré dans son
procédé un système qui permet de récupérer la chaleur de cet air pour chauffer l’air comprimé
qui sort de la caverne. Cela contribue à diminuer l’apport en énergie primaire dans les chambres
de combustion et donc d’augmenter le rendement de la station.

Finalement, au regard de ces chiffres, ce sont les mauvaises performances énergétiques ainsi
que l’apport d’énergie primaire causant des émissions de CO2 et une dépendance énergétique
qui ont limité le développement de ce type de stockage aux deux stations citées ci-dessus. En
dépit des points négatifs, les points positifs à retenir du CAES sont un coût d’exploitation et de
maintenance bas et la disponibilité infinie du média de stockage.

1.3.2 Développement de technologies alternatives

Le problème principal du CAES est lié à l’effet thermodynamique de l’air en compression.
Compresser de l’air revient à augmenter sa pression. Or, l’élévation de la pression de l’air dans un
compresseur mécanique s’accompagne d’un échauffement thermique qui cause une perte énergé-
tique importante. Par conséquent, une meilleure gestion de la transformation thermodynamique
de l’air en compression est la clé pour augmenter l’efficacité d’un système CAES. Dans cette idée,
de nombreuses études sur des technologies dérivées du modèle classique sont proposées dans la
littérature depuis quelques années dont l’objectif commun est l’augmentation du rendement et
la suppression du gaz naturel.

Les technologies dérivées du CAES historique sont regroupées selon les conditions thermo-
dynamiques améliorées dans lesquelles la compression a lieu. On considère actuellement deux
grandes familles de nouveaux CAES :

— A-CAES (Adiabatic-CAES) : la compression a lieu dans des conditions thermodynamiques
adiabatiques ;

— I-CAES (Isothermal-CAES) : la compression a lieu dans des conditions thermodynamiques
isothermes.
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Le fonctionnement de ces deux types de stockage est détaillé ci-dessous ainsi que les principales
avancées technologiques associées.

1.3.2.1 A-CAES

Le premier modèle de stockage A-CAES est basé sur le CAES conventionnel, mais propose de
stocker l’air comprimé à haute température (fig 1.17a). Cela permet de restituer l’air comprimé
chaud lors de la détente et de supprimer les chambres de combustion du procédé. Toutefois, la
difficulté à disposer de réservoirs en cavités souterraines résistant à la fois à la haute pression
de l’air et à sa haute température (> 300 ◦C) limite la densité énergique de ce type de stockage
et semble aujourd’hui avoir été abandonnée pour le stockage à grande échelle [35].

(a) Sans stockage thermique (b) Avec stockage thermique

Figure 1.17: Principe de fonctionnement d’un système A-CAES

La technologie A-CAES a évolué pour proposer un stockage séparé de l’air comprimé et
de la chaleur, on la retrouve souvent dans la littérature sous le nom d’ Advanced A-CAES.
Le principe de fonctionnement est donné sur la figure 1.17b. Au cours de la compression, la
chaleur dégagée est stockée dans un réservoir séparé appelé TES (Thermal Energy Storage). Au
cours de la détente de l’air, la chaleur stockée est restituée à l’air comprimé provenant de la
caverne souterraine au sein de la turbine afin de le réchauffer. De nombreuses études théoriques
ont démontré que le stockage séparé de la chaleur et de l’air comprimé permet de porter le
rendement du A-CAES entre 60 % et 75 % [36–38]. Cependant, A. Sciacovetti et al. ont montré
que le rendement global dépend fortement du rendement du TES [39]. En effet, un rendement
électrique aller-retour de 70 % est possible si l’efficacité du TES atteint au moins 90 %. Ainsi,
l’enjeu majeur de cette technologie réside dans la conception d’un TES efficace où les matériaux
permettent l’isolation thermique à haute température.

En 2016, la société suisse ALACAES a construit et testé la première station pilote au monde
d’un stockage A-CAES intégrant un TES couplé au réservoir d’air comprimé (fig. 1.18a) [40].
Comme le montre la figure 1.18b, un tunnel de transport désaffecté dans les Alpes suisses a
été exploité pour permettre le stockage de 1 MWh d’énergie électrique. Les résultats de l’ex-
ploitation, publiés dans [41], ont validé des performances conformes aux attentes et aux études
théoriques avec un rendement mesuré compris entre 63 % et 74 %.
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(a) Principe de fonctionnement [40] (b) Ancien tunnel exploité en tant que réservoir
d’air comprimé [41]

Figure 1.18: Usine pilote A-CAES développée par ALACAES

1.3.2.2 I-CAES

Le principe du stockage I-CAES repose sur l’idée qu’entre l’instant où l’air entre dans le
système et l’instant où il en ressort sa température est restée constante. Cela signifie qu’aucune
des étapes subies par l’air (la compression, le stockage et la détente) n’entraîne une variation de
sa température. Dans le cas parfait, le rendement thermodynamique devient unitaire.

Le défi technologique de l’isothermie rend le stockage I-CAES la technologie de stockage
d’air comprimé la moins mature à l’heure actuelle, mais fait toutefois l’objet de plusieurs études
dans la littérature. L’objectif est de pouvoir porter le rendement du stockage par air comprimé à
un rendement supérieur à 70 %. Dans tous les systèmes proposés, le principe de la compression
isotherme repose sur l’utilisation d’un fluide caloporteur, généralement l’eau, qui, en contact
avec l’air, permet de prélever la chaleur au cours de la compression. Il existe plusieurs méthodes
afin de mettre en contact l’eau avec l’air comprimé.

La première méthode suppose le transfert d’énergie par surface d’échange thermique en inter-
façant l’air avec un fluide. Dans ce cas, une machine électrique alimente une pompe hydraulique
qui permet d’actionner le transfert d’eau d’un réservoir d’eau vers un accumulateur fermé et fait
office de piston liquide (fig. 1.19a). L’augmentation du niveau d’eau dans cette enceinte permet
la compression de l’air emprisonné à l’intérieur. Les études [42–44] ont montré qu’un tel système
permet d’obtenir une gamme de rendement théorique de la conversion comprise entre 70 % et
85 % Notons qu’une compression parfaitement isotherme est théorique, les performances d’un
piston liquide tel qu’il est schématisé sur la figure 1.19a sont considérées comme quasi isotherme
avec un rendement thermodynamique supérieur à 90 % [45,46].
Dans la mesure où la compression devient efficace, l’importance de l’efficacité énergétique de
chacun des équipements participant à la conversion de puissance augmente. La machine élec-
trique et la pompe hydraulique influencent fortement le rendement électrique global ainsi on voit
apparaître dans la littérature les premières études permettant de maximiser le rendement de la
chaîne de conversion électropneumatique complète et non plus que de la compression [42,47].

Un autre avantage proposé par cette technologie est l’exploitation de la réversibilité d’une
chaîne de conversion. Contrairement au CAES et A-CAES, le fonctionnement d’un stockage
isotherme utilise un système de conversion réversible, limitant ainsi le nombre d’équipements.
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(a) Accumulateur fermé (b) Accumulateur ouvert

Figure 1.19: Principe de fonctionnement d’un système I-CAES avec interface air/eau

Cependant, malgré les bons résultats issus de modèles théoriques et de quelques expérimenta-
tions à faible échelle, ce type de stockage n’a pas abouti au développement pour les applications
de stockage massif. En effet, le stockage en accumulateur fermé ne peut proposer que des densités
énergétiques faibles. Toutefois, cela a tout de même permis pour la première fois d’envisager le
CAES comme une solution de stockage embarquée, bien qu’aucun système ne soit commercialisé
aujourd’hui.

Pour augmenter la capacité de stockage, le système I-CAES a évolué selon le schéma de la
figure 1.19b. La compression de l’air a lieu selon le même principe, mais dans un accumulateur
ouvert. Lorsque l’air est compressé il est expulsé dans un réservoir de stockage d’air comprimé
et une nouvelle compression a lieu dans l’accumulateur. Cette technologie est la plus étudiée
dans le contexte du stockage CAES en mer. En effet, l’intérêt du milieu marin pour les systèmes
I-CAES ouverts est d’avoir de l’eau en grande disponibilité pour la compression isotherme et de
favoriser le stockage de l’air comprimé à grande échelle en exploitant la pression sous-marine.
C’est notamment le cas du concept Hydrostor expliqué précédemment (fig. 1.14) ou encore du
projet FLASC qui exploite la mer à la fois pour la compression quasi isotherme et le stockage
(fig. 1.20a) [48]. Ces études ont conduit à l’installation d’une usine pilote à échelle réduite sur
l’île de Malte qui fait actuellement l’objet d’études expérimentales (fig. 1.20b).

(a) Principe de fonctionnement (b) Démonstrateur installé en
mer à Malte

Figure 1.20: Projet de stockage par comprimé en mer FLASC utilisant un mécanisme de piston
liquide [48]

Moins étudiée, la seconde méthode exploitée pour maintenir la compression au plus proche
de l’isotherme consiste à vaporiser l’air en compression avec des gouttelettes d’eau [49, 50].
Celles-ci assurent un échange thermique permanent durant la compression par prélèvement de
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la chaleur. Toutefois, l’étude de l’intégration d’un tel système pour les applications de stockage
par comprimé est encore peu mature et au stade de la recherche.

Figure 1.21: Système de stockage I-CAES par pulvérisation de gouttelettes d’eau dans l’accu-
mulateur [50]

Conclusion du chapitre
Ce chapitre introductif proposait de faire état du stockage de l’énergie électrique de grande

capacité. Les rapports de différentes agences de l’énergie sont unanimes sur la nécessité de
déployer massivement la capacité de stockage à l’échelle nationale et mondiale. Un panorama des
technologies actuelles montre que le développement des installations matures et déjà exploitées
arrive à saturation en raison des contraintes imposées par ces systèmes-là. D’un autre côté, de
nouvelles technologies voient le jour, mais n’ont pas atteint aujourd’hui un niveau de maturité
suffisant pour l’exploitation commerciale à grande échelle.

Parmi celles-ci, la littérature sur le stockage s’intéresse de plus en plus à l’air comprimé
grâce à la disponibilité infinie de la ressource énergétique. Les nouveaux concepts de CAES qui
proposent de supprimer les points négatifs principaux du système historique à savoir le mauvais
rendement et les émissions de gaz polluants promettent d’élever le rendement du stockage par air
comprimé à plus de 60 % pour le A-CAES voire supérieur à 70 % pour le I-CAES. On retiendra
de l’étude de ces nouveaux systèmes CAES que l’amélioration des propriétés thermodynamiques
de la compression nécessite des étapes de sous-conversion énergétique supplémentaires. Ainsi, la
maximisation du rendement requiert à présent la maximisation des performances de la chaîne
de conversion complète de l’électricité jusqu’à l’air comprimé, et non plus uniquement de la
compression.

Notons tout de même qu’à l’heure actuelle l’ensemble de ces technologies CAES sont promet-
teuses en théorie, mais aucune d’entre elles ne semble avoir atteint la validation des performances
à échelle industrielle pour envisager la commercialisation. Elles sont plus au moins toutes au
stade de la recherche théorique et du développement de démonstrateurs à échelle réduite.
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2.1. REMORA : UN SYSTÈME CAES ISOTHERME ET SOUS-MARIN

Introduction

Le recensement des technologies de stockage par air comprimé, détaillé dans le chapitre
précédent, a mis en évidence le développement accru des moyens de stockage CAES alternatifs
et exempts de gaz naturel. Ils partagent le même objectif commun qui est l’amélioration de la
conversion thermodynamique de la compression d’air pour augmenter le rendement global du
CAES.

Dans cette idée, le stockage REMORA emploie un procédé de compression quasi isotherme
avec un arrangement particulier qui lui permet de prétendre à un haut rendement énergétique.
Ainsi, ce chapitre a pour objectif de détailler le fonctionnement de REMORA, du principe
élémentaire thermodynamique du piston liquide jusqu’à la plateforme de conversion pleine échelle
constituée de multiples mécanismes de piston liquide opérant simultanément.

2.1 REMORA : un système CAES isotherme et sous-marin

2.1.1 Description générale du projet

Le projet REMORA (Réservoir d’Énergie en Milieu Océanique par Rétention d’Air) consiste
à développer un système de stockage massif de l’énergie électrique opérant en milieu marin en
tant que soutien au réseau électrique à l’échelle du réseau insulaire, régional, voire national.
L’objectif principal de la technologie est d’absorber les pics de puissances en période de sur-
production électrique provenant soit du réseau centralisé sur terre soit par couplage direct avec
des sources d’énergies renouvelables en mer (fig. 2.1). L’énergie électrique est ensuite restituée
au réseau sur terre durant les phases de sous-production. Dans ce concept, l’énergie électrique
est convertie puis stockée sous forme d’air comprimé au sein de réservoirs ancrés dans les fonds
marins.

Figure 2.1: Vue 3D de la station de stockage REMORA

2.1.2 Le piston liquide pour la compression/détente de l’air

Le système est composé de deux parties distinctes, une plateforme flottante contenant les
éléments de conversion réversible de l’énergie électrique en air comprimé et de plusieurs réservoirs
sous-marins (fig. 2.2). En phase de stockage, l’énergie électrique est acheminée depuis un poste
de livraison vers la plateforme flottante par une liaison sous-marine puis est transformée en
air comprimé dans la plateforme grâce à un système de compression pour être ensuite délivrée
sous forme d’air comprimé dans les réservoirs. Inversement, en phase de restitution de l’énergie
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électrique, l’air comprimé est reconverti en électricité au sein de la plateforme pour être ensuite
acheminée au poste de raccordement. Une profondeur d’eau d’environ 100 m est évaluée comme
géographiquement accessible et suffisante pour le réservoir de stockage.

Figure 2.2: Schéma de principe du stockage REMORA

Le principe de compression par piston liquide est employé, utilisant l’eau de mer comme
piston dans une enceinte fermée. Ainsi, que ce soit en phase de stockage ou de déstockage
d’énergie, une chambre de compression fonctionne sur un principe à deux temps avec l’alternance
d’un temps productif suivi d’un temps non productif de rebouclage. Le principe général du
fonctionnement est illustré sur la figure 2.3 et est détaillé ci-dessous :

— En phase de stockage (fig. 2.3a), la chambre de compression est initialement vide d’eau
et pleine d’air à pression atmosphérique. Le flux d’énergie électrique actionne une pompe
hydraulique au travers d’un système de conversion électromécanique. L’action de la pompe
permet de faire transiter de l’eau de la mer vers la chambre de compression. Celle-ci étant
une enceinte fermée, le niveau d’eau dans la chambre augmente et l’air emprisonné se
comprime (Temps 1). Lorsque l’air atteint la pression de stockage souhaitée, l’air comprimé
est refoulé vers le réservoir sous-marin. Ensuite, une phase non productive est nécessaire
pour vider l’eau présente dans la chambre et réinitialiser le processus de compression
(Temps 2).

— En phase de production d’énergie électrique (fig. 2.3b), le processus inverse est enclen-
ché. Cette fois, la chambre est initialement remplie d’eau. Une quantité d’air comprimé
est acheminée du réservoir de stockage vers la chambre. L’ajout d’air comprimé dans la
chambre de compression exerce une force sur l’eau et chasse l’eau de la chambre vers la
mer en passant par la pompe. Ainsi, la pompe hydraulique fonctionne dans le sens inverse,
en mode turbine, et permet d’actionner une génératrice électrique afin de produire de
l’électricité (Temps 1). Le cycle de turbinage prend fin lorsque l’air est détendu à pression
atmosphérique, soit lorsque la chambre est entièrement vidée. Enfin, comme dans le cas
précédent, une phase non productive de rebouclage permet de remplir la chambre d’eau
pour réinitialiser un cycle de production (Temps 2).

34
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(a) Phase de stockage

(b) Phase de déstockage

Figure 2.3: Principe de fonctionnement du mécanisme de piston liquide en mode compression
et détente de l’air [51]

En comparaison avec l’utilisation du compresseur à air et de la turbine à air anciennement
utilisés dans les systèmes conventionnels CAES (voir Chap. 1), les systèmes de pompage hydrau-
lique représentent une alternative intéressante pour la compression/détente de l’air. L’efficacité
énergétique d’un tel système est généralement supérieure et l’utilisation réversible de la pompe
hydraulique en tant que turbine permet la réduction des équipements de conversion [52]. De
plus, plusieurs études mettent en avant l’utilisation du piston liquide associant des pompes hy-
drauliques et des chambres de compression comme une solution efficace en termes de rendement
et d’efficacité pour les systèmes de stockage [46,53].

2.1.3 La cascade énergétique

La chaîne de conversion énergétique réversible comprend trois conversions énergétiques entre
l’énergie électrique et l’énergie pneumatique (fig. 2.4). L’énergie électrique est convertie en éner-
gie mécanique au travers de l’électronique de puissance et de machines électriques. L’énergie
mécanique entraîne ensuite les pompes hydrauliques permettant le transfert de l’eau de la mer
vers les chambres de compression. Le mécanisme de piston liquide finalise la conversion énergé-
tique pneumatique par compression de l’air dans les enceintes fermées. La chaîne de conversion
est réversible ; chaque étage de conversion doit permettre la conversion énergétique inverse.

Le transfert d’énergie y circulant pouvant être qualifié de « flux tendu », le fonctionne-
ment interne de la conversion de l’air comprimé présente des répercussions jusqu’à la connexion
électrique du système. C’est en particulier le fonctionnement à vitesse et puissance variables
des pompes réversibles qui impose de fortes contraintes sur le procédé afin de garantir leurs
performances et durées de vie.
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Réseau
électrique

Électronique de puissance &
Machines électriques

Pompes/Turbines
hydrauliques

Chambres de
compression

Réservoir d’air
comprimé

Électrique Mécanique Hydraulique Pneumatique

Figure 2.4: Cascade énergétique élémentaire de la conversion électropneumatique

2.2 Étude de la transformation énergétique isotherme par l’ana-
lyse thermodynamique

Dans cette partie, une étude thermodynamique simple est proposée dans l’objectif de mettre
en évidence le gain significatif d’efficacité énergétique d’un système de compression isotherme.
Le cycle de compression/détente de l’air dans le cas d’une compression isotherme est comparé
avec la compression adiabatique, plus largement étudiée dans les nouveaux systèmes CAES.
Ensuite, la faisabilité et la mise en pratique du piston liquide isotherme sont détaillées à partir
de l’analyse du comportement thermique de l’air dans la chambre de compression.

2.2.1 Comparaison énergétique du piston liquide lors d’une compression adia-
batique et isotherme

Le principe de piston liquide repose sur une conversion hydropneumatique par transfert
d’eau au sein d’une enceinte fermée. Nous proposons de comparer l’efficacité d’un cycle de
compression/détente de l’air par piston liquide dans le cas d’une transformation adiabatique,
correspondante au A-CAES, puis dans le cas d’une transformation isotherme, similaire aux
systèmes I-CAES par piston liquide comme dans REMORA.

Pour simplifier l’étude thermodynamique, la configuration de la figure 2.5 est exploitée. Une
pompe/turbine actionne la compression/détente de l’air dans une chambre de compression. Ici,
l’enceinte de compression est également l’enceinte de stockage de l’air. Cela signifie que lorsque
l’air atteint sa pression de stockage il est maintenu à pression constante dans ce même espace
jusqu’à la restitution de l’énergie par détente de l’air (mode turbinage). Le système est alors
qualifié de "fermé". Notons que dans le cas du stockage REMORA, le système de compression
est dit "ouvert". Lorsque l’air est comprimé, il est acheminé vers un réservoir de stockage passif
(Temps 2 sur la figure 2.3a). Dans les deux cas, le mécanisme de compression/détente de l’air
est identique, toutefois le système "ouvert" admettra un travail mécanique supplémentaire pour
chasser l’air de la chambre vers le réservoir et inversement, admettre l’air comprimé du réservoir
dans la chambre.

Figure 2.5: Système de piston liquide de type "fermé"
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2.2. ÉTUDE DE LA TRANSFORMATION ÉNERGÉTIQUE ISOTHERME PAR L’ANALYSE
THERMODYNAMIQUE

2.2.1.1 Compression/détente adiabatique

Une transformation est adiabatique lorsque l’énergie thermique ne peut pénétrer ou s’échap-
per du système. Dans le cas de la compression de l’air, la conversion énergétique hydropneuma-
tique s’effectue dans un accumulateur isolé thermiquement. Sans échange thermique possible, le
travail mécanique reçu par l’air lors de la compression s’accompagne d’une élévation de chaleur.
L’air comprimé est alors stocké à haute température. Dans le procédé inverse, la détente de l’air
s’accompagne d’une baisse de la température de l’air.

Pour un gaz parfait, soumis à une transformation réversible et adiabatique, l’évolution de la
pression et du volume suit la loi suivante :

PV γadiab = Constante (2.1)

où P et V sont respectivement la pression et le volume de l’air à chaque instant de la compression.
Le coefficient γadiab rend compte des conditions normales de température et de pression du gaz
considéré. Pour l’air, γadiab = 1, 4.

L’évolution thermodynamique de la transformation est représentée graphiquement dans le
plan (Volume, Pression), appelé diagramme de Clapeyron. La figure 2.6 montre l’évolution de
l’air au cours de la compression.
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Figure 2.6: Cycle de compression/détente adiabatique représenté dans un diagramme de Cla-
peyron

Nous considérons l’état A comme l’état initial de l’air avant compression et A′ l’état de l’air
lorsqu’il atteint la pression de stockage. Dans ce cas, l’équation (2.1) permet de calculer le travail
mécanique reçu par l’air lors de la compression adiabatique, noté Wadiab[AA′] :

Wadiab[AA′] =
∫ A′

A
−PdV = PA′VA′ − PAVA

γadiab − 1 (2.2)

A l’instant A′, la température de l’air s’exprime en fonction de la pression initiale de l’air (PA),
de la pression finale (PA′) et de la température de l’air initial (TA) comme suit :

TA′ = TA

(
PA′

PA

) γadiab−1
γadiab (2.3)

Avec un taux de compression PA′/PA > 1, cette expression met en évidence l’élévation de la
température de l’air lors d’une compression adiabatique.
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Lorsque l’air atteint l’état A′, si la chambre de compression est considérée comme parfaite-
ment isolée thermiquement, il est possible de stocker l’air comprimé à la température TA′ . Dans
ce cas, le travail mis en jeu lors de la détente est identique et l’énergie récupérée en détente est
égale à l’énergie consommée durant la compression. Le rendement est unitaire (fig. 1.18 sans
TES). Toutefois, ce cas d’étude reste théorique, car il est aujourd’hui très difficile de maintenir
de grands volumes d’air comprimé à haute température pour le stockage de l’énergie.

Avec un accumulateur non isolé, lorsque l’air atteint l’état A′, un travail supplémentaire à
pression constante doit être fourni pour maintenir l’air à la pression de stockage constante pen-
dant son refroidissement (fig. 2.6). Le travail mécanique supplémentaire reçu par l’air comprimé
pour atteindre l’état B dans lequel l’air comprimé est refroidi s’exprime :

Wadiab[A′B] = PA′(VA′ − VB) (2.4)

Finalement, en sommant les équations (2.2) et (2.4) et après simplification, l’énergie totale mise
en jeu lors d’une compression adiabatique pour passer de l’état A à l’état B est :

Wadiab[AB] = γadiab
γadiab − 1PAVA

(PB
PA

) γadiab−1
γadiab − 1

 (2.5)

De même en détente, le passage de l’état B à l’état A s’organise en deux temps via un
état transitoire B′. Dans un premier temps, la transformation adiabatique lors de la détente de
l’air s’accompagne d’une baisse de la température de l’air jusqu’à l’état B′. Enfin, une quantité
supplémentaire de travail mécanique peut être récupérée lors du réchauffement de l’air à pression
constante. Le travail total fourni par l’air lors de la détente, exprimé Wadiab[BA] s’écrit :

Wadiab[BA] = γadiab
γadiab − 1PBVB

(PB
PA

) γadiab−1
γadiab − 1

 (2.6)

Le cycle de compression/détente adiabatique est résumé sur le diagramme de Clapeyron de
la figure 2.6. Il est observé que l’énergie mise en jeu lors de la compression est supérieure à
l’énergie produite lors de la détente. En effet, l’aire formée par le chemin [AA′BB′] étant non
nulle, celle-ci est représentative des pertes énergétiques liées à la transformation adiabatique.

À partir des équations (2.5) et (2.6), le rendement d’un cycle de compression/détente de l’air
adiabatique s’exprime :

ηadiab =
(
PB
PA

) 1−γadiab
γadiab (2.7)

2.2.1.2 Compression/détente isotherme

En thermodynamique, une transformation est isotherme lorsque la température du système
reste invariante durant toute la durée de la conversion énergétique. Cela signifie que le système
est capable d’échanger de la chaleur avec l’environnement extérieur. Dans le cas du piston liquide,
une compression/détente isotherme se caractérise par une variation nulle de la température de
l’air dans l’accumulateur durant toute sa phase de compression/détente.

Pour une compression isotherme d’un gaz parfait, il est possible d’écrire l’égalité suivante :

PV = Constante (2.8)
La figure 2.7 montre l’évolution de l’air au cours de la compression. L’aire sous la courbe [AB]
détermine le travail mécanique reçu par l’air, représentatif de l’énergie mise en jeu durant la
compression de l’air.
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Figure 2.7: Cycle de compression/détente isotherme représenté dans un diagramme de Clapey-
ron

Le travail reçu par l’air durant la phase de compression, noté Wiso[AB] se calcule finalement :

Wiso[AB] =
∫ B

A
−PdV = PAVA ln

(
PB
PA

)
(2.9)

Au cours de la détente de l’air, le chemin inverse s’applique, du point B vers le point A. Ainsi,
le travail s’exprime également :

Wiso[BA] =
∫ A

B
−PdV = −PAVA ln

(
PB
PA

)
= −Wiso[AB] (2.10)

L’efficacité de la conversion hydropneumatique du système de stockage est définie comme le
rapport entre les travaux mécaniques mis en jeu lors de la compression et de la détente :

ηiso =
Wiso[BA]

Wiso[AB]

= 1 (2.11)

Le calcul énergétique de la transformation montre que l’énergie restituée est identique à l’énergie
consommée donc un cycle de compression/détente isotherme possède un rendement théorique
de 1.

2.2.1.3 Application au stockage en mer

La figure 2.8 montre l’évolution du rendement d’un cycle de compression adiabatique en
fonction du taux de compression, PB/PA, et de la profondeur de stockage des réservoirs en
mer. Notons que le taux de compression que doit réaliser le piston liquide est dépendant de la
profondeur de stockage (voir partie 3.2.1).

En considérant la pression atmosphérique comme pression initiale, soit PA = 1 bar, la courbe
de rendement montre que plus le réservoir de stockage est profond, plus le taux de compression
est élevé et plus le rendement chute. Par exemple, une station de stockage située à 100 m de
profondeur nécessite un taux de compression de 11. D’après la courbe, cela correspond à un
rendement théorique adiabatique de l’ordre de 50 % donc la solution isotherme semble permettre
un gain significatif d’efficacité. Finalement, la conversion hydropneumatique adiabatique peut
s’avérer être une solution intéressante si la station est implantée à proximité du littoral. Toutefois,
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dès lors que la station s’éloigne, le rendement chute et la compression isotherme est la meilleure
alternative par rapport à l’efficacité.
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Figure 2.8: Comparaison des rendements théoriques des transformations isothermes et adiaba-
tiques

2.2.2 Mise en œuvre du piston liquide isotherme

Au vu de l’analyse énergétique établie ci-dessus, la conversion hydropneumatique par piston
liquide admet un rendement théorique de 1. Un tel rendement est permis sous l’hypothèse que
le système interne de la chambre de compression peut idéalement échanger de la chaleur avec le
milieu extérieur.

Pour comprendre le principe d’échange thermique isotherme, la chambre de compression, de
section S, est considérée dans les conditions de la figure 2.5. À cet instant, la température de l’air
en compression est Tair et celle de l’environnement extérieur, Tamb. Sur un élément de volume
d’air pris durant sa compression, le premier principe de la thermodynamique établit l’égalité
suivante :

dU = δQ+ dW (2.12)

δQ est l’énergie calorifique et dW le travail mécanique. dU est l’énergie interne de l’air exprimé
en fonction de la variation de température de l’air, dTair, du coefficient de capacité calorifique,
Cv, et de la masse, mair, telle que :

dU = mairCvdTair (2.13)

Pour permettre la compression de l’air isotherme, il faut alors garantir une variation nulle
de la température, dTair = 0 ◦C, ce qui implique la condition d’isothermie suivante :

δQ = −dW (2.14)

Cette condition signifie que l’échange thermique de la compression doit être aussi important que
le travail mécanique reçu par l’air pour garantir la température de l’air constante. Cet échange
thermique dépend de la différence de température avec le milieu extérieur, (Tamb − Tair), tel
que :

δQ = hS (Tamb − Tair) (2.15)

Le coefficient d’échange thermique, h, rend compte de la capacité de transmission thermique
d’un système entre le milieu interne et l’environnement extérieur. Ce paramètre est empirique et
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dépend en partie de la configuration géométrique de la chambre de compression et du matériau.
En jouant sur l’ensemble de ces paramètres, les travaux précédents de T. Neu [51] ont mis en
évidence un arrangement géométrique particulier de la chambre de compression qui permet la
conversion quasi isotherme. Un résultat expérimental de compression d’air isotherme extrait de
ces travaux de thèse est illustré sur la figure 2.9. Au cours de la compression de l’air isotherme
expérimentale (fig. 2.9a), l’augmentation de la pression s’accompagne d’une élévation de tem-
pérature de l’air. La figure 2.9b compare l’évolution de la température théorique dans le cas
isotherme et adiabatique avec la courbe d’évolution de la température réalisée lors de l’essai
expérimental. La compression n’est pas parfaitement isotherme toutefois par comparaison avec
le cas adiabatique théorique, l’augmentation de la température reste faible. Le rendement de
compression n’est pas unitaire, mais sera tout de même supérieur à celui de la compression
adiabatique.
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Figure 2.9: Comparaison de la compression d’air théorique et expérimentale

2.3 La conversion électropneumatique au sein de la plateforme
flottante

Le fondement de la technologie REMORA repose sur le mécanisme de piston liquide iso-
therme pour la compression/détente d’air. L’analyse réalisée dans la partie précédente met en
évidence un piston liquide permettant une compression/détente de l’air quasi isotherme, portant
ainsi le rendement énergétique de la conversion hydropneumatique proche de 1. Toutefois, dans
l’objectif de maximiser les performances de la chaîne de conversion complète (fig. 2.4), ce méca-
nisme de piston liquide s’intègre dans une architecture étagée multi-machines et multi-pompes.

2.3.1 Le module de conversion

L’optimisation du dimensionnement du système de pompage participe grandement à la ré-
duction des pertes du système. En effet, les applications aux centrales hydroélectriques à grande
échelle montrent que l’utilisation simultanée de plusieurs pompes sur des plages de fonctionne-
ment différentes est préférée à un seul dispositif hydraulique. Une telle disposition multi-pompes
permet finalement de réduire la plage de fonctionnement de chacune d’entre elles et donc d’aug-
menter l’efficacité globale de la transformation énergétique [54–56].
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Dans le cas de REMORA, la compression de l’air nécessite de balayer une large plage de
pression pour atteindre le niveau de compression requis pour le stockage. Il est donc préférable
d’étager sur différents niveaux de pression la conversion hydropneumatique afin de garantir un
fonctionnement efficace de chaque pompe hydraulique.

La figure 2.10 illustre l’organisation du module de conversion complet dans le cas où la
compression est divisée en deux étages. Les deux systèmes de pompage, comprenant chacun
un ensemble {Électronique de puissance - Machine/Générateur électrique - Pompe/Turbine hy-
draulique}, sont connectés à chacune des chambres de compression et travaillent simultanément
en commutant entre les chambres. Cette configuration idéale pour la compression de l’air dans
le cas du stockage de l’énergie électrique fait par ailleurs l’objet d’un brevet déposé en 2016 [57].

Figure 2.10: Schéma d’un module de conversion électropneumatique subdivisé en deux étages
de compression

Notons Tcycle la durée cyclique de fonctionnement de chacune des pompes. La figure 2.11
montre les différentes étapes successives de la compression dans une des chambres de compres-
sion. Du point de vue de la chambre 1 (Ch1), le déroulement de la compression complète est le
suivant :

— De 0 à 1.Tcycle : Ch1 est initialement vide, la pompe hydraulique P/T1 assure le premier
niveau de compression en Basse Puissance (BP) jusqu’à atteindre la pression PBP durant
le temps Tcycle.

— de 1.Tcycle à 2.Tcycle : P/T2 assure la second niveau de compression en Haute Puissance
(HP). Lorsque l’air atteint la pression de stockage PHP , cette même pompe permet ensuite
de convoyer l’air comprimé de la chambre vers le réservoir de stockage.

— de 2.Tcycle à 3.Tcycle : Ch1 est pleine d’eau, une phase non productive de vidange (notée
X) permet de réinitialiser la chambre de compression pour permettre une nouvelle com-
pression. Notons que le système annexe qui assure la vidange ne sera pas étudié dans cette
thèse.
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Figure 2.11: Principe de fonctionnement d’un système de compression d’air vu de la chambre
Ch1 en mode stockage

Le même synopsis s’applique aux deux autres chambres, Ch2 et Ch3, avec un décalage tem-
porel de Tcycle entre elles ; assurant un fonctionnement optimal du système de pompage. Le
tableau 2.1 résume l’organisation de la compression dans l’ensemble des chambres. Celui-ci met
en évidence un mécanisme de compression simultanée qui permet aux équipements de conversion
de ne jamais être à l’arrêt. Du point de vue des sous-systèmes BP et HP, chacun assure fina-
lement un fonctionnement répétitif et identique de période Tcycle par commutation entre deux
chambres entre chaque cycle.

Temps 1.Tcycle 2.Tcycle 3.Tcycle 4.Tcycle ...
Ch1 BP HP X BP ...
Ch2 HP X BP HP ...
Ch3 X BP HP X ...

Table 2.1: Organisation simultanée de la compression d’air entre les 3 chambres de compression
en mode stockage

Le mécanisme de piston liquide est supposé parfaitement réversible ainsi cette même orga-
nisation s’applique à la détente de l’air permettant la production d’énergie électrique. Dans ce
cas, le processus inverse s’opère. Après admission de l’air comprimé dans une chambre, l’étage
HP fonctionne en mode réversible et permet la détente de l’air jusqu’à la pression PBP , ce qui
crée un débit d’eau inverse au travers de la pompe et par conséquent un flux d’énergie dans
le sens inverse. Le sous-système BP continue la détente de l’air jusqu’à ce que la chambre soit
entièrement vide d’eau. L’air est alors complètement détendu. Enfin, comme précédemment, une
phase non productive de rebouclage permet de remplir la chambre d’eau afin d’actionner une
nouvelle détente de l’air.

2.3.2 Interconnexion des modules dans la plateforme

Le milieu marin dans lequel est implantée la plateforme contraint fortement la maintenance
des systèmes de conversion. Ainsi, par souci de performances énergétiques mais aussi de tolé-
rance aux pannes, le développement technologique de REMORA a conduit à une architecture
de la plateforme redondante composée de plusieurs modules de conversion électropneumatique
interconnectée (fig. 2.12).

Les modules, dont le schéma d’un des modules est donné sur la figure 2.10, sont identiques et
connectés d’une part au réseau électrique et d’autre part aux réservoirs de stockage par raccor-
dement du réseau pneumatique. La segmentation de la puissance à la fois entre les modules de
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conversion et à l’intérieur de chacun est finalement l’arrangement optimal qui permet d’accroître
à la fois l’efficacité, la redondance ainsi que la flexibilité de la puissance du stockage.

