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RESUME – En environnement naval, la fiabilité du système de
propulsion est fondamentale. Dans le cas d’un véhicule autonome
sous-marin, la perte de la propulsion peut entraîner la perte du vé-
hicule. 3 configurations d’entrainement électrique de l’hélice sont
étudiées en termes de fiabilité du convertisseur associé à lamachine
de propulsion. Le taux de défaillance du convertisseur statique
pour des machines à 3 phases, 2×3 phases et 5 phases est estimé
en fonction du profil de mission et du mode de fonctionnement
sain ou dégradé. Les modèles de Markov permettent de quantifier
l’amélioration de la fiabilité fonctionnelle des configurations à 5
phases et à 2×3 phases par rapport à celle de référence à 3 phases
grâce à leurs possibilités de reconfigurations. Considérant la
vitesse de rotation de la machine, cette accroissement de lafiabilité
s’accompagne d’une dégradation de la performance. Une fonction
de fiabilité-performance est développée montrant cependant que
la hiérarchie obtenue par la fonction de fiabilité est conservée.

Mots-clés – Fiabilité, modèles de Markov, entrainements élec-
triques polyphasés

1. INTRODUCTION

En propulsion navale, l’utilisation de machines électriques
polyphasées apparaît comme une solution séduisante en termes
d’ondulations de couple, de densité de puissance et de fiabi-
lité [1]. En ce qui concerne cette dernière, un nombre de phases
élevé améliore la tolérance aux défauts [2] dans le sens où, cer-
taines phases peuvent être perçues comme des composants as-
surant une redondance active partielle [3]. Intuitivement, la fia-
bilité de la fonction de propulsion s’en trouve améliorée bien
que sa performance puisse être dégradée par l’utilisation d’un
nombre de phases inférieur à la valeur de conception du sys-
tème. Cependant, cette amélioration nécessite d’être quantifiée.
Ainsi, il faut pouvoir mesurer l’impact de la multiplication du
nombre de phases sur la fiabilité structurelle de la configuration
saine et sur la fiabilité fonctionnelle due aux possibilitésde re-
configurations. L’effet de ces dernières sur la performancedu
système doit être quantifié afin d’orienter le choix d’une archi-
tecture.
Dans ce contexte, la propulsion électrique d’un AUV (Au-
tonomous Unverwater Vehicle) est étudiée. 3 configurations
sont retenues : un ensemble convertisseur statique/machine tri-
phasé classique faisant office de référence, un système double
étoile triphasée de 2×3 phases et une configuration pentaphasée.
Dans [4], une démarche d’estimation préliminaire de la fiabilité
d’une génératrice hydrolienne multi-étoile est proposée afin de
déterminer l’influence du nombre de phases sur l’énergie ex-
traite. Dans [5], une méthode pour évaluer la fiabilité de plu-
sieurs topologies est détaillée. Dans [6], une approche similaire
est proposée pour comparer la fiabilité d’une architecture tripha-
sée en demi-pont avec une seconde en pont complet. Dans [7]
et [8], c’est la fiabilité de la totalité de la chaîne de commande
qui est étudiée par les modèles de Markov.
De précédentes études, notamment concernant les éoliennes[9]
ont montré que le convertisseur statique était fortement impliqué
dans la défaillance de la chaine de conversion électromécanique.

Dans ce convertisseur, ce sont les semi-conducteurs (SC) qui
sont les principaux responsables de la défaillance [10]. Parmi
les facteurs de stress des SC, c’est la contrainte thermiquequi
est prépondérante sur leur détérioration [11]. Ainsi dans cette
étude de fiabilité, seule cette contrainte thermique sur lesSC
du convertisseur statique est prise en considération, les autres
éléments de la chaine de conversion sont supposés toujours dis-
ponibles.
Dans cet article, la section2 présente la méthode d’estimation
du taux de défaillance de l’onduleur pour les différents points
de fonctionnement du profil de mission. Ce taux de défaillance
est obtenu à l’aide de ceux des SC estimés par la méthode
FIDES [12] et à l’aide d’un modèle de pertes et d’un modèle
thermique. La fiabilité est quantifiée dans la section3 au travers
de la fonction de fiabilité [13] pour les 3 configurations retenues.
Si la fonction de fiabilité du système onduleur/machine triphasé
de référence, sans possibilité de reconfiguration est estimée par
un modèle exponentiel [13], les 2 autres solutions nécessitent
l’usage des modèles de Markov [13]. En effet, ces modèles sont
parfaitement adaptés pour la prise en compte des reconfigura-
tions au travers de différents états. Les taux de transitionentre
ces états sont représentés par les taux de défaillance. Ainsi, ils
intègrent à la fois l’impact du profil de mission et les effetsdes
reconfigurations. Dans le cas présent, les réparations ne sont pas
envisagées mais peuvent être prise en compte dans les taux de
transitions par l’intermédiaire de taux de réparation [13]. La
fonction de fiabilité de la section3 ne rend pas compte de la
dégradation de la performance due aux reconfigurations. Aussi,
dans la section4, une fonction de fiabilité-performance est pro-
posée intégrant un critère de performance basé sur la vitesse
de rotation de la machine. Les résultats concernant les tauxde
défaillance, les fonctions de fiabilité et de fiabilité-performance
sont présentés dans la section5. Enfin, la section6 fait office de
conclusion en rappelant les principaux résultats, en soulignant
leurs limites et en présentant les perspectives.

