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RESUME - Une machine électrique utilisée pour un
entrainement a vitesse variable est généralement alimentée par un
convertisseur statique dont les composants électroniques de
puissance commutent extrémement rapidement. De ce fait, chaque
enroulement statorique de la machine est soumis a des fronts
raides de tension dont la répartition sur les différentes spires
dépend notamment des capacités parasites entre spires ou entre
spires et carcasse. Dans le but de prédire le comportement
électrique transitoire d’un bobinage placé sur un noyau
magnétique, un modele d’une bobine est élaboré. Dans un premier
temps, il est validé par confrontation a des mesures d’impédance
d’un bobinage réel. Un bon accord entre modélisation et
expérimentation est trouveé sur une large plage de fréquence. Une
seconde étude en régime temporel transitoire est également
présentée. Elle montre une bonne corrélation entre les résultats
des simulations et les mesures faites sur banc.

Mots-clés—Bobinage - Machine électrique — MLI -
Modélisation numérique — Eléments Finis — Circuit électrique
équivalent — Analyse fréquentielle — Analyse temporelle.

1. INTRODUCTION

Le travail présenté ici s’inscrit dans une étude plus vaste qui
concerne I’analyse des contraintes électriques et les phénomeénes
de dégradation de I’isolation des machines a basse tension
alimentées en Modulation de Largeur d’Impulsion (MLI). Cette
étude s’inscrit dans le cadre d’un programme de recherche dédié
a D’électrification des véhicules du futur. Cette électrification
S’accompagne d’une forte augmentation des puissances
électriques embarquées et probablement des tensions utilisées.
Les tensions embarquées plus élevées, et [’utilisation de
convertisseurs de puissance plus rapides vont créer des fronts de
tension plus raides qui vont faire apparaitre des contraintes plus
séveres, notamment sur les bobinages [1]. Au cours des fronts
de tension, la répartition des tensions au sein du bobinage se fait
de maniére non linéaire [2][3] et peut donc engendrer
d’importantes différences de potentiel entre spires voisines.

Dans cet article nous présentons un modéle visant a
reproduire le comportement d’un bobinage dans une large
gamme de fréquence et qui permet une description des
phénomenes électriques a 1’échelle de la spire afin de reproduire
au mieux le comportement d’une bobine soumise a une
excitation de type MLI. L’estimation des tensions spire-spire

conjointement a la localisation spatiale des zones de fort champ
¢lectrique au sein du bobinage permettra d’estimer les risques
d’apparition de décharges partielles. A plus long terme, cette
étude devrait permettre de proposer des préconisations de mise
en ceuvre des bobinages en vue d’éviter ’apparition de telles
décharges qui sont susceptibles de dégrader les isolants au cours
du temps.

Depuis plusieurs années, de nombreux travaux se sont
intéressés au développement de modeles numériques capables
de prédire I’évolution de la tension dans une phase d’un
enroulement statorique [4]-[7]. L’approche la plus souvent mise
en ceuvre consiste a assimiler I’ensemble bobine et cable
d’alimentation a une ligne de transmission modélisée par un
modele RLC a éléments discrets. Chaque groupe d’éléments
pouvant représenter une spire [8] ou un groupe de spires [6].

Les travaux présentés concernent [’estimation de la
répartition des tensions au sein d’un bobinage (bobinage, décrit
dans la partie 2) soumis a des fronts de tension raides. La
démarche que nous avons adoptée est schématiquement décrite
sur la figure 1. La discrétisation de la bobine est faite a I’échelle
de la spire. Celle-ci est représentée par une cellule RLC
décrivant les caractéristiques propres de chacune des spires ainsi
que les couplages (effet de proximité, capacitifs, inductifs) avec
les autres éléments du systeme (autres spires, noyau
magnétique). Une méthode a base d’éléments finis (EF) permet
de calculer les divers éléments du circuit (partie 4). Les
parametres R et L sont calculés a I’aide d’une modélisation par
EF en régime harmonique alors que les valeurs des diverses
capacités sont calculées en régime statique.