Figure 2.12: Plateforme de conversion à pleine échelle composée de plusieurs modules de conver-
sion électropneumatique interconnectés

2.4 Configuration du système REMORA étudié au cours de ces
travaux de thèse

Nous considérerons dans les chapitres suivants un système de stockage REMORA d’une
puissance moyenne de l’ordre de la dizaine de MW et d’une capacité de stockage de 90 MWh. Les
réservoirs sont implantés à 100 m de profondeur par rapport au niveau de la mer. Pour simplifier
le problème, seul un réservoir de stockage sera considéré dans la suite bien qu’en réalité, pour des
raisons mécaniques, la capacité de stockage totale sera répartie entre une quinzaine de réservoirs
identiques comme sur la figure 2.1. La figure 2.13 donne à titre indicatif les ordres de grandeur
géométriques de la station REMORA, ses propriétés sont rassemblées dans le tableau 3.3.

Figure 2.13: Dimensions de la plateforme pour une capacité de stockage de 90 MWh

Au sein de la plateforme, la puissance est segmentée entre 10 modules identiques d’une
puissance moyenne de l’ordre du MW. Le module est quant à lui dimensionné tel que la répar-
tition de puissance est la suivante : l’étage BP assure 30 % de la compression et l’étage HP les
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70 % restants. Par conséquent, les deux sous-systèmes seront dimensionnés pour des puissances
maximales différentes, soit 1.1 MW pour le BP et 2.6 MW de puissance maximale possible sur
l’étage HP. Enfin, ces sous-systèmes devront travailler simultanément sur une période cyclique
de 3 minutes.

Plateforme de conversion
Nombre de modules 10
Puissance maximale du sous-système de pompage BP 1.1 MW
Puissance maximale du sous-système de pompage HP 2.6 MW
Temps de cycle, Tcycle 180 s
Réservoirs de stockage
Profondeur 100 m
Capacité de stockage 90 MWh

Table 2.2: Principales caractéristiques du système de stockage REMORA étudié dans cette
thèse

De plus, dans le cadre des travaux de la thèse, les études se portent sur l’architecture élec-
trique interne de la plateforme. Ainsi, dans l’ensemble des travaux présentés, nous ferons l’hy-
pothèse que le stockage est raccordé à un réseau électrique de niveau régional ou national,
suffisamment stable pour considérer le réseau électrique comme une source d’énergie infinie et
réversible. Nous considérerons uniquement le fonctionnement de la station selon une succession
de charges et de décharges complètes du stockage, soit de 0 à 100% de charge en mode stockage
puis de 100% à 0% en mode production.

Conclusion du chapitre
Ce chapitre présentait le fonctionnement détaillé du principe de fonctionnement du stockage

REMORA. Le mécanisme de piston liquide qui assure la compression de l’air est détaillé et
une analyse thermodynamique de la conversion permet de placer la compression isotherme en
première position en termes d’efficacité , par comparaison avec les autres procédés de compression
existants.

Pour des raisons de redondance des équipements et d’efficacité des systèmes de pompage, le
piston liquide s’intègre dans une organisation de fonctionnement cyclique et étagée. Une plate-
forme REMORA comporte alors un ensemble de modules de conversion électricité - air comprimé
au sein desquels la compression est elle-même subdivisée en deux étages de conversion de puis-
sance différente. Finalement, dans la mesure où le procédé thermodynamique de compression
est grandement amélioré, l’efficacité globale du système CAES REMORA ne réside plus dans
le procédé de compression lui-même, mais dans la maximisation de l’efficacité énergétique de
chaque composant de puissance présent dans la cascade énergétique.
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Chapitre 3

Stratégie de contrôle-commande
d’un module de conversion
électropneumatique de REMORA
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3.1. LA POMPE CENTRIFUGE : ÉLÉMENT CONSTITUTIF D’UN SYSTÈME DE POMPAGE
RÉVERSIBLE

Introduction

Le principe fondamental de la compression d’air proposé dans REMORA utilise un système
de pompage composé de deux pompes en parallèle pour activer un mécanisme de piston liquide
à trois temps (BP, HP puis vidange). Un tel dispositif de stockage s’apparente finalement à
un système hybride s’inspirant à la fois d’un système classique de stockage d’énergie par air
comprimé et d’une station de pompage hydraulique au sein de laquelle une pompe hydraulique
actionne un piston liquide pour compresser l’air emprisonné dans un accumulateur fermé.

Les applications aux centrales hydroélectriques à grande échelle montrent que, en raison
de ses caractéristiques intrinsèques, la pompe hydraulique est bien souvent identifiée comme
étant l’élément de la chaîne de conversion le plus influent en ce qui concerne les performances
énergétiques [58–60]. Depuis quelques années, la littérature relatant de l’hydroélectricité montre
que l’utilisation de l’électronique de puissance pour le contrôle d’un système de pompage à
vitesse variable contribue fortement à l’augmentation de l’efficacité d’un tel système. V.K. Arun
Shankar et al. soulignent un gain significatif des pertes allant de 30 à 50% grâce à la commande
à vitesse variable des pompes de type centrifuge [61].

Toutefois, bien qu’une pompe hydraulique d’une puissance de l’ordre du mégawatt possède
généralement un rendement nominal supérieur à 80 % et que la vitesse variable accroît les per-
formances d’un tel système, des lois de contrôle à vitesse variable non adéquates aux spécificités
du système de pompage étudié peuvent entraîner jusqu’à 50% de pertes énergétiques.

Ainsi, ce chapitre s’intéresse au développement d’une structure de commande qui permet
de maximiser l’efficacité de la conversion électropneumatique tout en respectant les contraintes
de fonctionnement imposées par le mécanisme de piston liquide. La première partie aborde le
fonctionnement et la modélisation d’un tel système et plus particulièrement de la pompe hydrau-
lique, élément central de la conversion énergétique. Ensuite, la modélisation de la transmission
mécanique complète est proposée. Celle-ci permettra de caractériser le comportement statique
et dynamique de la transmission mécanique dans ce système où les pompes hydrauliques sont
soumises à un fonctionnement peu commun. Enfin, la connaissance des lois comportementales du
système et l’élaboration de son modèle mathématique permettront de développer une stratégie
de commande optimale qui maximise les performances du système hydraulique. Cette stratégie
aboutira finalement à l’élaboration des caractéristiques mécaniques des sous-systèmes BP et HP
qui maximisent la conversion au niveau de la transmission mécanique du module.

3.1 La pompe centrifuge : élément constitutif d’un système de
pompage réversible

Dans la technologie REMORA, la pompe hydraulique centrifuge est l’élément central de la
conversion énergétique qui permet d’activer le mécanisme de piston liquide et donc de compresser
ou détendre de l’air efficacement. Elle représente également le seul composant "actif" de conver-
sion de puissance qui est contrôlable entre l’arbre mécanique et le réservoir, les autres éléments
(chambres de compressions) pouvant être considérés comme des éléments passifs. Ainsi, au sein
d’un module de conversion de REMORA, les pompes hydrauliques BP et HP jouent un rôle
stratégique pour la maximisation de l’efficacité de la conversion de puissance. Par conséquent,
cette partie a pour but d’approfondir le fonctionnement d’un tel système et d’en proposer une
modélisation mathématique en vue du contrôle énergétique du module.
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CHAPITRE 3. STRATÉGIE DE CONTRÔLE-COMMANDE D’UN MODULE DE CONVERSION
ÉLECTROPNEUMATIQUE DE REMORA

3.1.1 Principe de fonctionnement

3.1.1.1 Vue d’ensemble

Une pompe centrifuge est un équipement de conversion de puissance qui permet de convertir
l’énergie mécanique en énergie hydraulique. Comme l’illustre la figure 3.1, une telle machine est
composée des diverses parties suivantes :
— une roue mobile aubée tournant autour de son axe ;
— un arbre mécanique qui permet la mise en rotation de la roue aubée ;
— une volute, ou "corps" de la pompe, qui est le stator ou la partie fixe de la pompe.

Figure 3.1: Schéma de principe d’une pompe hydraulique centrifuge

Le principe de base d’une pompe centrifuge repose sur la mise en rotation d’un fluide tournant
à une vitesse donnée. Les trois principales étapes que subit une quantité de fluide traversant la
pompe sont les suivantes :

1. L’aspiration : le fluide est admis au centre de la roue avec une pression d’entrée.
2. L’accélération : lors de la mise en rotation de la roue, la vitesse du fluide dans la roue

augmente. Ainsi l’énergie cinétique du fluide accroît et les aubes de la roue permettent un
effet centrifuge en propulsant le fluide sur la périphérie.

3. Le refoulement : le fluide est propulsé vers l’extérieur de la roue où il est collecté par la
volute de la pompe. Le liquide perd de la vitesse au profit de l’accroissement de sa pression :
l’énergie cinétique de rotation est transformée en énergie potentielle, ou de "pression".

La puissance mécanique admissible en entrée d’une pompe dépend de la vitesse de rotation
de l’arbre mécanique, Ω, et du couple requis par la pompe, Cp. Elle s’écrit comme suit :

Pm = CpΩ (3.1)

L’énergie potentielle emmagasinée par le liquide en sortie de la pompe se traduit par un
débit d’eau volumique, Qv, et une hauteur d’élévation d’eau (ou hauteur manométrique), notée
Heau. La puissance hydraulique déployée s’écrit :

Ph = ρgHeauQv (3.2)

où ρ correspond à la masse volumique du fluide et g à l’accélération de la pesanteur. Finalement,
le rendement d’une pompe, noté ηp, est défini comme le rapport entre l’énergie hydraulique
produite et l’énergie mécanique fournie :

ηp = ρgHeauQv
CpΩ

(3.3)
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3.1.1.2 Caractéristiques de fonctionnement

Une pompe centrifuge n’admet que deux variables de fonctionnement indépendantes, dont
une variable mécanique et une variable hydraulique [62]. Parmi les grandeurs caractéristiques
présentées dans les équations précédentes, on choisira Ω et Qv comme variables d’état. Ainsi,
Heau et Cp peuvent être déterminés à partir de Ω et de Qv (fig. 3.2). La pompe s’apparente alors
à un système non linéaire multi variable exprimé selon le système d’équations (3.4).

POMPE HYDRAULIQUE
CENTRIFUGE

Ω

Qv

Cp

Heau

Figure 3.2: Schéma-bloc d’une pompe hydraulique centrifuge

{
Heau = f1(Ω, Qv)
ηp = f2(Ω, Qv)

(3.4)

Les fonctions f1 et f2 seront explicitées dans la partie 3.1.3.

Les courbes de fonctionnement d’une pompe sont généralement caractérisées par la variation
de la hauteur d’eau et de la puissance mécanique en fonction du débit pour une vitesse donnée.
Dans ces conditions nominales, pour une vitesse ΩN donnée, il existe un unique point de fonc-
tionnement qui maximise le rendement de la conversion hydromécanique. Il est communément
appelé le Best Efficiency Point, ou BEP. La figure 3.3 illustre un exemple de la caractéristique
de fonctionnement d’une pompe hydraulique.

Figure 3.3: Exemple d’une courbe de fonctionnement d’une pompe dans le plan (débit, hauteur
d’eau) pour la vitesse de rotation nominale ΩN = 425 tr.min−1
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La variation de la vitesse de rotation affecte la caractéristique de fonctionnement selon des
lois de similitude. Considérons un point caractéristique pour une vitesse Ω1 (Qv1 , Heau1 et Cp1),
l’application des lois suivantes permet d’en déduire le point de fonctionnement de cette même
machine (Qv2 , Heau2 et Cp2) pour une vitesse différente Ω2 (3.5).(Ω2

Ω1

)2
=
(
Qv2

Qv1

)2
=
(
Heau2

Heau1

)
=
(
Cp2

Cp1

)
(3.5)

Ainsi, l’application de ces lois permet de reconstruire l’ensemble de la caractéristique de
fonctionnement de la pompe pour toute vitesse de rotation inférieure à ΩN . La figure 3.4 illustre
les courbes caractéristiques pour différentes vitesses comprises entre 20 % et 100 % de ΩN .
Chacune de ces vitesses possède son unique point BEP. L’ensemble des points BEP forme une
courbe au centre de la caractéristique de fonctionnement dans le plan (débit, hauteur d’eau).
On l’appellera la courbe ou fonction BEP de la pompe et forme finalement une caractéristique
de fonctionnement restreinte qui assure le meilleur rendement de la pompe possible en fonction
de la vitesse de rotation.

Figure 3.4: Réseau de courbes de fonctionnement dans le plan (débit, hauteur d’eau) pour
différentes valeurs de vitesse de rotation

3.1.2 Analyse du fonctionnement réversible en mode turbine

Une pompe hydraulique centrifuge peut être exploitée en tant que turbine hydraulique pour
produire de l’énergie électrique. Dans ce cas, l’eau transite par la pompe dans le sens inverse,
entraînant une inversion du sens de rotation de l’arbre mécanique et ainsi un flux de puissance
inverse vers la production d’énergie électrique.
L’application des pompes en mode de fonctionnement réversible dans le domaine de l’hydroélec-
tricité est récente. Le gain économique significatif permis par la réversibilité d’un tel système de
par la réduction des équipements et de la maintenance n’a été mis en évidence que récemment
et se corrèle avec les problématiques d’efficacité et de diminution des coûts du stockage à grande
échelle [63]. Toutefois, d’un point de vue technique, le problème principal d’un tel système est le
manque d’information des courbes de fonctionnement de la pompe en mode turbine qui sont ra-
rement renseignées dans les données constructeurs de la pompe. L’approche la plus exacte pour
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estimer le fonctionnement en mode turbine reste la caractérisation expérimentale de la machine
hydraulique. Or, dans la mesure où nous ne disposons que des données constructeurs en mode
pompe, la littérature a mis en évidence de nombreux modèles empiriques qui permettent d’inver-
ser la courbe de fonctionnement [64, 65]. Parmi tous les modèles recensés, le modèle développé
par K. R. Sharma est mis en évidence comme une des méthodes les plus simples et efficaces
pour établir le fonctionnement d’une pompe en mode turbine avec une marge d’erreur faible par
rapport à la courbe expérimentale [66].

Cette méthode est appliquée à la courbe de fonctionnement en mode pompe de la figure 3.3.
Les principales étapes de la méthode utilisée sont décrites dans [67] et rappelées dans l’an-
nexe A.1. La figure 3.5a compare les courbes de fonctionnement nominales dans les deux modes
où on peut observer que pour une hauteur d’eau donnée, la turbine admet une plage de débit de
fonctionnement plus restreinte que la pompe. La figure 3.5b compare les courbes qui rassemblent
les points BEP pour chaque vitesse de rotation.
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Figure 3.5: Comparaison des caractéristiques d’une pompe centrifuge en mode pompe et en
mode turbine établi à partir d’un modèle empirique

Bien que sur la plage de débit complète, les deux caractéristiques soient différentes pour
une même vitesse, elles restent similaires autour des points BEP, avec une déviation des points
en mode turbine de 6 % par rapport aux points BEP en mode pompe. Ainsi, dans le cadre
de la thèse, nous ferons l’hypothèse que le fonctionnement en mode turbine admet la même
caractéristique en mode pompe pour les raisons suivantes :
— l’objectif final de l’étude étant la maximisation énergétique de la conversion, dans la suite

nous ferons l’hypothèse que les pompes/turbines opéreront autour de la zone d’efficacité
maximale ;

— les données en mode turbine restent issues d’un modèle empirique qui ne garantit pas
l’exactitude de la courbe de fonctionnement obtenue ;

— par souci de simplicité de modélisation dans la mesure où l’ensemble des équipements
utilisés dans le génie électrique (convertisseur statique d’électronique de puissance, machine
électrique ...) sont considérés parfaitement réversible.

En conclusion, en mode production d’énergie électrique, la caractéristique de la turbine
adoptera la même que celle de la pompe selon les conventions de signe représentées sur la
figure 3.6 :
— Mode pompe : Ω > 0, Qv > 0, Heau > 0 ;
— Mode turbine : Ω < 0, Qv < 0, Heau > 0.
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Figure 3.6: Hypothèse de caractéristique au BEP de la pompe supposée parfaitement réversible
avec les conventions de signe adoptées

3.1.3 Modélisation mathématique

Une pompe hydraulique se modélise mathématiquement à partir de l’interpolation des courbes
constructeur. À vitesse nominale ΩN , la hauteur (HeauN ) et la puissance mécanique (PmN )
peuvent s’écrire comme des polynômes dépendants du débit (QvN ) de degré respectif 2 et 3.

HeauN = a2Q
2
vN

+ a1QvN + a0 (3.6)

PmN = b3Q
3
vN

+ b2Q
2
vN

+ b1QvN + b0 (3.7)

où les coefficients a0, a1, a2, b0, b1, b2 et b3 sont issus de l’interpolation des courbes constructeur
à vitesse nominale.

En appliquant les lois de similitudes décrites en (3.5) aux polynômes précédemment établis
dans les conditions nominales, il est possible d’obtenir le modèle mathématique d’une pompe
pour n’importe quel point de fonctionnement dépendant de la vitesse (Ω) et du débit (Qv) :

Heau = a
′
2Q

2
v + a

′
1ΩQv + a

′
0Ω2 (3.8)

Pm = b
′
3Q

3
v + b

′
2ΩQ2

v + b
′
1Ω2Qv + b

′
0Ω3 (3.9)

avec 
a
′
2 = a2; a

′
1 = a1

ΩN ; a
′
0 = a0

Ω2
N

;

b
′
3 = b3; b

′
2 = b2

ΩN ; b
′
1 = b1

Ω2
N

; b
′
0 = b0

Ω3
N
.

3.2 Caractérisation de la transmission mécanique
Compte tenu de ses propriétés intrinsèques, la littérature identifie généralement la pompe

hydraulique centrifuge comme l’élément le plus influant au sein d’une chaîne de conversion
comportant un couplage machine électrique - pompe hydraulique vis-à-vis de l’efficacité énergé-
tique [61]. Ainsi, dans l’objectif d’implémenter un schéma de contrôle en vitesse variable efficace
et robuste, la connaissance et la maîtrise du comportement du système de pompage au niveau
de l’arbre de transmission mécanique sont primordiales.

La littérature propose de nombreux modèles de la transmission mécanique du couplage hy-
droélectrique qui varient selon :
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— l’application (STEP, pompage EnR, compression d’air ...) ;

— l’objectif de l’étude (variation de vitesse, extraction du maximum de puissance ...) ;

— les hypothèses et simplifications réalisées (selon l’application, une des grandeurs d’état
peut être négligée ou supposée constante) ;

— la nature de l’étude (étude réalisée d’un point de vue électrique, mécanique ou hydraulique).

En effet, on recense des modèles complexes non linéaires qui tiennent compte de la dynamique
du fluide qui transite dans la pompe ainsi que la dynamique transitoire de la charge hydrau-
lique (tuyauterie, accumulateur ...). Cela nécessite la linéarisation des systèmes mathématiques
d’ordres élevés (souvent > 6) et par conséquent des structures de régulation complexes à mettre
en œuvre [68–70]. Toutefois, la majeure partie des études proposées s’affranchit de la dynamique
du fluide, trop complexe à considérer, et prend en compte un modèle hydraulique statique pour
la modélisation de la transmission mécanique. Parmi les modèles considérés, le modèle statique
non linéaire proposé dans le paragraphe précédent qui est issu des données constructeur est
largement employé [71–75].
Toutefois, la non-linéarité du modèle de la vitesse de rotation peut rendre la régulation encore
complexe à mettre en œuvre selon l’application. C’est pourquoi certaines études proposent de
simplifier les modèles statiques du couple de transmission en restreignant le modèle à la plage de
fonctionnement de la pompe qui est réellement utilisée dans l’application considérée [76–78]. Une
simplification basée sur la caractérisation expérimentale de la transmission réelle est également
proposée dans [79].

Au vu de la diversité des modèles proposés avec un degré de complexité variable, il s’agit
dans cette partie d’identifier spécifiquement les caractéristiques dynamiques de la transmission
mécanique dans le cas d’une compression d’air élémentaire par piston liquide. Dans le cadre du
contrôle-commande d’un module de REMORA, nous nous intéressons à caractériser le compor-
tement de la vitesse de rotation. Ainsi, seule la dynamique due à la mise en rotation de l’arbre
est considérée. Les éléments dynamiques et inertiels dus à la vitesse du fluide transitant dans
la pompe et la tuyauterie sont négligés ; la partie hydraulique de la transmission (ou charge)
hydraulique est uniquement modélisée en régime statique. Cette hypothèse est valable pour l’en-
semble des travaux présentés dans cette thèse. Ainsi, le modèle statique non linéaire de la pompe
établi dans la partie 3.1.3 est considéré. À partir de la modélisation d’une chaîne élémentaire de
conversion, la réponse temporelle des différentes grandeurs du système est étudiée selon deux
modes de fonctionnement de la pompe : un mode "libre" sur toute la plage de fonctionnement
possible et un mode restreint aux points BEP.

3.2.1 Modélisation de la charge hydraulique

Afin d’étudier la transmission mécanique du mécanisme de piston liquide, la chaîne de conver-
sion élémentaire permettant une compression d’air est considérée selon le schéma de la figure 3.7.
Une seule pompe assure une compression dans une seule chambre de compression. La partie élec-
trique (convertisseur et machine) n’est pas modélisée, elle sera considérée comme un générateur
idéal de couple mécanique.

53



CHAPITRE 3. STRATÉGIE DE CONTRÔLE-COMMANDE D’UN MODULE DE CONVERSION
ÉLECTROPNEUMATIQUE DE REMORA

Figure 3.7: Modélisation de la charge hydraulique dans une seule chaîne de conversion électro-
pneumatique

a) Partie mécanique
La transmission mécanique du système est régie par l’équation suivante :

(Jm + Jp)
dΩ
dt

+ fmΩ = Cm − Cp (3.10)

où Jm et Jp représentent respectivement l’inertie de la machine électrique et de la pompe
et fm est le terme de frottement visqueux de la machine électrique. Cm et Cp définissent
respectivement le couple électromagnétique fourni par la machine et le couple de la charge
hydraulique déployé par la pompe. Celui est défini à partir de l’interpolation de la courbe
de puissance donnée (éq. (3.9)) et l’équation de la puissance mécanique (éq. (3.1)).

b) Partie hydropneumatique
La compression isotherme au sein de la chambre de compression est régie par l’équation
suivante :

PairVair = P0V0 (3.11)

où Pair et Vair correspondent à la pression et au volume de l’air à chaque instant de la
compression alors que P0 et V0 représentent les propriétés initiales de l’air avant compression.
Le débit d’eau transitant dans la pompe entraîne une élévation du volume d’eau dans la
chambre (noté Vf ) et par conséquent une diminution du volume d’air restant (Vair) :

Vf =
∫
Qv (3.12)

Vair = V0 − Vf (3.13)

Le théorème de Bernoulli en régime statique permet de relier la hauteur d’eau acheminée
par la pompe dans la chambre de compression (Heau) à la pression Pair selon la loi suivante :

Pair = ρgHeau + Patm (3.14)

Notons que l’unité SI de la pression est le Pascal, mais s’exprime plus communément en bars
(1 bar = 105 Pa). Patm est la pression atmosphérique de l’air (Patm = 1 bar).

La figure 3.8 illustre le principe de la modélisation de la charge hydraulique nécessaire à la
compression de l’air à partir des équations citées ci-dessus. Le débit d’eau en sortie de pompe

54



3.2. CARACTÉRISATION DE LA TRANSMISSION MÉCANIQUE

entraîne l’augmentation du volume d’eau dans la chambre de compression ; et par conséquent
l’augmentation de la pression de l’air. À partir d’une consigne de vitesse donnée, l’équation
inverse de (3.8) permet d’actualiser la valeur du débit en fonction de l’évolution de Pair. Enfin,
avec les équations (3.1) et (3.9), il est possible d’exprimer le couple mécanique de la pompe en
fonction de Qv et de Ω.

Équation mécanique
[éq. (3.10)]

Pompe centrifuge
[éq. (3.8) − (3.9)]

Chambre de compression
[éq. (3.11) − (3.13)]

Bernoulli
[éq. (3.14)]

Qv Pair

Heau

Ω

Tp

Tm

Charge hydraulique d’une chaîne de conversion

Figure 3.8: Modélisation mathématique de la charge hydraulique

3.2.2 Identification de l’équation mécanique

À partir du modèle précédent, la réponse de la charge hydraulique à un échelon de couple
électromagnétique (Cm) est étudiée. Le modèle de la pompe utilisée est celui donné sur les
figures 3.3 dont les coefficients sont données dans l’annexe A.2.2 (ceux de l’étage BP) et 3.4. Les
constantes utilisées pour ce test sont rassemblées dans le tableau 3.1.

Paramètre Valeur

fm 5.5 kg.m2.s−1

Jm 150 kg.m2

Jp 450 kg.m2

ρ 1000 kg.m−3

g 9,81 m.s−2

P0 = Patm 1 bar
V0 100 m3

Table 3.1: Paramètres utilisés pour la caractérisation de l’équation mécanique

En considérant la plage de fonctionnement complète de la pompe, les réponses dynamiques
et statiques des différentes grandeurs mécaniques et hydrauliques suite à un échelon de couple de
1.104 N.m à 2.104 N.m sont illustrées sur la figure 3.8. Les figures 3.9a et 3.9b donnent l’évolu-
tion du couple et de la vitesse de la pompe suite à cet échelon. Ces courbes mettent en évidence
la caractéristique non linéaire de la pompe. En effet, comme le montre la figure 3.8c, le com-
portement dynamique de la vitesse ne peut être identifiable à un système caractéristique défini.
De même, les grandeurs hydrauliques (figs. 3.8d, 3.8e et 3.8f) évoluent sur la caractéristique de
la pompe de manière non prévisible où la trajectoire est difficilement maitrisable. Finalement,
en considérant l’utilisation possible de la caractéristique complète de la pompe (figure 3.4), la
transmission hydraulique nécessaire à la compression d’air s’apparente à un système non linéaire
dépendant à la fois de Ω, Qv et de Heau. Dans ce cas de fonctionnement, cela nécessitera des
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schémas de contrôle de vitesse adaptés mais complexe à mettre en œuvre.

(a) Couple en fonction du temps (b) Vitesse en fonction du temps

(c) Caractéristique statique mécanique (d) Pression en fonction du temps

(e) Débit en fonction du temps (f) Caractéristique statique hydraulique

Figure 3.8: Étude du comportement dynamique en boucle ouverte du système de pompage
suivant un échelon de couple mécanique
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Maintenant, intéressons-nous au cas où la caractéristique de la pompe est contrainte le long
d’une des lignes d’iso rendement défini sur la courbe 3.4. Dans ce cas, il est possible d’appliquer
les lois de similitude données dans l’équation (3.5) et d’exprimer l’ensemble des variables en
fonction de la vitesse. Ainsi, à partir du point nominal correspondant à un rendement ηp (QvNηp ,
HeauNηp et CpNηp ), les nouvelles lois suivantes s’appliquent :

Qvηp = kQvηpΩ (3.15)
Heauηp = kHeauηpΩ2 (3.16)
Cpηp = kCpηpΩ2 (3.17)

avec 
kQvηp =

QvNηp
ΩN

kHeauηp =
HeauNηp

Ω2
N

kCpηp =
CpNηp

Ω2
N

La transmission hydraulique est simulée dans le cas où la courbe de fonctionnement de la
pompe est restreinte aux points définis par une ligne d’iso rendement pour 4 valeurs différentes
de rendement. De même que précédemment, les résultats des différentes grandeurs suite à un
échelon de couple mécanique sont illustrés sur la figure 3.9. Dans ce cas, la réponse temporelle
de la vitesse suite à un échelon de couple mécanique s’apparente à un système de premier ordre.
En effet, pour les 4 valeurs de rendement étudiées, la vitesse répond à l’échelon et tend vers sa
valeur finale avec un certain temps de réponse. Ce comportement s’apparente alors une réponse
temporelle d’un système linéaire du premier ordre (figs. 3.9a et 3.9b). La figure 3.9c montre que
le système reste contraint à la courbe d’iso rendement où le couple mécanique est proportionnel
à Ω2 quelle que soit la valeur de Ω. De même, les grandeurs hydrauliques sont contraintes et dé-
pendantes de la vitesse selon une loi linéaire pour le débit et au carré pour la pression (figs. 3.9d
et 3.9e). Enfin, la figure 3.9f met bien en évidence les caractéristiques statiques hydrauliques de
la pompe contraintes sur les lignes d’iso rendements comme souhaité.

Finalement, contraint sur une ligne d’iso rendement, la transmission mécanique du système
hydraulique se simplifie pour s’apparenter à un système du premier ordre. Ainsi, bien que le
comportement de la transmission mécanique soit difficilement prévisible et maîtrisable sur la
plage complète, si le fonctionnement du système de pompage au cours d’une compression d’air
peut être restreint à une zone de fonctionnement proche des points de fonctionnement formant
une courbe d’iso rendement, une structure de régulation de vitesse classique sera suffisante pour
le contrôle de la vitesse de rotation de l’arbre de transmission.
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(a) Couple en fonction du temps (b) Vitesse en fonction du temps

(c) Caractéristique statique mécanique (d) Pression en fonction du temps

(e) Débit en fonction du temps (f) Caractéristique statique hydraulique

Figure 3.9: Étude du comportement dynamique en boucle ouverte du système de pompage
contraint sur les lignes d’iso rendement suivant un échelon de couple mécanique

3.3 Modélisation de la transmission mécanique dans un module
de conversion de REMORA

Dans l’objectif d’établir des lois de contrôle global d’un module de conversion, la modélisation
du module dont le fonctionnement est rappelé dans la figure 2.10 se limite dans ce chapitre à la
transmission mécanique. De même que précédemment, la conversion électrique est vue comme
un générateur de couple idéal :
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Figure 3.10: Modélisation de la transmission mécanique dans un module de conversion

La modélisation des différentes parties constitutives du système de compression dans un mo-
dule REMORA est similaire au cas précédent. La différence est que la compression est segmentée
entre deux sous-systèmes de pompage de puissance différente. Ils permettent un fonctionnement
simultané entre les trois chambres constituants le piston liquide. Le modèle est donné sur la
figure 3.11.

Équation mécanique
BP

Pompe centrifuge
BP

Bernoulli BP

ΩBP VfBP

CmBP

CpBP HeauBP

Équation mécanique
HP

Pompe centrifuge
HP

Bernoulli HP

ΩHP VfHP

CmHP

CpHP HeauHP

Chambres de compression
i = 1, 2 ou 3

Pairi

Pairj

Charge hydraulique d’un module de conversion

Figure 3.11: Modélisation de la charge hydraulique d’un module de conversion composant la
plateforme REMORA

Pour l’ensemble des variables et paramètres dans les équations qui suivent, les indices suivants
sont définis :
— BP : variable ou paramètre appartenant au sous-système de pompage BP ;
— HP : variable ou paramètre appartenant au sous-système de pompage HP ;
— i : variable ou paramètre appartenant à la i-ème chambre de compression dans laquelle

opère le sous-système BP (i = 1, 2 ou 3) ;
— j : variable ou paramètre appartenant à la j-ème chambre de compression dans laquelle

opère le sous-système HP (j = 1, 2 ou 3).
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3.3.1 Transmission mécanique

Les équations mécaniques établies sur les arbres de rotation des machines BP et HP sont
décrites ci-dessous. Les valeurs des différents paramètres sont données dans le tableau 3.2.

(JmBP + JpBP )dΩBP

dt
+ fmBPΩBP = CmBP − CpBP (3.18)

(JmHP + JpHP )dΩHP

dt
+ fmHPΩHP = CmHP − CpHP (3.19)

Quantité BP HP

fm 5.5 kg.m2.s−1 2 kg.m2.s−1

Jm 150 kg.m2 100 kg.m2

Jp 450 kg.m2 350 kg.m2

Table 3.2: Paramètres de la transmission mécanique BP et HP

3.3.2 Partie hydropneumatique

3.3.2.1 Pompes hydrauliques

Les courbes de fonctionnement de la pompe BP sont illustrées sur les figures 3.3 et 3.4
et celles de la pompe HP sont présentées dans l’annexe A.2.1. Les constantes d’interpolations
(éqs. (3.6) et (3.7)) ainsi que les coefficients de similitude au BEP (éqs. (3.15) à (3.17)) sont
rassemblés dans le tableau en annexe A.2.2.

3.3.2.2 Chambres de compression

Deux chambres, numérotées i et j, fonctionnent alors que la troisième est au repos (voir
chap. 2). L’évolution de la compression au sein de ces deux chambres est régie par les équations
suivantes :

Pairi = P0V0
Vairi

(3.20)

Pairj = PBPVairBP
Vairj

(3.21)

Notons que dans le cas de la compression HP, l’état initial correspond à l’état final de la com-
pression réalisée par l’étage BP où VairBP et PBP sont respectivement le volume et la pression
de l’air à l’issue de la compression BP.

Les volumes d’air, Vairi et Vairj , sont dépendants des débits d’eau respectifs, QvBP et QvHP :

Vairi = V0 −
∫
QvBP (3.22)

Vairj = V0 −
∫
QvHP (3.23)

Les données relatives à la compression dans un module de conversion dans le cas où le réservoir
de stockage se situe à 100 mètres de profondeur sont rassemblées dans le tableau 3.3. Les valeurs
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des différents niveaux de pressions de l’air, soit initiale (notée P0), intermédiaire (après action de
l’étage BP, notée PBP ) et finale (après action de l’étage HP, notée PHP ) ont été établies lors de
précédentes études en fonction de la géométrie des chambres de compression et de la profondeur
de stockage.

Paramètre Valeur
Temps de cycle, Tcycle 180 s
P0 1.3 bars
PBP 3.5 bars
PHP 12.3 bars

Table 3.3: Données de la compression/détente de l’air

Finalement, la quantité d’énergie, Ecycle, contenue par l’air comprimé en fin de compression
au sein d’une des chambres de compression s’exprime comme suit :

Ecycle = P0V0 ln PHP
P0

(3.24)

3.3.2.3 Vannes de commutation

Comme le montre la figure 3.10, il existe un couplage entre les deux chaînes de conversion
BP et HP qui s’effectue au niveau du réseau hydraulique.
Durant le cycle, toutes les vannes sont soit entièrement ouvertes soit complètement fermées. Il
est donc possible de considérer les deux sous-systèmes de manière indépendante.
En fin de cycle, au cours de la commutation des chambres, les vannes ne peuvent commu-
ter instantanément ; il apparaît alors un couplage entre les deux sous-systèmes durant l’ouver-
ture/fermeture des vannes. La commutation dynamique des vannes hydrauliques est un sujet
complexe traité dans la recherche en mécanique des fluides. Ainsi, par souci de simplicité et dans
la mesure où nous limitons l’étude à la dynamique de la transmission mécanique, nous faisons
l’hypothèse que l’ensemble des vannes assurent la commutation des pompes d’une chambre à
une autre en 10 s. Nous admettons également que l’ouverture des vannes est régie telle que la
différence de pression entre les deux chambres en commutation suit une loi linéaire. La figure 3.12
illustre la caractéristique supposée des vannes connectées au réseau BP (fig. 3.12a) puis celle des
vannes connectées au réseau HP (fig. 3.12b).

(a) Loi de commutation BP (b) Loi de commutation HP

Figure 3.12: Modèle linéaire des vannes de commutation considérées
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Cela nous permet de considérer dans la suite des travaux que les deux sous-systèmes de pom-
pages sont entièrement indépendants durant le cycle, mais également durant la commutation.

3.4 Optimisation au BEP des lois de contrôle à vitesse variable
d’un module de conversion REMORA

Dans le contexte actuel de maximisation de l’efficacité énergétique des systèmes électriques
dans le domaine des EnRs, l’ensemble des chaînes de conversion comportant un couplage méca-
nique entre un système de nature électrique et une charge de nature physique différente adopte
généralement la structure de contrôle suivante :

1. la chaîne de conversion de puissance avec une transmission mécanique ;
2. une couche de régulation de vitesse (souvent structure de type schéma vectoriel) ;
3. une couche supérieure de supervision globale.

L’objectif de cette couche supérieure de contrôle est d’établir la consigne de vitesse optimale en
fonction des grandeurs de nature différente selon le système physique considéré. Cette supervision
est bien connue pour les systèmes de productions d’énergie électrique où elle a pour but de définir
la vitesse de rotation optimale assurant l’extraction du maximum de puissance de la turbine,
qu’elle soit de type éolienne [80], hydrolienne [81] ou encore hydraulique [75,82]. Dans les chaînes
de conversion de type stockage, cette supervision apparaît comme un moyen de maximiser le
rendement de la conversion énergétique en mode production et en mode stockage.