2. TAUX DE DÉFAILLANCE DE L’ONDULEUR

2.1. Hypothèses

La figure1 montre l’architecture de la chaine de propulsion
de l’AUV.

Fig. 1. Schéma de principe de la chaîne propulsive de l’AUV

L’hélice est entraînée au travers d’un accouplement direct



par une machine synchrone polyphasée à aimants permanents
(MSAP). Le coupleT de charge de la machine est supposé être
proportionnel au carré de sa vitesse de rotationΩ. La MSAP
est considérée non saturée magnétiquement et toutes les pertes
de puissance y sont négligées. Le forces contre-électromotrices
(FCEM) sont supposées sinusoïdales, ce qui autorise une com-
mande par des courants sinusoïdaux [14]. La MSAP est alimen-
tée par un onduleur de tension en demi-pont, 2 niveaux, com-
mandé par modulation de largeur d’impulsion (MLI) scalaire.
La stratégie de commande pilote la machine par le contrôle de
la valeur efficaceIn et de l’angleθn entre courant et FCEM de
chaque phasen. Seul le fonctionnement en régime permanent
de l’ensemble onduleur/machine polyphasé est pris en considé-
ration, les régimes transitoires sont ainsi négligés. La tension
du bus continu est supposée invariable. Les valeurs nominales
relatives au système sont répertoriées dans le tableau1.

Tableau 1. Valeurs nominales de la MSAP et de l’onduleur

Nom Symbole Valeur Unité

Puissance PR 15 kW

Vitesse de rotation ΩR 1000 tr.min−1

Couple TR 143 Nm

Nombre de paires de pôles p 4 -

Tension efficace par phase VR 43 V

Réactance synchrone XR 0.5 p.u.

FCEM ER 0.87 p.u.

Facteur de puissance cosφR 0.87 -

Tension de bus continu Vdc 150 V

Fréquence de commutation fsw 10 kHz

Profondeur de modulation mR 0.8 -

Le courant efficace nominal par phase se détermine en fonc-
tion du nombre de phasen par l’équation (1) :

IR =
PR

nVR cosφR
(1)

L’AUV AsterX de l’IFREMER est destiné à des missions scien-
tifiques d’étude des fonds marins ou de la colonne d’eau. A par-
tir des données d’une plongée d’environ 3 heures, la distribution
des vitesses de rotation du moteur électrique de propulsion, re-
groupées par classes de largeur 0.05p.u. est représentée sur la
figure2. La valeur centrale de chaque classe de vitesse de rota-
tionΩ en abscisse de la figure2 est affectée à la fraction de mis-
sionfi de l’ordonnée correspondante constituant ainsi le profil
de mission en vitesse de rotation du moteur électrique de pro-
pulsion de l’AUV.

Les SC sont supposés être dans leur période de vie utile. A
ce titre aucun phénomène de vieillissement n’est pris en compte
impliquant ainsi que leur taux de défaillanceλ reste constant au
cours du temps pour un profil de température donné. La straté-
gie de gestion suite à un défaut d’un SC consiste à déconnecter
physiquement le bras d’onduleur correspondant, entraînant ainsi
un défaut phase ouverte de la machine. Cela suppose que l’on-
duleur soit pourvu d’outils de diagnostic et de déconnexiontels
que dans [15].
Les modules IGBT sont choisis dans la gammeSEMITOP 3[16]
de SEMIKRON. Ces modules intègrent dans un même boîtier
2 IGBT et 2 diodes formant un bras d’onduleur. Le calcul du
courant efficace nominal par phase de l’équation (1) conduit au
choix des modules présentés dans le tableau2 pour les 3 confi-
gurations retenues.

Le tableau2 montre que les résistances thermiques dé-
croissent lorsque la valeur nominale du courant du module aug-
mente. Cette tendance est conservée pour la résistance ther-
mique entre le dissipateur et l’air ambiant. Une loi inversement
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Fig. 2. Distribution des vitesses de rotation de l’AUV

Tableau 2. Principales caractéristiques des modules IGBT extraites de [16]

Référence SK150GB066T SK100GB066T SK75GB066T

Configuration Triphasée Pentaphasée Double étoile

IR (A) 137 82.5 68.8

I (A) 150 100 75

V (V) 600 600 600

VCE0 (V) 0.7 0.7 0.7

RCE (V) 6.35 9.5 12.7

Vf (V) 0.85 0.85 0.85

Rf (mΩ) 3.95 6.3 7.8

Eon+off (mJ) 6.25+5.7 7+6 3.1+2.8

Erec (mJ) 1.7 1.7 0.85

Iref (A) 150 100 75

Vref (V) 300 300 300

Tref (˚C) 150 150 150

Rjh/IGBT
(W.K−1)