Les résultats obtenus en régime fréquentiel a 1’aide de la
simulation pour I’ensemble du bobinage sont comparés a
I’expérience (partie 5). Enfin, la méthode mise en ceuvre pour la
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Fig.1 Schéma de la démarche de travail adoptée



simulation temporelle est décrite et les résultats de modélisation
sont comparés a 1’expérience (partie 6).

2. DISPOSITIF EXPERIMENTAL

Le composant que nous avons modélisé est présenté en
figure 2. 11 s’agit d’une bobine de 84 spires rangées en 3 couches.
Le diamétre du fil nu est de 1.25 mm ; un vernis d’isolation en
polyuréthane d’une épaisseur de 25 um (grade 1) et ayant une
permittivité relative de e, = 6 entoure le fil. La bobine est
enroulée autour d’un noyau magnétique en ferrite de type 3C90,
dont la perméabilitt magnétique a basse frégquence et a
température ambiante (T = 25°) est de p,. = 2300. L ’évolution
de ce parameétre en fonction de la fréquence est présentée dans
la partie 4). Des « piquages » ont été réalisés sur les spires 31
(fin 1% couche), 32 (début 2¢™ couche), 59 (fin 2™ couche) et
60 (début 3°™ couche) afin de faciliter la mesure de tension
(section 5).

Fig.2 Photographie de la bobine étudiée

3. CIRCUIT ELECTRIQUE EQUIVALENT

Le modéle équivalent que nous avons mis en ceuvre consiste
a considérer une discrétisation spire par spire de la bobine.
Chagque spire est représentée par sa résistance propre R;, son
inductance propre L;i et sa capacité par rapport au noyau
magnétique Ci.o.

L’ensemble des couplages capacitifs et inductifs entre spires
sont également pris en compte par des capacités spire-spire Ci;
et des inductances mutuelles Mi; (cf. schéma de la figure 3).
Cependant les pertes diélectriques a la fois entre les spires et
entre spires et noyau magnétique sont négligées.
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Fig.3 Circuit électrique équivalent d’une portion de 4 spires de la bobine autour
du noyau magnétique.

Cette approche est valable lorsque chaque élément du circuit
équivalent représente une portion du bobinage beaucoup plus
petite (de 5 & 10 fois [9]) que la longueur d’onde a la fréquence
des phénoménes modélisés. La plus haute fréquence d’un
échelon de tension correspond a I’inverse du temps de
montée fr.. = 1/t [10]. Comme les convertisseurs
actuellement utilisés dans I’industrie possédent des temps de
montée généralement supérieur 10 ns, cad f,q, < 100 MHz.
Dans ce cas, la vitesse de propagation de 1’onde v dans ce cas
peut étre calculée :

v= =1,2e®m.s7?! (1)

Sl
;

Avec (c = 3.108 m.s™1) la célérité de la lumiére et (g, =
6) la permittivité relative du vernis d’isolation, la longueur
d’onde du signal de tension peut alors étre déduite :

1=2=12 2
_f_ am ()

Dans le cas de la bobine de la figure 2, la longueur d’une

spire estde [ = 7,5 cm, cette valeur est largement inférieure a la
longueur d’onde du signal de tension. L’approche par ligne de
transmission peut donc étre utilisée en considérant un élément
RLC par spire.

4, CALCUL DES ELEMENTS DU CIRCUIT EQUIVALENT

Une fois le modele de la bobine et ses éléments RLC
constitutifs définis, les paramétres sont calculés par éléments
finis (EF) avec le logiciel FEMM (Finite Element Method
Magnetics) [11]. Deux modules du logiciel sont utilisés pour le
calcul des paramétres de la bobine: un module
magnétostatique/magnéto-harmonique permettant le calcul des
éléments inductifs et résistifs du circuit équivalent, et un module
électrostatique pour le calcul des éléments capacitifs. Les étapes
de modélisation sont détaillées dans ce qui suit.