Dans cette partie, une attention particulière est portée aux moyens de stockage comportant
un système de pompage hydraulique similaire à celui présent dans le module de conversion
REMORA [74, 83]. L’objectif de l’étude est finalement d’établir la couche de supervision du
module (le point 3 défini ci-dessus) qui permettra de maximiser l’efficacité énergétique de la
conversion électropneumatique au cours de la compression de l’air puis au cours de la détente.

3.4.1 Détermination des lois de contrôle optimales à vitesse variable

3.4.1.1 État de l’art sur les méthodes existantes

Compte tenu des propriétés intrinsèques d’un système de pompage vu précédemment, l’in-
térêt de l’utilisation de la vitesse variable dans un tel système est l’ajout d’une supervision
globale qui assure l’optimisation de la conversion énergétique. Dans ce cas, le développement
d’algorithme de gestion énergétique a pour objectif de déterminer la consigne de vitesse optimale
minimisant les pertes énergétiques au vu de l’état des variables du système (pression, hauteur
d’eau, débit, volume ...). Parmi les méthodes existantes dans la littérature, la méthode de contrôle
largement répandue repose sur le principe de Maximum Power Point Tracking (MPPT), bien
connu dans le domaine de l’éolien et du solaire.

Le but de l’étude étant d’implémenter une stratégie de commande optimale au sein d’un
module de REMORA, deux exemples représentatifs de la littérature sur le contrôle d’un système
de pompage pour des applications de stockage similaire à REMORA sont détaillés : le premier
concerne le contrôle d’une STEP tandis que le second porte sur le CAES de petite puissance.

a) Cas d’une STEP
Dans une STEP, l’eau transite entre deux réservoirs ouverts au travers d’un système de
pompage réversible, les deux étant séparés par une certaine hauteur appelée hauteur de
chute. L’objectif du contrôle-commande optimal consiste alors à déterminer la vitesse de
rotation optimale qui permet de minimiser les pertes énergétiques lors du passage de l’eau
dans le système de pompage.
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Dans le cadre d’un développement d’une microcentrale hydraulique, L. Belhadji s’est inté-
ressé à la problématique du contrôle-commande au cours de ses travaux de thèse de docto-
rat [84](fig. 3.14a). Compte tenu de la hauteur de chute d’eau supposée très grande devant
la hauteur d’eau maximale capable de fournir la pompe, cette variable peut être négligée.
Le modèle général de la pompe (éq. (3.4)) se simplifie à une seule variable dépendante de Ω
et de Qv :

POMPE HYDRAULIQUE
CENTRIFUGE

Ω

Qv

Cp

Figure 3.13: Schéma-bloc de la pompe simplifié au cas de la STEP

Finalement, le rendement du système ne dépend également que de Ω et de Qv. En fonc-
tion d’un certain débit transitant dans la pompe, il n’existe qu’un unique point d’efficacité
maximale et par conséquent la vitesse optimale est facilement identifiable. Le problème de-
vient analogue au cas de l’éolien ou du solaire où un algorithme de type MPPT permet la
poursuite du point de meilleure efficacité en fonction du débit entrant (fig. 3.14b).

(a) Schéma de contrôle-commande

(b) Principe du MPPT

Figure 3.14: Contrôle optimal d’un système de pompage appliqué à une STEP [84]
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b) Cas du micro-CAES

Dans les années 2000s, des travaux de recherche sur un système micro-CAES ont été élaborés
à l’EPFL en Suisse [42]. Contrairement à REMORA, ce système CAES possède une faible
capacité énergétique destinée aux applications de stockage embarqué. Il s’agit d’un système
I-CAES à accumulateur fermé (voir fig. 1.19a) où c’est la chambre de compression qui officie
directement en tant que réservoir. Dans ce cas, plus l’air est comprimé dans la chambre
de compression, plus l’énergie emmagasinée par l’air comprimé est élevée. Un système de
pompage permet d’actionner ce mécanisme de compression (fig. 3.15a).

Contrairement à la STEP, pour la compression d’air, la variable hydraulique contrôlée n’est
pas le débit, mais la hauteur d’eau. En effet, la pression de l’air dans l’accumulateur est
proportionnelle à Heau (éq. (3.14)) donc contrôler Heau revient à maîtriser la pression de
l’air durant sa compression. Dans l’algorithme de contrôle optimal, la pression est une donnée
d’entrée du système et le rendement de la pompe peut s’exprimer en fonction de la pression
de l’air et du débit. Dans ce cas, à partir de l’acquisition de la pression, il existe une vitesse de
rotation optimale qui maximise le rendement du système de compression (fig. 3.15b). Notons
que dans ce système, le débit d’eau n’est pas négligé, mais n’est pas non plus directement
contrôlé ; il est la conséquence de l’ajustement du point de fonctionnement hydraulique en
fonction de la pression mesurée (voir fig. 3.4).

(a) Schéma de contrôle-commande

(b) Principe du MPPT

Figure 3.15: Contrôle optimal d’un système de pompage appliqué à un système micro-CAES [42]
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3.4.1.2 Application des méthodes au module

Bien que le fonctionnement du système REMORA soit similaire aux systèmes présentés ci-
dessus, la différence majeure dans le contrôle-commande réside dans le niveau de maîtrise de
l’ensemble des variables du système. Il est tout d’abord évident que le premier algorithme n’est
pas adapté. En effet, dans le cas de la compression d’air, c’est la variation de hauteur qui permet
l’élévation de pression. Ainsi, il sera primordial pour REMORA de tenir compte de la pression
dans la chambre de compression.
La seconde méthode présentée prend bien en compte la donnée de pression, mais n’intègre pas le
contrôle du débit. Pour REMORA le fonctionnement en trois temps du piston liquide nécessite
de garantir un travail simultané des sous-systèmes de pompage et donc de contrôler une variable
temporelle. Or, le débit, qui s’exprime en

[
m3.s−1], est la seule variable qui intègre la notion de

temps. Le contrôle du module REMORA ne peut donc être simplifié, il nécessite la maîtrise de
la pression pour la compression et du débit pour la temps d’action.

En revanche, les deux systèmes précédents peuvent être qualifiés d’indéterminés. En effet, ils
présentent chacun une variable (débit ou pression) dont le comportement dépend de paramètres
extérieurs non déterminés à l’avance. Les algorithmes de tracking permettent par conséquent un
ajustement rapide des lois de commande. Dans le cas de REMORA, nous avons précédemment
mis en évidence la nécessité de contrôler l’ensemble des variables du système, entraînant un
problème multi variable et non linéaire complexe à contrôler (éqs. (3.25) et (3.26)). Toutefois,
ce système est dit déterministe car la durée de la compression et l’élévation de la pression sont
des données connues à l’avance.
Finalement, bien que le problème reste complexe, l’établissement des lois de commande d’un
module de REMORA ne nécessite pas la mise en œuvre d’algorithmes de tracking en temps réel,
mais elles peuvent être déterminées à l’avance de telle sorte à maîtriser l’évolution de la pression
au cours de la compression. Pour résumer, le problème de contrôle des deux sous-systèmes de
pompage BP et HP s’écrit :

(ΩBP (t), QvBP (t)) 7→
{

max ηpBP (t)
Pi(Tcycle) = PBP

(3.25)

(ΩHP (t), QvHP (t)) 7→
{

max ηpHP (t)
Pj(Tcycle) = PHP

(3.26)

Pour chacun des sous-systèmes, le contrôle simultané de la vitesse et du débit devra assurer à
la fois la minimisation des pertes de la pompe au cours de la compression sous la contrainte de
trajectoires, soit que le niveau de pression finale soit atteint à la fin de la période Tcycle pour
permettre le bon enchaînement simultané de la compression de l’air (fig. 3.16).

Pair

?
>

>

?

>

>

•

•

•

P0

PBP

PHP

Tcycle Tcycle

ΩBP
(t)

ΩH
P

(t
)

Pompe BP

Pompe HP

Figure 3.16: Objectif du contrôle-commande d’un module REMORA
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3.4.1.3 Calcul des lois de vitesse optimales

L’objectif étant la pressurisation de l’air tout en minimisant les pertes du système de pom-
page, la stratégie de contrôle adoptée consiste à contraindre la plage de fonctionnement des
pompes BP et HP le long de leurs points BEP respectifs. L’intérêt est double : maximiser l’effi-
cacité énergétique au cours de la compression et, comme vue dans la partie 3.2, contraindre le
fonctionnement de la pompe à la courbe d’iso rendement BEP simplifie la régulation de vitesse.
Ainsi, dans le calcul des lois de vitesse de référence, le fonctionnement des sous-systèmes de
pompage est volontairement limité aux points de meilleure efficacité.

Calculons tout d’abord les lois de commande de la pompe BP. À chaque instant de la
compression, la pression de la i-ème chambre de compression (Pi(t)) est reliée à la hauteur d’eau
de la pompe BP sur la courbe BEP (HeauBEPBP (t)) tel que :

Pi(t) = ρgHeauBEPBP (t) + Patm (3.27)
Le débit permis par la pompe BP (QvBEPBP (t)) entraîne une réduction du volume de l’air
emmagasiné dans la chambre de compression soit :

Vairi(t) = V0 −
∫ Tcycle

0
QvBEPBP (t) (3.28)

En combinant les équations (3.27) et (3.28) dans l’équation (3.20) et en appliquant les lois
de similitudes contraintes au BEP (éqs. (3.15) et (3.16)), l’évolution de la pression de l’air
qu’assure l’étage BP tout en minimisant les pertes se définit selon l’équation suivante non linéaire
dépendante de la vitesse ΩBP (t) :

(
ρgkHeauBEPBP Ω2

BP (t) + Patm
)(

V0 −
∫ Tcycle

0
kQvBEPBP ΩBP (t)dt

)
= P0V0 (3.29)

Le même raisonnement s’applique à l’étage HP où la vitesse ΩHP (t) permet la seconde partie
de la compression dans la j-ème chambre avec un fonctionnement de la pompe HP contraint à
son BEP. L’équation de ΩHP (t) s’écrit :

(
ρgkHeauBEPHP Ω2

HP (t) + Patm
)(

V0 −
∫ Tcycle

0
kQvBEPHP ΩHP (t)dt

)
= PBPVairBP (3.30)

Finalement, l’association des caractéristiques statiques des pompes et des contraintes dyna-
miques de compression permet le calcul des lois de commande optimales. Les valeurs de pressions
finales à atteindre en fin de cycle (éqs. (3.25) et (3.26)) contraignent la résolution de ces équa-
tions. Les lois de similitude associées à l’équation de Bernoulli permettent d’écrire les relations
suivantes :

ΩBP (Tcycle) =
√

PBP − Patm
ρgkHeauBEPBP

(3.31)

ΩHP (Tcycle) =
√

PHP − Patm
ρgkHeauBEPHP

(3.32)

En considérant les équations (3.29) à (3.32), c’est le volume total des chambres, V0, qui devra
être ajuster afin de répondre aux contraintes de pression finale. La figure 3.17 résume le calcul
des vitesses optimales de référence ΩBP (t) et ΩHP (t).
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Calcul des lois de commande au BEP

Résoudre :





(
ρgkHeauBEPBP

Ω2
BP (t) + Patm

)(
V0 −

∫ Tcycle

0 kQvBEPBP
ΩBP (t)dt

)
= P0V0

(
ρgkHeauBEPHP

Ω2
HP (t) + Patm

)(
V0 −

∫ Tcycle

0 kQvBEPHP
ΩHP (t)dt

)
= PBPVairBP

en considérant V0 tel que





ΩBP (Tcycle) =
√

PBP−Patm
ρgkHeauBEPBP

ΩHP (Tcycle) =
√

PHP−Patm
ρgkHeauBEPHP

Figure 3.17: Synthèse de la détermination des lois ΩBP (t) et ΩHP (t) contraintes aux courbes
BEP respectives

Un calcul numérique permet de résoudre les équations résumées ci-dessus. Avec les paramètres
donnés dans les tableaux A.2.2 et 3.3 ainsi que le volume V0 = 700 m3, la résolution des équations
au BEP permet d’établir les lois de vitesses qui assurent la compression de l’air aux points BEP
(fig. 3.18). Le profil de vitesse HP intègre un palier à vitesse constante en fin de cycle d’une
durée de 30 s et correspond à la chasse de l’air comprimé vers le réservoir. Autrement dit,
lorsque l’air atteint la pression de stockage, il est prêt à être expulsé vers le réservoir. Pour cela,
à l’ouverture de la vanne entre la chambre et le réservoir, il y a un équilibre de pression entre
les deux entités donc la pression reste constante. Par conséquent, la vitesse maintient ce même
point de fonctionnement BEP durant toute la phase d’expulsion du gaz vers le réservoir.
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Figure 3.18: Lois de vitesse de consignes permettant la compression au BEP avec V0 = 700 m3

À chaque fin de cycle de durée Tcycle, les pompes commutent d’une chambre de compres-
sion à une autre et reproduisent le même profil de vitesse successivement (tab. 3.1). Ainsi, en
considérant les modèles de vannes établis précédemment (fig. 3.12), le profil de vitesse de chaque
sous-système de pompage au cours de plusieurs cycles est donné sur la figure 3.19. L’association
du cahier des charges établi par le système de piston liquide ainsi que la contrainte de fonction-
nement des pompes au BEP soumet les deux arbres de rotation à un fonctionnement cyclique et
grandement transitoire. En effet, celles-ci admettent des variations de vitesse de grande ampli-
tude : de 137 tr.min−1 à 390 tr.min−1pour l’étage BP et entre 547 tr.min−1 et 998 tr.min−1 sur
l’étage HP.
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Figure 3.19: Vitesses de référence sur plusieurs cycles de fonctionnement avec V0 = 700 m3

3.4.2 Analyse du fonctionnement cyclique au BEP du point de vue la com-
pression de l’air

La figure 3.20 analyse la compression dans les trois chambres de compression dans le cas où
les vitesses ΩBP et ΩHP sont supposées appliquées aux sous-systèmes BP et HP sur quelques
cycles de fonctionnement.
On observe l’opération successive de ces sous-systèmes dans les trois chambres de compression
pour permettre l’élévation de pression. Au niveau de chacune des chambres de compression, les
lois de vitesse permettent bien à la pression BP d’atteindre sa valeur finale, correspondante à
la valeur initiale de l’étage HP. À la fin de chaque compression HP, la chasse de l’air à pression
constante permet de libérer progressivement l’énergie pneumatique convertie vers le réservoir
d’air comprimé. En effet, l’étagement de la compression permet alors à l’énergie stockée d’aug-
menter par pas discret de 190 s d’une valeur de 56.8 kWh, calculée à partir de l’équation (3.24)
et des données du tableau 3.3 pour le volume V0 pour lequel les lois de vitesse au BEP sont
établies ci-dessus et égal à 700 m3.
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Figure 3.20: Analyse de la compression de l’air au BEP sur 3 cycles de fonctionnement

3.4.3 Analyse des résultats en mode de fonctionnement réversible : Extension
au dimensionnement d’une station REMORA de 90 MWh

3.4.3.1 Échange de puissance globale d’un module de conversion

Pour finir l’étude, les figures suivantes présentent les caractéristiques mécaniques pour 10
cycles consécutifs en mode pompage puis en mode turbinage. Sous les hypothèses faites précé-
demment, le fonctionnement en mode turbine est strictement identique au mode pompe. Or,
dans ce cas, la vitesse de rotation est dans le sens opposé (voir fig. 3.6). Le fonctionnement de la
détente de l’air est l’exact opposé de la compression donc la décélération de la vitesse au cours
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de cycles consécutifs de 180 s interceptés par des phases de transition inactives de 10 s permet
la détente de l’air selon le même procédé successif.

La figure 3.21a illustre les profils de vitesse, ΩBP et ΩHP , au cours d’une phase de stockage
puis de production. On observe effectivement que les vitesses en mode production sont inverses
et opposées au profil de vitesse en mode stockage. La figure suivante, figure 3.21b, montre la
segmentation du flux de puissance transitant dans un module entre les deux sous-systèmes de
pompage. Notons ici qu’il s’agit de la puissance hydraulique, ainsi les effets du rendement des
pompes n’apparaissent pas sur la courbe. En mode production d’énergie, la vitesse et le couple
sont caractérisés par des valeurs positives donc la puissance est positive. En mode production, la
pompe qui fonctionne en turbine tend à imposer une vitesse dans le sens opposé afin de convoyer
de l’eau dans le sens opposé. La machine électrique agit alors en tant que génératrice et développe
un couple de freinage dans le sens inverse soit positif, afin de contrôler la décélération de la vitesse
le long des courbes BEP. Ainsi, le produit du couple et de la vitesse en mode production est
négatif, c’est-à-dire que la puissance mécanique dans un module est négative.

Finalement, la figure 3.21c montre l’évolution de l’énergie stockée puis restituée au cours
du fonctionnement réversible. Les effets du rendement dans les deux sens de fonctionnement ne
sont pas pris en compte, ainsi l’énergie stockée est strictement égale à l’énergie produite dans
cette figure. Comme vu précédemment, l’énergie stockée augmente en fin de chaque cycle de
l’étage HP d’une certaine quantité d’énergie, par pas discret de 190 s. Les équipements et le
fonctionnement du module étant supposés parfaitement réversibles, la même quantité d’énergie
pneumatique stockée est libérée en début de cycle pour permettre la détente de l’air que la
quantité stockée et acheminée dans les réservoirs en fin de compression.

3.4.3.2 Dimensionnement de la station de stockage REMORA avec 10 modules
pour une capacité totale de 90 MWh

En considérant la plateforme vue dans le chapitre précédent avec ses caractéristiques tech-
niques (tab. 3.3), chacun des 10 modules composants la plateforme est identique et suit le
fonctionnement cyclique au BEP établi dans ce chapitre. Ainsi, nous proposons finalement de
dimensionner le réservoir qui assure une capacité de stockage de 90 MWh en intégrant le fonc-
tionnement cyclique du module vu précédemment. Cela permet de déterminer le fonctionnement
global de la plateforme pour des charges ou décharges complètes de la station uniquement.

À partir de l’équation (3.24) définissant l’énergie pneumatique produite en fin de cycle HP
par module et en considérant un fonctionnement simultané des modules, l’énergie totale produite
à chaque fin de cycle par la plateforme totale est 10 fois plus grande soit :

Ecycletot = 10 Ecycle (3.33)

La capacité totale du réservoir d’air comprimé s’écrit :

Etank = PstockageVtank ln Pstockage
P0

(3.34)

avec Vtank le volume total du réservoir et Pstockage la pression de stockage de l’air dans le
réservoir.

Finalement, le nombre de cycles total, Ncycles, que doit effectuer chacun des modules de la
plateforme pour permettre une charge ou une décharge complète de la plateforme se calcule par
l’équation suivante :

Ncycles = Etank
Ecycletot

(3.35)
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Figure 3.21: Fonctionnement global d’un module de conversion en mode réversible
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Application numérique :

Avec P0 = 1.3 bars, V0 = 700 m3, PHP = 12.3 bars, Pstockage = PHP et Etank = 90 MWh,

Ncycles = 90 3.6.109

10 1.3.105 700 ln(12.3/1.3) (3.36)

soit :
Ncycles = 167

Il faut finalement 167 cycles de fonctionnement consécutifs en mode pompage pour permettre
de passer d’un état de charge de 0 % à 100 % et respectivement 167 cycles consécutifs en mode
turbinage pour passer de 100 % à 0 % de charge du stockage. Pour assurer une capacité de
stockage de 90 MWh, le réservoir devra posséder un volume (Vtank) de 1.17.105 m3.

Notons toutefois qu’il s’agit d’un calcul théorique basé sur les puissances hydrauliques. Ainsi,
le nombre réel de cycles pour remplir ou vider le réservoir devra être incrémenté ou décrémenté
selon le rendement de la chaîne de conversion.

Conclusion du chapitre
La maximisation des performances de tout système de conversion énergétique requiert la

maîtrise et la connaissance du comportement du système lui-même. Dans cette optique, les études
réalisées dans ce chapitre avaient pour objectif d’étudier et de caractériser le comportement de la
charge mécanique, c’est-à-dire le système de la transmission mécanique jusqu’à l’air comprimé.

La modélisation mathématique du système de pompage met en évidence un système non
linéaire et multi variable. Or, l’étude comportementale en régime statique et dynamique du
système montre qu’il est possible de maîtriser sa trajectoire si son fonctionnement est contraint
le long d’une ligne d’iso rendement. Par conséquent, et de par le caractère déterministe du
fonctionnement de la compression, la mise en œuvre d’une stratégie de commande est proposée
dans laquelle le fonctionnement de la pompe est contraint le long de la ligne de rendement
maximum, appelé courbe de BEP. Dans ce cas, cela assure une évolution de la pression de l’air
avec la meilleure efficacité possible. Le développement mathématique aboutissant aux lois de
commande mène à des profils de vitesse optimale grandement variables et transitoires. De plus,
le fonctionnement successif de la compression conduit finalement à une répétition cyclique de
ces profils de vitesse.

Dans une chaîne de conversion dite "à flux tendu" comme c’est le cas dans la conversion
électropneumatique proposée, le fonctionnement d’un élément de conversion influe directement
sur le fonctionnement d’un autre élément de la chaîne. Ainsi, bien que l’optimum énergétique
du système de pompage est établi pour un profil de vitesse au niveau de la transmission méca-
nique très variable, ces caractéristiques mécaniques sont directement imposées aux sous-systèmes
électriques qui devront assurer la variation de vitesse souhaitée. Cette variation cyclique et tran-
sitoire de la puissance mécanique peut néanmoins nuire au fonctionnement énergétique optimale
des sous-systèmes électriques.
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Introduction

Dans le chapitre précédent, une optimisation au BEP des lois de contrôle en vitesse est éta-
blie. La maximisation des performances énergétiques du mécanisme de piston liquide entraîne
les sous-systèmes de pompage BP et HP à un fonctionnement mécanique cyclique et fortement
transitoire. La vitesse et la puissance sur chaque étage oscillent entre 10 % et 100 % du point
de fonctionnement maximal sur un cycle répétitif dans le temps.
Or, comme le rappellent A. Kalaiselvan et al. dans [61], l’efficacité d’un système de pompage est
assurée par un contrôle adéquat, mais également par le choix et la définition des composants de
conversion de puissance.
Nous nous intéressons alors dans ce chapitre au dimensionnement des sous-systèmes {convertis-
seur de puissance - machine électrique} BP et HP qui assureront la conversion électromécanique
en répondant au cahier des charges rappelé dans le tableau 4.1. Concernant le choix des équi-
pements, on considérera la topologie classique suivante constituée d’un convertisseur 2 niveaux
à IGBTs et d’une Machine Synchrone à Aimants Permanents (MSAP).

Au vu des données, un dimensionnement classique de type "industriel" des systèmes électro-
mécaniques établi sur un point de fonctionnement nominal ne paraît pas pertinent pour cette
application. Nous étudierons donc la possibilité d’aller vers un dimensionnement optimal prenant
en compte la caractéristique de fonctionnement complète dans le processus de conception.

À partir de la modélisation analytique du système, une introduction au dimensionnement
sur cycle d’une MSAP seule est réalisée à partir d’une méthodologie de conception développée
à l’IREENA. Le recours à la vitesse variable entraîne des pertes électriques dans le convertis-
seur. Ainsi, nous étudierons dans un second temps son influence sur le dimensionnement de la
MSAP. Nous proposons finalement une méthode de conception qui prend à la fois en compte
l’ensemble {convertisseur - machine} et le profil cyclique tout en limitant les temps de calcul du
dimensionnement.

Table 4.1: Rappel des caractéristiques de fonctionnement mécanique BP et HP

Caractéristique BP Caractéristique HP
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Min. Max. Moy.
PmBP (MW) 0.0482 1.12 0.279
ΩBP (tr.min−1) 137 390 226
CmBP (kN.m) 3.36 27.4 11.8

Min. Max. Moy.
PmHP (MW) 0.256 2.66 1.06
ΩHP (tr.min−1) 457 998 684
CmHP (kN.m) 5.34 25.5 14.8
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Pour éviter les redondances, l’ensemble des études et analyses réalisées au cours de ce cha-
pitre seront appuyées de résultats sur une des machines uniquement, le sous-système BP choisi
arbitrairement. Les résultats seront analogues pour le sous-système HP. La dernière partie sera
consacrée à l’application au module de conversion complet de REMORA et résumera les dimen-
sionnements obtenus pour les deux sous-systèmes, BP et HP.

4.1 Modélisation analytique de la MSAP
Pour la formulation analytique du modèle de la MSAP, nous admettrons les hypothèses

suivantes :
— le calcul est limité au premier harmonique ;
— la perméabilité du fer est supposée infinie ;
— les inductions maximales des différentes parties magnétiques de la machine sont restreintes

dans le domaine de fonctionnement linéaire ;
— les effets d’encoches sont négligés (entrefer mécanique constant) ;
— les pôles de la MSAP sont lisses.
L’ensemble des équations du modèle mathématique d’une MSAP développé par la suite est

issu de [85].

4.1.1 Définition de la géométrie

Une Machine Synchrone à Aimants Permanents (MSAP) montés en surface composée de 3
phases et de 2 encoches par pôle et par phase à pas diamétral est considérée pour la modélisation.
Une représentation de la géométrie d’un des pôles de la machine est donnée sur la figure 4.1.
Elle est définie selon les paramètres géométriques suivants :
— R, le rayon statorique extérieur ;
— L, la longueur active ;
— Rs, le rayon statorique intérieur ;
— Rw, le rayon de fond d’encoche ;
— p, le nombre de paires de pôles ;
— e, l’entrefer mécanique ;
— emg, la hauteur d’aimant.
Le volume de la machine, noté V ol, s’écrit :

V ol = πR2L (4.1)

× ×

Rs

Rw

R

emg

e

Culasse statorique

Culasse rotorique

Encoche

Entrefer
Aimant

Arbre de rotation

Figure 4.1: Représentation d’un pôle d’une MSAP triphasée avec 2 encoches/pôle/phase à pas
diamétral – Définition des paramètres géométriques
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4.1.2 Modélisation magnétique

a) Induction magnétique d’entrefer à vide
Appliquée à l’aimant permanent, la loi d’Ampère permet d’obtenir l’induction maximale
d’entrefer B̂e en fonction des paramètres e et emg telle que :

B̂e = Br
1 + µrae

emg

(4.2)

où Br est l’induction rémanente de l’aimant (Br = 1.2 T) et µra la permittivité relative de
l’aimant (µra ≈ 1.04).
La distribution de flux dans l’entrefer est rectangulaire donc le fondamental de l’induction
créée par les aimants, Bf , est sinusoïdal, figure 4.2. En considérant un arc polaire de 180 ˚,
sa valeur maximale, notée B̂f , est donnée par la relation suivante :

B̂f = 4
π
B̂e (4.3)

= 4
π

Br
1 + µrae

emg

(4.4)

Angle mécanique (˚)

In
du

ct
io

n
(T

)

90˚ 180˚ 240˚ 360˚

B̂e

−B̂e

B̂f

Figure 4.2: Distribution du flux dans l’entrefer pour un arc polaire de 180˚et 1 paire de pôles

b) Induction magnétique d’induit
Parcouru par un courant dont la valeur efficace est notée I, le bobinage triphasé génère dans
l’entrefer une induction magnétique. L’expression de la réaction magnétique d’induit s’écrit
en fonction des paramètres géométriques définis précédemment, du coefficient de bobinage
kw et de la force magnétomotrice Fm telle que :

B̂s = 6
π

µ0
e+ emg

kw
√

2Fm (4.5)

avec :
Fm = ncI (4.6)

L’inductance cyclique d’entrefer, notée Ls, s’écrit :

Ls = 6
π

µ0
e+ emg

kwRsL(2nc)2 (4.7)

c) Induction résultante
En considérant l’angle d’auto-pilotage Ψ formé entre la force magnétomotrice et la force
électromotrice orientée sur l’axe q tel que Ψ > 0, l’induction d’entrefer résultante,

−→̂
Br, est
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la somme vectorielle de l’induction dans l’entrefer à vide,
−→̂
Bf , et de la réaction d’induit,

−→̂
Bs

(fig. 4.3) : −→̂
Br =

−→̂
Bf +

−→̂
Bs (4.8)

d

q

~E
~Fm

~̂
Bf

0

~̂
Bs Ψ

~̂
Br

Figure 4.3: Champ résultant dans l’entrefer

Finalement, par projection des vecteurs sur les axes d et q, B̂r s’écrit :

B̂r =
√
B̂2
f + B̂2

s − 2B̂f B̂s sin Ψ (4.9)

d) Force et couple électromagnétique
Avec l’induction d’entrefer d’amplitude B̂f , la valeur efficace du flux totalisé par phase
s’écrit :

Φ0 = 4√
2
ncRsLB̂f ; (4.10)

La valeur efficace de la force électromotrice, E, est :

E =Φ0pΩ (4.11)

soit :

E = 4√
2
pncRsLB̂fΩ (4.12)

Le couple électromagnétique, noté Cm, a pour expression :

Cm = 3pΦ0I cos Ψ (4.13)

Avec les équations (4.6) et (4.10), l’expression du couple peut s’écrire en fonction des para-
mètres géométriques comme suit :

Cm = 12√
2
kwpRsLB̂fFm cos Ψ (4.14)

4.1.3 Pertes dans la MSAP

4.1.3.1 Pertes Joule

Les pertes par effet Joule, ou pertes cuivre, s’expriment en fonction de la résistance statorique
par phase Rs et de la valeur efficace du courant I qui la traverse. Son expression est la suivante :

PJ = 3RsI2 (4.15)
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Rs est le produit de la résistance élémentaire d’un conducteur Rc et du nombre total de conduc-
teurs par phase qui vaut 4pnc soit :

Rs = 4pncRc (4.16)
En considérant Sc la surface d’un conducteur, Rc s’écrit :

Rc = ρcukLL

Sc
(4.17)

où ρcu est la résistivité du cuivre et kL un facteur de correction s’appliquant à L.
La surface d’un conducteur Sc s’exprime comme le rapport entre la surface totale de la couronne
dentaire Scour, équation (4.18), et le nombre total d’encoches dans le stator soit 12pnc. On ajoute
à ce rapport le coefficient kf qui rend compte du taux de remplissage global des encoches par
rapport au stator. Usuellement, kf = kf0(1−kt) où kf0 est le taux de remplissage d’une encoche
et kt le pourcentage d’ouverture de l’encoche [86] (éq. (4.19)).

Scour = π(R2
w −R2

s) (4.18)

Sc = kf
Scour
12pnc

(4.19)

Finalement, en injectant les équations (4.16) à (4.19) dans (4.15) et en considérant l’expression
de la force magnétomotrice définie en (4.6), les pertes Joules peuvent s’exprimer en fonction de
Fm telles que :

PJ = 144p2 ρcukLL

kfπ(R2
w −R2

s)
F 2
m (4.20)

avec :
Rs = 48p2n2

c

ρcukLL

kfπ(R2
w −R2

s)
(4.21)

4.1.3.2 Pertes fer

Le calcul des pertes fer, Pmg, est basé sur le principe de séparation des pertes par hystérésis
et des pertes par courant de Foucault. Ces deux quantités sont évaluées dans les différentes
parties magnétiques du circuit statorique, soit dans les dents et dans la culasse statorique. On
considérera que les pertes fer sont négligées dans le rotor.
Les pertes par hystérésis Phy et les pertes par courants de Foucault Pf s’expriment respective-
ment en fonction de la vitesse de rotation Ω et des valeurs d’inductions maximales et volumes
dans les dents (B̂d, Vd) et dans la culasse (B̂c, Vc). Les coefficients khy et kec sont déduits des
courbes constructeur de la tôle statorique.

Phy =khypΩ(B̂2
dVd + B̂2

cVc) (4.22)
Pf =kecp2Ω2(B̂2

dVd + B̂2
cVc) (4.23)

Pmg =Phy + Pf (4.24)

B̂c et B̂d s’obtiennent à partir de la loi de la conservation du flux sur la surface du circuit
magnétique (éqs. (4.25) et (4.26)). Les volumes des parties respectives sont donnés dans les
équations (4.27) et (4.28).

B̂c =1
p

Rs
R−Rw

B̂r (4.25)

B̂d = 1
kt
B̂r (4.26)

Vc =π(R2 −R2
w)L (4.27)

Vd =πkd(R2
w −R2

s)L (4.28)
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Avec ces expressions, les pertes fer s’écrivent également en fonction de la géométrie selon l’équa-
tion suivante :

Pmg = πL

(
(R2 −R2

w)R2
s

(R−Rw)2p2 + 1
kt

(R2
w −R2

s)
)

(khypΩ + kecp
2Ω2)B̂2

r (4.29)

4.1.4 Modèle électrique de la MSAP dans le repère de Park

En convention récepteur, le circuit électrique équivalent de la machine synchrone à pôles
lisses est donné sur la figure 4.4. Dans ce cas, l’équation du circuit est :

−→
V = −→E + (Rs + jLsωe)

−→
I (4.30)

En considérant la matrice de transformation de Concordia qui conserve les puissances données
par l’équation (4.33) avec ωe = pΩ, les composantes du courant sur les axes d et q s’écrivent :

{
Id =

√
3I sin Ψ

Iq =
√

3I cos Ψ
(4.31)

où :

I =

√
I2
d + I2

q√
3

(4.32)

Xabc→dq =
√

2
3

 cos(ωet) cos(ωet− 2π
3 ) cos(ωet− 4π

3 )
− sin(ωet) − sin(ωet− 2π

3 ) − sin(ωet− 4π
3 )

 (4.33)

D’après la représentation vectorielle de la machine dans le plan (d,q) (fig. 4.5), les projections
de la tension V en régime permanent sur les axes d et q sont :

{
Vd = RsId − LsωeIq
Vq = RsIq + LsωeId + Eq

(4.34)

avec :
Eq =

√
3E (4.35)

Finalement, la tension efficace V s’obtient par la formule suivante :

V =

√
V 2
d + V 2

q√
3

(4.36)

À partir de l’équation (4.31), le couple électromagnétique (éq. (4.13)) peut se redéfinir en
fonction du courant Iq tel que :

Cm =
√

3pΦ0Iq (4.37)
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•
RsI

Ls

E

•

V

Figure 4.4: Circuit électrique équivalent
de la MSAP

d

q

Ψ

jLsωeI

V

φ

I

E

Iq

Id

Vq

Vd

−jLsωeIq

jLsωeId

Figure 4.5: Diagramme de Fresnel de la MSAP en
fonctionnement moteur avec ωe = pΩ (Rs ≈ 0)

4.1.5 Pertes dans le convertisseur

Dans le convertisseur de puissance, les pertes électriques sont décomposées entre les pertes
par conduction et les pertes par commutation et sont supposées identiques dans les trois bras. Les
expressions des pertes données ci-dessous sont basées sur la modélisation des pertes moyennées
sur une période de découpage de la MLI. L’élaboration du modèle est détaillée dans [87].

4.1.5.1 Pertes par conduction

Les pertes totales par conduction s’écrivent comme la somme des pertes dissipées dans chacun
des 6 IGBTs et des 6 diodes composants le convertisseur :

Pcond = 6(Pi + Pd) (4.38)

Pi et Pd sont respectivement les pertes par conduction dans un IGBT et dans une diode. Elles
s’expriment en fonction des caractéristiques respectives du semi-conducteur considéré soit les ten-
sions de seuil, V0i et V0d , et les résistances internes,R0i etR0d , extraites des données constructeur
des semi-conducteurs. Les pertes se calculent à partir des équations suivantes :

Pi = V0i
Î

2π

(
1 + π

4m cosφ
)

+R0i
Î2

8

(
1 + 8

3πm cosφ
)

(4.39)

Pd = V0d
Î

2π

(
1− π

4m cosφ
)

+R0d
Î2

8

(
1− 8

3πm cosφ
)

(4.40)

L’indice de modulation m est le rapport entre l’amplitude de la tension V̂ et de la moitié de la
valeur du bus continu notée Udc :

m = 2V̂
Udc

(4.41)
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4.1.5.2 Pertes par commutation

Pour une fréquence de commutation donnée, les pertes par commutation dans les IGBTs et
dans les diodes rendent compte de la quantité d’énergie perdue au cours de l’ouverture et de la
fermeture des semi-conducteurs. Elles se calculent par la formule suivante :

Psw = 3
π
fswkswÎ

Udc
Vcemax

(4.42)

fsw est la fréquence de commutation de la MLI et Vcemax le niveau de tension maximale admissible
par les IGBTs. ksw est la constante d’énergie d’activation d’un IGBT extraite des données
constructeur.