0.65 0.78 0.94

Rjh/diode
(W.K−1)

0.73 0.91 1.55

Symbole Désignation

IR Courant efficace nominal par phase

I Courant nominal du module

V Tension nominale du module

VCE0 Tension de seuil de l’IGBT

RCE Résistance de l’IGBT à l’état passant

Vf Tension de seuil de la diode

Rf Résistance de la diode à l’état passant

Eon+off Énergie de commutation de l’IGBT

Erec Énergie de recouvrement de la diode

Iref Courant de référence pour les énergies de commutation

Vref Tension de référence pour les énergies de commutation

Tref Température de référence pour les énergies de commutation

Rjh/IGBT Résistance thermique jonction-dissipateur de l’IGBT

Rjh/diode Résistance thermique jonction-dissipateur de la diode

proportionnelle au courant nominal du module est utilisée avec
comme référence pour le module SK150GB066T une valeur
Rha = 0.14W.K−1 qui correspond à un dissipateurP3 deSEMI-
KRONen convection forcée. La température ambiante est fixée



àTa = 20˚C.

2.2. Estimation du taux de défaillance des semi-conducteurs

Le taux de défaillance individuel des SC est estimé à l’aide
du guideFIDES 2009 [12]. Ce document, édité par le groupe
FIDES constitué d’entreprises des domaines de l’aéronautique
et de la défense, décrit une méthodologie d’étude de fiabilité
des systèmes électroniques. Seul le stress thermique étantpris
en compte, le taux de défaillanceλSC d’un SC s’exprime en
fonction d’un facteur d’accélération dépendant de sa tempéra-
ture de jonctionTj/SC selon l’équation (2).

λSC(Tj) =
√
N.λ0th/SC . exp

(

Ea

kb

(

1

T0
− 1

Tj/SC

))

(2)

N est le nombre de SC intégrés dans un module ;T0 = 20˚C
constitue la température de référence,Ea = 0.7eV est l’éner-
gie d’activation des mécanismes de défaillance dus à la tem-
pérature (valeur moyenne extraite de [17], [18] et [19]) ; kb =
8.617×10−5eV.K−1 est la constante de Boltzmann.λ0th/SC est
le taux de défaillance de base à la température de référenceT0 du
SC avecλ0th/IGBT = 0.3021FIT pour un IGBT etλ0th/Diode

= 0.1574FIT pour une diode de puissance selon [12]. Le FIT
est une unité utilisée en fiabilité pour exprimer un taux de dé-
faillance, elle correspond à 1 défaut par milliard d’heuresde
fonctionnement. Le profil de mission décrit par la figure2 im-
pose autant de températures de jonction que de valeurs centrales
des classes de vitesse de rotationΩ. Dans ce cas, selon [12], le
taux de défaillance d’un SC s’exprime par la somme des taux
de défaillance dépendant de la température de jonction selon
l’équation (2), pondérés par les fractions de missionfi de la
figure2 (équation (3)).

λSC =
∑

i

fi × λSC(Tj/SC)i (3)

Les équations (2) et (3) montrent qu’il est nécessaire d’estimer
les températures de jonction des SC pour chaque valeur centrale
des classes de vitesse de rotationΩ. Le modèle de la figure3
à base de résistance thermique est utilisé pour déterminer ces
températures.

Fig. 3. Modèle thermique d’un module IGBT en régime permanent

Les équations (4) associées au modèle thermique de la fi-
gure3 permettent ainsi de calculer les températures de jonction
Tj/SC des SC.

Th = Ns.(PIGBT + PDiode).Rha + Ta
Tj/SC = PSC .Rjh/SC + Th (4)

Dans les équations (4) et dans la figure3, PSC représente la
puissance dissipée dans un SC (IGBT ou Diode) ;Ns = 2 est

le nombre d’interrupteurs électroniques intégré dans le module,
Th etTa sont respectivement les températures du dissipateur et
ambiante. Les différentes résistances thermiques ont été présen-
tées dans la partie2.1et le tableau2.
Il reste à évaluer les puissances dissipées dans les SC. Dans
le cas d’un onduleur à 2 niveaux commandé par MLI scalaire,
ces pertes peuvent être calculées à l’aide des modèles analy-
tiques [18] [20] [21] fournies par les équations (5) à (8) où l’effet
de la température sur les pertes par commutation est négligé.

Pst/IGBT =

(

1

2π
+

m cosφ

8

)

.VCE0.
√
2.I+

(

1

8
+

m cosφ

3π

)

.RCE .2.I
2

(5)

Psw/IGBT = fsw.Eon+off .