4.1. Réalisation de la géométrie

Dans le cas d’une bobine dans 1’air (sans noyau magnétique
en ferrite), une modélisation 2D axisymétrique de la bobine est
adaptée. Par contre, le noyau magnétique en ferrite utilisé dans
cette étude n’a pas une géométrie axisymétrique (cf. figure 2), si
bien qu’une modélisation 3D deviendrait nécessaire. Cependant,
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Fig.4 Géometrie maillée (sous FEMM) de la bobine étudiée



nous avons tout de méme opté, pour des raisons de temps de
calcul, pour la modélisation 2D axisymétrique que nous avons
adaptée en modifiant les dimensions du circuit magnétique afin
de conserver les valeurs du flux magnétique présent dans la
strcuture en travaillant a section de ferrite équivalente (figure 4).

4.2.  Calcul magnéto-harmonique

Le calcul magnétostatique/magnéto-harmonique a permis
d’obtenir en fonction de la fréquence d’excitation :

- Les inductances propres des spires,

- les inductances mutuelles spire/spire,

- les résistances des spires.

Le principe de calcul consiste a considérer chaque
conducteur comme une source de courant : un courant de 1A est
imposé sur le premier conducteur et OA sur tous les autres. La
démarche est ensuite appliquée pour chaque spire de la bobine.
Aprés chaque simulation, le solveur magnétique calcule alors le
champ magnétique, la chute de tension et les courants induits
dans chaque conducteur, ce qui permet de récupérer une matrice
NxN (N étant le nombre de spires) d’inductances, dont la
diagonale représente les inductances propres Li et le reste les
inductances mutuelles entre la spire alimentée et les autres spires
avec une symmetrie autour de la diagonale car M;;=M. Un
vecteur de tailles N quant a lui enregistre les valeurs des
résistances Ri.

Le choix d’un maillage adapté a la fréquence de calcul est
important et doit tenir compte de I’effet pelliculaire a la fois dans
les conducteurs et dans le noyau magnétique. Pour cela il faut
que la taille d’un segment d’une maille (segment d’un triangle)
soit plus petite que 1’épaisseur de peau du conducteur de fagon a
avoir une bonne précision de calcul.

Les résultats de la figure 5 représentent 1’évolution en
fonction de la fréquence des valeurs moyennes (la moyenne est
réalisée sur I’ensemble des spires), respectivement, de
I’inductance propre (courbe bleue) et de la résistance propre
(courbe rouge) d’une spire. Ces courbes montrent que les valeurs
de ces deux paramétres sont fortement impactées par la
fréquence de calcul :

- Effet sur ’inductance : a basse fréquence (jusqu’a f =
1 MHz), la perméabilité magnétique relative p, du
noyau est élevée (2300) et quasi-constante. Elle
permet de canaliser les lignes de flux et donc
d’augmenter sa densité. Cependant quand la fréquence
augmente au-dela de 1 MHz, la perméabilité de la
ferrite baisse fortement comme illustré sur la figure 6
(courbe en gras), qui représente 1’évolution de la
perméabilité relative du noyau en fonction de la
fréquence. A haute fréquence le noyau ne joue plus le
r6le de canaliseur de flux magnétique, I’inductance
d’une spire étant un paramétre qui évolue
proportionnellement au flux magnétique ¢ créé par le
passage du courant dans cette derniére, quand le flux
baisse, I’inductance baisse également.

- Effet sur la résistance : & basse fréquence (jusqu’a f =
5 kHz), 1’épaisseur de peau (8) étant largement
supérieure au rayon du fil, la résistance reste constante.
Quand la fréquence augmente, commence & apparaitre
I’effet pelliculaire : le courant ne circule alors que sur
une couronne en périphérie du conducteur.
L’épaisseur de peau dépend des propriétés du matériau
et de la fréquence d’excitation :

o

§= |—
Tuf

@)

Ou p est la perméabilité du matériau (en H/m), p sa
résistivité (en Q.m) et f la fréquence (en Hz). Cet effet
engendre des pertes qui se traduisent par une
augmentation de la résistance R :

l

R P = =0 4)

[ étant la longueur d’une spire (en m), et r > § son
rayon.