4.2 Introduction à l’optimisation sur cycle : dimensionnement
d’une MSAP sans tenir compte du convertisseur

4.2.1 Généralités

4.2.1.1 Bref état de l’art sur le dimensionnement sur cycle

Avec la problématique récente de maximisation de l’efficacité énergétique des systèmes élec-
triques, de nouvelles procédures de dimensionnement des machines électriques ont émergées.
L’objectif commun de ces méthodes est de proposer un design de machine optimisé qui tient
compte de la minimisation de ses pertes énergétiques [88]. De plus, la notion de dimensionne-
ment sur cycle apparaît avec l’utilisation quasi systématique de la vitesse variable. Alors qu’une
conception classique d’une machine s’établit sur un unique point de fonctionnent, usuellement
appelé point nominal (pour une vitesse et une puissance donnée), le dimensionnement sur cycle
considère un ensemble de points représentatifs de la caractéristique complète de fonctionnement
de la machine. Finalement, pour atteindre des niveaux de performances encore meilleurs, la lit-
térature propose des méthodes de conception par optimisation des pertes électriques moyennes
sur un ensemble des points de fonctionnement. En effet, S. Günther et al. ont montré qu’une
réduction significative des pertes de l’ordre de 30 % est possible en prenant en compte un cycle
de fonctionnement par rapport à un dimensionnement nominal pour un unique point [89].

Toutefois, l’optimisation de la géométrie de la machine est menée le plus souvent par des
méthodes de recherches heuristiques, de type algorithme génétique par exemple. Par conséquent,
l’évaluation de l’ensemble des solutions peut accroître significativement le temps de calcul de l’al-
gorithme avec l’augmentation du nombre de points sur le cycle. Ainsi, si on considère l’ensemble
des points de fonctionnement de la machine au cours de son cycle, le temps de calcul nécessaire
à la résolution du problème d’optimisation peut être un facteur limitant à l’utilisation de cette
méthode. C’est pourquoi de nombreux articles étudient des méthodes permettant la réduction
du cycle à un groupe limité de points représentatifs du fonctionnement du cycle complet [90,91].

Ces méthodes présentées minimisent les pertes par l’optimisation de la géométrie. Or, une
action sur la commande locale des courants statoriques dans la machine permet également
de réduire les pertes électriques. Usuellement, les machines électriques sont pilotées à couple
maximal (Id = 0), ce qui permet de minimiser les pertes cuivre. Cependant, les articles [92–94]
montrent qu’il existe un point de défluxage pour chaque point de fonctionnement qui minimise
l’ensemble des pertes dans la machine (Id 6= 0). En appliquant une structure de défluxage optimal
à l’ensemble du cycle, un gain de l’efficacité moyenne de la machine de l’ordre de 3 % [95, 96],
et jusqu’à 8 % dans l’article [93], est possible.

Finalement, la méthode de dimensionnement la plus optimale consiste à prendre en compte
les lois de commande par défluxage dans l’optimisation de la conception géométrique de la ma-
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chine. Il s’agit alors pour chaque géométrie évaluée de déterminer les lois optimales pour chacun
des points du cycle afin d’en évaluer les pertes moyennes. En d’autres termes, l’intégration de
l’optimisation de la commande locale de courants au sein de l’optimisation du design de la ma-
chine entraîne un grand nombre de boucles de calcul imbriquées, multipliant exponentiellement
le temps de calcul de l’algorithme. C’est d’autant plus vrai lorsque le calcul du circuit magné-
tique est réalisé par les éléments finis [97, 98]. Ainsi, la modélisation purement algébrique des
pertes électriques permet dans un premier temps de réduire le temps de compilation lorsque
le défluxage est pris en compte [99, 100]. D’autre part, en plus de la modélisation analytique,
il s’avère alors intéressant dans ce cas de réduire l’optimisation de la géométrie à un nombre
de points réduit, limitant fortement le nombre d’évaluations des lois de commande locale dans
l’algorithme d’optimisation de la géométrie [101].

4.2.1.2 Travaux réalisés au laboratoire IREENA

La thématique de conception sur cycle des machines électriques est fortement présente dans
les travaux réalisés au laboratoire IREENA depuis plusieurs années.

Dans l’objectif de développer des outils d’optimisation de machine rapides à exécuter, une
méthodologie d’optimisation de la puissance volumique d’une MSAP, c’est-à-dire de la minimi-
sation bi objectifs des pertes de la MSAP et de son volume, a été initiée pour un unique point
de fonctionnement. Dans ces travaux, la méthode proposée est purement analytique, N. Bernard
et al. ont montré que le problème d’optimisation est linéaire et que la géométrie optimale peut
s’obtenir mathématiquement par analyse formelle des pertes [86, 102]. Par ailleurs, un calcul
par éléments finis a permis de valider l’approche déterministe ainsi proposée. Ensuite, la mé-
thode a été étendue à l’optimisation de la puissance volumique sur un cycle de fonctionnement
avec la prise en compte du défluxage. Les études réalisées ont prouvé qu’il est possible d’établir
également analytiquement les lois de contrôle optimal minimisant les pertes en fonction de la
géométrie de la MSAP [102]. Ainsi, l’optimisation locale des courants est strictement découplée
de l’optimisation globale de la géométrie et par conséquent le temps de calcul n’est pas im-
pacté et l’entièreté du cycle peut être considérée. Enfin, dans les études réalisées en [103, 104],
la méthode est développée pour un cycle de conduite de véhicule électrique. L. Dang et al. ont
validé cette méthode analytique par les éléments finis sur quelques points ainsi que par réseau
de réluctance.

En parallèle, d’autres travaux d’optimisation sur cycle de machines à aimants permanents non
conventionnelles, à double stator dans [100] et pentaphasée dans [105], pour une application de
cycle de fonctionnent hydrolien ont également été développées à l’IREENA. Les études réalisées
reposent également sur la modélisation analytique 1D des pertes ainsi que sur la prise en compte
du calcul des lois de défluxage. Toutefois, ici, l’objectif est la conception de la machine selon des
critères d’optimisation technico-économiques en employant une approche purement heuristique
basée sur les essaims particulaires. Comme cela sera discuté plus tard dans ce chapitre, ces
méthodes-ci ont l’avantage de considérer les pertes du convertisseur dans l’optimisation de la
machine, mais au détriment d’un temps de calcul conséquent.

4.2.2 Présentation de la méthode par l’analyse formelle des pertes électriques

Nous proposons d’introduire la méthode d’optimisation de la MSAP par l’approche formelle.
Cette méthode ainsi que ces résultats appliqués au sous-système BP du module de REMORA
nous serviront de base afin d’établir une comparaison des résultats obtenus avec ceux issu de la
méthodologie que nous développerons plus tard dans la suite de ce chapitre.
Ainsi, cette partie a uniquement pour but de rappeler les principales étapes de cette méthode
menant à l’optimisation, sachant qu’elle est détaillée dans les références citées dans le paragraphe
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précédent et rappelées ici ( [102–104]).

4.2.2.1 Détermination de l’expression analytique de < PMSAP >

À partir d’une caractéristique cyclique de fonctionnement (Ω, Cm), l’objectif est l’optimisa-
tion du dimensionnement de la MSAP maximisant la puissance volumique soit minimisant à la
fois les pertes moyennes sur un cycle, < PMSAP >, ainsi que le volume, V ol. Les deux fonctions
à minimiser s’écrivent :

< PMSAP > =< PJ + Pmg > (4.43)
V ol =πR2L (4.44)

a) Calcul de la structure de commande optimale par défluxage
A partir des équations (4.5), (4.9), (4.14), (4.20) et (4.29), des nouveaux paramètres géomé-
triques sont définis selon les équations ci-dessous :

α = 12√
2
kwprsRL (4.45)

β =144
π

ρckLL

kfπR2(r2
w − r2

s)
(4.46)

γ =πL
(

(R2 −R2
w)R2

s

(R−Rw)2p2 + 1
kd

(R2
w −R2

s)
)

(4.47)

γ0 = (khypΩ + kecp
2Ω2)γ (4.48)

u =6
√

2
π

µ0
e+ emg

(4.49)

En remplaçant les paramètres géométriques ci-dessus dans les expressions des pertes (éqs. (4.20)
et (4.29)) et du couple (éq. (4.14)), l’expression du couple permet d’écrire l’angle Ψ en fonc-
tion de Cm et de Fm et ainsi de donner l’expression des pertes (PMSAP = PJ + Pmg) en
fonction de Ψ et du cycle (Ω, Cm) telle que :

PMSAP = β

(
Cm

αB̂f cos Ψ

)2

+ γ0

B̂2
f + u2

(
Cm

αB̂f cos Ψ

)2

− 2u Cm
αB̂f

tan Ψ

 (4.50)

Enfin, en dérivant cette expression par rapport à Ψ, il est possible d’obtenir l’angle d’auto-
pilotage optimal Ψopt qui minimise les pertes pour chaque point du cycle :

Ψopt = arctan
(

αγ0u

β + γ0u2
B̂2
f

Cm

)
(4.51)

Le même raisonnement permet d’obtenir l’expression de la force magnétomotrice optimale
qui minimise les pertes. Fmopt s’écrit :

Fmopt =

√√√√( Cm

αB̂f

)2

+
(

γ0uB̂f
β + γ0u2

)2

(4.52)
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b) Condition optimale d’aimantation
En appliquant les lois de commande obtenues, la minimisation de < PMSAP > mène à une
condition optimale sur l’induction maximale d’entrefer telle que :

B̂fopt =

 1
Tcycle

∫ Tcycle
0 (β + γ0u

2)
(
Cm
α

)2
dt

1
T

∫ T
0

γ0β
β+γ0u2dt


1
4

(4.53)

où Tcycle est la durée totale du cycle de fonctionnement.

c) Calcul des pertes électriques moyennes
Finalement, en remplaçant les équations (4.51) à (4.53) dans l’équation des pertes, les pertes
moyennes sur un cycle de fonctionnement peuvent s’écrivent uniquement en fonction des
paramètres géométriques et du cycle (Ω, Cm). Après simplification, le calcul conduit à l’ex-
pression suivante :

< PMSAP >= 2
√

1
Tcycle

∫ Tcycle

0

γ0β

β + γ0u2dt

√
1

Tcycle

∫ Tcycle

0
(β + γ0u2)C

2
m

α2 dt (4.54)

4.2.2.2 Minimisation bi-objectifs

Au vu des fonctions objectifs données par les équations (4.54) et (4.44), l’optimisation de
la MSAP se résume à trouver les paramètres popt, Rsopt , Rwopt et Ropt, Lopt qui minimisent les
deux objectifs.
Toutefois, les deux contraintes suivantes seront à prendre en compte dans le calcul de la géométrie
optimale : la première rend compte de l’échauffement maximal de la machine souhaité et la
seconde est de nature magnétique et permet de limiter la valeur des inductions maximales dans
les parties linéaires du comportement du matériau magnétique.
a) Contrainte thermique

Sous l’hypothèse que la température moyenne est constante et uniformément répartie durant
le cycle de fonctionnement (∆θ), l’échauffement de la machine sur un cycle de fonctionnement
est limité à une valeur d’échauffement maximum (∆θmax) selon l’équation suivante :

∆θ = < PMSAP >

hSth
< ∆θmax > (4.55)

où h est le coefficient d’échange thermique supposant un échange thermique naturel convectif
avec le milieu extérieur. Sth est la surface d’échange thermique exprimée en fonction de
xth qui représente le pourcentage de la chaleur pouvant être extraite des extrémités de la
machine.

Sth = 2πR(xthR+ L) (4.56)

b) Contrainte magnétique
Pour limiter le calcul du circuit magnétique au domaine de fonctionnement linéaire, les
inductions dans les parties magnétiques de la machine doivent être limitées à une valeur
d’induction maximale. En considérant une tôle magnétique Si-Fe, la valeur maximale d’in-
duction est de 1.4 T. Ainsi, les inductions B̂c et B̂d (éqs. (4.25) et (4.26)) doivent respectées
les contraintes suivantes :

B̂c < 1.4 T (4.57)
B̂d < 1.4 T (4.58)
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Finalement, un algorithme de type génétique (NSGA II) permet d’obtenir la géométrie op-
timale, soit popt, rsopt , rwopt et Ropt, Lopt, qui optimise les deux objectifs sous les contraintes
ci-dessus.

4.2.3 Exemple d’un résultat appliqué à la machine BP

Cette méthodologie présentée est appliquée au cycle de fonctionnement (ΩBP , CmBP ) de
la machine BP en mode pompage établi dans le chapitre précédent (voir première colonne du
tableau 4.1). Les valeurs des différentes constantes du problème sont données dans le tableau 4.2.
Pour simplifier les calculs, nous faisons les hypothèses géométriques suivantes :
— le ratio L/R est fixe et unitaire, L = R ;
— l’entrefer e est proportionnel au rayon R selon la relation e = 2R

500 [100].
De plus, lorsque seules les pertes cuivre et fer sont considérées, l’entrefer total (e+emg) apparaît
uniquement dans l’équation de la réaction d’induit (éq. (4.5)) et n’influe que sur les pertes fer.
Par conséquent, l’épaisseur d’aimant n’admet pas de valeur optimale ; cette méthode aboutit
finalement à une gamme de machines dont la réactance est variable. Ici, on choisira emg telle que
emg = e. Enfin, le nombre de conducteurs/pôle/encoche, nc, n’intervient pas dans l’optimisation,
mais peut être calculé en aval pour ajuster le niveau de tension maximale qu’atteint l’amplitude
de la tension statorique.

Table 4.2: Constantes du problème [102]

Constante Valeur
kw 0.95
kL 1.3
kf0 0.4
kt 0.5
khy 15 W.s.T−1.m3

kec 6.5. W.s2.T−1.m3

µ0 4π.10−7

ρcu 2.10−8 Ω.m
h 10 W.m−2.K−1

xth 0.75

Sans la contrainte thermique d’échauffement (éq. (4.55)), l’ensemble des solutions optimales
au sens de Pareto est illustré sur la figure 4.6a dans le plan bi-objectifs, soit les pertes électriques
moyennées sur un cycle et le volume de la machine, pour un échauffement moyen compris entre
80 ◦C et 200 ◦C. La géométrie optimale de la machine sera choisie parmi l’ensemble de ces
solutions selon la classe d’échauffement souhaitée. Toutefois, il est pertinent de noter qu’une
augmentation de deux fois le volume de la machine permet une réduction des pertes moyennes
de l’ordre de 40 % et entraîne un facteur de diminution de la température de 2.5. Ainsi, selon
l’application, on privilégiera soit l’efficacité de la machine soit sa compacité.

L’histogramme présenté sur la figure 4.6b donne la répartition entre les pertes cuivre et les
pertes fer pour différentes valeurs d’échauffement. Bien que la quantité totale de pertes augmente
avec la température d’échauffement, l’optimisation tenant compte des lois de contrôle optimales
assure une réorganisation de la géométrie interne telle que la proportion des deux types de pertes
reste invariante en fonction de la température, avec environ PJ = 46 % et Pmg = 54 %.
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Figure 4.6: Résultat de l’optimisation des pertes moyennes de la MSAP pour 80 ◦C < ∆θmax <
200 ◦C

Pour un échauffement de 140 ◦C, le tableau 4.3 rassemble les paramètres géométriques op-
timaux de la machine obtenue ainsi que le bilan énergétique moyen. La structure de commande
optimale issue de l’optimisation est illustrée sur la figure 4.7. Pour chaque point de fonctionne-
ment du cycle, il existe bien un angle d’auto-pilotage Ψopt non nul. La machine fonctionne alors
en régime de défluxage durant le cycle complet, ce qui permet de réduire les pertes énergétiques
de la machine sur l’ensemble de la caractéristique. Le rendement, qui ne prend en compte que
les pertes de la MSAP, reste supérieur à 95% sur tout le cycle, avec une efficacité moyenne sur la
durée du cycle de 97 % comme le montre la figure 4.7c. Cette figure montre également l’intérêt
du dimensionnement sur cycle, car on peut observer que le rendement maximal n’est pas atteint
pour le point de puissance maximale, mais autour de 0.5 MW, ce qui ne correspond qu’à 45 %
de la puissance maximale.
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Figure 4.7: Lois de commande par défluxage optimales pour ∆θmax = 140 ◦C avec nc = 0.6 et
emg = e
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Table 4.3: Dimensionnement optimal de la MSAP pour ∆θmax = 140 ◦C

Paramètre Valeur
p 17
R 0.68 m
Rs 0.57 m
Rw 0.64 m
B̂f 0.62 T
< PJ > 3.21 kW
< Pmg > 3.72 kW
< PMSAP > 6.93 kW
V ol. 0.99 m3

4.3 Intégration du convertisseur dans l’optimisation du dimen-
sionnement de la MSAP

Lorsque la machine électrique s’intègre au sein d’une chaîne de conversion, une approche
"système" du dimensionnement peut améliorer le rendement de la conversion, par rapport à
une approche de conception "individuelle". Si on s’intéresse au convertisseur de puissance, la
vitesse variable ainsi que le défluxage optimal établi pour la MSAP seule pénalisent son propre
fonctionnement et les pertes dans le convertisseur peuvent effectivement occuper une part loin
d’être négligeables dans le bilan énergétique total de l’ensemble [106,107]. Les études [108,109]
ont également montré qu’il existe bien un compromis de dimensionnement entre le convertisseur
et la machine par une analyse rapide des pertes.

De plus, la prise en compte des pertes du convertisseur dans la stratégie de commande
permet l’élaboration de nouvelles lois de commande qui minimisent l’ensemble des pertes [110,
111]. Comme pour l’optimisation de la machine seule, la solution optimale consiste finalement à
intégrer le calcul du défluxage optimal minimisant les pertes totales pour chaque point du cycle
dans la conception optimale de la machine par minimisation des pertes moyennes {convertisseur
- machine} sur un cycle de fonctionnement [100,105,112].

Ainsi, dans cette partie, on s’intéresse à l’influence du convertisseur dans le dimensionnement
de la MSAP. On propose ensuite de les intégrer dans l’optimisation sur cycle de la MSAP tout
en assurant un temps de calcul minimal.

4.3.1 Étude de l’influence du convertisseur sur l’optimisation de la MSAP
seule

Dans un premier temps, l’influence du convertisseur, de par l’étude de ses pertes, de son
fonctionnement et de ses contraintes, sur le dimensionnement sur cycle d’une MSAP seule est
analysée. Pour cela, l’étude est basée sur les résultats d’optimisation obtenus dans la section 4.2.3
sur la machine BP. Les paramètres de l’IGBT pour le calcul des pertes du convertisseur sont
donnés en Annexe B.1.

4.3.1.1 Bilan énergétique

Les pertes convertisseur (ou pertes CVS) moyennes sont calculées en aval de l’optimisation de
la MSAP vue précédemment avec nc = 0.6 et e = emg. La répartition des pertes CVS par rapport
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aux pertes MSAP est donnée sur l’histogramme de la figure 4.8 pour différentes températures
d’échauffement telles que 80 ◦C < ∆θmax < 200 ◦C. Cette première étude permet de voir que les
pertes électriques liées au convertisseur représentent une part significative dans le bilan total,
jusqu’à 69 % de la somme < PMSAP + PCV S > pour ∆θmax = 80 ◦C.

Les bilans énergétiques et les principales grandeurs caractéristiques du convertisseur (V̂max,
Îmax et < cosφ >) sont donnés dans le tableau 4.4. Au vu du diagramme de Fresnel de la
machine synchrone (fig. 4.5), l’optimisation de la machine seule entraîne une réaction d’induit
élevée pour permettre une diminution du flux résultant et par conséquent des pertes fer. Or,
sans prise en compte des pertes du convertisseur, l’optimisation aboutit à des machines dont le
facteur de puissance est faible. Une mauvaise valeur de cosφ pénalise le convertisseur qui voit
ses pertes ainsi que sa puissance apparente (notée SCV S) augmenter. Notons également que la
puissance apparente impacte la compacité du convertisseur ; plus celle-ci sera élevée et plus le
convertisseur et son système de refroidissement seront volumineux.
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Figure 4.8: Répartition des pertes MSAP et CVS pour 80 ◦C < ∆θmax < 200 ◦C à l’issue de
l’optimisation de la MSAP seule avec nc = 0.6 et emg = e

Table 4.4: Quantités de pertes et variations des grandeurs électriques caractéristiques du conver-
tisseur pour 80 ◦C < ∆θmax < 200 ◦C à l’issue de l’optimisation de la MSAP seule avec nc =
0.6 et emg = e

Quantité Valeur
∆θ (◦C) 80 100 120 140 160 180 200

< PMSAP > (kW) 5.13 5.72 6.27 6.93 7.29 7.79 8.24
< PCV S > (kW) 11.2 8.34 6.74 6.15 5.71 5.21 4.97
< cosφ > 0.358 0.441 0.513 0.542 0.545 0.557 0.577
V̂max (V) 531 556 576 593 616 638 648
Îmax (kA) 3.27 2.84 2.54 2.42 2.28 2.13 2.08
SCV S (MVA) 2.60 2.37 2.19 2.15 2.11 2.04 2.02

L’intégration des pertes du convertisseur dans le bilan total montre que le nombre de conduc-
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teurs/pôle/encoche, nc, peut être optimisé par rapport à une contrainte de tension imposée par le
bus continu. En effet, nc peut être calculée pour maximiser la tension tout en assurant la contrô-
labilité du convertisseur à MLI. Ceci permet finalement de réduire le courant et par conséquent
les pertes du convertisseur. Cette condition se traduit par la formule suivante :

V̂ ≤ Udc
2 (4.59)

où V̂ se calcule à partir du modèle électrique donnée dans la partie 4.1.4.
Par exemple, pour une valeur usuelle de tension du bus DC de 1200 V, selon l’équation de la
MLI donnée en (4.41), l’amplitude maximale de la tension, V̂max, admissible est de 600 V. Selon
les équations (4.34) à (4.36), il est possible de calculer la valeur optimale de nc telle que V̂max =
600 V . Dans le cas où ∆θmax = 80 ◦C, nc = 0.69 avec Îmax = 2.97 kA et < PCV S >= 9.27 kW.

4.3.1.2 Influence de l’entrefer total

Comme mentionné précédemment, l’optimisation de la MSAP seule aboutit à la conception
d’une gamme de machines dont la réactance est variable. En effet, l’entrefer total (e + emg)
n’admet pas de valeur optimale dans la mesure où cette quantité intervient uniquement dans
l’équation de la réaction d’induit et donc des pertes fer.
À partir de la géométrie optimale fixée pour un échauffement de ∆θmax = 140 ◦C, une étude
paramétrique sur l’entrefer total est réalisée pour étudier son influence sur la répartition globale
des pertes ainsi que sur la géométrie de la machine lorsque les pertes convertisseur sont quanti-
fiées. Pour chaque valeur d’entrefer, le nombre de conducteurs/pôle/encoche optimal est calculé
pour maximiser la tension sous la contrainte d’un bus continu de 1200 V, figure 4.9. Les lois de
commande par défluxage sont recalculées en fonction de l’entrefer à partir des équations (4.51)
et (4.52) minimisant les pertes MSAP uniquement.

La variation d’entrefer influe sur le flux résultat de la machine (fig. 4.10). D’après l’expres-
sion de Ψopt en (4.51) et la figure 4.10a, plus l’entrefer total est grand et moins le défluxage est
important. De même, l’augmentation de l’entrefer diminue la réaction d’induit (fig. 4.10b). Ces
variations ont alors pour conséquence la variation de l’induction résultante (fig. 4.10c). La figure
suivante (fig. 4.11) donne les variations des grandeurs électriques caractéristiques du convertis-
seur. Par diminution de la réaction d’induit et de ce fait de la réactance du circuit électrique, le
facteur de puissance augmente (fig. 4.11a).

Pour résumer, la variation d’entrefer total impacte les différentes pertes du système telle que
l’augmentation de (e+emg) entraîne une diminution de la réactance, ce qui favorise les pertes (fig.
4.12c) et la puissance apparente du convertisseur (figs. 4.11b et 4.11c) ainsi que les pertes cuivre
moyennes (fig. 4.12a). Or, cela pénalise la MSAP et cause des pertes fer plus élevées (fig. 4.12b)
dues à l’augmentation du flux résultant dans la machine. Finalement, au vu des ses résultats,
l’étude paramétrique montre bien que si dans une optimisation future où les pertes MSAP et
convertisseur sont minimisées ensemble, il existera une valeur d’entrefer optimale assurant un
compromis entre les deux composantes afin de réduire l’ensemble des pertes moyennes.
La figure 4.13 montre la répartition des pertes. On observe également que plus l’entrefer est
petit plus les pertes totales de la MSAP sont réduites. Au contraire, l’augmentation de l’entrefer
permet la diminution des pertes CVS. Finalement, le meilleur compris pour la réduction des
pertes totales se situe lorsque l’entrefer est faible. Toutefois, bien que chaque composante des
pertes varient en fonction de l’entrefer, la somme des pertes totales reste globalement identique
donc on peut présager pour la suite que la valeur d’entrefer n’est pas une variable de décision
critique dans la conception optimale de l’ensemble {convertisseur - machine}.
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Figure 4.10: Influence de la variation de l’entrefer sur l’angle d’auto-pilotage et des inductions
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Figure 4.11: Influence de la variation de l’entrefer sur les grandeurs électriques
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Figure 4.12: Influence de la variation de l’entrefer sur les pertes
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Figure 4.13: Influence de l’entrefer sur la répartition des pertes totales

4.3.1.3 Étude du défluxage avec prise en compte des pertes convertisseur

Toujours à partir de la géométrie optimale obtenue pour ∆θmax = 140 ◦C, nous proposons de
déterminer une nouvelle stratégie de commande qui minimise les pertes en ligne de l’ensemble
{CVS-MSAP}. Cela mène à un problème analytique complexe, la recherche de la commande
optimale est donc assurée ici par une boucle de calcul numérique. La nouvelle répartition des
pertes est donnée dans le tableau 4.5. La prise en compte des pertes CVS dans la recherche
de Ψopt ne permet pas un gain significatif des pertes totales, mais la répartition des pertes se
reconfigure.

En effet, le même constant que précédemment est fait : l’ajout des pertes CVS dans le calcul
de Ψopt entraîne un défluxage moins important de la machine. Par conséquent, le courant diminue
donc les pertes cuivre et convertisseur diminuent. Cependant, cela induit l’augmentation de la
composante résultante de l’induction totale dans l’entrefer d’où l’augmentation des pertes fer.

Table 4.5: Comparaison des bilans énergétiques sans et avec prise en compte du convertisseur
dans le défluxage pour ∆θmax = 140 ◦C

Quantité Déflux. MSAP Déflux. {CVS - MSAP} Déviation

< PJ > 3.23 kW 2.58 kW -20.1 %
< Pmg > 3.55 kW 4.57 kW +28.7 %
< PCV S > 6.15 kW 5.12 kW -16.8 %
< Ptot > 12.9 kW 12.3 kW -4.65 %

4.3.1.4 Conclusion de l’étude menée sur l’entrefer

Pour résumer cette étude, de par la variation de la géométrie interne ou la variation des lois
de commande, ajouter le convertisseur dans le dimensionnement de l’ensemble {convertisseur -
machine} avec prise en compte du défluxage revient en fin de compte à trouver un compromis
optimal entre l’angle d’auto-pilotage Ψ, représentatif du défluxage de la machine, et l’angle
φ, représentatif du facteur de puissance. Pour cela, les paramètres emg et nc seront intégrés à
l’ensemble des paramètres à optimiser (p, e, R, Rs et Rw) et trouveront des valeurs optimales
qui minimisent l’ensemble des pertes du système. La contrainte de tension maximale admissible
imposée par le convertisseur devra également être considérée dans l’optimisation. Le problème
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d’optimisation bi-objectifs avec prise en compte des pertes du convertisseur se résume selon la
formulation mathématique suivante :

Minimiser
X

 < PMSAP + PCV S >

V ol

sous les contraintes
X



B̂c < 1.4 T

B̂d < 1.4 T

∆θ < ∆θmax
V̂ < Udc

2

avec X = [p,R,Rs, Rw, e, emg, nc]

(4.60)

4.3.2 Méthodologie d’optimisation avec prise en compte des pertes conver-
tisseur

4.3.2.1 Introduction : Analyse de la possibilité d’intégration du CVS dans la mé-
thode formelle

Dans la méthode présentée dans la section 4.2.2, la première étape de l’optimisation consiste
à écrire analytiquement les équations de la commande par analyse formelle des pertes. Il a été
établi que la formulation de PMSAP mène à l’équation (4.50) et est rappelée ici :

PMSAP = β

(
Cm

αB̂f cos Ψ

)2

+ γ0

B̂2
f + u2

(
Cm

αB̂f cos Ψ

)2

− 2u Cm
αB̂f

tan Ψ

 (4.61)

Après simplification, il est possible de reformuler cette équation comme un polynôme dépendant
de (tan Ψ) de la forme :

PMSAP = α0 + α1 tan Ψ + α2 tan2 Ψ (4.62)

Cette fonction est dérivable et dPMSAP
dΨ = 0 admet une solution formelle, ce qui conduit à

l’expression de Ψopt donnée en (4.51).
Étudions à présent l’intégration analytique des pertes convertisseur dans cette première étape

du problème. Compte tenu des équations des pertes convertisseur, de (4.38) à (4.42), PCV S se
résume sous la forme :

PCV S = β1Î + β2Î
2 (4.63)

En intégrant les équations (4.6) et (4.14) dans l’expression précédente et après simplification,
celle-ci peut également se reformuler en fonction de Ψ sous la forme :

PCV S = β′1
cosψ + β′2 tan2 Ψ (4.64)

Le premier terme dans l’expression de PCV S conduit à une non-linéarité de l’équation donc
l’expression des pertes totales, PMSAP + PCV S , n’est plus dérivable. Par conséquent, il est im-
possible de résoudre analytiquement les nouvelles lois de défluxage en considérant l’ensemble des
pertes. L’unique simplification qui pourrait conduire à la résolution analytique serait d’émettre
l’hypothèse que le terme des pertes CVS proportionnel à Î est négligeable devant le terme en Î2.
Pour vérifier cela, la figure 4.14 illustre l’évolution de la quantité de chacun de ces deux termes
par rapport à la quantité de pertes convertisseur totales au cours d’un cycle de fonctionnement.
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Ce calcul est établi à partir du résultat d’optimisation de la MSAP donnée dans le tableau 4.3.
La proportion du terme en Î est prépondérante sur le terme en Î2 tout au long du cycle donc
la quantité β′1

cosψ n’est pas négligeable dans l’expression des pertes totales. Par conséquent, le
résultat confirme qu’il n’est pas possible de résoudre le problème d’optimisation minimisant les
pertes totales par une analyse purement formelle similaire au cas précédent.
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Figure 4.14: Répartition des termes en Î et Î2 des pertes convertisseur sur un cycle de fonc-
tionnement

4.3.2.2 Étude de la réduction du nombre de points sur le cycle

L’étude réalisée dans le paragraphe précédent met en évidence une non-linéarité dans le
calcul du problème qui rend impossible le dimensionnement de l’ensemble {convertisseur - ma-
chine} par résolution analytique. Par contre, une méthode purement heuristique peut résoudre
l’optimisation, mais au détriment d’un temps de calcul élevé.
Pr exemple, prenons le cas où un algorithme génétique de type NSGA II assure la résolution du
problème d’optimisation sur cycle avec les données suivantes :
— Une population à tester de 300 individus ;
— 600 itérations ;
— 5 exécutions ;
— Le cycle de fonctionnement de 190 s comporte 1 point toutes les 100 ms soit 1900 points.

Avec les paramètres ci-dessus, il y a 5 x 300 x 600 géométries de machines à tester soit 9.105

machines. Pour chacune de ces machines, une optimisation locale permet pour chaque point du
cycle de trouver l’angle d’auto-pilotage optimal, soit 1900 valeurs d’angle optimal à trouver.
Finalement, en combinant l’optimisation locale et globale, il existe 9.105 x 1900 possibilités
c’est-à-dire 1.71.109. Le test de toutes ces solutions est possible, mais nous souhaitons l’écarter,
car cela resterait long et fastidieux à mettre en œuvre.

Au vu de la méthode de dimensionnement de la MSAP vu précédemment, un temps d’exé-
cution raisonnable est garanti s’il est possible de découpler la recherche de la commande locale
et l’optimisation de la géométrie de la machine. Or, un tel découplage théorique des boucles de
calcul n’est pas réalisable dans l’optimisation conjointe {CVS-MSAP}. Ainsi, basé sur le même
principe de réduction du nombre de points de fonctionnement sur un cycle proposé dans la
littérature pour des applications essentiellement de propulsion pour véhicules électriques, nous
proposons ici de déterminer le cycle réduit qui comporte le nombre de points critique permet-
tant la convergence du résultat vers la solution optimale. Ceci permet de limiter au maximum
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le nombre de boucles de calculs imbriquées et de réduire le temps de calcul total. En notant N
le nombre de points réduit constituant le cycle réduit noté (Ω, Cm)|N , les N points sont choisis
sur le cycle selon une distribution temporelle uniforme de période Tconversion/N . Notons que le
point énergétique est atteint en fin de conversion énergétique à 180 s, les points sont distribués
entre le point de puissance minimale et maximale, soit sur les 180 premières secondes et non pas
sur le temps de cycle complet de 190 s. La figure suivante illustre un cycle de fonctionnement
réduit pour N = 6 :
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Figure 4.15: Exemple d’un cycle de fonctionnement réduit avec N = 6

La routine de calcul présentée dans le diagramme de la figure 4.16 est itérée pour différentes
valeurs de N . À partir d’une population de paramètres à optimiser, l’ensemble des constantes
magnétiques, géométriques et électriques sont calculées. Ensuite, en considérant le cycle réduit
(Ω, Cm)|N , il s’agit de déterminer les lois de commandes optimales qui minimisent les pertes
pour chacun des points du cycle réduit. Le calcul de Ψopt et de Fmopt permet de calculer les
contraintes et objectifs du problème. Finalement, un algorithme NSGA II, largement utilisé
dans le domaine du génie électrique, évalue les solutions et le calcul est réitéré selon le nombre
d’itérations choisi. Les paramètres du NSGA II sont rassemblés dans le tableau 4.6 et les régions
de recherche de chaque paramètre sont données dans le tableau 4.7. Pour l’optimisation, on
choisira les mêmes simplifications que précédemment, soit un rapport L/R unitaire et l’entrefer
choisi tel que e = 2R/500.

Table 4.6: Configuration de l’algorithme
NSGA II

Paramètre Valeur
Taille de la population 300
Nombre d’itérations 600
Nombre d’exécutions 5
Taux de croisement 0.2
Taux de mutation 0.2

Table 4.7: Région de recherche des para-
mètres de décision

Paramètre Ensemble de solutions
p 1 − 100
R 0.1 − 5 [m]

Rs/R 0.01 − 1
Rw/R 0.01 − 1
e 2R/500 [m]
L R [m]
emg 1 − 20 [mm]
nc 0.01 − 5
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Start

Initialisaiton de la population :
P = [p,R,Rs, Rw, emg, ns]

Sélection de la population :
P (i), i ∈ [1; 300]

Calcul des constantes du problème :
α, β, γ, ..., B̂f , Rc, Ls

Détermination des lois de défluxage :
Pour chaque point ∈ (Ω, Cm)|N :

(Ψ, Fm) 7−→ min(PMSAP + PCV S)

Cycle réduit (Ω, Cm)|N
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Calcul des différentes variables :
B̂c, B̂d, V̂ , Î , ...