√
2

π

I

Iref

(

Vdc

Vref

)kV/IGBT

(6)

Pst/Diode =

(

1

2π
− m cosφ

8

)

.Vf .
√
2.I+

(

1

8
− m cosφ

3π

)

.Rf .2.I
2

(7)

Psw/Diode = fsw.Erec

(√
2

π

I

Iref

)kI (

Vdc

Vref

)kV/Diode

(8)

Dans les équations (5) à (8),Pst/SC etPsw/SC représentent res-
pectivement les pertes statiques et par commutation dans unSC,
I est l’intensité efficace du courant par phase etφ son retard de
phase par rapport à la tension.m est la profondeur de modula-
tion etfsw la fréquence de commutation de l’onduleur. Les dif-
férentes tensions et résistances électriques, les énergies de com-
mutation et de recouvrement sont référencées dans le tableau 2.
kv/IGBT = 1.35 etkv/Diode = 0.6 sont les exposants pour la
dépendance en tension des pertes par commutation etkI = 0.6
celui en courant.

2.3. Taux de défaillance de l’onduleur

Les hypothèses formulées dans la partie2.1 indiquent que la
défaillance d’un SC implique celle du bras d’onduleur corres-
pondant. Ainsi, au niveau de la fiabilité, un bras d’onduleurest
considéré comme une structure série de ses composants [13].
Chaque SC est décrit par une variable booléennexSC :

xSC =

{

0 si le SC est en défaut
1 si le SC fonctionne

Du fait de la structure série adoptée pour un bras d’onduleur,
la fonction de structureΦbras(x) [13] décrivant la fiabilité de
celui-ci est exprimée par l’équation (9).

Φbras(x) = xIGBT1
.xDiode1 .xIGBT2

.xDiode2 (9)

La structure symétrique du bras d’onduleur et la symétrie desa
commande imposent des taux de défaillanceλSC des mêmes SC
des 2 interrupteurs électroniques identiques. Dans le cas d’une
structure série, ceux-ci sont additifs au sein d’un bras d’ondu-
leur [13]. Son taux de défaillance s’exprime par l’équation (10).

λbras = 2× (λIGBT + λDiode) (10)

Quel que soit le mode sain ou dégradé de fonctionnement de
l’onduleur, celui-ci dispose der bras d’onduleur sains pour as-
surer la fonction de propulsion. Dans chaque mode, l’onduleur
est considéré comme une structure série de ses bras et son taux
de défaillance est évalué par l’équation (11).

λond =

r
∑

i=1

λbrasi (11)



3. EVALUATION DE LA FONCTION DE FIABILITÉ POUR
LES 3 CONFIGURATIONS RETENUES

3.1. Configuration triphasée de référence

Le système onduleur/machine triphasé de référence est com-
mandé en couple maximum par Ampère (MTPA) pour chaque
valeur centrale des classes de vitesse de rotation de la figure 2.
Du fait du couplage étoile et des hypothèses, la configuration
triphasée de référence ne possède pas de capacité de reconfi-
guration. Le taux de défaillance de son onduleur s’exprime par
l’équation (12).

λ3 = 6.(λIGBT + λDiode) (12)

La fonction de fiabilitéR(t) exprime la probabilité du sys-
tème de ne pas avoir subi de défaut durant l’intervalle de temps
]0, t] [13]. Comme les hypothèses émises stipulent que les taux
de défaillance sont indépendants du temps, la fonction de taux
de défaillancez(t) = − d lnR(t)

dt = λ3, la fonction de densité

de probabilitéf(t) = − dR(t)
dt est distribuée exponentiellement

impliquant une fonction de fiabilitéR3(t) définie par l’équa-
tion (13).

R3(t) = exp(−λ3.t) (13)

3.2. Configuration double étoile triphasée (2×3 phases)

En mode sain, la stratégie de pilotage de la configuration
double étoile est identique à celle du système triphasé de ré-
férence (MTPA). Dans le cas de la défaillance d’un bras d’on-
duleur suite à la défaillance d’un SC, l’onduleur correspondant
est supposé ne plus être piloté et être déconnecté de la machine.
Même si la commande des 2 bras et de l’onduleur restant peut
être envisagée [22], cette option n’est pas retenue ici. L’avan-
tage de la structure double étoile est d’autoriser une reconfigu-
ration en conservant l’onduleur sain sans en modifier la com-
mande. Ainsi, l’ensemble onduleur/machine double étoile tri-
phasée possède un seul degré de liberté en terme de reconfigura-
tion. En mode dégradé, l’onduleur sain reste piloté en MTPA,le
couple maximum disponible est ainsi réduit de moitié par rap-
port à la configuration triphaséeTpu = 0.5. Du fait des hypo-
thèses retenues concernant la loi de couple, la vitesse de rota-
tion maximale disponible est réduite àΩpu =

√
0.5 = 0.707. La

capacité à tenir le profil de mission de la figure2 s’en trouve
modifiée. En effet, Aucune des valeurs centrales de vitesse de
rotation de la figure2 n’est accessible dans le mode dégradé. La
stratégie adoptée consiste alors à utiliser le moteur de propul-
sion au maximum de ses possibilités en vitesse de rotation. La
figure 4 montre l’impact de la reconfiguration sur le profil de
mission. En abscisse de la figure4 se trouvent les fractions de
mission dela figure2. Le mode sain à 2 étoiles est évidemment
capable de tenir intégralement le profil de mission. En revanche,
le mode dégradé à une étoile fonctionne en saturation de vitesse
de rotation àΩpu = 0.707 durant toute la mission.