L’effet de peau n’est pas le seul phénoméne dont
dépend la résistance d’un conducteur : la présence
d’un autre conducteur a proximité joue également un
role important. En effet, la répartition du courant dans
un conducteur n’est pas seulement influencée par
I’effet pelliculaire mais également par le champ
magnétique créé par les courants induits dans les
conducteurs voisins, c’est ’effet de proximité. Ce
phénomeéne induit des pertes supplémentaires qui se
traduisent par une augmentation de la résistance
propre du conducteur. La figure 7 illustre bien ces
deux phénomeénes : lorsqu’un conducteur est alimenté,
plus la fréquence augmente et plus le courant qui
circule dans le conducteurt tend & se concentrer sur une
petite épaisseure a sa périphéerie. De méme les courants
induits dans les conducteurs avoisinant celui alimenté
tendent également & se concentrer sur la périphérie.
Dans la figure 5, on remarque que la résistance passe
par un maximum qui se situe autour de 2 MHz avant
de baisser. Comme expliqué précédemment, a haute
fréquence le noyau magnétique perd ses capacités de
canalisation des lignes de champ magnétique car sa
perméabilité baisse fortement (figure 6). Les valeurs
des résistances baissent alors car ’effet de proximité
diminue et on retrouve un comportement similaire a
celui d’une bobine dans I’air.
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Fig.5 Evolution de la résistance et de I’inductance moyenne d’une spire
en fonction de la fréquence (résultats de simulations)
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4.3.  Calcul électrostatique

Dans ce cas, c’est le module électrostatique de FEMM qui
est utilisé pour le calcul des capacités spire-spire et spire-
carcasse de la bobine. La géométrie du systéme est d’abord
définie comme dans le cas précédent (figure 4), et le noyau est
considéré comme un conducteur supplémentaire auquel une
tension nulle est imposée. Une condition limite de type Dirichlet
(potentiel nul) sur les frontiéres assez lointaines du systéme est
utilisée pour délimiter le domaine d’étude.

De la méme fagon que dans le cas du calcul magnétique,
chaque conducteur de la bobine est défini, ici, comme une source
de tension : on impose alors une tension de 1 V sur le premier
conducteur et 0 V sur tous les autres et sur le noyau magnétique
de facon a avoir une différence de potentiel entre les
conducteurs. Les valeurs des capacités sont alors calculées a
partir de la quantité de charge induite dans chaque conducteur.
A la fin de la simulation, le calcul aboutit & une matrice NxN
symétrique (Cij = Cj.i) (5). La diagonale représente les capacités
par rapport au noyau magnétique (Ci.g). Du fait de la symétrie,
les termes Cj. sont alors tronqués de la matrice. La figure 8
montre la répartition des capacités en fonction de leurs positions.
On constate que les valeurs les plus élevées apparaissent surtout
entre les spires voisines alors que les spires les plus éloignées

Ci-o Ci—n
: : (5)

Cn1 Cn—o

ont des capacités quasiment négligeables. Nous avons tout de
méme fait le choix de prendre en compte I’ensemble des
capacités afin de mieux prédire le comportement transitoire de
la bobine a haute fréquence.

Position

o 10 20 30 40 50 60 70 80
Position

Fig.8 Matrice de la distribution des capacités spire-spire et spire-noyau
magnétique en fonction de la position