Evaluation des contraintes et objectifs

NSGA II

Nb. d’itérations
max. atteint ?

Stop

Front de Pareto

i = i+ 1

Oui

Non

Figure 4.16: Routine de calcul de l’optimisation {convertisseur - machine} avec calcul du dé-
fluxage pour un cycle de fonctionnement réduit

4.3.2.3 Détermination du cycle de fonctionnement minimal

Pour établir le découplage maximal possible entre les deux boucles d’optimisation imbriquées,
nous étudions la convergence du résultat de l’optimisation vers la solution finale en faisant varier
le nombre de points sur le cycle réduit. Ainsi, pour chaque valeur de N , l’organigramme de calcul
(fig. 4.16) est appliqué pour un échauffement maximal tel que ∆θmax = 140 ◦C.

Les figures suivantes présentent l’étude de la convergence de l’optimisation. La figure 4.17
illustre l’évolution des paramètres géométriques en fonction du nombre de points sur le cycle.
Nous observons que le nombre de paires de pôles ainsi que le rayon extérieur convergent rapi-
dement vers une valeur finale à partir de N = 6. La figure 4.17c montre l’évolution des rayons
réduits Rs/R et Rw/R où on observe que ces valeurs oscillent autour d’une même valeur dès
N = 2. D’après ce résultat, il semble que les rayons réduits soient indépendants de la valeur du
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rayon extérieur.

Pour vérifier cela, la figure 4.18 illustre l’évolution des rayons réduits en fonction du rayon R
le long du front de Pareto pour 80 ◦C < ∆θmax < 200 ◦C. Celle-ci montre que ces quantités sont
bien indépendantes de la géométrie extérieure de la machine, car leurs valeurs sont constantes
pour différentes valeurs de R.

L’épaisseur d’aimant (fig. 4.17d) converge et atteint également une valeur finale acceptable
après 6 points. D’après l’équation (4.4), sa valeur optimale est finalement déterminée par les
contraintes d’induction et l’épaisseur d’entrefer fixée. Ainsi, celle-ci dépend de la valeur de e
et par conséquent du rayon extérieur R. La convergence de R entraîne alors la convergence du
paramètre emg.
Enfin, le nombre de conducteurs/pôle/encoche (fig. 4.17e) oscille autour de sa valeur finale dès le
premier cycle pour N = 2. En effet, le fait de considérer le point à vitesse et puissance maximale
dans chaque cycle réduit (atteint à t = 180 s) permet à nc de s’ajuster dès le départ afin de
maximiser la tension maximale selon la contrainte de tension vue précédemment.

En conclusion, nous retiendrons de l’étude des paramètres de décision que la convergence du
nombre de paires de pôles et de la géométrie extérieure suffit à l’optimisation de la MSAP. En
effet, soit les autres paramètres sont dépendants de R et la convergence de R entraîne celle de
ces paramètres-là soit ils en sont indépendants et convergent dès N = 2.
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Figure 4.17: Étude de la convergence des paramètres d’optimisation en fonction du nombre de
points considérés sur le cycle réduit pour ∆θmax = 140 ◦C
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Figure 4.18: Variation des rayons réduits en fonction du rayon statorique extérieur pour 80 ◦C <
∆θmax < 200 ◦C

La figure 4.19 présente la convergence des objectifs de l’optimisation en fonction du nombre
de points sur le cycle. Les objectifs convergent rapidement vers une valeur finale. En effet, dès 3
ou 4 points sur le cycle, les quantités se rapprochent de leurs valeurs finales avec une déviation
inférieure à 10 % et atteignent leurs valeurs finales respectives après 6 points sur le cycle. Ce
résultat montre que le calcul du défluxage sur un nombre de points limité du cycle est suffisant
pour que la machine converge vers sa géométrie optimale. De même, la figure 4.20 illustre les
fronts de Pareto pour 80 ◦C < ∆θmax < 200 ◦C et pour différentes valeurs de N où nous
observons que le front de solutions s’améliore lorsque le nombre de points sur le cycle augmente.
À partir d’un certain nombre de poins, 8 sur la figure, les fronts de Pareto se superposent,
ce qui valide qu’un nombre limité de points évalués sur le cycle est suffisant pour résoudre
l’optimisation.
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Figure 4.19: Étude de la convergence des objectifs en fonction du nombre de points considérés
sur le cycle réduit
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Figure 4.20: Comparaison des fronts de Pareto pour différentes valeurs de N avec 80 ◦C <
∆θmax = 200 ◦C

4.4 Résultats

La figure 4.21 résume la méthode de dimensionnement de l’ensemble {convertisseur - ma-
chine} issue des études établies précédemment dans ce chapitre. La première étape consiste à
calculer la géométrie optimale de la MSAP en intégrant le minimum de points du cycle pour
lesquels l’optimisation locale du courant est réalisée. Cette première étape reprend l’organisa-
tion du diagramme 4.16 et l’algorithme génétique permet la détermination des paramètres de
conception optimaux. Dans un second temps, les lois de défluxage sont calculées sur l’ensemble
du cycle à partir de la géométrie optimale de la MSAP. L’association de ces deux résultats per-
met finalement de minimiser les pertes de l’ensemble {convertisseur - machine} sur un cycle de
fonctionnement. Dans la suite de cette partie, nous considérons un cycle réduit comportant 8
points. Bien qu’un cycle avec 8 points soit supérieur au cycle critique (évalué autour de 6 dans
la partie précédente) qui peut converger vers la solution finale, il permettra d’assurer une marge
de sûreté plus élevée dans les résultats à suivre moyennant un temps de calcul supplémentaire
raisonnable.
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Figure 4.21: Méthodologie finale de calcul de l’ensemble {convertisseur - machine} - Découplage
maximal de l’optimisation de la géométrie et l’optimisation de la commande

99



CHAPITRE 4. OPTIMISATION DU DIMENSIONNEMENT DES SOUS-SYSTÈMES BP ET HP
CONSTITUANT UN MODULE DE CONVERSION

4.4.1 Comparaison des machines avec et sans prise en compte du convertis-
seur

Nous proposons dans un premier temps de comparer la machine obtenue par la méthode
précédente avec prise en compte du convertisseur avec le résultat présenté dans la section 4.2.3
issu de l’analyse formelle des pertes de la MSAP uniquement. Les géométries de machines sont
comparées côte-à-côte dans le tableau 4.8 pour un échauffement de 140 ◦C ainsi que les lois de
commande et bilans énergétiques.

Dans la minimisation des pertes de la MSAP, rappelons que l’épaisseur d’aimant n’admet
pas de valeur optimale, le résultat mène à une gamme de MSAP à réactance variable et que
l’équation électrique de tenue en tension n’est pas intégrée dans l’optimisation. Par conséquent,
pour permettre une comparaison pertinente des deux systèmes, on choisira pour la MSAP seule
la même épaisseur d’aimant que la valeur optimale obtenue dans l’optimisation de l’ensemble
et le nombre de conducteurs/pôle/encoche est fixé a posteriori pour une tension maximale de
600 V. Néanmoins, il faut noter qu’en pratique si le convertisseur n’était pas pris en compte
dans le dimensionnement, des aimants suffisamment grands pour minimiser le courant seraient
préférés.

L’ajout du convertisseur entraîne l’augmentation du nombre de paires de pôles ainsi que la
diminution de la hauteur des encoches alors que le rayon extérieur est identique. Au niveau de
la géométrie, la prise en compte du convertisseur entraîne finalement une nouvelle configuration
de la géométrie interne, mais la géométrie extérieure reste identique.

En ce qui concerne les nouvelles lois de commande, la prise en compte des pertes convertisseur
affaiblit la valeur de l’angle de l’auto-pilotage par rapport au défluxage issu de la minimisation
des pertes de la machine seule pour permettre l’amélioration du facteur de puissance. Comme dis-
cuté dans la partie étudiant l’influence du convertisseur sur les lois de commandes, ces résultats
confirment que l’optimisation de l’ensemble mène effectivement à l’obtention d’un compromis
entre Ψ et φ pour la réduction des pertes totales.

Enfin, les quantités de pertes sont comparées. Finalement l’augmentation du nombre de
paires de pôles dans la machine et la reconfiguration des lois de défluxage entraînent l’augmen-
tation des pertes fer de plus de 12 %, mais permettent la diminution des pertes cuivre. Ainsi,
la quantité totale de pertes dans la MSAP reste à peu près équivalente, d’où la géométrie ex-
térieure qui reste égale pour le même échauffement donné. Toutefois, la reconfiguration de la
géométrie, l’optimisation des paramètres de la réactance (nc et emg), la prise en compte de la
contrainte de tension et le défluxage assurent ensemble une réduction significative des pertes
dans le convertisseur de 60 %. Par conséquent, les pertes totales sont réduites de 27 %.
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Table 4.8: Comparaison de la MSAP sans et avec prise en compte du convertisseur pour
∆θmax = 140 ◦C et Udc = 1200 V

MSAP {CVS - MSAP}
Paramètres géométriques

p 17
R 0.680 m
Rs/R 0.84
Rw/R 0.94
nc 0.52
e 2.7 mm
emg 2mm

p 21
R 0.683 m
Rs/R 0.86
Rw/R 0.92
nc 0.72
e 2.7 mm
emg 2 mm

Représentation graphique du stator
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Bilans énergétiques
< PJ > 3.22 kW
< Pmg > 3.75 kW
< Pmsap > 6.97 kW
< Pcvs > 6.71 kW
< Ptot > 13.7 kW
V ol 0.988 m3

< PJ > 3.09 kW -4.10 %
< Pmg > 4.21 kW +12.3 %
< Pmsap > 7.30 kW +4.74 %
< Pcvs > 2.65 kW -60.4 %
< Ptot > 9.95 kW -27.3 %
V ol 1 m3 +1.21 %

101



CHAPITRE 4. OPTIMISATION DU DIMENSIONNEMENT DES SOUS-SYSTÈMES BP ET HP
CONSTITUANT UN MODULE DE CONVERSION

4.4.2 Validation rapide du modèle de l’optimisation pour Nopt = 8

Une validation rapide du processus de conception de la MSAP sur le cycle minimal dont le
nombre de points est réduit à 8 est réalisée. Pour les points les plus significatifs du profil de cycle,
à savoir pour la puissance minimale (t = 0 s) et la puissance maximale (t = 180 s), la quantité de
couple électromagnétique ainsi que les niveaux d’induction dans les dents et la culasse du stator
extraits d’une simulation 2D avec les éléments finis sont comparés aux résultats issus du modèle
analytique. Le tableau 4.9 compare ces grandeurs électromagnétiques. Notons que les valeurs de
Cm extraites de la simulation 2D sont des valeurs de couple moyen mesuré sur le périmètre de
la MSAP et au milieu de l’entrefer. De même, les valeurs des inductions, B̂d et B̂c, extraites de
la simulation 2D sont des valeurs moyennes calculées à la surface des dents et de la culasse.
On constate que les résultats calculés par éléments finis et ceux issus de la méthode 1D sont
à peu près similaires, avec de faibles variations entre les deux méthodes. En effet, la déviation
maximale de 5 % sur la quantité de couple et une différence maximale allant jusqu’à 7 %
sur les inductions sont suffisamment faibles pour confirmer que le modèle mathématique de
la méthodologie présentée dans ce chapitre est suffisamment précis pour le calcul du circuit
magnétique et ainsi valider la bonne convergence de l’optimisation vers la solution finale avec
Nopt = 8. La figure 4.22 donne la distribution du champ magnétique dans le stator. Le niveau
d’induction dans le circuit magnétique reste globalement inférieur à 1.4 T. Ce résultat valide
l’hypothèse réalisée dans le calcul analytique qui considère que le champ magnétique est contraint
au domaine linéaire.

Table 4.9: Comparaison des inductions minimales et maximales issues du calcul analytique et
de la simulation par éléments finis

Quantité Min Max
Modèle analyt. Simu. 2D δ% Modèle analyt. Simu. 2D δ%

Cm(kNm) 3.73 3.54 5.09 % 27.4 28.6 4.38 %
B̂c(T) 0.205 0.190 7.31 % 0.242 0.240 0.833 %
B̂d(T) 1.18 1.10 6.78 % 1.39 1.45 4.32 %

Figure 4.22: Distribution du champ magnétique dans le stator de la MSAP BP optimisée pour
N = 8 pour le point de fonctionnement de puissance maximale
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4.4.3 Application au module de conversion de REMORA : Synthèse des di-
mensionnements des sous-systèmes BP et HP

Le tableau 4.10 synthétise les résultats issus de l’optimisation des dimensionnements pour
un échauffement de 140 ◦C. Pour le dimensionnement de la machine HP, la méthodologie de
calcul est analogue à celle développée précédemment pour la machine BP. Pour le modèle de la
MSAP, les mêmes constantes rassemblées dans le tableau 4.2 sont considérées et les paramètres
du convertisseur HP sont donnés dans l’annexe B.2. Le synopsis de calcul est appliqué pour un
cycle réduit HP de 8 points. Les résultats de la machine BP sont donnés dans la partie précédente.
Pour la machine HP, la figure 4.23 donne une représentation graphique des dimensions du stator
et la figure 4.24 illustre les lois de commande optimales par défluxage du sous-système HP.
On observe un défluxage moins important que pour le sous-système BP, car les pertes CVS
occupent une proportion plus importante dans le bilan total. Toutefois, le rendement moyen reste
supérieur à 98 % sur l’ensemble du cycle de fonctionnement. On observe à nouveau l’intérêt du
dimensionnement sur cycle avec la prise en comptes des pertes CVS car le rendement maximal
est atteint pour un point de fonctionnement inférieur au point de puissance maximale.

Table 4.10: Dimensionnement optimal des sous-systèmes de pompage BP et HP composant un
module de conversion de REMORA

Sous-système BP HP
p 21 10
R 0.683 m 0.897 m
Rs/R 0.86 0.77
Rw/R 0.92 0.80
nc 0.72 0.39
e 2.7 mm 3.6 mm
emg 2 mm 2.4 mm

Figure 4.23: Représentation géométrique du stator de la machine HP pour ∆θmax = 140 ◦C
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Figure 4.24: Lois de commande optimales du sous-système HP pour ∆θmax = 140 ◦C

4.4.4 Validation thermique sur une charge / décharge complète d’un module
de REMORA

Pour terminer l’étude des dimensionnements BP et HP, nous proposons dans cette partie
d’analyser le comportement thermique des sous-systèmes sur un fonctionnement complet de
REMORA. L’objectif est de valider les dimensionnements réalisés sur un cycle de fonctionnement
ainsi que les hypothèses émises dans la méthodologie d’un point de vue thermique.
Pour cela, nous considérons que chacun des modules suit les étapes de fonctionnement successives
suivantes :

1. A l’état initial, la station de stockage est entièrement vide, l’état de charge est de 0%.
2. La plateforme assure une charge complète des réservoirs, soit chaque module assure 167

cycles consécutifs (voir partie 3.4.3).
3. Après la charge complète du stockage, REMORA est à l’arrêt pendant 6 h et l’état de

charge est de 100 %.
4. La plateforme assure ensuite une restitution complète de l’énergie électrique au réseau,

les modules fonctionnement avec une vitesse de rotation inverse durant 167 cycles jusqu’à
atteindre à nouveau un état de charge nul.

4.4.4.1 Analyse thermique des machines

L’élévation de température des systèmes BP et HP au cours du fonctionnement détaillé
ci-dessus s’établit par résolution des équations de la chaleur respectives suivantes :

mMSAPBP cp
δθ
dt + h SthBP δθ = PMSAPBP

mMSAPHP cp
δθ
dt + h SthHP δθ = PMSAPHP

(4.65)

avec cp la capacité massique thermique du matériau, h le coefficient d’échange thermique et SthBP
et SthHP les surfaces d’échange thermique des machines BP et HP. mMSAPBP et mMSAPHP sont
les masses respectives des machines BP et HP. Le calcul de la masse d’une MSAP est détaillé
dans l’annexe C.
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Avec une température ambiante à l’état initial de 20 ◦C, la figure 4.25 donne l’évolution de
la température des machines BP et HP au cours d’une charge/décharge complète de REMORA.
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Figure 4.25: Évolution de la température au cours d’une charge / décharge complète de la
station de stockage REMORA

Le modèle thermique considéré dans l’optimisation prend en compte une température moyenne
répartie dans la MSAP pour une élévation de température de 140 ◦C (voir éq. (4.55)). Or, les
résultats montrent que dans les deux cas, les machines n’atteignent pas ce régime permanent
thermique pour lesquelles elles sont dimensionnées qui est de 160 ◦C avec une température
initiale de 20 ◦C. Au vu de ces résultats, la prise en compte du régime thermique dans l’outil de
calcul serait une perspective afin d’améliorer le dimensionnement de la MSAP au détriment d’un
temps de calcul plus long. En effet, l’équation thermique transitoire nécessite l’ensemble de la
caractéristique de fonctionnement comprenant des successions de cycles élémentaires. Toutefois,
nous observons que la température tend tout de même vers la limite de régime permanent, même
si la machine BP s’en rapproche davantage que la machine HP.
Par conséquent, bien que l’hypothèse de calcul réalisée dans le dimensionnement des MSAPs
entraîne un sur-dimensionnement thermique, le modèle thermique moyen reste une approche
valable et rapide afin d’intégrer la contrainte thermique dans l’optimisation. Dans chacun des
systèmes, l’écart entre la température maximale réelle et la température de dimensionnement
reste effectivement faible (< 10 ◦C).
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4.4.4.2 Analyse thermique des convertisseurs

L’objectif de l’intégration du convertisseur dans le dimensionnement de la machine est de
permettre la réduction des pertes totales. Toutefois, d’un point de vue conception, le conver-
tisseur est uniquement vu comme une contrainte dépendante des propriétés intrinsèques des
semi-conducteurs qui le composent. On obtient par la suite des lois de commande optimales
qui seront appliquées au convertisseur au cours des cycles de fonctionnement successifs. D’un
point de vue thermique, ce fonctionnement va entraîner une élévation de température au niveau
des semi-conducteurs. Or, un IGBT est défini par une température maximale admissible qui ne
peut être dépassée, généralement autour de 125 ◦C, pour assurer un fonctionnement sain du
convertisseur. Ainsi, il s’agit ici de réaliser une étude de sûreté afin de valider que les cyclages
thermique des convertisseurs BP et HP au cours du temps n’entraîneront pas une dégradation
des semi-composants.

Pour cela, le modèle thermique d’un module IGBT présenté sur la figure 4.26 est employé.
Il est basé sur la connexion en série des impédances respectives qui composent les trois couches
d’un module IGBT soit les puces IGBT et diode, le boîtier et le système de refroidissement.

Vdc ∼

Pdiode

PIGBT

Foster’s model
IGBT

Foster’s model
diode

Rc−h Rh−a

Ch−aTa

Tjdiode

TjIGBT

Tc Th

Figure 4.26: Modèle thermique du convertisseur de puissance

À partir d’une température ambiante, Ta, les pertes dans chacun des semi-conducteurs du
convertisseur (voir éqs. (4.38) à (4.42)) entraînent une élévation des températures internes,
notées TjIGBT et Tjdiode . Compte tenu des sollicitations des semi-conducteurs, le comportement
thermique des semi-conducteurs est décrit par le modèle transitoire de Foster, figure 4.27. Il
est basé sur la connexion en série d’impédances RC parallèle et rend compte de l’interpolation
à l’ordre 4 du comportement thermique dynamique du composant donné par le constructeur.
Ensuite, la diode et l’IGBT sont connectés ensemble au boîtier qui est défini par la température
Tc. Rc−h est la résistance équivalente entre le boîtier et le dissipateur, donnée séparément dans
les données constructeur de l’IGBT (Rc−hi) et de la diode (Rc−hd). Elle s’écrit :

Rc−h = Rc−hiRc−hd
Rc−hi +Rc−hd

(4.66)

Enfin, Th donne la température au niveau du dissipateur thermique. Le modèle thermique du
dissipateur est également un circuit RC parallèle. La résistance Rh−a est dimensionnée pour
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dissiper suffisamment de chaleur de telle sorte que TjIGBT et Tjdiode ne dépassent pas la tempé-
rature maximale autorisée. La valeur de la capacité Ch−a est calculée à partir de la constante de
temps de la technique de refroidissement utilisée dans le radiateur. Compte tenu de la puissance
impliquée dans cette application, nous considérerons un dissipateur de chaleur à convection
forcée avec une constante de temps d’environ 100 s [113]. Les modules IGBTs composants les
convertisseurs LP et HP sont fournis par ABB et les valeurs des différents paramètres du modèle
thermique sont données dans l’annexe B.

R1 R2 R3 R4

C1 C2 C3 C4

Tj Tc

Figure 4.27: Modèle de Foster décrivant le comportement thermique dynamique du semi-
conducteur considéré

Appliqué au même fonctionnement que précédemment (1 charge complète, 6h d’arrêt puis 1
décharge complète), la figure 4.27 donne l’évolution des températures au niveau des différentes
parties d’un module IGBT composant le convertisseur BP puis le convertisseur HP. Selon les
fiches techniques des composants, une température de jonction maximale de 125 ◦C est acceptée.
Ensuite, en considérant Ta = 25 ◦C, le dissipateur de chaleur est dimensionné pour permettre
une évacuation de la chaleur de 100 ◦C en régime permanent.

Nous observons tout d’abord que ni le premier ni le second IGBT n’atteignent la tempé-
rature maximale, garantissant bien un fonctionnement sain des deux convertisseurs durant le
fonctionnement complet de la station REMORA. Pour l’IGBT BP, une marge de 19 % de la
température par rapport à la température maximale admissible est relevée. Une marge plus
faible est mesurée sur l’IGBT HP soit 3,8 %, mais reste cependant inférieure. Enfin, l’analyse
thermique des IGBT BP et HP montre que les fluctuations cycliques de la puissance dans cette
application sont favorables au comportement thermique des semi-conducteurs qui n’atteint pas
un régime stationnaire où les IGBTs seraient soumis à la température maximale observée du-
rant des heures de fonctionnement. Notons que ces résultats sont fortement dépendants des
propriétés de l’IGBT considéré et que dans cette configuration-ci ces résultats soulignent que le
fonctionnement uniquement en régime transitoire des IGBTs permettrait par la suite d’envisager
une réduction du dimensionnement des convertisseurs de puissance voire un gain sur le coût de
l’installation.
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Figure 4.27: Évolution de la température d’un module IGBT au cours d’une charge / décharge
complète de la station de stockage REMORA

Conclusion du chapitre
Les études réalisées dans ce chapitre proposaient un dimensionnement optimisé des sous-

ensembles {convertisseur - machine} des étages BP et HP sur leurs cycles de fonctionnement
respectifs. Les études sont basées sur une optimisation de la MSAP par minimisation des pertes
à partir d’une approche de conception sur cycle développé au laboratoire. À partir de la MSAP
obtenue, nous avons étudié l’influence du convertisseur sur l’optimisation des paramètres géo-
métriques de la MSAP ainsi que sur les lois de défluxage pour la minimisation des pertes de
l’ensemble de la chaîne de conversion. Les résultats obtenus ont mis en évidence l’intérêt de
prendre en compte les pertes du convertisseur directement dans l’optimisation de la géométrie
de la MSAP.

Or, dès lors que les pertes du convertisseur sont intégrées dans le calcul, le degré de com-
plexité du problème accroît et la résolution rapide par l’analyse formelle devient impossible. D’un
autre côté, la résolution purement heuristique avec prise en compte du cycle de fonctionnement
complet exige un temps de calcul trop long. Ainsi, nous avons proposé de réduire le cycle de
fonctionnement à quelques points afin de restreindre le temps de calcul. Pour cela, une étude
sur la convergence des résultats montrent que l’évaluation des lois de défluxage sur 6 points
uniformément répartis sur le cycle est suffisant pour estimer les pertes moyennes et mener à
l’optimisation de la géométrie de la machine.

En comparant les dimensionnements obtenus avec et sans prise en compte du convertisseur,
il est souligné que prendre en compte le convertisseur dans la conception de la MSAP n’influe
pas sur la géométrie externe de la machine, mais entraîne une reconfiguration de sa géométrie
interne. Ce nouvel arrangement au sein de la MSAP permet finalement de trouver le compromis
optimal entre l’angle de défluxage et l’angle du facteur de puissance afin de minimiser l’ensemble
des pertes du système {convertisseur - machine}.
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Chapitre 5

Commande et mise en œuvre d’un
module de conversion de REMORA
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CHAPITRE 5. COMMANDE ET MISE EN ŒUVRE D’UN MODULE DE CONVERSION DE
REMORA

Introduction

Dans le chapitre 3, les stratégies de contrôle-commande au BEP permettent d’optimiser le
rendement de la chaîne de conversion de l’arbre mécanique jusqu’à l’air comprimé. À partir des
profils obtenus, le chapitre 4 permet le dimensionnement des sous-systèmes électromécaniques qui
optimisent les performances intrinsèques des équipements électriques (convertisseur et machine)
en tenant compte du cahier des charges mécanique défini par les équations au BEP.

Ce chapitre propose de rassembler les deux parties de la conversion électropneumatique
étudiées dans les deux chapitres précédents au travers de l’étude complète d’un module de
conversion soit : la modélisation, la commande et la mise en œuvre expérimentale. Il a pour
but dans un premier temps de valider les lois de vitesse à partir d’un schéma de régulation
vectorielle classique défini au préalable. Ensuite, la mise en place d’un banc d’essai expérimental
basé sur l’émulation du système de pompage permettra de valider les lois de régulation de
vitesse en fonctionnement cyclique. Enfin, une amélioration du schéma de contrôle du modèle
sera discutée afin de générer automatiquement les lois de commande locales du courant qui
permettent de réduire les pertes du système électrique.

5.1 Synthèse de l’étude des performances d’un module de conver-
sion électropneumatique

À partir de la modélisation du module de conversion complet, la conception d’un simulateur
numérique a pour but d’élaborer des lois de commande en vitesse qui permettront d’assurer les
performances du module au BEP.

5.1.1 Modélisation de la conversion électromécanique et de son schéma de
commande

Cette étude s’intéresse en premier lieu à la modélisation de la conversion électromécanique.
Pour cela, afin d’éviter des temps de calcul trop élevés, nous travaillerons à partir des modèles
moyens des convertisseurs statiques de l’électronique de puissance. Contrairement à un modèle
topologique variable où le pas de calcul doit être bien inférieur à la période de commutation, un
modèle moyen rend compte du comportement du système moyenné sur une période de commu-
tation. L’intérêt est de limiter la simulation à un pas de calcul plus élevé, et ainsi de réduire le
temps de la simulation. Ces modèles sont largement employés pour la modélisation des systèmes
multi physiques où chaque système physique possède sa propre échelle de temps et souvent pour
des durées de simulation longues. La mise en œuvre de ces modèles est rappelée ci-dessous et
détaillée dans les références [114,115].

5.1.1.1 Modélisation du module de conversion dans le repère de Park

a) Modèle du convertisseur à MLI
Le convertisseur de tension à MLI est représenté sur la figure 5.1 en fonctionnement onduleur.
Les IGBTs sont supposés parfaits. L’utilisation des onduleurs de tension permet la réver-
sibilité en courant donc la même topologie et les mêmes équations sont valables lorsque le
module fonctionne en mode production d’énergie où l’onduleur opère comme un redresseur.
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Udc

idc

i3

i2

i1
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u1

ū1

u2

ū2

u3

ū3

Figure 5.1: Schéma de l’onduleur de tension à MLI

ui et ūi, avec i = 1, 2 ou 3, représentent les fonctions de commutation réciproques qui
pilotent chaque bras de l’onduleur. Lorsque l’interrupteur du haut est fermé, ui = 1. Par
réciprocité, l’interrupteur du bas est ouvert pour éviter un court-circuit dans un bras, soit
ūi = 0. Inversement, lorsque l’interrupteur du haut est ouvert, u1 = 0, celui du bas doit être
fermé soit ūi = 1.
Dans cette configuration, les tensions de sortie sur les trois bras de l’onduleur s’écrivent en
fonction de la tension du bus DC, Udc, et des fonctions de commutation selon l’équation
suivante : v1

v2
v3

 = Udc
3

 2 −1 −1
−1 2 −1
−1 −1 2


u1
u2
u3

 (5.1)

De même, le courant côté DC, idc, se calcule à partir des fonctions de commutation et des
courants dans les trois phases tel que :

idc =
(
u1 u2 u3

)i1i2
i3

 (5.2)

Pour travailler à partir des grandeurs moyennes, l’hypothèse émise considère que les fonc-
tions moyennes de commutation sur une période de découpage, Tsw, sont directement les
fonctions modulantes de la MLI. En notant mi les fonctions de commutation moyennes,
cette hypothèse se traduit par l’équation suivante [114] :

mi ≈
1
Tsw

∫ Tsw

0
ui dt (5.3)

Ainsi, avec Vi et Ii les valeurs moyennes des tensions et courants triphasés, le modèle moyen
du convertisseur est : V1

V2
V3

 = Udc
3

 2 −1 −1
−1 2 −1
−1 −1 2


m1
m2
m3

 (5.4)

Idc =
(
m1 m2 m3

)I1
I2
I3

 (5.5)
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Pour la suite de la modélisation, on adoptera la représentation du modèle moyen dans le
repère tournant (d,q) selon les transformées de Park qui conservent la puissance. Les matrices
de changement de repère sont les suivantes :

Xabc→dq =
√

2
3

 cos(ωet) cos(ωet− 2π
3 ) cos(ωet− 4π

3 )
−sin(ωet) −sin(ωet− 2π

3 ) −sin(ωet− 4π
3 )

 (5.6)

Xdq→abc =
√

2
3


cos(ωet) −sin(ωet)

cos(ωet− 2π
3 ) −sin(ωet− 2π

3 )
cos(ωet− 4π

3 ) −sin(ωet− 4π
3 )

 (5.7)

ωe est la vitesse électrique définie telle que ωe = pΩ.
En appliquant les équations (5.6) et (5.7) aux équations (5.4) et (5.5), le modèle de l’onduleur
dans le repère (d,q) est :

(
Vd
Vq

)
= Udc

(
md

mq

)
(5.8)

Idc =
(
md mq

)(Id
Iq

)
(5.9)

b) Équations de la machine synchrone
Le modèle et l’obtention des différentes grandeurs à partir de la géométrie de la machine
sont développés précédemment dans la partie 4.1. Les équations électriques de la MSAP
dans le repère de Park se synthétisent sous la forme du système suivant :

dId
dt

dIq
dt

 = 1
Ls


Vd
Vq

−
 Rs −ωeLs
ωeLs Rs


Id
Iq

−
 0

ωe
√

3Φ0


 (5.10)

Le couple électromagnétique de la machine s’écrit :

Cm =
√

3pΦ0Iq (5.11)

Enfin, l’équation mécanique d’une MSAP est rappelée ici :

J
dΩ
dt

+ fmΩ = Cm − Cp (5.12)

J est définie comme étant l’inertie totale telle que J = Jm + Jp.
La figure 5.2 représente le schéma fonctionnel basé sur le modèle moyen de l’ensemble
{convertisseur à MLI - MSAP} dans le repère de Park.
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Figure 5.2: Modélisation du convertisseur et de la MSAP dans le repère de Park

5.1.1.2 Schéma de contrôle vectoriel en vitesse de la MSAP

Le principe de l’asservissement en vitesse représenté sur le schéma global (fig. 5.2) est détaillé
sur la figure 5.3. Il se compose d’une boucle interne qui contrôle les courants statoriques dans le
repère (d,q) et d’une boucle externe d’asservissement en vitesse sur l’axe q.

-
+

Ω

CΩ(p) KΦ

C∗
m -

+
I∗q

Iq

CIq(p)
+

+
+

V
′∗
q

LsωeId

ωe

√
3Φ0

1
U∗
dc

V ∗
q mqΩ∗

-
+

I∗d

Id

CId(p)
-

+
V

′∗
d

LsωeIq

1
U∗
dc

V ∗
d md

Régulation de vitesse Régulation des courants

Figure 5.3: Schéma de la régulation de vitesse par contrôle vectoriel dans le domaine de Park

a) Boucle interne de régulation des courants
Les boucles de courant sur les axes d et q permettent de déterminer les signaux de com-
mande de la MLI à envoyer au convertisseur. Pour cela, le calcul des correcteurs linéaires,
CId(p) et CIq(p), doit tenir compte du modèle découplé des équations électriques du système
(éq. (5.10)).
Les tensions découplées, V ′d et V ′q , sont définies dans les équations ci-dessous :

V ′d = RsId + Ls dIddt

V ′q = RsIq + Ls dIqdt
(5.13)
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telles que : 
Vd = V ′d − LsωeIq

Vq = V ′q + LsωeId + ωe
√

3Φ0

(5.14)

FboId (p) et FboIq (p) désignent les fonctions de transfert à corriger des courants respectifs sur
les axes d et q :

FboId (p) = FboIq (p) = 1/Rs
1 + Ls/Rsp

(5.15)

Les correcteurs CId(p) et CIq(p) sont des correcteurs PI classiques de type :

CId(p) = CIq(p) = Ki
1 + τip

τip
(5.16)

Les paramètres, Ki et τi, sont calculés à partir de la dynamique souhaitée en boucle fer-
mée par identification de la fonction de transfert en boucle fermée (éq. (5.17)) à la forme
canonique classique d’ordre 2.

Id(p)
I∗d(p) = Iq(p)

I∗q (p) = 1 + τip

1 + τi
(
Ki+Rs
Ki

)
p+ τiLs

Ki
p2

(5.17)

En considérant ξi le coefficient d’amortissement de la boucle de courant et ω0i la bande
passante souhaitée, les paramètres des correcteurs s’écrivent :

Ki = 2ξiω0iLs −Rs

τi = 2ξi
ω0i
− Rs

ω2
0i
Ls

(5.18)

La consigne de courant sur l’axe q est l’image du couple électromagnétique que l’on souhaite
appliquer à la MSAP. Avec KΦ = 1√

3pΦ0
:

I∗q = KΦC
∗
m (5.19)

La consigne de courant sur l’axe d pourra prendre les deux valeurs suivantes selon le schéma
de contrôle appliqué soit :
— Id = 0 avec Ψ = 0 : la machine est pilotée à couple maximal ;
— Id 6= 0 avec Ψ = Ψopt : la machine est pilotée par minimisation des pertes électriques.

Enfin, les termes de découplage sont finalement ajoutés pour obtenir les tensions de référence,
V ∗d et V ∗q , et le terme 1

U∗
dc

permet d’établir les fonctions modulantes md et mq.
b) Boucle externe de régulation de vitesse

À partir d’une vitesse de rotation de consigne et de la mesure de la vitesse actuelle, la ré-
gulation de vitesse est assurée par le correcteur CΩ(p) (éq. (5.21)) et produit en sortie la
référence de couple électromagnétique.

L’expression de la fonction en boucle ouverte à réguler dans le domaine de Laplace s’établit à
partir de l’ équation de la transmission mécanique rappelée dans l’équation (5.12) et s’écrit :

FboΩ(p) = 1/fm
1 + J/fmp

(5.20)
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CΩ(p) = Kv
1 + τvp

τvp
(5.21)

Avec les deux équations précédentes, le système corrigé en boucle fermée devient :

Ω(p)
Ω∗(p) = 1 + τvp

1 + τv
(
Kv+fm
Kv

)
p+ τvJ

Kv
p2

(5.22)

Par identification du dénominateur avec la forme canonique d’ordre 2 et en considérant ξv le
coefficient d’amortissement de la boucle de vitesse et ω0v la bande passante, les paramètres
de CΩ(p) sont :  Kv = 2ξvω0vJ − fm

τv = 2ξv
ω0v
− fm

ω2
0vJ

(5.23)

5.1.2 Validation de la régulation de vitesse au BEP d’un module de conver-
sion

5.1.2.1 Synthèse du modèle de simulation globale

La figure 5.4 schématise la structure du modèle global du module du réseau électrique jusqu’à
la compression d’air. Les modèles précédents ainsi que les équations de la transmission mécanique
définies dans le chapitre 3 sont intégrés ensemble. Ainsi, le schéma global du modèle inclut les
éléments suivants :
— le modèle moyen de l’ensemble {convertisseur - MSAP} de chaque sous-système BP et HP

qui rassemble le modèle détaillé présenté sur la figure 5.2. Chacun possède indépendamment
les fonctions modulantes md et mq comme entrées et Ω comme grandeur de sortie. Les
deux sous-ensembles partagent le même bus DC. Ils fournissent ensemble le courant total
transité sur le bus DC, Idc.