La possibilité de reconfiguration évoquée précédemment peut
être intégrée dans la fonction de fiabilité au travers du modèle
de Markov associé au diagramme états-transitions [13] de la fi-
gure5.

Sur la figure5, l’état 6 représente le mode sain avec les 6
phases alimentées au travers des 2 onduleurs. Dans l’état 3,
seules les 3 phases alimentées par l’onduleur sain restant sont
pilotées, il s’agit du mode dégradé. La perte d’un nouveau SC
implique la défaillance de la totalité de l’onduleur restant avec
les hypothèses retenues et donc la défaillance totale du système.
Il est alors incapable d’assurer sa fonction de propulsion,son
état correspond à l’état 0 sur la figure5. La fonction de fiabilité
R2×3(t) associée à cette configuration est définie par l’équa-
tion (14).

R2×3(t) = P6(t) + P3(t) = 1− P0(t) (14)
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Fig. 4. Profil de mission de la configuration double étoile triphasée pour les
modes sain et dégradé

Fig. 5. Diagramme états-transitions de la configuration double étoile triphasée

P6(t), P3(t) et P0(t) sont les probabilités pour le système
d’être respectivement dans les états 6, 3 et 0. Elles sont défi-
nies par les équations (15), solutions des équations de Chapman-
Kolmogorov (16) [13].

P6(t) = exp(−λ6,3.t)

P3(t) =
λ6,3

λ3,0−λ6,3
(exp(−λ6,3.t)− exp(−λ3,0.t))

(15)





Ṗ6(t)
Ṗ3(t)
Ṗ0(t)



 =

(−λ6,3 0 0
λ6,3 −λ3,0 0
0 λ3,0 0

)

.

(

P6(t)
P3(t)
P0(t)

)

(16)

Les taux de défaillancesλ6,3 et λ3,0 de la figure5 et des équa-
tions (15) et (16) correspondent respectivement au mode sain à
2 onduleurs et au mode dégradé à un onduleur et sont définis par
les équations (17) et (18).

λ6,3 = 12.(λIGBT + λDiode) (17)

λ3,0 = 6.(λIGBT + λDiode) (18)

3.3. Configuration pentaphasée

Comme dans les 2 cas précédents, la commande en mode
sain s’opère en MTPA. Dans le cas de la défaillance d’un bras
d’onduleur suite à la défaillance d’un SC, le système ondu-
leur/machine pentaphasé peut continuer à assurer la fonction de
propulsion en mode dégradé à 4 phases. Cette solution dispose
d’une seconde possibilité de reconfiguration avec un mode dé-
gradé à 3 phases. Dans les modes dégradés, la stratégie de pilo-
tage de la machine est inspirée de [23]. Dans cet article, la force



magnéto-motrice (FMM) sinusoïdale du mode sain est mainte-
nue en forme et en amplitude dans les modes dégradés impli-
quant des valeurs de courant par phase supérieures à la valeur
nominale. Dans le cas présent, le convertisseur statique etla ma-
chine sont supposés ne pas avoir été dimensionnés pour suppor-
ter les pointes de courant et les effets thermiques consécutifs à
ce type de commande. Le déphasageθn entre le courantIn et
la FCEMEn de chaque phasen de [23] est maintenu mais la
valeur efficace du courant par phase reste limitée à celle nomi-
nale. Ainsi, la forme sinusoïdale de la FMM est conservée dans
les modes dégradés mais avec une amplitude moindre que dans
le mode sain. Ceci implique une réduction du couple disponible
selon l’équation (19).

Tpu =
T

TR
=

1

5

5
∑

n=1

Ipu,n. cos θn (19)

Du fait de l’hypothèse de la proportionnalité du couple avecle
carré de la vitesse de rotation, sa valeur limite disponiblepeut
être estimée parΩpu =

√

Tpu. Il est à noter que 2 reconfigura-
tions à 3 phases sont à envisager selon que la deuxième phase en
défaut est adjacente (état 3a) ou non (état 3na) à la première. La
stratégie de pilotage et ses conséquences en mode dégradé sont
résumées dans le tableau3.