5. REPONSE FREQUENTIELLE

Apres avoir calculé tous les paramétres du schéma électrique
équivalent de la bobine, une premiére étape de validation du
modele numérique consiste en I’étude de 1’évolution de
I’impédance de la bobine en fonction de la fréquence
(diagramme de Bode). Pour cela, en simulation, la bobine est
alimentée par une source de tension AC de fréquence donnée.
Pour chaque fréquence a laquelle ont été calculés par le module
magnéto-harmonique de FEMM les éléments résistifs et
inductifs de la bobine (Ri(f), Li(f), Mij(f), avec i=1,2,...N), le
module et la phase de I’impédance sont calculés. Une
comparaison a été effectuée avec les valeurs expérimentales
mesurées a ’aide d’un analyseur d’impédance de type HP 4294
A. La figure 9 représente les courbes simulée et mesurée de
I’évolution du module de I’impédance en fonction de la
fréquence. La correspondance mesure/modélisation est
globalement satisfaisante. Il apparait cependant un léger
décalage autour de la premiere fréquence de résonance puis entre
20 MHz et 50 MHz. Le modé¢le proposé de la bobine s’avere
donc valable sur une large gamme de fréquence.

............. e [S|mu|at|nn}
Module Z (Mesure)

121 ()

100
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10° 10° 104 107 10% 10° 10°
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Fig.9 Evolution du module de I’impédance en fonction de la fréquence,
comparaison entre mesures et simulations



6. REPONSE TEMPORELLE

6.1. Méthodologie de simulation

Le schéma de la figure 10 illustre la méthode utilisée pour
les simulations dans le domaine temporel. Le schéma électrique
de la bobine est le méme que celui présenté précédemment
(figure 10-D).

Souvent, dans les applications industrielles, 1’alimentation
d’une machine ne se trouve pas forcément proche physiquement
de cette derniére. Différents types de cable peuvent alors servir
d’intermédiaires entre ces deux éléments afin d’assurer la
transmission du signal, ce qui n’est pas sans conséquences en
termes de surtensions au niveau de la machine [12], [13]. C’est
pourquoi nous avons considéré dans cette étude, deux
configurations de charge : bobine sans cable de liaison avec le
module, puis avec un cable bifilaire d’une longueur de 1 m.

Afin de s’affranchir de la modélisation du bloc
d’alimentation (module + cable quand il est présent) et de se
mettre dans les conditions expérimentales, le modele de la

|||»

Il
120+
[l

HAA & |
| A
o] v

HJ
|

d | C

w11 1 1 1 1 | | |
-100 o0 100 200 300 400 S00 600 700 800 900 1000
Temps [ns]

()

———————tioym_magnatique

]
l

Fig.10 Schéma explicatif de la démarche de modélisation en régime temporel

A- Dispositif expérimental de mesure de tension

B-  Schéma de la mesure de tension

C- Signal de tension mesuré aux bornes de la bobine
D- Schéma électrique équivalent de la bobine

bobine est alimenté par la tension mesurée aux bornes de cette
derniére (figure 10-B) a I’aide du dispositif présenté dans la
figure 10-A. Un exemple de I’évolution de cette tension est
donné sur la figure 10-C.

Le banc expérimental est constitué d’une alimentation DC
1000V-8A, d’un onduleur triphasé a IGBT 650V/400A dont un
seul bras a été utilisé, d’une sonde différentielle haute tension
(B.P. 100MHz) et d’un oscilloscope. La commande des IGBT
est réalisée a 1’aide d’un GBF (Générateur Basse Fréquence).
Les caractéristiques du signal de tension en sortie du bras de pont
sont les suivantes :

- Fréquence de découpage : f = 10 kHz

- Amplitude de tension du bus continu : V. = 100V

- Rapportcyclique : a = 4%

- Temps de montée de la tension (10% a 90% de V;,.) :
t, = 65ns

Les simulations temporelles du systéme ont été faites en
utilisant les paramétres calculés pour plusieurs fréquences. Une
approche plus rigoureuse pour la simulation du régime
transitoire, consisterait & recomposer le signal temporel a partir
de sa décomposition harmonique. Cependant, dans la littérature,
on reporte qu’une bonne approximation peut étre obtenue en
faisant le calcul avec des parametres dont la valeur est prise pour
une frégquence correspondant a I’inverse du temps de montée de
la tension [5], [14]. Wright [15] considére le temps de montée le
plus critique comme discuté dans le paragraphe 3. Dans son
étude, cela correspond a une fréquence de 100 MHz. Dans le
cadre de ce travail, la fréquence qui semble la plus adaptée a
notre étude est de 60 MHz qui est, effectivement, supérieure a
I’inverse du temps de montée de la tension, ce qui rejoint
I’hypothése posée par Wright. Par la suite (simulation du régime
transitoire) les valeurs des différents parametres du modele
seront donc prises a 60 MHz.