— le modèle de la transmission mécanique développé dans la partie 3.3.1 comportant les
pompes, les vannes et l’ensemble des chambres de compression.

— le schéma de régulation vectorielle détaillé sur la figure 5.3 appliquée à chaque sous-système
qui permet de réguler les vitesses ΩBP et ΩHP par rapport à leurs références, Ω∗BP et Ω∗HP .

— le contrôle-commande au BEP qui génère les consignes de vitesse optimale.
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Figure 5.4: Représentation de la modélisation globale d’un module de conversion du réseau
électrique jusqu’à l’air comprimé

Les consignes de vitesse sont générées au préalable par l’algorithme de supervision qui calcule
les vitesses de rotation optimales par optimisation des systèmes de pompage au BEP. Ces boucles
de régulation sont effectuées en amont du schéma de régulation de vitesse. En effet, nous avons
mis en évidence le caractère déterministe du système de compression. De plus, dans cette étude,
nous faisons l’hypothèse que le module de conversion fonctionne parfaitement, c’est-à-dire qu’on
ne prend pas en compte des aléas et défaillances au cours du temps. Par conséquent, il est
possible de déterminer à l’avance les lois de commande au BEP, soit "off-line" vis-à-vis de la
régulation dynamique de la vitesse.

Pour la simulation du module, l’ensemble des paramètres du modèle électrique sont rassem-
blées dans le tableau 5.1 et sont issus du dimensionnement des sous-systèmes (voir tab. 4.10).
Les paramètres de la transmission mécanique sont les mêmes que précédemment (voir tab. 3.3).
De plus, étant donné que l’étude est limitée à un seul module de conversion, nous faisons l’hy-
pothèse pour le moment que le module est alimenté par une source DC parfaitement régulée en
tension et de capacité infinie telle que Udc = 1200 V.

Table 5.1: Paramètres du modèle électrique du module de conversion de REMORA

Sous-système BP HP
Φ0 0.36 Wb 0.246 Wb
Rs 5.6 mΩ 1.2 mΩ
Ls 0.186 mH 0.399 mH

Le fonctionnement spécifique du système entraîne une relation directe entre le rendement et
la vitesse de rotation. Ainsi, les performances de régulation de vitesse influent directement sur

116



5.1. SYNTHÈSE DE L’ÉTUDE DES PERFORMANCES D’UN MODULE DE CONVERSION
ÉLECTROPNEUMATIQUE

le rendement énergétique. Il s’agit donc ici d’évaluer les performances de régulation des vitesses
ΩBP et ΩHP à partir de la synthèse des régulateurs de vitesse tels qu’ils sont définis dans les
équations (5.21) à (5.23).

5.1.2.2 Étude et analyse de la régulation de vitesse à l’aide de correcteurs PI
classique

Le schéma vectoriel de la figure 5.3 contrôlé classiquement par maximisation du couple, soit
avec Id∗BP = Id∗HP = 0, est tout d’abord simulé.

Pour la synthèse des correcteurs de courant à l’aide de l’équation (5.18) des machines BP et
HP, on choisira les paramètres de performance en boucle fermée tels que :

ξiBP = ξiHP = 0.7

ω0iBP = 3
TriBP

ω0iHP = 3
TriHP

(5.24)

avec : 
TriBP = 1

10
LsBP
RsBP

TriHP = 1
10
LsHP
RsHP

(5.25)

De même, les paramètres Kv et τv sont calculés à l’aide de l’équation (5.23) avec les paramètres
suivants : 

ξvBP = ξvHP = 0.7

ω0vBP = 3
TrvBP

ω0vHP = 3
TrvHP

(5.26)

avec : 
TrvBP = 1

50
JBP
fmBP

TrvHP = 1
50

JHP
fmHP

(5.27)

Les performances de la stratégie de commande proposée sont évaluées sur un cycle de fonc-
tionnement en mode stockage. La figure 5.5 illustre l’évolution de la réponse temporelle de la
vitesse du sous-système BP tout au long du cycle. Sur le fonctionnement cyclique, on distinguera
les performances sur deux phases : la phase "active" durant laquelle a lieu la compression d’air
(entre 0 et 180 s) et par conséquent la conversion énergétique au BEP puis la phase de transition
(de 180 s à 190 s) durant laquelle le système retourne dans sa configuration initiale où aucune
conversion énergétique n’a lieu puisqu’il s’agit de la commutation.

La régulation par correction classique PI répond aux attentes de bonne régulation. Le résultat
de la figure 5.5 met en évidence les bonnes performances du régulateur durant le cycle de
compression (de 0 à 180 s) vis-à-vis de la poursuite de consigne et de la robustesse où l’erreur de
suivi reste inférieure à 2 %. Toutefois, on observe que le régulateur peine à poursuivre la vitesse de
référence durant la transition, car l’erreur de vitesse augmente jusqu’à plus de 20 %. Cependant,
dans la mesure où aucune conversion énergétique n’a lieu durant la commutation, l’écart de
vitesse durant la remise à l’état initial n’a pas d’influence sur les performances énergétiques
de la compression. On ne tiendra donc pas rigueur de l’écart de suivi de vitesse durant les
phases de transitions, de plus que la discontinuité entre les deux portions de courbes entraîne
une perturbation brutale et par conséquent un écart de vitesse supplémentaire par rapport à la
consigne.
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Figure 5.5: Régulation de vitesse au BEP du sous-système BP

La figure 5.6 donne l’évolution des grandeurs électriques sur les axes d et q au cours d’un
cycle de compression. Les courants sont illustrés sur la figure 5.6a où on observe que le courant
IdBP est bien maintenu à zéro et que le courant IqBP suit sa référence. La figure 5.6b donne les
composantes de la tension ainsi que la valeur maximale de la tension. Compte tenu de la variation
de vitesse vis-à-vis de la référence, la contrôlabilité du système est assurée sur l’entièrement du
cycle de compression, car celle-ci n’excède pas la tension maximale admissible, qui est de Udc/2
= 600 V.
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Figure 5.6: Évolution des grandeurs électriques de la MSAP BP au cours d’un cycle de com-
pression

Analysons à présent la conséquence de l’erreur de suivi de vitesse sur les performances au
BEP de la pompe. On note Eηp l’écart relatif entre le rendement théorique au BEP pour lequel
sont calculées les consignes de vitesse et le rendement réel et EΩ l’écart relatif entre la consigne
de vitesse et la vitesse réelle. En considérant les équations au BEP (3.15) à (3.17) dans celle du
rendement de la pompe (éq. (3.3)), la puissance hydraulique au BEP dépend de Ω3. De même,
la puissance mécanique au BEP ne dépend uniquement que de la variable Ω3. Ainsi, on peut
facilement établir par propagation des erreurs que Eηp est 6 fois proportionnelle à EΩ :

Eηp ∝ 6 EΩ (5.28)
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Finalement, bien que les performances du régulateur de vitesse prises indépendamment du fonc-
tionnement du système complet peuvent être jugées largement satisfaisantes vis-à-vis de la sim-
plicité et du coût de mise en œuvre d’un correcteur PI classique, l’équation (5.28) met en évidence
un lien direct entre la vitesse et le rendement. Ainsi, une erreur de vitesse maximale de 2 %
comme observée sur la figure 5.5 peut entraîner jusqu’à 12 % d’écart sur la valeur de rendement
de la pompe par rapport au rendement attendu au BEP.

Le même constat est réalisé ci-dessous pour la régulation de la vitesse du sous-système HP.
La figure 5.7 illustre l’évolution de la réponse temporelle de la vitesse ΩHP au cours d’un cycle
de fonctionnement. On constate que l’erreur maximale atteinte pendant la durée de compression
est de 4 %, et entraînera une déviation de plus de 24 % sur le rendement de la pompe HP.
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Figure 5.7: Régulation de vitesse au BEP du sous-système HP

La figure 5.8 donne l’évolution des grandeurs électriques sur les axes d et q au cours d’un
cycle de compression. Comme précédemment, on peut observer sur la figure 5.8a que le courant
IdHP est bien maintenu à zéro et que le courant IqHP suit sa référence. De même, la contrôlabilité
du système est assurée sur l’entièrement du cycle de compression, car celle-ci n’excède pas la
tension maximale admissible de 600 V (fig. 5.8b).
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Figure 5.8: Évolution des grandeurs électriques de la MSAP HP au cours d’un cycle de com-
pression

119



CHAPITRE 5. COMMANDE ET MISE EN ŒUVRE D’UN MODULE DE CONVERSION DE
REMORA

5.1.2.3 Régulation optimale de la vitesse

Pour améliorer la régulation, nous avons proposé dans la référence [116] de synthétiser un
régulateur de type RST. Celui-ci a l’avantage d’avoir un degré de liberté supplémentaire lors
du calcul des polynômes et permet de gérer indépendant la poursuite de consigne et le rejet de
perturbation. Cette structure de régulation permet d’améliorer la précision et la robustesse de
la régulation de vitesse. Or, un correcteur RST classique s’apparente finalement à un PI et il
existe toujours une erreur non nulle qui dégrade le rendement hydraulique au cours d’un cycle
de fonctionnement.

La régulation précédente à l’aide d’un PI met en évidence une erreur de poursuite non nulle
qui augmente au fur et à mesure du temps de compression.
En effet, à titre d’exemple sur le sous-système BP, à partir des équations précédentes, on peut
écrire l’erreur de consigne, EΩBP (p) , dans le domaine de Laplace telle que :

EΩBP (p) = 1
1 +KvBP

1+τvBP p
τvBP p

1/fmBP
1+JBP /fmBP p

Ω∗BP (p) (5.29)

On peut observer sur la figure 5.5 que la consigne de vitesse s’apparente fortement à une parabole
dont la forme serait Ω∗BP (t) = Ω0t

2 soit dans le domaine de Laplace :

Ω∗BP (p) = Ω0
p3 (5.30)

Ainsi à partir de l’équation (5.30), l’erreur de poursuite quand t → +∞ se calcule selon le
théorème de la valeur finale tel que :

lim
t→+∞

EΩBP (t) = lim
p→0

p EΩBP (p) =∞ (5.31)

Ce calcul permet de justifier l’erreur de poursuite avec la correction en PI, car l’écart tend
vers l’infini, c’est-à-dire qu’elle tend à augmenter sur toute la durée du cycle. Dans la cas où nous
souhaitons annuler l’erreur de poursuite, il existe le théorème de duplication suffisante explicité
dans [117] qui propose d’ajouter autant d’intégrateurs dans la boucle de régulation que le degré
de la consigne pour améliorer les performances et annuler l’erreur de poursuite. Par exemple, en
considérant une vitesse de consigne de la forme :

Ω∗BP (p) = Ω0/p
λ (5.32)

Avec λ l’ordre de la consigne, le régulateur CvBP (p) prendra la forme suivante :

C(p) = KvBP

(1 + τvBP p

τvBP p

)λ
(5.33)

Ainsi, pour notre système BP, le calcul d’erreur pour différents ordres du régulateur mène au
résultat : 

si λ = 1 : lim
t→+∞

EΩBP (t) =∞

si λ = 2 : lim
t→+∞

EΩBP (t) = Ω0fmBP τ
2
vBP

KvBP

si λ = 3 : lim
t→+∞

EΩBP (t) = 0

Pour illustrer ces calculs, la régulation de la vitesse BP est simulée sur la figure 5.9 pour
λ = 1, 2 et 3.
Lorsque λ = 1, cela revient au PI classique où on observe une erreur de poursuite croissante
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augmentant jusqu’à 2 %. C’est le même résultat que celui établi précédemment. L’ajout d’un
intégrateur dans le correcteur permet de diminuer considérablement l’erreur. En zoomant sur
l’erreur (fig. (5.9b)), on observe un écart constant d’une valeur de 0.2 %. Enfin, l’ajout d’un
autre intégrateur réduit encore l’erreur par 2. En effet, on mesure une erreur maximale de
l’ordre de 0.1 %. Toutefois, au vu des résultats ci-dessus, notons que l’erreur devrait s’annuler
complètement pour λ = 3 or il existe une erreur résiduelle. On observe finalement l’effet de la
perturbation de couple mécanique sur la régulation de vitesse, mais cela reste négligeable.
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Figure 5.9: Comparaison de l’erreur de poursuite de la vitesse ΩBP (t) pour λ = 1, 2 et 3

Finalement, l’augmentation de l’ordre du correcteur permet de corriger facilement l’erreur
de poursuite de vitesse. Toutefois, l’inconvénient majeur dans la synthèse du correcteur est le
placement de pôles. En effet, avec la forme du correcteur proposé, il n’y a que deux degrés de
liberté pour toute valeur de λ, soit Kv et τv. Dans ce cas, seuls deux pôles conjugués sont fixés
et les autres sont libres ; cela peut donc induire des pôles instables, de plus que l’ajout de chaque
intégrateur entraine un décalage supplémentaire de la phase du système de 90 ˚. Il faut alors
s’assurer de la stabilité et de la robustesse du système.
La figure 5.10 montre le lieu des pôles de la fonction de transfert en boucle fermée pour λ = 1, 2
et 3. L’augmentation de l’ordre du correcteur entraîne un décalage des pôles vers la droite, mais
reste stable pour les trois valeurs de λ considérées.
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Figure 5.10: Comparaison du lieu des pôles du sous-système BP pour λ = 1, 2 et 3
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En résumé, étant donné le profil de vitesse parabolique qu’on souhaite réguler, l’ajout d’inté-
grateurs dans la régulation diminue l’erreur de poursuite sans dégrader la stabilité et la précision
du système. Théoriquement, il faut donc 3 intégrateurs dans le correcteur pour annuler l’écart.
Or, en pratique, l’implantation d’un correcteur spécifique entraine un surcoût important au
niveau du dispositif de commande. Ainsi, la version la plus simple du correcteur est toujours
préférée. Dans le cas de la régulation au BEP des pompes hydrauliques, on pourra considérer
comme acceptable une erreur maximale de +/- 1 %. Le correcteur PI avec λ = 2 est suffisant
pour assurer la régulation de vitesse dans la suite des travaux.

La figure 5.11a illustre l’erreur de suivi de la vitesse HP pour λ = 2 ainsi que le lieu des pôles
correspondant. De même que pour le sous-système BP, l’ajout d’un intégrateur dans le régulateur
CvHP (p) permet de réduire la quasi-entièreté de l’erreur de suivi de vitesse. En parallèle, le lieu
des pôles, figure 5.11b, permet de valider la stabilité du système.
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Figure 5.11: Validation de la régulation de ΩHP (t) avec λ = 2

Enfin, le dernier test pour valider la régulation de vitesse consiste à étudier l’influence de la
variation de l’inertie sur la stabilité du système. En effet, par souci de simplicité et de manque
d’informations, nous avons émis l’hypothèse dans le chapitre 3 que seuls les termes inertiels
mécaniques sont pris en compte dans la modélisation. Dans ce cadre, la modélisation dynamique
de la conversion hydropneumatique est uniquement représentée par l’inertie des pompes à vide,
Jp. Or, en réalité, la variation de débit d’eau et la pression entrainent une variation dynamique
de la charge hydraulique. Ces termes inertiels supplémentaires influent finalement sur l’inertie
Jp qui risque de varier dans le temps en fonction de la charge hydraulique. Même si des outils
de calcul ne nous permettent pas de quantifier simplement cette variation avec exactitude, une
étude paramétrique sur Jp nous permettra de qualifier la sensibilité de l’inertie sur la régulation
de vitesse et sur la stabilité du système.

À partir du correcteur synthétisé ci-dessus, la figure 5.12 donne le lieu des pôles pour une
inertie à +/- 50 % de JBP . Une inertie inférieure à la valeur dimensionnante pour le régulateur
rend le système plus stable alors qu’une augmentation de l’inertie diminue la marge de stabilité.
Toutefois, on observe que le système arrive en limite de stabilité à partir d’une inertie 5 fois
supérieure à JBP . Ainsi, si l’inertie hydraulique augmente au cours du cycle, le résultat montre
que la stabilité du système est conservée pour une large plage de variation de l’inertie, sachant
qu’il est peu probable que la dynamique hydraulique cause une sur pondération de 5 fois l’inertie
à vide et par conséquent des instabilités dans le système.
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Figure 5.12: Étude du lieu des pôles pour différentes valeurs de JBP

La même conclusion est établie pour le système HP dont les lieux des pôles pour différentes
valeurs de JHP sont représentés sur la figure ci-dessous.
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Figure 5.13: Étude du lieu des pôles pour différentes valeurs de JHP

5.1.2.4 Du point de vue des pompes hydrauliques

Les performances de conversion mécanique et hydraulique des deux pompes à l’issue de leur
régulation de vitesse respective sont comparées avec les performances théoriques souhaitées au
BEP (fig. 5.14).
Les figures 5.14a et 5.14b illustrent respectivement les caractéristiques statiques mécaniques et
hydrauliques de la pompe BP et les figures 5.14c et 5.14d les caractéristiques statiques de la
pompe HP. Les points de fonctionnement réels sont proches des fonctions BEP théoriques. Pour
les deux pompes, les écarts maximums entre les courbes théoriques et réelles sont limités à moins
de 1 %, le maximum étant atteint pour les zones de fonctionnement le plus faible en puissance.
Finalement, ces résultats montrent que les structures de régulation vues ci-dessus soumettent
effectivement le fonctionnement dynamique des deux sous-systèmes le long de leurs courbes de
fonctionnement optimales.
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Figure 5.14: Comparaison des performances au BEP théoriques et réelles des pompes BP et
HP

5.2 Validation expérimentale par émulation du système de com-
pression

L’élaboration expérimentale de la chaîne de conversion complète pour la compression d’air est
complexe à mettre en œuvre. En effet, elle nécessiterait les infrastructures nécessaires permettant
le pompage de l’eau ainsi qu’un réservoir spécifique pour le stockage de l’air comprimé. Or, dans
le cadre de nos travaux, l’objectif de l’expérimentation est de valider le bon fonctionnement de
la transmission mécanique entre les équipements électriques et le mécanisme de piston liquide.
Par conséquent, la technique d’émulation de systèmes physiques peut être employée afin de
reproduire le comportement du piston liquide ; elle est largement employée pour l’émulation des
systèmes d’EnR de toute sorte [118–120].

Cette partie s’intéresse à la mise en œuvre de l’émulateur du système de pompage à l’aide
d’un autre système physique simple à mettre en pratique. Celui-ci sera alors commandé de
manière à ce qu’il se comporte au plus proche du système réel afin de valider les performances
de la régulation de vitesse au BEP établie ci-dessus.

5.2.1 Présentation du banc d’essai expérimental

Le banc de test dont la description est donnée sur la figure 5.15 comporte une partie hardware
qui rassemble tous les composants de puissance de l’installation et d’une partie software qui
assure la structure de contrôle.

La chaîne de puissance se décompose en deux parties distinctes :
— la partie côté source : une MSAP permet l’entraînement à vitesse variable de la charge au

travers de la commande de l’onduleur de tension triphasée. Un codeur incrémental permet
l’acquisition de la vitesse de rotation.
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— la partie côté charge : l’arbre de rotation est connecté à une Machine à Courant Continu
(MCC). Celle-ci fonctionne en génératrice et débite sur une charge RC au travers d’un
convertisseur DC/DC. Pilotée en couple, cette partie forme une charge contrôlable.

Figure 5.15: Description du banc d’essai expérimental

Une carte de commande, ici il s’agit d’une carte DSPACE, assure l’interface entre la partie
puissance et le PC. Elle permet l’acquisition de la mesure des différentes grandeurs vers le PC
où est implanté le schéma de commande et restitue en retour les signaux de commande vers les
convertisseurs de puissance. Enfin, des cartes d’adaptation de signaux sont positionnées entre la
carte de commande et les convertisseurs afin d’élever le niveau de tension des signaux sortant
de l’interface (adaptation 5V - 15V).

La représentation physique de chacun de ces éléments est montrée sur la photographie du
banc de test, figure 5.16. Les paramètres du banc d’essai sont rassemblés dans l’annexe D.

5.2.2 Commande de l’émulateur

5.2.2.1 Mise à l’échelle réduite du système réel

Le banc de test présenté ci-dessus nous permettra de tester les lois de vitesse d’une des
MSAPs d’un module. Pour cela, la partie MSAP du banc est identique au système réel et sera
commandée avec le même profil de vitesse cyclique. Le système de pompage dont le fonctionne-
ment est restreint au BEP sera représenté par un couple résistant. Le convertisseur DC/DC est
piloté en couple pour émuler le système de pompage au niveau de la transmission mécanique.
Toutefois, nous disposons d’un banc de test à faible puissance (de l’ordre de quelques kW) donc
des lois d’adaptation de l’inertie doivent être appliquées au cycle réel afin de déterminer le
cycle de fonctionnement à échelle réduite qui garantit les mêmes propriétés inertielles que le
système réel. La similitude entre les masses tournantes réelles et réduites s’écrit selon l’équation
(5.34) [84] où les grandeurs du système à pleine échelle sont notées Xréel et les grandeurs du
dispositif expérimental sont sous la forme Xexpé.

JréelΩ2
réel

Pmréel

=
JexpéΩ2

expé
Pmexpé

(5.34)

Ainsi, on déterminera la puissance nominale du banc et le cycle de vitesse réduite afin de
garantir l’égalité ci-dessus. Elle permet de définir les constantes suivantes :
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
y = Ωréel

Ωexpé

z = Pmréel
Pmexpé

(5.35)

Contraint au BEP, nous avons vu que le couple de la pompe est assimilable à la loi suivante
(voir partie 3.4.1.3) :

Cp = kCpBEP Ω2 (5.36)

avec kCpBEP le coefficient de similitude hydraulique du couple le long de la ligne BEP.
En intégrant les coefficients de l’équation (5.35) dans l’expression précédente, le couple de charge
du système émulé s’écrit :

Cpexpé =
y4kCpBEP

z
Ω2

expé (5.37)

= KBEPΩ2
expé (5.38)

Figure 5.16: Photo du banc d’essai expérimental

5.2.2.2 Schéma de contrôle

La structure de commande du banc de test est donnée sur la figure 5.17. Le schéma de
contrôle de la vitesse de la MSAP est identique à celui présenté dans la partie précédente et
intègre les matrices de changement de repère entre le schéma de commande et l’acquisition/envoi
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de signaux. Côté MCC, l’acquisition de la vitesse permet de déterminer la consigne de couple de
la MCC telle que C∗mcc = KBEPΩ2. Ensuite, cette consigne de couple se traduit par la référence
du courant circulant dans la MCC, notée I∗mcc, selon l’équation suivante :

I∗mcc = 1
kΦmcc

C∗mcc (5.39)

avec kΦmcc qui représente le coefficient de couple de la MCC.
Un correcteur de type PI permet la régulation de ce courant. En sortie, la tension de référence,

V ∗mcc, est envoyée à la MLI où l’acquisition de la tension aux bornes de la charge, VRC , permet
de déterminer le rapport cyclique, αmcc (éq. (5.40)), et de générer les signaux de commutation
à envoyer sur les IGBTs.

αmcc = V ∗mcc
VRC

(5.40)

−
+ ∼

Signaux MLI

dq → abc

Découplage

V ∗
d V ∗

q

CId(p)

CIq (p)
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Id Iq

V
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V
′∗
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I2I1 I3

I∗d
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I∗q

Ω

Ω∗
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Ω2
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I∗mcc
CImcc

(p)

V ∗
mcc

VRC

Figure 5.17: Schéma de la structure de commande de l’émulateur

5.2.3 Résultats expérimentaux

Les résultats suivants permettent tout d’abord de valider le bon fonctionnement des régu-
lations. La figure 5.18 montre le suivi de consigne suite à un échelon de vitesse dans le cas où
la charge est maintenue constante. La vitesse suit bien sa référence et répond à l’échelon avec
des performances satisfaisantes soit un dépassement observé de l’ordre de 7 % et un temps de
réponse inférieur à 10 ms.

De même, la figure 5.19 teste le rejet de perturbation. Un échelon de couple est appliqué à la
MCC alors que la vitesse est maintenue constante. On observe également les bonnes performances
de la régulation, qui rejette bien les perturbations. En effet, l’influence de l’échelon de couple
sur la régulation de vitesse reste faible.

127



CHAPITRE 5. COMMANDE ET MISE EN ŒUVRE D’UN MODULE DE CONVERSION DE
REMORA

2 3 4 5 6 7 8

Temps (s) 

100

150

200

250

300

350

V
ite

ss
e 

M
S

A
P

 (
rp

m
) 

mes
réf

(a) Réponse de la vitesse à un échelon de vitesse de
consigne

2 3 4 5 6 7 8

Temps (s) 

0

0.5

1

1.5

2

2.5

3

C
ou

pl
e 

M
C

C
 (

N
.m

) 

mes
réf

(b) Couple résistant en fonction du temps soumis à une
consigne constante

Figure 5.18: Validation du suivi de la vitesse
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Figure 5.19: Validation du rejet de perturbation

Le fonctionnement du sous-système BP est à présent testé à puissance réduite. Les figures
ci-dessous donnent les performances de régulation de la vitesse BP avec le sous-système de
pompage BP émulé par le couple de la MCC.
Sur la figure 5.20a, le profil de vitesse de référence et la vitesse mesurée sont comparés au cours
de 3 cycles de fonctionnement successifs. La figure 5.20b illustre l’évolution des courants mesurés
sur les axes d et q par rapport à leurs consignes et enfin la régulation du couple de la MCC est
donnée sur la figure 5.19c.
La vitesse suit bien le profil de vitesse cyclique avec précision. De même pour le couple de la MCC,
celui-ci suit correctement sa consigne. En conséquence de ce couple résistant, la MSAP développe
un courant sur l’axe q non nul, dont le profil est représentatif du couple électromagnétique de
la MSAP.

Toutefois, conformément aux études sur la régulation de vitesse établies précédemment, on
devrait observer un retard du suivi de vitesse avec l’utilisation d’un PI simple. Cependant,
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étant donné que le banc d’essai utilisé est réexploité et n’a pas été conçu spécifiquement pour
cette application, les plages de fonctionnement de la vitesse et du courant de la MCC ont dû
être réduites au cours des essais expérimentaux afin que le banc puisse opérer correctement.
Par conséquent, compte tenu de la faible inertie du banc et du facteur d’échelle du couple qui
n’est plus strictement respecté, la régulation de vitesse ne rend pas exactement compte des
performances du système BP.
Néanmoins, ces premiers essais expérimentaux valident tout de même le principe général du
mécanisme de piston liquide cyclique dont le fonctionnement est contraint aux points BEP pour
la compression d’air comprimé efficace. La conception d’un banc spécifique à l’application devra
être envisagée pour permettre l’émulation du comportement réel du système physique.
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Figure 5.19: Résultats expérimentaux de l’émulation du sous-système BP

5.3 Prise en compte du défluxage dans la structure de com-
mande pour la minimisation des pertes du module

Le chapitre précédent proposait le dimensionnement des sous-systèmes électriques minimi-
sant les pertes grâce à la commande par défluxage des machines. L’objectif final de la modélisa-
tion consiste alors à intégrer la commande rapprochée qui minimise les pertes en ligne par action
sur le courant de l’axe d. Pour intégrer le calcul du défluxage dans le modèle de Park proposé
ci-dessus, il est nécessaire de réécrire le modèle de la MSAP ainsi que ses pertes en fonction des
variables dans le plan (d,q). Le développement et l’intégration d’un algorithme minimisant les
pertes dans le la structure de commande sera discutée. Enfin, la simulation finale du module de
conversion complet et optimal par rapport à l’efficacité énergétique conclura cette étude.

5.3.1 Écriture des pertes dans le domaine de Park

Le modèle conventionnel de la MSAP prend en compte les pertes Joules au travers de la
résistance statorique, Rs, mais ne prend pas en compte les pertes fer. La littérature propose un
modèle électrique de la MSAP plus élaborée afin de considérer l’ensemble des pertes de la MSAP
sous forme de résistances électriques. Par la définition de la résistance Rf qui rend compte des
pertes fer de la MSAP, le nouveau modèle électrique de la MSAP sur les axes d et q est représenté
en accord avec les circuits suivants [93,121,122] :
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Figure 5.20: Modèle électrique de la MSAP dans le repère de Park avec prise en compte de la
résistance fer

Avec (Ifd , Ifq) les composantes du courant traversant la résistance des pertes fer et (I0d , I0q)
les composantes du courant magnétisant, ou courant utile dans la MSAP, les composantes de la
tension et du courant sur les axes d et q sont données par les équations suivantes :

Vd = RsId + Ls dIoddt − ωeLsIoq
Vq = RsIq + Ls dIoqdt + ωeLsIod + ωe

√
3Φ0

Id = Ifd + I0d

Iq = Ifq + I0q

(5.41)

Grâce aux équations de passage du courant données en (4.31), les pertes cuivre (éq. (4.15))
s’écrivent dans le repère de Park telles que :

PJ = Rs(I2
0d + I2

0q) (5.42)

Quant aux pertes magnétiques, la représentation électrique permet d’écrire celles-ci comme suit :

Pmg = Rf (I2
fd

+ I2
fq) (5.43)

Or, l’expression des pertes fer proposée en (4.29) ne permet pas d’obtenir l’expression de la
résistance Rf par analogie directe avec l’expression dans le repère de Park ci-dessus. Toutefois,
en remplaçant les courants Ifd et Ifq par leurs expressions établies en régime permanent données
en (5.45), Pmg s’écrit en fonction des courants I0d et I0q :

Pmg = ω2
e

Rf
(
(LsI0q)2 + (

√
3Φ0 + LsIod)2

)
(5.44)

avec :  Ifd = −ωeLsI0q
Rf

Ifq = ωe
√

3Φ0+ωeLsI0d
Rf

(5.45)

En injectant les équations (4.6) à (4.8) et (4.10) dans l’équation (5.44), les pertes fer deviennent :

Pmg = ω2
e

Rf
δ
(
B̂2
f + u2F 2

m − 2uB̂fFm sin Ψ
)

(5.46)

= ω2
e

Rf
δB̂2

r (5.47)
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Le paramètre géométrique γ est donné dans l’expression (4.47) et δ est défini tel que :

δ =
(√

3
24ncRsL

)2

(5.48)

Par identification avec l’expression (4.29), on peut établir l’expression de la résistance Rf en
fonction des paramètres géométriques de la machine et de la vitesse Ω. Rf s’écrit :

Rf = δ

γ

pΩ
khy + kecpΩ

(5.49)

Pour simplifier les calculs suivants, on fera l’hypothèse que les courants dans la résistance
fer sont faibles devant les courants utiles de la machine soit Ifd << I0d et Ifq << I0q . Ainsi les
pertes de la MSAP s’écrivent en fonction des courants Id et Iq et de la vitesse Ω telles que :

PMSAP = Rs(I2
d + I2

q ) + 1
Rf

(
(LspΩIq)2 + (ωe

√
3Φ0 + LspΩId)2

)
(5.50)

Concernant les pertes convertisseur, les équations (4.31), (4.34), (4.37) injectées dans le
modèle des pertes convertisseur (éqs. (4.38) à (4.42)) permettent également de les écrire en
fonction des courants Id et Iq ainsi que de la vitesse Ω :

PCV S = f(Id, Iq,Ω) (5.51)

L’expression étant complexe, elle ne sera pas donnée ici. Le développement des équations citées
ci-dessus permet de la retrouver aisément.

5.3.2 Contrôle du défluxage dans la structure de régulation

À partir de la modélisation dans le repère de Park proposée, l’objectif de cette partie est
d’ajouter au schéma de contrôle en vitesse un algorithme qui permet de générer automatiquement
la consigne du courant sur l’axe d par minimisation des pertes en ligne.

De nombreuses techniques existent dans la littérature. Si la résolution le permet, le calcul
analytique exact des courants de référence est la méthode la plus rapide et la plus simple à
mettre en œuvre. Dans ce cas, le courant Iq est calculé à partir de la consigne de couple et
l’algorithme de défluxage est limité à l’équation directe qui donne le courant Id en fonction de
I∗q et de Ω [110, 123]. Cette méthode convient lorsque seul le défluxage par minimisation des
pertes de la MSAP est requis.
Or, dans la plupart des applications, l’élaboration des consignes de courant prend en compte
les zones de limites de fonctionnement en tension et en courant lorsque soit la tension soit le
courant excède la limite autorisée (fig. 5.21). Dans ce cas, les lois de défluxage doivent être
calculées pour maintenir la tension ou le niveau de courant maximal et l’algorithme général est
réalisé par résolution numérique algébrique [111,124–126].
Enfin, en vue de l’intégration temps-réel du calcul des lois de défluxage, la résolution numérique
possède un temps de calcul trop élevé. Ainsi, une pré optimisation des lois de commande de
références sur une large plage de fonctionnement de la machine est réalisée en amont. Les résul-
tats sont ensuite intégrés à la structure de contrôle à l’aide de tableaux dynamiques ou Look-Up
Tables [127].

Dans notre cas, nous souhaitons prendre en compte les pertes du convertisseur dans le dé-
fluxage de la machine. Ainsi, compte tenu des équations, l’approche de calcul direct du courant
Id n’est pas réalisable. Un algorithme de résolution numérique des équations analytiques per-
mettra de déterminer les lois de commande.
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Figure 5.21: Illustration du diagramme des tensions dans le repère (d,q) pour l’optimisation
du courant Id

À partir de la mesure de Ω et de la consigne de couple soit de I∗q , il consiste à trouver I∗d tel
que : 

I∗d → min
(
PJ(Ω, I∗q , I∗d) + Pmg(Ω, I∗q , I∗d) + PCV S(Ω, I∗q , I∗d)

)
√
V 2
d + V 2

q =
√

3
2 V̂ ≤

√
3Vseuil√

I2
d + I2

q =
√

3
2 Î ≤

√
3Iseuil

(5.52)

La limite de tension, Vseuil, correspond à la tension maximale admissible selon la valeur du
bus DC soit Vseuil = Udc

2
√

2 . Quant au courant limite Iseuil, il correspond au courant maximal
admissible par les IGBTs.

La figure 5.22 présente le schéma de contrôle vectoriel amélioré avec le calcul du courant
sur l’axe d qui remplace le schéma de la figure 5.3 dans le schéma fonctionnel de l’ensemble
{convertisseur - MSAP} (fig. 5.2).
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Figure 5.22: Contrôle vectoriel de la régulation de vitesse avec minimisation des pertes en ligne
par défluxage de la machine
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5.3.3 Résultats de simulation

Les deux figures suivantes donnent les résultats du contrôle à l’issue de la simulation du
module de conversion de REMORA sur plusieurs cycles de fonctionnement. La figure 5.23 illustre
l’évolution des différentes grandeurs du sous-système BP et la figure 5.24 celle des grandeurs du
sous-système HP. Nous retiendrons les résultats suivants :
— Les figures 5.23a, 5.23b, 5.24a et 5.24b montrent les régulations de vitesse respective BP

et HP. Celles-ci ont été discutées et validées dans la partie 5.1.2, on ne reviendra donc
pas sur les performances de la régulation. Toutefois, il est intéressant de noter que l’ajout
de l’algorithme qui génère automatiquement le courant I∗d n’induit pas un retard dans
la boucle de régulation et par conséquent n’altère pas les performances de poursuite de
vitesse.

— Les composantes du courant de la machine BP, IdBP et IqBP , figure 5.23c, reflètent la
commande par défluxage qui induit un courant différent de zéro sur l’axe d. L’amplitude
de IdBP reste très faible devant celle de IqBP , ce qui montre que l’optimum qui minimise
les pertes est obtenu pour un défluxage faible. L’amplitude du courant dans le repère
triphasé, ou ÎBP , est illustrée sur la figure 5.23d. Compte tenu de la valeur critique du
courant supporté par les IGBTs considéré dans le dimensionnement qui est de 1600 A (voir
Annexe B), celle-ci est bien respectée tout le long du cycle.
La même analyse s’applique aux courants circulant dans la machine HP, figures 5.24c
et 5.24d, où on observe que le courant sur l’axe d est bien différent de zéro, mais reste
toutefois faible. Les IGBTs HP possèdent un seuil de courant de 3600 A qui n’est pas
atteint donc le système fonctionne en régime de défluxage optimal tout au long de la
simulation.