Tableau 3. Courants par phase, couple et vitesse de rotationde la machine dans
les modes dégradés de la configuration pentaphasée

Phase
Mode dégradé

4 phases 3 phases (3a) 3 phases (3na)
Ipu θ Ipu θ Ipu θ

a 0 0 0 0 0 0
b 1 −π

5 0 0 1
2 cos π

5

0

c 1 0 1
2 cos π

5

− 2π
5 0 0

d 1 0 1 0 1 −π
5

e 1 +π
5

1
2 cos π

5

+ 2π
5 1 +π

5

Tpu 0.72 0.28 0.45
Ωpu 0.85 0.53 0.67

Il résulte du tableau3 une incapacité à assurer le profil de mis-
sion de la figure2 dans les modes dégradés. La stratégie adoptée
est la suivante : si la valeur centrale d’une classe de vitesse de
rotation n’est pas accessible, le moteur électrique de propulsion
tourne au maximum de ses capacités en vitesse. Il s’en suit le
profil de mission pour les différents modes de la configuration
double étoile triphasée de la figure6.

Le diagramme états-transitions du système pentaphasé pré-
sentant ses capacités de reconfiguration est exposé sur la fi-
gure7.

Le taux de défaillanceλ5,4 entre l’état sain5 et l’état dégradé
4 à 4 phases est exprimé par l’équation (20). Le tableau3 montre
que dans le mode dégradé à 4 phases, la valeur efficace des cou-
rants dans chaque phase saine est la même mais le déphasage
par rapport à la FCEM vaut|θ| = π

5 pour les phasesb et e et
θ = 0 pour les phasesc et d. Ainsi le taux de défaillanceλ4,3a
de l’état4 vers l’état3a défini par l’équation (21) n’est pas ri-
goureusement identique àλ4,3na de l’état4 vers l’état3na défini
par l’équation (22) du fait de la dépendance des pertes statiques
en fonction deθ des équations (5) et (7).

λ5,4 = 10.(λIGBT + λDiode) (20)

λ4,3a = 2.(λIGBTb
+ λDiodeb) + 2.(λIGBTe + λDiodee)

= 4.(λIGBTb
+ λDiodeb) = 4.(λIGBTe + λDiodee)

(21)

λ4,3na = 2.(λIGBTc + λDiodec) + 2.(λIGBTd
+ λDioded)

= 4.(λIGBTc + λDiodec ) = 4.(λIGBTd
+ λDioded)

(22)
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Fig. 6. Profil de mission de la configuration pentaphasée pourtous les modes

Fig. 7. Diagramme états-transitions de la configuration pentaphasée

Les taux de défaillanceλ3a,2 etλ3na,2 de la figure7 sont obte-
nus par les équations (23).

λ3a,2 = 4.(λIGBTc + λDiodec) + 2.(λIGBTd
+ λDioded)

λ3na,2 = 2.(λIGBTb
+ λDiodeb) + 4.(λIGBTd

+ λDioded)
(23)

La fonction de fiabilitéR5(t) de la configuration à 5 phases
est exprimée par l’équation (24).

R5(t) = P5(t) + P4(t) + P3a(t) + P3na(t) = 1− P2(t) (24)

Les équations de Chapman-Kolmogorov (25) conduisent aux
probabilités (26).













Ṗ5(t)
Ṗ4(t)
Ṗ3a(t)
Ṗ3na(t)
Ṗ2(t)













=









−λ5,4 0 0 0 0
λ5,4 −λ4,3 0 0 0
0 λ4,3a −λ3a,2 0 0
0 λ4,3na 0 −λ3na,2 0
0 0 λ3a,2 λ3na,2 0









.









P5(t)
P4(t)
P3a(t)
P3na(t)
P2(t)









(25)



P5(t) = exp(−λ5,4.t)
P4(t) = C54 (exp(−λ5,4.t)− exp(−λ4,3.t))
P3a(t) = C53a (exp(−λ5,4.t)− exp(−λ3a,2.t))

+C43a (exp(−λ4,3.t)− exp(−λ3a,2.t))
P3na(t) = C53na (exp(−λ5,4.t)− exp(−λ3na,2.t))

+C43na (exp(−λ4,3.t)− exp(−λ3na,2.t))
(26)

Avec

λ4,3 = λ4,3a + λ4,3na ; C54 =
λ5,4

λ4,3 − λ5,4

C53a =
λ4,3a.C54

λ3a,2 − λ5,4
; C53na =

λ4,3na.C54

λ3na,2 − λ5,4

C43a =
λ4,3a.C54

λ4,3 − λ3a,2
; C43na =

λ4,3na.C54

λ4,3 − λ3na,2

4. DÉFINITION D’UNE FONCTION DE FIABILITÉ-
PERFORMANCE

Les reconfigurations en mode dégradé des systèmes double
étoile triphasée et pentaphasé permettent de continuer à assu-
rer la fonction de propulsion mais au prix de la réduction des
performances en couple et en vitesse de rotation de la machine
électrique. La notion de performance est fortement dépendante
de l’exigence de mission définie par le cahier des charges de
l’exploitant du système. Dans le cas de l’AUV, la vitesse de ro-
tation de sa machine de propulsion est choisie comme indicateur
de performance, celle-ci impactant sa vitesse linéaire et donc
son temps de mission d’exploration. La dégradation de la per-
formance doit être intégrée dans les outils d’aide à la décision
du concepteur afin d’orienter son choix entre diverses solutions.
C’est ce qui est présenté dans cette section.