6.2. Résultats et discussion

Dans cette partie, les résultats obtenus par simulation sont
comparés a des mesures réalisées sur banc. Pour cela, la
démarche de modélisation expliquée plus haut est appliquée a la
bobine sous test : 1’échelon de tension mesuré aux bornes de la
bobine est utilisé en entrée du modele équivalent de la bobine
sous LTspice®. Les tensions simples (par rapport a la masse de
I’alimentation DC) des spires qui sont situées aux extrémités de
la bobine (et donc les plus accessibles) servent de points de
comparaison entre mesure et simulation.

6.2.1.  Comparaison des tensions simples

Les figures 10 et 11 montrent la tension sur la 31° spire (fin
de la premiére couche) dans le cas de la bobine sans cable de
liaison avec le module et avec un cable de 1 m de longueur
respectivement. Tandis que les figures 12 et 13 montrent la
tension sur la 59¢ spire également pour les deux configurations.

Les résultats présentés sur les figures 10 et 11 montrent un
accord satisfaisant entre mesure et simulation sur toute la plage
temporelle transitoire, ce qui signifie que le modéle de la bobine
permet de bien décrire le comportement transitoire de la tension
de la premiére spire a la 31°™. Par ailleurs, concernant les
valeurs des tensions atteintes il est important de noter qu’au
niveau de la 31° spire, la surtension relative produite au niveau
de cette spire atteint 53% du régime établi (1,4, = 96V) dans
le cas de ’absence du céble de liaison. Elle est amplifiée en
présence du cable pour atteindre 71%, ce qui illustre bien 1’effet
que produit un cable en termes de surtensions supplémentaires
induites au niveau du bobinage.



Dans la figure 12 est représentée la tension sur la 59 spire
dans le cas de I’absence du céable, elle met en évidence un
désaccord maximum de 1’ordre 16% sur I’amplitude des
oscillations de tension. On peut cependant remarquer que le
décalage temporel au niveau des maxima de tension est faible
sur les 150 premieres nanosecondes.

Ce comportement est probablement di a I’accumulation de
petites erreurs de calcul sur chaque circuit ¢lémentaire d’une
spire le long de la bobine créant ainsi un écart du modéle au bout
d’un certain nombre de spires. En revanche cet effet est moins
prononcé dans le cas de la présence d’un céble de liaison (figure
13) : a ’exception d’une surestimation de I’amplitude de tension
au niveau de la premiére oscillation (également de I’ordre de
16%), le modéle reproduit assez bien la mesure notamment en
termes de fréquence d’oscillation qui est, en comparaison au cas
précédent, moins élevée. En effet le cable agit non seulement
comme amplificateur de surtension mais il créé également un
retard dans la propagation des ondes incidentes et réfléchies
entre la source et la bobine [13], [16] (cf. figure 14).

Le fait que le modele soit plus représentatif de la réalité dans
ce cas signifierait que la limite de ce dernier réside dans la
fréquence des oscillations du signal. Autrement dit si la
fréquence des oscillations est trop élevée, lerreur de
modélisation tend a augmenter en s’¢loignant de 1’entrée de la
bobine.
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Fig.10 Tension simple sur la 31°spire, bobine sans céble de liaison avec le
convertisseur
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Fig.11 Tension simple sur la 31¢spire, cable bifilaire de 1m de longueur entre
le convertisseur et la bobine
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Fig.12 Tension simple sur la 59¢ spire, bobine sans cable de liaison avec le
convertisseur
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Fig.13 Tension simple sur 1a59¢ spire, cable bifilaire de 1m de longueur entre
le convertisseur et la bobine
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Fig.14 Tension a I’entrée de la bobine, comparaison avec/sans céble de liaison
entre la bobine et le convertisseur (résultats de mesures)

6.2.2,  Comparaison des tension composees

Les figures 15 et 16 montrent la tension composée entre la
premiére spire et la 59°™ spire. La mesure est faite 4 I’aide de la
sonde différentielle de tension présentée plus haut. En
simulation, la tension composée est calculée a partir de la
différence entre les tensions simples V1 et VV59.