— Les composantes de la tension aux bornes de la MSAP BP, VdBP et VqBP , ainsi que VdHP
et VqHP , sont illustrées sur les figures 5.23e et 5.24e. Les amplitudes de la tension dans le
repère triphasé correspondantes sont données dans les figures 5.23f et 5.24f. Dans les deux
systèmes, la tension est bien répartie sur les deux axes de sorte que la tension maximale
n’excède pas la tension maximale admissible qui est de 600 V. Il est important de noter que
ces résultats permettent de valider le bon fonctionnement de l’algorithme de minimisation
des pertes. En effet, les machines simulées ici sont celles issues de l’optimisation. Or, le
dimensionnement conduit à des machines où V̂ ≤ Udc/2 avec V̂max = Udc/2 au point de
puissance maximale. On retrouve bien ce résultat à l’issue de la simulation où on observe
que les tensions maximales BP et HP sont proches de 600 V. Ainsi, les consignes de courant
sont calculées conformément aux résultats attendus.
Enfin, il est intéressant de relever que dans le cas d’une commande classique à couple
maximal, c’est la variable Id qui est représentative de la commande de la machine et reflète
le couple de référence. Lorsque les machines sont pilotées pour minimiser les pertes, il s’agit
d’une commande en puissance et c’est la tension Vd qui la grandeur de commandabilité de
la MSAP et qui reflète la consigne de puissance nécessaire.
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Figure 5.23: Résultats de simulation du sous-système BP avec prise en compte des lois de
défluxage
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Figure 5.24: Résultats de simulation du sous-système HP avec prise en compte des lois de
défluxage
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Conclusion du chapitre
Ce chapitre proposait de synthétiser les études réalisées précédemment soit la mise en œuvre

des lois de commandes ainsi que le dimensionnement des sous-systèmes électriques et d’étudier
le fonctionnement global du module optimal. La modélisation puis la simulation ont permis de
développer les lois de commande nécessaire au fonctionnement efficace du module de conversion.
Il a été établi que l’efficacité du module est sensible aux écarts de régulation ainsi une régulation
de vitesse précise est requise dans cette application. Ensuite, un banc d’essai expérimental a
fait l’objet d’une validation du principe de compression de l’air cyclique au BEP. Finalement,
la structure optimale de la commande compte les lois de défluxage des MSAPs qui génèrent
automatiquement la consigne du courant sur l’axe d, minimisant ainsi les pertes du système.

La simulation finale a montré que le fonctionnement optimal du module conduit à des
échanges de puissance très fluctuantes. Dans la mesure où la plateforme de stockage comporte
un certain nombre de modules en parallèle (ici on en considérera 10), la contrainte de puissance
variable sur chacun des modules est un défi majeur pour l’intégration électrique des modules
entre eux puis pour l’intégration dans un réseau externe.
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Introduction

L’ensemble des travaux réalisés jusqu’à présent ont permis d’aboutir à un module de conver-
sion électropneumatique dont le fonctionnement est optimisé en tout point afin d’assurer de la
compression d’air efficiente. Cependant, ces performances de conversion nécessitent un échange
de puissance électrique de grande amplitude et fluctuante. De plus, comme expliqué dans le
chapitre 2, pour des raisons de redondance et d’efficacité, la plateforme flottante de la station
REMORA comporte un certain nombre de modules en parallèle qui effectuent simultanément la
conversion de puissance. L’ensemble de ces modules est connecté électriquement au même point
de raccordement. Ainsi, la réplication du fonctionnement optimal sur chacun des modules de la
plateforme conduit à un flux de puissance global au niveau de ce nœud de connexion élevé où
l’amplitude de la puissance est proportionnelle au nombre de modules intégrés.

Ainsi, ce dernier chapitre propose d’élargir l’étude du stockage REMORA à la plateforme
et d’en étudier l’intégration électrique des modules entre eux. Pour cela, la première partie
discutera de l’architecture interne de la plateforme de raccordement des modules ainsi que de
son fonctionnement global. Ensuite, compte tenu des fluctuations de puissance transitant au sein
de la plateforme, une attention particulière est portée sur le dimensionnement du bus continu qui
assure le point de connexion inter modules. Finalement, à partir du développement du modèle et
de la commande globale de la plateforme, le chapitre conclura par la simulation du comportement
de la plateforme de conversion complète.

6.1 Interconnexion des modules par déphasage du fonctionne-
ment des modules entre eux

La figure 6.1 rappelle le principe d’interconnexion des modules qui permet de former la plate-
forme de conversion électropneumatique complète. Un nœud électrique permet la segmentation
de la puissance entre les modules d’une part. De l’autre côté de la plateforme, le raccordement
des liaisons pneumatiques permet d’additionner l’air comprimé pour en expulser la somme vers
le réservoir de stockage sous-marin. On s’intéresse dans cette partie uniquement au raccordement
électrique interne et au dimensionnement de la plateforme qui permet la connexion électrique
inter modules.

Figure 6.1: Rappel de l’architecture interne de la plateforme
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6.1.1 Définition de l’architecture électrique interne de la plateforme

En préambule aux études proposées dans la suite de ce chapitre, il est important de noter
que le travail de l’intégration électrique est limité au réseau interne de la plateforme composée
des modules. Tous les éléments à l’extérieur de la plateforme tels que la liaison vers la terre,
la sous-station offshore, et autres, ne sont pas étudiées dans cette thèse. L’objectif n’étant pas
d’étudier les interactions avec le réseau électrique externe, mais le réseau interne au stockage,
nous ferons l’hypothèse que le point d’entrée de la plateforme est un réseau électrique classique
triphasée basse tension de 690 V entre phases. Cette source de tension sera supposée parfaite et
d’énergie infinie durant toute cette étude.

La redondance et la parallélisation des systèmes électriques sont très fréquentes dans les
réseaux de grande puissance, car cela permet principalement de pallier les limitations de ten-
sions / courant imposées par l’électronique. Cela favorise d’autant plus l’efficacité générale du
système et la redondance pour la fiabilité de fonctionnement [128]. La question du raccordement
des modules entre eux est une problématique semblable à celles que l’on retrouve dans les sys-
tèmes d’énergie renouvelable [129] et plus largement dans les micro-grids [130–132]. Elle porte
notamment sur le type de point commun à savoir DC ou AC.

La figure 6.2 illustre les deux types de raccordement possible appliqué à la plateforme de
REMORA. Comme mentionné en 3.3, l’étude est réalisée pour une plateforme comportant 10
modules en parallèle (noté M 1, M 2, ..., M 10 sur les illustrations).
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Figure 6.2: Comparaison des architectures de raccordement des modules au sein de la plate-
forme

Sur la figure 6.2a, les modules sont reliés à un point de connexion AC. Dans ce cas, chaque
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module est équipé d’un convertisseur AC/DC afin de convertir la tension AC en tension DC
et de gérer le flux de puissance entre le point de connexion et le module. De l’autre côté, la
figure 6.2b montre la connexion inter modules au niveau du bus DC. Dans ce cas, une station
de conversion globale de type AC/DC de grande puissance assure le dispatching de la puissance
entre l’entrée de la plateforme et les 10 modules.

En comparant les deux solutions proposées, on retiendra la seconde solution qui a l’avantage
d’avoir le moins de convertisseurs d’électronique de puissance, ce qui favorise la réduction des
pertes [133]. De plus, compte tenu des fluctuations de la puissance des modules, l’addition des
puissances en liaison DC sera plus simple à mettre en œuvre que l’addition en liaison AC.
Néanmoins, notons que la seconde solution est dépendante d’une unique station de conversion
AC/DC, ce qui limite la tolérance aux pannes et entraîne l’arrêt complet du stockage en cas de
problème. Ainsi, une version améliorée avec la subdivision en deux bus DC regroupant chacun
5 modules pourra être envisagée (fig. 6.3). Dans ce cas, si une panne survient au niveau d’une
station AC/DC, un fonctionnement à 50 % de la puissance totale est toujours possible.
Dans le cadre des travaux présentés ici, nous limitons les études au fonctionnement sain de
la plateforme. La configuration de la figure 6.2b sera donc considérée dans la suite comme
architecture de raccordement inter modules.
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Connexion DC

Station AC/DC

Source AC
690 V

Station AC/DC

Figure 6.3: Point de connexion subdivisé en deux bus DC

6.1.2 Étude du déphasage temporel du fonctionnement des modules

Avec la configuration de connexion de la figure 6.2b, la mise en parallèle des modules iden-
tiques entraîne d’autant plus l’augmentation de l’amplitude de la puissance requise. La figure 6.4
montre le flux de puissance au niveau de la liaison DC d’un seul module et de la plateforme.
Le courant DC d’un module, figure 6.4a, possède une grande fluctuation avec une amplitude
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de courant de l’ordre de 3 kA. De même, en considérant une tension du bus DC parfaitement
régulée de 1200 V, une variation cyclique de puissance est sollicitée par le module, variant
de 360 kWà 3.9 MW(fig.6.4b). Ces variations représentent finalement l’échange de puissance
électrique avec le réseau électrique en entrée de la plateforme. Pour l’interconnexion de 10 mo-
dules, les oscillations au point de connexion DC sont 10 fois plus élevées. L’amplitude de la
puissance, soit l’image du courant total DC, varie de 36 MW en l’espace de quelques minutes.
Par conséquent, dans l’état de fonctionnement actuel de la station de stockage, il serait difficile
d’envisager REMORA comme un soutien au développement des énergies fluctuantes alors que
son fonctionnement lui-même fluctue fortement.

0 2 4 6 8 10
0

10

20

30

40

module plateforme

(a) Courant transitant sur le bus DC
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Figure 6.4: Comparaison des caractéristiques électriques requises sur le bus DC pour un module
de conversion et la plateforme complète

6.1.2.1 Entrelacement des modules pour le lissage de la puissance totale

Pour pallier à cela, il faut pouvoir atténuer cette variation de puissance et "lisser" la puis-
sance au niveau du bus continu. Une des méthodes très utilisées dans la littérature consiste à
hybrider le bus continu avec des systèmes de stockage de nature et de propriétés différentes. Ces
systèmes jouent alors le rôle de tampon et absorbent la puissance excédentaire ou la restituent
afin de lisser le flux de puissance principal [134,135]. Cependant, dans notre cas d’application, la
puissance totale mise en jeu est telle que le stockage secondaire pour le lissage de cette puissance
nécessiterait une puissance et une capacité de stockage très élevée. Dimensionner un organe de
stockage secondaire possédant une capacité énergétique du même ordre, voire supérieure à celle
du stockage principal REMORA est absurde ; ce qui ne fait pas de l’hybridation une solution
viable dans l’état actuel du système.

Néanmoins, bien que la plateforme REMORA mette en évidence des propriétés de fonction-
nement très contraignantes, un des avantages du système REMORA est d’avoir une architecture
électrique redondante dont le fonctionnement est décuplé sur plusieurs unités de conversion.
Ainsi, la redondance des modules est mise à profit pour atténuer la variation de puissance. Nous
proposons alors une nouvelle configuration de fonctionnement de la plateforme au sein de la-
quelle les modules admettent un déphasage temporel de fonctionnement les uns par rapport aux
autres. Avec 10 modules, une distribution uniforme du fonctionnement des modules sur un cycle
de compression de 190 s permet l’entrelacement des puissances de chaque module au point de
connexion DC, figure 6.5.
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Figure 6.5: Déphasage temporel du fonctionnement des 10 modules

Dans cette nouvelle configuration où les modules sont déphasés, la puissance totale nécessaire
sur le bus DC est comparée avec l’ancienne configuration où le fonctionnement est en phase sur
la figure 6.6. Alors que le fonctionnement initial admet des oscillations de puissance de l’ordre
de 36 MW et une puissance maximale de 38.5 MW, le déphasage des modules permet d’une part
la réduction de la puissance totale de 24 MW et d’autre part l’amplitude des oscillations est
réduite à 1.7 MW. On voit alors l’intérêt de l’entrelacement des modules qui permet un premier
lissage "naturel" de la puissance efficace, 21 fois plus petite, sans ajouter de système de stockage
additionnel.
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Figure 6.6: Comparaison de la puissance totale au point de connexion DC lorsque les modules
sont phasés et déphasés
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6.1.2.2 Analyse de la sensibilité du nombre de modules sur le fonctionnement
déphasé de la plateforme

Les travaux présentés dans la thèse se limitent à une plateforme composée de 10 modules, car
cela permet de former une station de stockage d’une capacité de 90 MWh moyennant un temps
de charge/décharge totale raisonnable pour un stockage de grande puissance, soit environ 8h
(voir section 3.4.3). Cependant, selon les spécificités liées à l’application du stockage REMORA,
ce dimensionnement pourra être amené à changer. Pour cela, le nombre de modules pourra
également être amené à varier. Ainsi, cette partie propose une analyse de sensibilité de la varia-
tion du nombre de modules composant une plateforme sur le déphasage et les caractéristiques
électriques qui en découlent.

Pour différents nombres de modules connectés en parallèle, la figure 6.7 donne l’évolution de
la puissance totale dans le temps au point de connexion DC lorsque les modules opèrent en fonc-
tionnement déphasé. L’ajout de modules dans la plateforme apporte évidemment l’augmentation
de la puissance totale mais cela permet de réduire considérablement les variations. Avec 5 mo-
dules, l’amplitude de l’ondulation est réduite à 2.4 MW pour une puissance totale de 8.3 MW.
À partir de 10 modules déphasés, la variation de puissance reste inférieure à 1.7 MW pour
une puissance maximale de 14.7 MW. Enfin, 15 modules sont nécessaires pour réduire cette
amplitude en dessous du MW.
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Figure 6.7: Puissance totale au point de connexion DC en fonction du nombre de modules
fonctionnant en déphasage

La figure suivante, figure 6.8, donne la déviation entre la puissance maximale et la puissance
moyenne pour un nombre de modules déphasés compris entre 1 et 15. Un module seul comporte
un écart maximal de près de 180 % de la puissance moyenne. La figure 6.8a montre alors que
jusqu’à 5 modules en parallèle permettent de réduire considérablement cet écart. En effet, pour
5 modules, celui-ci est réduit à 21 %. Après 5 modules, on observe que la progression de la
diminution réduit. La figure 6.8b fait un zoom sur la déviation calculée à partir de 5 modules.
On note que 10 modules permettent une variation par rapport à la moyenne de 7.9 %. Au-delà
de ce nombre, 5 modules de plus ne permettent qu’une réduction de 4 % supplémentaire, ce qui
correspond à une réduction de l’amplitude de l’ondulation en dessous du MW.
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Figure 6.8: Étude de la variation entre la puissance maximale et la valeur moyenne en fonction
du nombre de modules connectés en parallèle

Finalement, après analyse des deux figures ci-dessus, un nombre significatif de modules en
parallèle permet un lissage efficace de la puissance totale admise sur le bus continu. Toutefois, au-
delà d’un certain nombre de modules, le gain devient moins significatif. Dans le cadre de l’étude
réalisée dans cette thèse, ces résultats soulignent que la mise en parallèle de 10 modules est un
bon compromis entre un lissage de la puissance efficace (<10 %) et le nombre d’équipements
dans la plateforme.

Plus généralement, quelle que soit la puissance du système de compression dans un module,
le comportement et les lois de variations resteront similaires au facteur d’échelle près. Ainsi,
lorsque la station devra être dimensionnée pour une application particulière, il sera intéressant de
dimensionner une plateforme avec au moins 5 modules pour réduire les fluctuations de puissance.
Toutefois, au-delà d’une certaine puissance, il vaudra mieux envisager d’augmenter la puissance
des modules et non pas le nombre de modules en parallèle. En effet, l’augmentation du nombre
de modules nécessite une redondance des équipements et par conséquent un coût supplémentaire
à la plateforme alors que son impact sur la flexibilité de la puissance est moindre.

6.1.3 Étude du convertisseur côté réseau : comparaison des configurations de
fonctionnement synchronisées et déphasées

Le convertisseur côté réseau doit assurer la conversion AC/DC d’une grande quantité de puis-
sance. Avec le bus DC de 1200 V, les courants traversant le convertisseur sont élevés (>10 kA).
Or, l’électronique de puissance est limitée technologiquement par les modules IGBTs et les ni-
veaux de tension et courant maximum qu’ils peuvent supporter. Par exemple, le fabricant ABB
propose une gamme de modules IGBTs basse tension (Vseuil = 1700 V) dont le plus puissant
est limité à un courant de 3600 A [136]. Ainsi, pour assurer le courant total requis au niveau du
bus continu, soit les IGBTs doivent être mis en parallèle pour augmenter la capacité de courant
soit ce sont les convertisseurs entiers qui sont placés en parallèle [137,138].

Dans cette étude, nous faisons le choix de ne considérer qu’un seul convertisseur global au
sein duquel les IGBTs sont associés en parallèle pour fournir la tenue en courant désirée (fig. 6.9).
Notons néanmoins qu’il s’agit d’un cas simplifié et idéalisé où la mise en parallèle des IGBTs n’al-
tère pas les propriétés intrinsèques de chacun. En réalité, la mutualisation des semi-conducteurs
peut entraîner un couplage thermique et modifier les lois de comportement thermique de cha-
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cun des IGBTs. De même, des problèmes d’équilibrage de courants entre les IGBTs peuvent
apparaître et modifier les propriétés électriques des composants [139]. Toutefois, dans l’objectif
d’une première quantification du dimensionnement et des pertes du convertisseur, les effets de
couplage seront négligés, les IGBTs seront supposés parfaitement équilibrés et indépendants les
uns des autres.

Cbus

Idcg Idcm

Udc

Rg Lg Ig1
Ig2
Ig3

Eg

Figure 6.9: Schéma de principe du convertisseur côté réseau

Les IGBTs considérés sur les trois bras du convertisseur sont des IGBTs théoriques composés
d’un certain nombre d’IGBTs en parallèle.
Le courant DC en sortie du convertisseur côté réseau est noté Idcg . Idcm rend compte du courant
total DC admis par les 10 modules de conversion interconnectés tel que :

Idcm = Idcm1 + Idcm2 + ...+ Idcm10 (6.1)

6.1.3.1 Analyse du dimensionnement et des pertes

Pour dimensionner et analyser le bilan énergétique du convertisseur côté réseau, sa puissance
apparente est requise. Afin de l’estimer, on considère que le convertisseur est piloté à facteur
de puissance unitaire (la commande du convertisseur sera détaillée plus tard). La puissance
apparente, notée Sg, s’écrit :

Sg =
√

3UgIg (6.2)

Une estimation du courant Ig consiste à faire l’approximation suivante, en négligeant les pertes
du convertisseur :

Ig ≈
UdcIdcm√

3Ug
(6.3)

Avec le module IGBT HyPak proposé par ABB dont les caractéristiques sont données dans
l’annexe B (il s’agit du même IGBT que celui qui équipe les convertisseurs HP), le tableau 6.1
rassemble les dimensionnements du convertisseur selon les deux configurations de fonctionnement
proposées.
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Table 6.1: Dimensionnement du convertisseur côté réseau en mode de fonctionnement synchro-
nisé et déphasé

Configuration Sg Ig max. Nb d’IGBTs en
parallèle

Nb d’IGBTs to-
tal dans le CVS

Phasés 38.5 MVA 32.2 kA 13 78
Déphasés 14.7 MVA 12.3 kA 5 30

Le premier résultat évident à souligner est que le nombre total d’IGBTs est grandement
supérieur dans le convertisseur selon la première configuration. Sachant que le courant maximal
admissible par un IGBT est de 3600 A, l’association parallèle de 13 IGBTs permet d’assurer
un courant total de 32.2 kA. Dans ce cas, le nombre total d’IGBTs requis lorsque les modules
fonctionnent de manière synchronisée est de 6 x 13 IGBTs soit 78. Lorsqu’ils sont déphasés, le
nombre d’ IGBTs en parallèle assurant la circulation du courant total chute à 5 ; ce qui réduit
le nombre total d’IGBTs à 30.

À partir du même modèle des pertes CVS développé en 4.1.5, l’évolution des pertes est
comparée selon les deux configurations proposées. Sur la figure 6.10a, on compare la répartition
des pertes sur un IGBT. Sur la figure 6.10b, le bilan énergétique total de l’électronique de
puissance pour la conversion côté réseau est donné.
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Figure 6.10: Comparaison des pertes électriques de l’électronique de puissance côté réseau selon
les deux configurations dans une plateforme composée de 10 modules
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Il est observé qu’au niveau d’un seul IGBT, on retrouve le même niveau de pertes maximales,
mais la moyenne est plus faible dans le fonctionnement synchrone. En effet, un cas favorise la
moyenne des pertes de par la fréquence d’apparition plus faible et les amplitudes plus grandes. Le
second cas favorise l’amplitude qui est fortement diminuée. Par conséquent, le niveau de pertes
oscille autour d’une valeur moyenne plus élevée avec une fréquence 10 fois plus grande. Toutefois,
la comparaison du bilan des pertes totales reste bien meilleure dans le cas de fonctionnement
déphasé ; ce résultat est cohérent compte tenu de la différence du nombre d’IGBTs

6.1.3.2 Étude et comparaison du cyclage thermique des IGBTs

Les résultats (fig. 6.10) mettent en évidence un intérêt direct du déphasage des modules
pour la réduction des pertes et du nombre de composants. Or, il mettent également en évidence
un comportement des IGBTs différents : un cas favorise une sollicitation moins fréquente des
IGBTs, mais subit des sollicitations brusques de grande amplitude alors que l’autre cas sollicite
en permanence les IGBTs, mais de manière quasi constante. Ainsi, l’objectif de cette étude est
d’examiner le comportement thermique des composants selon les spécifications des deux cas cités
ci-dessus et d’en donner une estimation quant à leurs durées de vie.

À partir du modèle électrique équivalent explicité dans la partie 4.4.4, le comportement
thermique d’un IGBT est comparé ci-dessous. Les figures 6.11a et 6.11b donnent l’évolution
d’un IGBT soumis à un fonctionnement synchronisé des modules au cours de plusieurs cycles
de conversion. De même, les figures 6.11c et 6.11d donnent l’évolution d’un IGBT soumis à un
fonctionnement déphasé et le tableau 6.2 compare les deux comportements.

Premièrement, les résultats valident le fonctionnement fiable et sain du convertisseur dans les
deux cas, car les températures de jonction des IGBTs n’excèdent pas la température maximale
autorisée de 125 ◦C. Les températures maximales sont approximativement les mêmes dans les
deux cas. Comme précédemment, la différence principale est dans la dynamique des fluctua-
tions. La première configuration possède de grandes amplitudes de température avec ∆TjIGBT
= 73.8 ◦C mais une période de 190 s. Lorsque les modules sont déphasés, ∆TjIGBT est réduit
à moins de 10 ◦C, mais des petites oscillations autour de la valeur moyenne apparaissent avec
une fréquence de 19 s. Finalement, il est intéressant de convertir ces comportements en durée
de vie. À l’aide du modèle développé en [140], la durée de vie d’un IGBT lorsque la plateforme
fonctionne en mode déphasé peut être estimée à environ deux fois plus longue que celle d’un
IGBT de la configuration synchrone.

Table 6.2: Comparaison du comportement thermique des IGBTs selon les deux configurations
de fonctionnement

Configuration Phasés Déphasés

TjIGBT max. 117 ◦C 122 ◦C

TjIGBT moy. 71.2 ◦C 117 ◦C

∆TjIGBT 72.1 ◦C 9.7 ◦C

Période 190 s 19 s
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Figure 6.11: Comparaison de l’évolution de la température d’un module IGBT côté réseau en
fonction des deux configurations

6.2 Dimensionnement du bus continu : Étude de la stabilité de
la plateforme

Jusqu’à présent, le bus continu qui assure la répartition de puissance entre le réseau électrique
en entrée de la plateforme et les modules était considéré comme une source de tension idéale.
Nous nous intéressons dans cette partie au dimensionnement de la capacité du bus continu qui
permettra d’assurer un fonctionnement opérationnel et stable de la plateforme de conversion.

6.2.1 Introduction au dimensionnement de la capacité du bus continu

La multiplication des modules sur le réseau DC engendre des interactions électriques entre
l’ensemble des convertisseurs de puissance connectées. Par exemple, dans la plateforme compo-
sée de 10 modules, pas moins de 20 convertisseurs statiques sont connectés au même point et
échangent des flux de puissance qui sont collectés par le convertisseur côté réseau. Ainsi, si le bus
continu est mal dimensionné, cela peut provoquer un comportement instable de la plateforme,
d’autant que dans cette application tous les échanges de puissance sont fluctuants.
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La stabilité du réseau est fortement dépendante de la valeur de la capacité du bus continu.
Plus la valeur de la capacité est élevée, plus le bus DC aura un comportement qui tend vers celui
d’une source de tension parfaite. Par conséquent, plus la capacité du bus continu est importante
et plus le système s’assurera d’avoir un fonctionnement stable.
La valeur de la capacité du condensateur du bus DC est généralement calculé à partir de consi-
dérations énergétiques simples et de la dynamique de régulation souhaitée. Par exemple, une
des formules classiques pour dimensionner le bus DC est la suivante [141] :

Cbus ≥
∆P Tr

∆Udc Udc
(6.4)

avec ∆P la variation de puissance maximale, Tr le temps de réponse de la commande pour
ajuster la puissance et ∆Udc la variation de tension maximale acceptée sur le bus DC.

Avec les amplitudes de courant donné dans le tableau 6.1, une tension de bus DC de 1200 V et
une variation maximale de la tension de 5 % soit 60 V, le calcul aboutit à une valeur de Cbus
l’ordre de quelques Farads... La maturité technologique des condensateurs ne permet pas de pro-
poser à l’heure actuelle des capacités de cet ordre-là. Par exemple, le fabricant Cornell Dubilier
propose un condensateur de type polypropylène de 1200 V dont la capacité maximale est limitée
à 770 µF [?]. Ainsi, pour former une capacité équivalente de 1 F, près de 1300 condensateurs de
ce type sont nécessaires soit, avec 1.8 kg par condensateur, environ 2.3 tonnes de condensateurs.

Ces considérations de dimensionnement de la capacité du bus DC dans les réseaux multi
charges ont mené au développement dans la littérature d’études permettant de réduire la valeur
de la capacité tout en garantissant la stabilité et le bon fonctionnement du réseau. La réduction
du bus DC est permise selon deux actions principales : soit par la mise en place de structures de
commandes élaborées qui permettent de découpler le fonctionnement des convertisseurs entre
eux soit à partir de l’étude de la stabilité du système [142, 143]. Dans la suite de cette étude,
nous choisirons la seconde méthode afin de définir une capacité de bus DC valable dans le cas
de la plateforme REMORA tout en conservant par la suite une structure de régulation du bus
DC et de la puissance simple.

6.2.2 Critère de stabilité d’un réseau interconnecté sur un bus DC

Deux types de méthodes sont proposées dans la littérature pour étudier la stabilité d’un
réseau distribué : les méthodes algébriques et les méthodes graphiques.

Parmi les méthodes algébriques, on retrouve le critère de Routh qui permet de définir l’état
d’un système, stable ou instable, à partir de l’analyse de l’équation caractéristique du système
complet. L’analyse formelle des équations du système permet également d’exploiter le critère du
signe des pôles de la fonction de transfert ou encore d’étudier les valeurs propres de la matrice
d’état après linéarisation du système autour d’un point de fonctionnement. Ces méthodes ont
l’avantage de proposer une condition nécessaire et suffisante de stabilité et ainsi d’obtenir la
valeur minimale de la capacité. Toutefois, la non-linéarité des équations des sous-systèmes élec-
triques nécessite la mise en œuvre de modèles mathématiques complexes et souvent uniquement
solvables par des outils de calcul formel tels que Maple ou Maxima [144–146].

Les méthodes graphiques se basent quant à elles sur la comparaison d’impédances à partir
de l’analyse fréquentielle des sous-systèmes. Elles sont très utilisées dans l’industrie, car elles
sont simples et rapides à mettre en œuvre. Appelées spectroscopie d’impédances, elles reposent
sur l’idée que chaque sous-système peut s’écrire sous la forme d’une impédance équivalente pour
un point de fonctionnement donné [147–149]. Si on considère un dispositif de source alimentant
un dispositif de charge au travers d’un bus DC, l’impédance de la source définit l’impédance de
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sortie (Zout) et l’impédance de la charge (Zin) définit l’impédance d’entrée vis-à-vis du bus DC
(fig. 6.12).

Source Charge

δIdc

δUdc

Zout Zin

Figure 6.12: Méthode de spectroscopie d’impédances

À partir des impédances des sous-systèmes, le réseau électrique distribué est stable si les
deux conditions suivantes sont vérifiées :

1. Les sous-systèmes de source Zout et de charge Zin sont indépendamment stables.
2. La fonction de transfert Zout/Zin est stable.
Le critère de Middlebrook est le critère de stabilité le plus commun dans la littérature

pour étudier la stabilité de la fonction Zout/Zin. Selon Middlebrook, le système est stable si
|Zout/Zin| < 1. Cette condition se traduit graphiquement sur un diagramme de Bode où le
module de Zout doit être strictement inférieur au module de Zin ou encore sur le diagramme de
Nyquist où le tracé de Nyquist de la fonction Zout/Zin doit être contraint à l’intérieur du cercle
unitaire, figure 6.13.
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Figure 6.13: Critère de Middlebook illustré sur un diagramme de Nyquist - Zone de stabilité
de Zout/Zin

Dans le cas où N charges, d’impédances respectives Zini avec i = [1;N ], sont connectées sur
le même bus continu, la seconde condition du critère de stabilité devient :

N∑
i=1

∣∣∣∣ZoutZini

∣∣∣∣ < 1 (6.5)

Toutefois, il faut noter que ce critère est un critère de stabilité suffisant, mais pas nécessaire.
D’autres méthodes dérivées du critère de Middlebrook telles que le critère d’ESAC ou MGMP
(Marge de Gain Marge de Phase) ont été développées et proposent des conditions plus souples
qui permettent d’élargir la zone de stabilité [150].

6.2.3 Application à la plateforme REMORA

À l’aide de l’analyse petits signaux du modèle mathématique de chaque impédance, la mé-
thode de spectroscopie d’impédances est appliquée à REMORA afin d’établir un dimensionne-
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ment du bus DC qui assure la stabilité de la plateforme en fonction du nombre de modules
interconnectés et de la configuration de fonctionnement.

6.2.3.1 Calcul des impédances d’entrée et de sortie

Au sein de chaque module de la plateforme, il y deux a types de charges définissants ainsi
les deux types d’impédances d’entrée :

— ZinBP : impédance du sous-système {convertisseur - MSAP} de l’étage BP ;
— ZinHP : impédance du sous-système {convertisseur - MSAP} de l’étage HP.

La forme générale de l’impédance d’un ensemble {convertisseur - MSAP} est donnée par la
formule suivante :

Zin = b0 + b1p+ b2p
2 + b3p

3 + b4p
4

a0 + a1p+ a2p2 + a3p3 + a4p4

Les coefficients a0, a1, a2 a3, a4, b0, b1, b2 b3 et b4 dépendent des paramètres de la machine,
des paramètres de la boucle d’asservissement de vitesse et des différentes grandeurs évaluées
au point de fonctionnement considéré. Le développement complet du modèle est issu de [144].
L’expression des paramètres et la validation numérique des impédances obtenues sont données
dans l’Annexe E.1.

Du côté du réseau, l’analyse du convertisseur associé au filtre du réseau permet d’établir
l’impédance de sortie. Son expression est la suivante :

Zout = c1p

d0 + d1p+ d2p2

Le développement du modèle est issu de [147]. L’expression des coefficients c1, d0, d1 et d2 sont
donnée dans l’annexe E.2 ainsi que la validation du modèle avec la simulation.

6.2.3.2 Principe de la méthode : Application à une plateforme unitaire composée
d’un module

L’étude est réalisée pour le point de fonctionnement le plus contraignant au niveau du bus
continu. Dans le cas d’une plateforme composée d’un seul module, on considère que le point de
fonctionnement le plus contraignant est le point de puissance maximale au niveau du bus DC.
Avec un module, la puissance maximale correspond à la somme des puissances maximales des
sous-systèmes BP et HP, ce qui correspond à l’instant t = 180 s sur un cycle de fonctionnement
(fig. 6.4b). Pour ce point, les impédances d’entrée, ZinBP et ZinHP , sont calculées et Zout est
évaluée pour différentes valeurs de capacité. Finalement, on peut déterminer la capacité minimale
qui assure la stabilité du système par lecture graphique du diagramme de Bode ou de Nyquist.

La figure 6.14 illustre le critère de stabilité appliqué à un module pour différentes valeurs
de capacités. Le graphe 6.14a donne le gain de l’impédance d’entrée. On observe que pour C =
10 mF, |Zout| n’est pas strictement inférieure à |Zin| sur la toute la plage de fréquences. Ainsi,
d’après le critère de Middlebrook, le système est instable. Or, pour C = 25 mF, |Zout| < |Zin|
donc le système est stable. Toutefois, dans l’objectif de limiter la taille de la capacité du bus
DC, on retiendra la valeur minimale qui assure la stabilité du système, soit ici Cmin = 15.2 mF.
Ce résultat s’illustre également sur la figure 6.14b sur laquelle sont représentés les diagrammes
de Nyquist de la fonction Zout/Zin pour les 3 valeurs de capacités. On remarque alors que la
capacité de valeur C = 25 mF assure la stabilité du système, car le tracé de Nyquist est restreint
dans le cercle unitaire, contrairement à la valeur C = 10 mF pour laquelle le tracé sort de la
zone de stabilité. De même, on retiendra la valeur Cmin = 15.2 mF qui se rapproche le plus du
cercle unitaire.
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Figure 6.14: Étude de la stabilité pour un module connecté au bus DC pour différentes valeurs
de capacité

Pour s’assurer que le point le plus contraignant est effectivement le point de puissance maxi-
male, la figure 6.15 montre la valeur de la capacité minimale déterminée selon la même méthode
que précédemment pour chaque point de fonctionnement du cycle d’un module. La capacité
dont la valeur est la plus élevée est obtenue pour le point de puissance maximale à t = 180 s.
Cela confirme que la détermination de la capacité qui assure la stabilité au point de puissance
maximale assure également la stabilité pour l’ensemble des points du cycle.
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Figure 6.15: Détermination de la capacité minimale pour chaque point de fonctionnement du
cycle selon le critère de stabilité

6.2.3.3 Extension de la méthode à plusieurs modules interconnectés

La méthode est maintenant appliquée à l’architecture électrique de la plateforme de stockage
REMORA afin de déterminer la valeur du point de connexion DC qui garantit la stabilité de la
plateforme en fonction du nombre de modules connectés en parallèle et du type de fonctionne-
ment (synchrone ou déphasé).

Pour chaque configuration, selon le nombre de modules connectés et le type de fonctionne-
ment (synchrone ou déphasé), le critère de stabilité pour le point de fonctionnement sur le bus
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DC le plus contraignant (c’est-à-dire à puissance maximale) est appliqué. La méthode de calcul
est la suivante :

Pour chaque configuration comprenant N modules en parallèle :
1. Détermination du point de puissance maximale sur le bus DC, noté Pdcmax :

— En fonctionnement synchrone : Pdcmax est atteint à tsync = 180 s quelque soit le
nombre de modules.