4.1. Critère de performance

En mode dégradé, les valeurs centrales des classes de vitesse
de rotation du profil de mission de la figure2 peuvent ne plus
être atteintes. Ainsi pour chaque fraction de missionfi de la
figure2, il existe une vitesse de rotation souhaitéeΩi. Mais pour
chaque étate des figures5 et 7, il existe une vitesse de rotation
disponibleΩe. Un taux de performanceτe,i pour chaque étate
et chaque fraction de missionfi est défini par l’équation (27).
Puis un critère de performance globalCpe relatif à un étate est
défini par l’équation (28) en sommant les taux de performance
τe,i pondérés par les fractions de missionfi.

τe,i =

{

Ωe/Ωi pourΩe ≤ Ωi

1 pourΩe > Ωi
(27)

Cpe =
∑

i

τe,i × fi (28)

Le mode sain à 5 phases de la figure6 est évidemment capable
de tenir intégralement le profil de mission, ainsi tous ses taux de
performanceτ5,i = 1 et son coefficient de performanceCp5 =
1. Le mode dégradé à 4 phases ne permet d’assurer que les 3
premières fractions de mission sans diminution de la vitesse.
Les taux de performanceτ4,i correspondants sont représentés
sur la figure8. Le coefficient de performance relatif à cet état
4 estCp4 = 0.97. Celui correspondant au mode dégradé à 3
phases non adjacentes estCp3na = 0.81 etCp3a = 0.54 pour
le mode dégradé à 3 phases adjacentes.

Pour la configuration double étoile triphasée, le profil de mis-
sion est parfaitement assuré en mode sain etCp6 = 1. Le mode
dégradé à une étoile conduit à un coefficient de performance
Cp3 = 0.86.
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Fig. 8. Taux de performance de la configuration pentaphasée en mode dégradé
à 4 phases

4.2. Fonction de fiabilité-performance

Les fonctions de fiabilité-performanceRp(t) des systèmes
double étoile triphasée (29) et pentaphasé (30) résultent res-
pectivement des fonctions de fiabilitéR(t) des équations (14)
et (24) dont les probabilitésPe sont pondérées par les coeffi-
cients de performanceCpe relatifs aux différents étatse.

Rp2×3(t) = P6(t) + Cp3.P3(t) (29)

Rp5(t) = P5(t) +Cp4.P4(t) +Cp3a.P3a(t) +Cp3na.P3na(t)
(30)

5. RÉSULTATS

5.1. Taux de défaillance

La méthode précédemment décrite permet d’accéder aux taux
de défaillance de l’onduleur pour les 3 configurations retenues
dans les modes sains et dégradés. Ces différents taux de dé-
faillance sont indiqués sur la figure9.
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Fig. 9. Taux de défaillance dans les différents modes pour les 3 configurations
retenues

Alors qu’une augmentation du taux de défaillance est atten-
due en fonction du nombre de SC utilisés dans l’onduleur im-
pliquant une dégradation de la fiabilité structurelle, la figure 9



montre que les taux de défaillance en mode sain (λ3, λ6,3 et
λ5,4) sont du même ordre de grandeur. Cet effet inattendu est à
mettre sur le compte de la quantification imposée par le choix
des modules IGBT. Le nombre limité de calibres en courant des
modules disponibles du constructeur conduit à un « surdimen-
sionnement » plus ou moins important des SC par rapport au
courant nominal de la machine. Ainsi, en mode sain, les tem-
pératures maximales estimées pour les jonctions des IGBT sont
respectivement de 113˚C dans la configuration triphasée, 99˚C
dans la configuration pentaphasée et 96˚C dans celle double
étoile triphasée. Du fait de la dépendance en fonction expo-
nentielle de la température du taux de défaillance d’un SC de
l’équation (2), la diminution minime des températures de jonc-
tion compense l’augmentation du nombre de SC sur le taux de
défaillance global de l’onduleur. Dans le cas hypothétiquede
températures de jonction rigoureusement identiques dans toutes
les configurations, le taux de défaillance de l’onduleur en mode
sain est une fonction linéaire du nombre de SC. Ainsi, la mul-
tiplication du nombre de phases est susceptible de diminuerla
fiabilité structurelle de la chaîne de conversion en augmentant
son taux de défaillance en mode sain. La figure9 montre une
augmentation importante du taux de défaillance lors de l’unique
reconfiguration du système double étoile triphasée (λ3,0) et de
la première reconfiguration du système pentaphasé (λ4,3). En
effet, la stratégie adoptée impose une saturation en courant plus
fréquente du système pour tenir au mieux le profil de mission,
provoquant ainsi une température moyenne des jonctions desSC
plus élevée qu’en mode sain. A nouveau, la nature exponentielle
du taux de défaillance d’un SC en fonction de sa température
de jonction de l’équation (2) explique l’augmentation du taux
de défaillance de l’onduleur de l’unique reconfiguration dusys-
tème double étoile triphasée et de la première reconfiguration du
système pentaphasé, bien que le nombre de SC sollicités dimi-
nue. Cette tendance n’est pas conservée lors de la seconde re-
configuration du système pentaphasé. Le maintien d’une FMM
sinusoïdale dans le mode dégradé à 3 phases nécessite de réduire
le courant dans une phase si 2 phases non-adjacentes sont en dé-
faut, ou dans 2 phases dans le cas de la défaillance de 2 phases
adjacentes comme le montre le tableau3. Ainsi, la réduction
du nombre de SC sollicités s’accompagne d’une diminution des
contraintes thermiques sur les SC de un ou deux bras d’ondu-
leur conduisant aux taux de défaillanceλ3a,2 et λ3na,2 réduits
par rapport à celui du mode dégradé à 4 phasesλ4,3. Cette di-
minution est observée sur la figure9, elle est plus marquée pour
le mode dégradé avec 2 phases adjacentes en défaut du fait de la
réduction du courant dans 2 phases au lieu d’une seule dans le
mode dégradé à 2 phases non adjacentes en défaut (tableau3).