Cette tension composée est particuliérement critique en
termes de contraintes électriques locales : en effet, ces deux
spires sont éloignées « électriquement » mais se retrouvent
proches géométriquement (figure 4) [17]. Cette zone peut alors
étre le siege d'un champ électrique important pouvant
engendrer, si les niveaux de tension sont assez élevés, une
décharge partielle qui contribuera a un vieillissement prématuré
de I’isolation inter-spires, conduisant a long terme a un claquage
diélectrique et une rupture d’isolation [18], [19].

Dans le cas de cette bobine, en régime établi, la différence de
potentiel entre ces deux spires est de 63V. Dans le cas de la
bobine sans cable de liaison (figure 15), on observe un
dépassement ponctuel de 52% de cette valeur, soit une
différence de potentiel max de 104V. En présence d’un cable de
1 m entre le module et la bobine, ce dépassement est de 64%
soit une différence de potentiel de 113V (figure 16). Bien sdr, a
ces niveaux de tension, il est peu probable d’affecter 1’isolation,
mais ce résultat montre que, localement au sein d’un bobinage,
de fortes différences de potentielles peuvent apparaitre.
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Fig.15 Tension composée V1-V59, bobine sans céble de liaison avec le
convertisseur
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Fig.16 Tension composée V1-V59, céble bifilaire de 1m de longueur entre le
convertisseur et la bobine

7. CONCLUSIONS ET PERSPECTIVES

Ce travail a tout d’abord consisté en une démarche de
modélisation d’un bobinage. Pour cela, la bobine étudiée a été
discrétisée par spires et représentée par un circuit électrique
équivalent RLC sous LTspice®. Le calcul de I’ensemble des
éléments du circuit électrique équivalent a été conduit grace a un
logiciel EF sur une large plage de fréquence. Les résultats
montrent la forte dépendance des résistances et inductances
(propres et mutuelles) a la fréquence du fait des caractéristiques
de la ferrite utilisée comme noyau magnétique, mais aussi de
I’effet de peau et de proximité dans les conducteurs. Les
simulations dans le domaine fréquentiel montrent une bonne
concordance avec les mesures expérimentales.

L’étude a été étendue dans la seconde partie au domaine
temporel, en vue de reproduire en simulation le comportement
transitoire de la tension lorsque la bobine est alimentée en MLLI.
Deux configurations de charge ont été étudiées : avec ou sans
céble de liaison avec le convertisseur.

La confrontation des résultats obtenus avec des mesures
faites sur banc montrent :

- Un bon accord entre la mesure et la simulation jusqu’a un
nombre importants de spires, et ce pour les deux configurations.

- Des différences en termes d’amplitude de 1’ordre de 16%
qui apparaissent pour le dernier tiers du bobinage, ainsi qu’un
léger décalage temporel qui disparait en présence d’un céble.

Cependant, malgré les limites du modéle a reproduire le
comportement des spires qui se situent loin de I’entrée de la
bobine lorsque la fréquence des oscillations de tension est trés
élevée, le modele développé dans cette étude semble étre un bon
outil en vue de prédire la distribution des fronts de tension dans
un bobinage réel. Il pourra dés lors étre utilisé en complément
d’études plus expérimentales dans le cadre de I’é¢tude de
I’apparition des décharges partielles en régime transitoire,
phénomeéne qui peut altérer le systéme d’isolation des machines
électriques dédiées notamment a la traction automobile. Ceci
fera I’objet de la suite de nos travaux.
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