— En fonctionnement déphasé : Pdcmax est atteint à tdeph = 190/N s.
2. En ce point, les données de puissance et de vitesse de chaque étage dans

chaque module sont récupérées :
— pour k = [1 ; N], récupération des données :

[
PmBPk (tsync), ΩBPk(tsync)

]
[
PmHPk (tsync), ΩHPk(tsync)

] en fonctionnnement synchrone


[
PmBPk (tdeph), ΩBPk(tdeph)

]
[
PmHPk (tdeph), ΩHPk(tdeph)

] en fonctionnnement déphasé

3. Calcul des impédances de sortie :
pour k = [1 ; N], calcul de : [

ZinBPk , ZinHPk

]
4. Pour Pdcmax, évaluation de l’impédance de sortie Zout pour différentes valeurs

de capacités Cbus.
5. Application du critère de Middlebrook – Détermination de la capacité mi-

nimale :

— pour k = [1 ; N] :
k∑
i=1

∣∣∣∣∣Zout
(

1
ZinBPk

+ 1
ZinHPk

)∣∣∣∣∣ < 1

La figure 6.16 donne les résultats obtenus où l’évolution de la valeur de la capacité minimale
pour différents nombres de modules en parallèle et pour les deux configurations est tracée.
Finalement, pour 10 modules connectés en parallèle, la valeur de la capacité qui assure la stabilité
de la plateforme est de 152 mF lorsque les modules sont en phase et de 58 mF lorsqu’ils sont
déphasés. En plus de réduire la puissance transitant sur le bus DC, le déphasage permet ainsi
de diminuer le dimensionnement du bus continu par 3.
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Figure 6.16: Évolution de la valeur de la capacité minimale du bus DC en fonction du nombre
de modules en parallèle et de la configuration (fonctionnement synchrone ou déphasé)

6.3 Modélisation et simulation de la plateforme composée de 10
modules

Après avoir déterminé une valeur de capacité du bus continu qui assure la stabilité du réseau,
l’objectif de cette dernière partie est d’élaborer le modèle complet de la plateforme afin de valider
par simulation le fonctionnement des 10 modules de conversion interconnectés.

6.3.1 Modélisation et commande du convertisseur côté réseau

Cette première partie a pour but d’élaborer le modèle mathématique du convertisseur côté
réseau et de la liaison DC ainsi que sa structure de contrôle en vue de la simulation du système
complet.

6.3.1.1 Modélisation

Selon les mêmes principes que pour la modélisation des sous-systèmes électriques dans les
modules établie dans le chapitre précédent, le modèle moyen du système côté réseau, figure 6.9,
dans le domaine de Park peut se modéliser selon la représentation suivante :

Modèle moyen du
réseau

Modèle moyen du
convertisseur à MLI

Igq

Igd

mgq

mgd

Vgq

Vgd

-
+

Idcg Modèle moyen du
bus DC

Udc

Idcm

Régulation de
la tension Udc

Figure 6.17: Modélisation du système du réseau au bus DC
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a) Modèle moyen du réseau
En considérant que la composante de la tension du réseau sur l’axe d, Egd , est alignée avec
la tension sur l’axe 1, Vg1 , les composantes de la tension du réseau ont pour expression :

Egd =
√

3Eg (6.6)
Egq = 0 (6.7)

Les équations électriques du réseau s’écrivent selon le système suivant :
dIgd

dt

dIgq
dt

 = 1
Lg


Vgd
Vgq

−
 Rg −ωgLg
ωgLs Rs


Igd
Igq

−
Egd

0


 (6.8)

où ωg est la pulsation du réseau de fréquence 50 Hz.
b) Modèle du convertisseur

Avec mgd et mgq les fonctions de commutations moyennes dans le repère (d, q), le modèle
du convertisseur est régi par les équations suivantes :

(
Vgd
Vgq

)
= Udc

(
mgd

mgq

)
(6.9)

Idcg =
(
mgd mgq

)(Igd
Igq

)
(6.10)

c) Modélisation de la liaison DC
La liaison DC modélise le point de raccordement entre le système côté réseau et l’ensemble
des modules. À partir du courant DC du convertisseur côté réseau, Idcg , et de la somme des
courants en entrée de chaque module, Idcm (éq. 6.1), la loi des nœuds au niveau du point de
connexion DC permet d’écrire la relation suivante :

Cbus
dUdc
dt

= Idcg − Idcm (6.11)

6.3.1.2 Schéma de contrôle vectoriel

La stratégie de contrôle du convertisseur permet de contrôler les flux de puissance échangée
grâce à l’asservissement des courants sur les axes d et q. Une boucle externe sur l’axe d assure la
régulation de la tension du bus continu. Le principe de l’asservissement de la tension représentée
sur la figure 6.17 est détaillé sur la figure 6.18.

a) Boucle interne de régulation des puissances
Avec l’application de la transformée de Park qui conservent les puissances et avec Egq = 0,
les puissances actives et réactives échangées avec le réseau s’écrivent :

 Pg = EgdIgd

Qg = EgdIgq
(6.12)

Les équations ci-dessus montrent que les puissances actives et réactives sont gérées indépen-
damment sur les axes d et q à partir de l’asservissement des courants d et q.
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Figure 6.18: Schéma d’asservissement de la tension Udc

À partir du modèle développé dans l’équation (6.8), les courants sont régulés selon le modèle
découplé. En définissant les tensions découplées, V ′gd et V

′
gq , les tensions Vgd et Vgq s’écrivent :

Vgd = V ′gd − LgωgIgq + Egd

Vgq = V ′gq + LsωgIgd
(6.13)

avec : 
V ′gd = RsIgd + Ls dIgddt

V ′gq = RsIgq + Ls dIgqdt
(6.14)

FboIgd
(p) et FboIgq (p) désignent les fonctions de transfert à corriger des courants respectifs

sur les axes d et q telles que :

FboIgd
(p) = FboIgq (p) = 1/Rg

1 + Lg/Rgp
(6.15)

Les correcteurs CIgd (p) et CIgq (p) sont des correcteurs PI classiques de type :

CIgd (p) = CIgq (p) = Kgi

1 + τgip

τgip
(6.16)

Les paramètres, Kgi et τgi , sont calculés en respectant la dynamique souhaitée en boucle
fermée par identification de la fonction de transfert en boucle fermée ci-dessous à la forme
canonique classique d’ordre 2 (éq. (6.17)).

Igd(p)
I∗gd(p)

=
Igq(p)
I∗gq(p)

= 1 + τgip

1 + τgi

(
Kgi+Rg
Kgi

)
p+ τgiLg

Kgi
p2

(6.17)

En considérant ξgi le coefficient d’amortissement de la boucle de courant et ω0gi la bande
passante souhaitée, les paramètres des correcteurs s’écrivent :
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
Kgi = 2ξgiω0giLg −Rg

τgi = 2ξgi
ω0gi
− Rg

ω2
0gi
Lg

(6.18)

Le convertisseur est contrôlé à facteur de puissance unitaire et impose la consigne suivante :

Q∗g = 0 (6.19)

ou :
I∗gq = 0 (6.20)

La consigne de courant sur l’axe d, I∗gd , est déduite de la consigne de puissance telle que :

I∗gd =
P ∗g
Egd

(6.21)

b) Boucle externe de régulation de tension
Le bilan de puissance du convertisseur permet d’écrire l’approximation suivante (aux pertes
du convertisseur près) :

Pg = EgdIgd ≈ UdcCbus
dUdc
dt

(6.22)

En considérant que UdcCbus dUdcdt = 1
2
dU2

dc
dt , la fonction de transfert en boucle ouverte à réguler

s’écrit :

Fbodc(p) = X(p)
Igd(p)

= Egd
2Cbusp

(6.23)

avec X = U2
dc.

Le correcteur de tension a la forme suivante :

Cdc(p) = Kdc
1 + τdcp

τdcp
(6.24)

6.3.2 Simulation de la plateforme

Les données du tableau 6.3 sont utilisées pour la simulation. Les paramètres des correcteurs
de courant sont calculés pour ξgi= 0.7 et une bande passante égale à ω0gi = 200 rad.s−1. Les
paramètres du correcteur de tension sont réglés de telle sorte à assurer une marge de phase de
l’ordre de 55˚ pour une bande passante de 20 rad.s−1.

Table 6.3: Données du modèle côté réseau pour la simulation

Paramètre Valeur
Lg 0.017 mH
Rg 0.12 mΩ
Cbus 58 mF

Les figures ci-dessous, figures (6.19) à (6.21), donnent les principaux résultats de la simulation
de la plateforme complète qui se composent de 10 modules opérants simultanément en mode de
fonctionnement déphasé.

158



6.3. MODÉLISATION ET SIMULATION DE LA PLATEFORME COMPOSÉE DE 10 MODULES

L’évolution de la tension aux bornes du bus DC, Udc, est comparée à la tension de référence
sur la figure 6.19. La tension est bien asservie autour de la valeur de la référence. Les oscillations
observées correspondent aux variations du courant de charge qui perturbent la bonne régulation
du bus DC. La figure 6.20 montre le courant DC déployé par le convertisseur côté réseau, image
du courant de charge imposé par les modules. Toutefois, au vu des oscillations de courants de
l’ordre de 1 kA, l’amplitude maximale du dépassement de la tension est limitée à 1 V donc l’as-
servissement de tension est considéré suffisamment efficace pour garantir le bon fonctionnement
du système.

Le contrôle indépendant des puissances sur les axes d et q est illustré sur la figure 6.21. Le
convertisseur fonctionne bien à facteur de puissance unitaire dans la mesure où le courant Igq
est bien maintenu à zéro, soit la puissance réactive nulle. La puissance active échangée avec le
réseau électrique est gérée sur l’axe d et suit bien sa référence.

Finalement, ces résultats permettent une première validation numérique du bon fonction-
nement de l’interconnexion des modules entre-eux et donc de la station de stockage REMORA
complète dans le cas où celle-ci peut échanger parfaitement de la puissance avec un réseau
électrique.
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Figure 6.19: Résultats de l’asservissement de la tension du bus DC, Udc, au cours de plusieurs
cycles de fonctionnement
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Figure 6.20: Évolution du courant Idcg au cours de plusieurs cycles de fonctionnement
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Figure 6.21: Contrôle des puissances actives et réactives

Conclusion du chapitre
Les travaux présentés dans ce chapitre abordaient l’étude de la plateforme complète composée

des modules de conversion précédemment étudiés. L’étude de l’interconnexion électrique des
modules entre eux a mis en évidence l’intérêt d’un raccordement DC pour l’entrelacement du
fonctionnement des modules. En effet, le foisonnement des dix modules sur le même bus DC
permet de réduire le dimensionnement ainsi que les pertes de l’électronique de puissance côté
réseau. De même, cela contribue à la diminution des contraintes thermiques des semi-conducteurs
au cours des cycles de fonctionnement.

Toutefois, la réplication des modules sur un seul bus pose un problème de stabilité de la
plateforme. La connexion en parallèle de nombreuses charges fluctuantes nécessite le raccorde-
ment à un bus continu dans lequel la capacité garantit la stabilité de l’interconnexion. Ainsi, une
étude de stabilité simple basée sur une approche graphique a permis de déterminer une valeur
de capacité minimale qui assure le fonctionnement stable de la plateforme de conversion. Enfin,
la simulation de la plateforme complète valide la régulation du bus DC dimensionné.

La simulation montre que le foisonnement des modules permet la réduction des oscillations
de puissance, mais reste importante au niveau de l’ échange de puissance avec le réseau (environ
1 MW). En perspectives de ce chapitre et pour les études à venir, il conviendrait de lisser le
résidu de variations grâce à l’insertion d’organes de stockage auxiliaires et d’en proposer un
dimensionnement qui permettra un échange de puissance constant avec le réseau extérieur.
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Conclusion générale

Les réseaux électriques connaissent une mutation rapide liée principalement à la probléma-
tique environnementale des moyens de production actuels et la demande mondiale en électricité
qui ne cesse d’augmenter. Or, le déploiement massif des sources de production d’énergies re-
nouvelables dans le mix énergétique mondial reste encore compromis en raison des irrégularités
de production et le manque de flexibilité de ces nouveaux producteurs. Ainsi, le stockage de
l’énergie électrique à grande échelle est une des solutions les plus prometteuses pour le devenir
des réseaux électriques.

Les travaux de thèse s’inscrivent dans cette thématique pour le développement d’un sys-
tème de stockage de l’énergie électrique sous forme d’air comprimé implanté en milieu marin. Le
principe fondamental de la technologie repose sur l’utilisation d’un piston liquide qui assure des
cycles de compression/détente de l’air à haut rendement grâce à l’évolution thermodynamique
quasi isotherme de l’air.

L’étude des procédés de compression existants pour le stockage CAES a mis en évidence
la possibilité de supprimer l’apport en énergie primaire et ainsi de permettre une élévation
significative du rendement. Toutefois, les nouvelles solutions CAES posent de nouveaux défis en
termes d’efficacité. En effet, pour s’astreindre d’énergie fossile, l’état de l’art met en évidence la
nécessité d’ajouter des étapes intermédiaires de conversion de puissance. Ainsi, les performances
d’un tel système de stockage ne sont plus dépendantes de la compression elle-même, mais de
l’efficacité de chacun des éléments de la chaîne de conversion.

Dans le cas de REMORA, le mécanisme de compression par piston liquide s’intègre dans une
architecture de conversion multi étagée au sein de laquelle plusieurs conversions de puissance
s’enchaînent (électrique - mécanique - hydraulique - pneumatique). Le fonctionnement et les
performances énergétiques de chaque équipement de conversion influent les uns sur les autres.
Dans ce contexte, les travaux de thèse ont porté sur le développement de la conversion électrique
qui permet la maximisation des performances de l’ensemble de la chaîne de conversion électri-
cité - air comprimé, de par l’étude de la commande et du dimensionnement des équipements
électriques.

Tout d’abord, pour l’optimisation des flux énergétiques, la structure de contrôle des sous-
systèmes de pompage a été étudiée. La pompe centrifuge est identifiée comme l’élément de
la chaîne de conversion le plus influent vis-à-vis du rendement global. Celle-ci présente une
caractéristique non linéaire dépendante de la vitesse, du débit et de la pression sur laquelle le
rendement est très sensible. Il existe toutefois une caractéristique mécanique optimale dans le
plan statique (couple, vitesse) restreinte aux points de meilleure efficacité pour chaque point de
pression atteignable, appelée BEP. Or, la compression confère au système un fonctionnement
variable passant par tous les points bornés entre la pression atmosphérique et la pression de
stockage, nécessitant un modèle dynamique du piston liquide.

À partir du développement d’un modèle mathématique de la transmission mécanique et après
caractérisation de son comportement, nous montrons qu’il est possible de déterminer analyti-

161



CONCLUSION GÉNÉRALE

quement le profil de vitesse dynamique de chaque machine par la résolution d’une équation non
linéaire dépendante de la vitesse, soit hors de la boucle de régulation. Dans ce cas, la généra-
tion des profils de vitesse permet d’assurer l’élévation de pression en régime dynamique avec
la meilleure efficacité du système de pompage possible. Cette stratégie mise en œuvre présente
l’avantage d’être entièrement déterminée et contrôlable en amont du contrôle-commande de la
régulation, mais induit des contraintes mécaniques importantes au niveau des systèmes électro-
mécaniques.

Le fonctionnement cyclique du mécanisme de piston liquide contraint le système de conver-
sion à un régime dynamique cyclique durant lequel la puissance varie entre 10 % et 100 % de
la puissance maximale. De même, la vitesse suit des cycles d’accélération/décélération de 30 %
à 100 % de la vitesse maximale en quelques minutes. Compte tenu de ces variations et pour
la maximisation de l’efficacité énergétique, une partie des travaux de thèse s’est intéressée au
dimensionnement optimal des sous-systèmes électromécaniques. L’objectif était de proposer un
dimensionnement des systèmes entraînant les pompes qui tient compte de leurs propres effica-
cités sur l’ensemble de la caractéristique de fonctionnement imposée par la commande à vitesse
variable au BEP. Pour cela, les travaux se sont basés sur une approche de conception sur cycle
déterministe et rapide développée à l’IREENA pour le dimensionnement d’une machine seule
par minimisation des pertes électriques.

Après avoir mis en évidence l’influence du convertisseur sur le dimensionnement et la com-
mande de la MSAP, une étude itérative pour différents cycles réduits est menée afin de tenir
compte des pertes du convertisseur ainsi que la commande locale des courants dans la conception
optimale de la machine moyennant un temps de calcul raisonnable (<1 h). Les résultats finaux
montrent que la prise en compte du convertisseur à la fois dans l’optimisation géométrique et
dans la commande locale des courants permet une réduction de 27 % des pertes moyennes dans
le bilan énergétique total.

Enfin, la modélisation mathématique des systèmes électriques ainsi que le développement et
la synthèse des différentes structures de régulation sont établis afin de proposer une validation
du fonctionnement du système de conversion. En premier lieu, la simulation d’un seul module
de conversion a permis d’établir le schéma de contrôle vectoriel pour la vitesse variable. Les
résultats ont mis en évidence la dépendance directe du rendement du système de pompage avec
les performances de régulation de vitesse selon un facteur 6. Ainsi, une structure de régulation
à l’ordre supérieur est considérée et permet de contraindre le suivi de vitesse à une erreur
inférieure à 1 %. Un banc d’essai expérimental par émulation du système de pompage appuie le
bon fonctionnement cyclique du mécanisme de compression de REMORA.

Ensuite, l’étude de la commande et la modélisation est étendue à la plateforme inter modules.
Une configuration de fonctionnement par déphasage temporel du fonctionnement des modules
entre eux est analysée. Nous avons montré que celle-ci permet d’augmenter l’efficacité et de
réduire les contraintes thermiques de l’électronique de puissance embarquée. Le second point
abordé concerne le dimensionnement du bus DC qui assure le point de connexion électrique
des modules. Une étude graphique de stabilité permet de le réduire à une valeur minimale de
capacité qui garantit le fonctionnement sain de la plateforme. La modélisation et la commande
permettent en conclusion une validation numérique par simulation du fonctionnement global de
la plateforme à pleine échelle.

En résumé, ces travaux de thèse auront permis d’apporter au projet REMORA une vision
plus précise de l’architecture électrique interne de la plateforme. L’élaboration d’un dimension-
nement des équipements électriques et d’un contrôle-commande optimal participeront conjoin-
tement à la quantification du rendement de la conversion depuis l’électricité en entrée de la
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plateforme jusqu’à la mise en réserve de l’air comprimé. De plus, la connaissance des échanges
de puissance électrique globaux permettra pour la suite du projet d’avoir une meilleure appré-
hension des études à mener pour l’intégration électrique de cette puissance fluctuante. Enfin,
d’un point de vue recherche, les travaux réalisés ont mis en évidence la possibilité d’aller vers
une architecture de conversion optimale qui maximise le rendement de la plateforme de par le
développement de dimensionnements non classiques des équipements, la connaissance des in-
teractions multi physiques à développer ou encore la mise en œuvre de lois de commande non
conventionnelles.

La diversité des travaux réalisés ouvre de nombreuses perspectives d’études sur les différents
points abordés dans ce mémoire. Quelques-unes d’entre elles sont listées ci-dessous :

— Au niveau de la structure de commande au BEP des systèmes de pompage, nous avons
élaboré une stratégie qui consiste à calculer les lois de variation de vitesse en amont de
la boucle de régulation de vitesse. Ceci est notamment rendu possible par le caractère
déterministe du système qui nous demande la maîtrise de l’évolution de la pression de
l’air. Or, dans ce contrôle, aucune des grandeurs de la compression (pression ou volume)
n’est asservie, ce qui suppose un fonctionnement idéal du système. Ainsi, dans la suite
des travaux, il faudrait envisager d’intégrer la détermination de la vitesse de consigne à
partir de l’acquisition temps-réel de la pression par exemple pour prendre en compte les
aléas de fonctionnement. Compte tenu de la non-linéarité du modèle de la transmission
mécanique, un algorithme de supervision non linéaire devra être implanté. La seconde diffi-
culté soulignée dans le chapitre 3 est la nécessité de contrôler une trajectoire qui maximise
les performances au cours de l’évolution de pression, mais qui puisse également garantir
que le bon niveau de pression finale sera atteint en fin de cycle. Ainsi, le problème de la
commande temps réel qui optimise les flux énergétiques devient un problème complexe à
mettre en œuvre qui requerra des outils d’automatique avancée.

— En ce qui concerne le dimensionnement des sous-systèmes électromécaniques, les deux
points suivants pourront être sujets à amélioration dans la méthodologie proposée. Tout
d’abord, le modèle thermique d’échauffement de la machine est un modèle en régime per-
manent basé sur l’hypothèse que la machine effectue suffisamment de cycles successifs
pour atteindre le régime permanent. Or, l’étude thermique réalisée après dimensionne-
ment montre que les températures des MSAPs tendent vers le régime permanent, mais ne
l’atteignent pas. Ainsi, un modèle plus élaboré permettrait une réduction supplémentaire
du dimensionnement. Toutefois, notons qu’au vu des résultats, le gain ne serait certaine-
ment pas significatif et au détriment d’une augmentation du temps d’exécution.
Deuxièmement, le cycle est réduit selon une distribution temporelle uniforme. Au vu du
caractère exponentiel du profil de fonctionnement, une distribution énergétique uniforme
pourrait améliorer la précision de l’optimisation, de telle sorte à ce que chaque point du
cycle réduit considère le même poids énergétique.
Plus largement, pour envisager l’optimisation de la chaîne complète, il faudrait développer
un modèle suffisamment simple de la pompe afin de l’intégrer et de permettre la réduc-
tion des pertes du système de pompage complet, c’est-à-dire de l’ensemble {convertisseur
- MSAP - pompe} à partir du cycle de compression donnée.

— Dans le contrôle-commande à vitesse variable, les performances de régulation de vitesse
sont fortement dépendantes des performances du système de pompage. Avec les carac-
téristiques de vitesse et de couple mécanique développées par les pompes, la régulation
de vitesse pourrait être améliorée à l’aide d’un régulateur non linéaire. De plus, dans ces
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travaux, les termes inertiels sont limités à l’inertie mécanique au niveau de l’arbre de trans-
mission. Or, le régime dynamique des systèmes hydrauliques entraînerait potentiellement
une variation d’inertie supplémentaire qui peut perturber la bonne régulation de vitesse.
Par conséquent, l’implémentation d’une structure de régulation plus robuste aux pertur-
bations serait à envisager.

— L’entrelacement du fonctionnement des modules sur le bus DC permet la réduction des
variations du flux de puissance totale de la plateforme. Toutefois, celles-ci restent impor-
tantes, de l’ordre du mégawatt. Une perspective d’étude pour le lissage de la puissance
consisterait à hybrider le bus DC avec des systèmes de stockage de nature différente. Les
oscillations sont de grande puissance et de grande capacité également, ainsi il n’apparaît
pas une solution franche quant à la technologie la plus adéquate. Il serait donc intéres-
sant de considérer la mutualisation de plusieurs systèmes de stockage afin de tirer profit
des avantages de chacun. Par exemple, en perspectives, l’optimisation d’un dimensionne-
ment du stockage annexe composé de batteries et de super-capacités selon des critères
techniques, voire économiques, permettrait de trouver le meilleur compromis de dimen-
sionnement entre les batteries et les super-capacités pour le lissage de la puissance.
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Annexe A

Caractérisation des pompes
hydrauliques centrifuges

A.1 Détermination empirique des courbes de fonctionnement
en mode turbine à partir de la caractéristique de la pompe

Étape Variables Équations

1 Données du BEP en mode
pompe pour ΩN

Débit : QpBEP

Hauteur d’eau : HpBEP

Vitesse spécifique : np = ΩN

√
QpBEP
H0.75
pBEP

Rendement : ηpBEP

2 Données du BEP en mode tur-
bine pour ΩN

Débit : QtBEP = 1
η0.8
pBEP

QpBEP

Hauteur d’eau : HtBEP = 1
η1.2
pBEP

HpBEP

Vitesse spécifique : nt = 0.95np
√
ηpBEP

3 Courbes de fuite en mode tur-
bine

QLN = (0.3 + np/400)QtBEP

HLN = (0.55− 0.002nq)HtBEP

4 Courbes nominales en mode
turbine

Pour Qt = [Qtmin ;Qtmax ] :

Ht = HtBEP −
HtBEP−HLN
Q2
tBEP

−Q2
LN

(
Q2
tBEP

−Q2
t

)
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ANNEXE A. CARACTÉRISATION DES POMPES HYDRAULIQUES CENTRIFUGES

A.2 Caractéristiques des pompes centrifuges BP et HP

A.2.1 Courbes de fonctionnement de la pompe HP
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A.2. CARACTÉRISTIQUES DES POMPES CENTRIFUGES BP ET HP

A.2.2 Paramètres des pompes hydrauliques BP et HP

Quantité BP HP

ΩN 425 tr.min−1 985 tr.min−1

Coefficients d’interpolation
a0 38.9 132
a1 -0.619 5.17
a2 -0.368 -7.39
b0 9.93.105 9.66.105

b1 -2.09.104 4.94.105

b2 5.57.105 3.07.105

b3 -6.47.103 -8.46.104

Coefficient de similitudes au BEP
kQvBEP 0.102 0.0202
kHeauBEP 0.0146 0.01
kCpBEP 16.4 2.33
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Annexe B

Caractéristiques des convertisseurs
BP et HP

B.1 Données constructeur du module IGBT BP

ABB HiPak 5SNA 1600N170100

- VCE = 1700 V
- IC = 1600 A

• Paramètres du modèle des pertes :

Paramètre Valeur
V0i 2.3 V
R0i 0.8 mΩ
V0d 1.7 V
R0i 1.1 mΩ
Vcemax 1700 V

• Paramètres du modèle thermique :

Composant R1
(K/kW)

τ1
(ms)

R2
(K/kW)

τ2
(ms)

R3
(K/kW)

τ3
(ms)

R4
(K/kW)

τ4
(ms)

Rj−c
(K/W)

IGBT 7.59 202 1.8 20.3 0.743 2.1 0.369 0.52 11
Diode 12.6 210 2.89 29.6 1.3 7.01 1.26 1.49 18

B.2 Données constructeur du module IGBT HP

ABB HiPak 5SNA 3600E170300

- VCE = 1700 V
- IC = 3600 A

• Paramètres du modèle des pertes :
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B.2. DONNÉES CONSTRUCTEUR DU MODULE IGBT HP

Paramètre Valeur
V0i 2.5 V
R0i 0.5 mΩ
V0d 2.2 V
R0i 0.2 mΩ
Vcemax 1700 V

• Paramètres du modèle thermique :

Composant R1
(K/kW)

τ1
(ms)

R2
(K/kW)

τ2
(ms)

R3
(K/kW)

τ3
(ms)

R4
(K/kW)

τ4
(ms)

Rj−c
(K/W)

IGBT 5.06 202.9 1.201 20.3 0.495 2.01 0.246 0.52 9
Diode 8.43 210 1.93 29.6 0.866 7.01 0.839 1.49 18
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Annexe C

Calcul de la masse d’une MSAP

Le fer compose le rotor, les dents et la culasse rotorique. Le volume de total de fer est :

Vfe =Vd + Vc + Vrotor

avec

Vd =π(R2 −R2
w)L

Vc =πkd(R2 −R2
w)L

Vrotor =π(Rs − e− emg)2L

Ls volume du cuivre composant les conducteurs est :

Vcu = π(R2
w −R2

s)
nc

kLL

Enfin, le volume des aimants s’écrit :

Vmg = πp
(
(Rs − e)2 − (Rs − e− emg)2

)
L

Les masses des matériaux respectifs s’obtiennent à partir des volumes et de la masse volu-
mique du matériau noté ρ.

mfe =ρfeVfef
mcu =ρcuVcu
mmg =ρmgVmg

La masse totale de la MSAP s’écrit finalement :

mMSAP = mfe +mcu +mmg

Les valeurs des masses volumiques utilisées dans le calcul sont données dans le tableau suivant :

Masse volumique Valeur
ρfe 7800 kg.m−3

ρcu 8920 kg.m−3

ρmg 7600 kg.m−3
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Annexe D

Données du banc d’essai
expérimental

D.1 Données de la MSAP

Paramètre Valeur
Grandeurs au point nominal

Vitesse nominale 1500 tr.min−1

Puissance nominale 4.4 kW
Tension nominale 400 V
Courant nominal 16.4 A

Paramètres
Résistance statorique 0.25 Ω
Inductance cyclique 1.8 mH
Flux à vide 0.32 Wb
Nombre de paires de pôles 4
Inertie 0.774.10−3 kg.m2

Frottements visqueux 8.9.10−3 N.m.s−1

Paramètres des correcteurs
Régulateur de courant Ki = 5.12, τi = 0.17 ms
Régulateur de vitesse Kv = 1.22, τv = 4 ms
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ANNEXE D. DONNÉES DU BANC D’ESSAI EXPÉRIMENTAL

D.2 Données de la MCC

Paramètre Valeur
Grandeurs au point nominal

Vitesse nominale 1500 tr.min−1

Tension nominale 220 V
Courant nominal 13.6 A
Courant d’excitation 0.8 A

Paramètres
Résistance 1.2 Ω
Inductance 8.5 mH
Constante de f.e.m. 1.11 V.s.rad−1

Inertie 1.62.10−3 kg.m2

Paramètre du correcteur
Régulateur de courant Ki = 5.12, τi = 0.17 ms
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Annexe E

Calcul des impédances d’entrée et de
sortie pour l’étude de stabilité

E.1 Impédance d’entrée de l’ensemble {convertisseur - MSAP}

L’impédance d’entrée de l’ensemble {convertisseur - MSAP} a la forme suivante :

Zin = b0 + b1p+ b2p
2 + b3p

3 + b4p
4

a0 + a1p+ a2p2 + a3p3 + a4p4

Le développement complet du modèle est donné dans [144]. Les coefficients a0, a1, a2 a3, a4,
b0, b1, b2 b3 et b4 dépendent des données du problèmes ainsi que des différentes grandeurs X0
évaluées au point de fonctionnement considéré. Les expressions des coefficients sont les suivantes :

b0 = G0KvKiU
∗2
dc p
√

3Φ0

b1 = G0KiU
∗
dc

((
Kvp
√

3Φ0(τv + τi)
)

+ τvf
)
U∗dc

b2 = τv
(
G0KiU

∗
dc

(
τi(Kvp

√
3Φ0 + fm) + J

)
+ τiRsfm

)
U∗dc

b3 = τvτi(RsJ + Lsfm +Gç0KiU
∗
dcJ)U∗dc

b4 = TvTiLsJVdc0

a0 = −G0KvKiU
∗
dc0Idc0p

√
3Φ0

a1 = −G0KiUdc0Idc0

(
Kvp
√

3Φ0(τv + τi) + τvfm
)

a2 = τv[τi[τi(G2
0Udc0fm(R2

sI
2
q0 + (p

√
3Φ0)2)+

G0Iq0Rsfm(RsIq0 + p
√

3Φ0)
−G0KvKiUdc0Idc0p

√
3Φ0

+G2
0Udc0Iq0p

√
3Φ0(p

√
3Φ0(RsIq0 + pΩ0

√
3Φ0) + 2 ∗ RsfmΩ0)−RsfmIdc0 ]

−G0KiUdc0Idc0(J + τifm)]
a3 = τvτi[G2

0Udc0Jp
√

3Φ0Ω0(2RsIq0 + p
√

3Φ0Ω0) + (RsJ + Lsfm)(G0Iq0(RsIq0p
√

3Φ0Ω0)− Idc0)
+G0Udc0J(G0R2

sI
2
q0 −KiIdc0)]

a4 = τvτiLsJ(G0Iq0(RsIq0 + p
√

3Φ0Ω0)− Idc0)
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ANNEXE E. CALCUL DES IMPÉDANCES D’ENTRÉE ET DE SORTIE POUR L’ÉTUDE DE
STABILITÉ

Validation du modèle avec la simulation : Comparaison des expressions analy-
tiques avec le modèle implémenté dans la simulation

A partir de la simulation de l’ensemble {convertisseur - machine} piloté en vitesse, on ajoute à
la tension Udc∗ une composante alternative d’amplitude 1 V pour différentes valeurs de fréquence.
L’amplitude de la variation du courant Idcm à l’issue de la régulation de vitesse en un point
donné permet d’obtenir directement le gain de l’impédance de sortie pour chaque fréquence de
l’ondulation. La mesure du déphasage entre le courant et la tension côté DC renseigne la phase
de Zin.

Les figures ci-dessous comparent les diagrammes de Bode des admittances équivalentes, Yin =
1/Zin, issues du modèle analytique présenté précédemment avec la simulation du modèle non-
linéaire des sous-ensembles BP et HP. Les deux modèles se superposent, permettant ainsi de
valider le modèle d’impédance des charges BP et HP qui équipent chaque module de conversion.

— Comparaison de YinBP = 1/ZinBP :
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— Comparaison de YinHP = 1/ZinHP :
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E.2 Impédance de sortie du convertisseur côté réseau

Sous l’hypothèse que le redresseur est alimenté par un réseau électrique supposé parfait et
infini, et que les courants Igd et Igq sont parfaitement régulés, soit que la puissance fournit par
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E.2. IMPÉDANCE DE SORTIE DU CONVERTISSEUR CÔTÉ RÉSEAU

le réseau Pg est égale à la puissance de référence P ∗g , l’impédance de sortie dont le modèle est
développé dans [147] s’écrit :

Zout = δUdc
δIdcm

= −(1/Cbus)p
p2 + ( P ∗0

CbusU
2
dc0

+ Kdc
CbusUdc0

)p+ Kdc
CbusUdc0τdc

Validation du modèle avec la simulation : Comparaison de l’expression analy-
tique avec le modèle implanté dans la simulation

Comme pour l’impédance d’entrée, l’expression de l’impédance de sortie est validée en com-
parant le diagramme de Bode en gain et en phase du modèle linéarisé ci-dessus avec les résultats
issus de la modélisation du modèle complet non-linéaire. Le résultat ci-dessous montre que les
points extraits de la simulation du redresseur commandé se confondent avec la caractéristique
fréquentielle de la fonction de transfert Zout, en gain comme en phase. Par conséquent, le modèle
présenté négligeant la régulation des courants de lignes est validé.
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Résumé : Dans le cadre du développement
d’un système de stockage par air comprimé,
la présente étude porte sur le contrôle et l’op-
timisation énergétique d’une chaîne réversible
multi-machines et multi-pompes en vue de la
maximisation du rendement. Le système de
pompage est identifié comme l’élément du
système le plus influant vis-à-vis des perfor-
mances. Une structure de contrôle-commande
à vitesse variable est proposée et permet de
contraindre son fonctionnement en régime dy-
namique à ses points de meilleure efficacité
(BEP). Les lois de commandes soumettent la
conversion électromécanique à un fonctionne-

ment cyclique et transitoire. Une méthode de
conception des machines électriques par mi-
nimisation des pertes de l’ensemble {conver-
tisseur - MSAP} sur un cycle de fonctionne-
ment est proposée. La mise en oeuvre d’un
simulateur appuyée d’un banc d’essai expé-
rimental permet l’étude des performances de
l’asservissement de vitesse cyclique d’un mo-
dule de conversion. Enfin, l’étude de l’intercon-
nexion électrique des modules entre eux est
proposée en vue du développement de la pla-
teforme de conversion complète. L’objectif est
le lissage des fluctuations de la puissance au
niveau de l’étage intermédiaire continu.

Title: Control and energy management of a variable speed multi-machines multi-pumps system
for compressed air energy storage

Keywords: Compressed air energy storage, Variable speed, Energy management, Sizing,

Modeling, Control, Electrical connection

Abstract: As part of the development of a
compressed air energy storage system, the
proposed study deals with the control and
the energy optimization of a reverse multi-
electrical machines and multi-pumps system
in order to maximize the efficiency. The pump-
ing system is identified as the most influen-
tial element towards energy performances. A
variable speed control structure is proposed
and allows constraining the pump working in
dynamic mode closed to the best efficiency
points, called Best Efficiency Points. The con-
trol laws subject the electromechanical con-
version to a cyclic and transient operation.

A method for sizing the electrical machines
by minimizing the losses of the {converter -
PMSM } system over an operating cycle is pro-
posed. The implementation of a simulation as
well as an experimental test bench allows the
study of the performance of the cyclic speed
control of a conversion module. Finally, the
study of the electrical interconnection of the
modules between them is proposed for the
development of the complete conversion plat-
form. The purpose consists in smoothing the
power fluctuations on the intermediary con-
nection with a DC bus.