5.2. Fonction de fiabilité

La figure10montre l’évolution de la fonction de fiabilitéR(t)
pour les 3 configurations retenues. La courbe rouge représente
la fonction de fiabilitéR5(t) du système pentaphasée, incluant
les capacités de reconfiguration, telle que définie par l’équa-
tion (24). Cette configuration apparaît la meilleure en terme de
fiabilité. La courbe verte décrit l’évolution de la fonctionde fia-
bilité R2×3(t) du système double étoile triphasée, montrant une
nette supériorité de sa fiabilité par rapport à la structure triphasée
classique servant de référence dont la fonction de fiabilitéR3(t)
est représentée en bleu. L’augmentation de la fiabilité fonction-
nelle due à la multiplication du nombre de phases et aux capaci-
tés de reconfiguration(s) associées est ainsi quantifiée.

5.3. Fonction de fiabilité-performance

La figure11montre l’évolution au cours du temps de la fonc-
tion de fiabilité-performance telle qu’elle a été décrite par les
équations (29) et (30).

Le code couleur est identique à celui utilisé pour les fonc-
tions de fiabilité. La fonction de fiabilité-performance permet
de modérer les conclusions concernant la fiabilité en intégrant
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Fig. 10. Fonctions de fiabilité pour les 3 configurations retenues sur une durée
de fonctionnement de 40 ans
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Fig. 11. Fonctions de fiabilité-performance pour les 3 configurations retenues
sur une durée de fonctionnement de 40 ans

un critère de perte de performance due aux reconfigurations
dans les modes dégradés. Si ces fonctions montrent une décrois-
sance plus rapide que les fonctions de fiabilité pour les systèmes
double étoile triphasée et pentaphasé, dans le cas présent,elles
ne modifient pas la hiérarchie des systèmes exposée précédem-
ment.

6. CONCLUSIONS

Cet article s’efforce de prendre en compte l’impact du pro-
fil de mission et des reconfigurations éventuelles sur le tauxde
défaillances des SC. En effet, il paraît illusoire d’utiliser des
taux de défaillance indépendants des points de fonctionnement
tant les mécanismes de dégradation sont sensibles à l’environ-
nement thermique, électrique, mécanique et chimique auquel
le composant ou le système est exposé [24]. Ainsi, concernant
les composants d’électronique de puissance, l’estimationde leur
durée de vie nécessite une connaissance précise des conditions
de fonctionnement et d’environnement [25]. En aucun cas, la
confiance que l’on peut accorder à une prévision de fiabilité ne



peut être meilleure que la confiance dans la prévision de ces
conditions [12]. Cependant, les résultats obtenus dans cet ar-
ticle, s’ils intègrent bien les conditions de fonctionnement, sont
extrêmement sensibles aux données d’entrée telles que l’énergie
d’activation du processus de dégradation étudié ou le taux de
défaillance de base (voir équation (2)). Ces données, obtenues
par différentes méthodes telles que la modélisation physique
de la défaillance, les retours d’expérience ou l’extrapolation de
tests accélérés, demeurent très incertaines. Les résultats en va-
leur absolue sont à prendre avec précaution, il paraît plus pru-
dent de considérer des valeurs relatives, d’où l’utilisation ici de
la configuration triphasée de référence. Ainsi, le travail réalisé
porte essentiellement sur les outils et les méthodes. Si certaines
tendances étaient aisément prédictibles, les modèles de Markov
permettent de les quantifier. En prenant en compte les capaci-
tés de reconfiguration envisagées, ils permettent de chiffrer la
supériorité en termes de fiabilité de l’ensemble convertisseur
statique/machine pentaphasé sur la structure double étoile tri-
phasée. Ces modèles intègrent également l’évolution du taux de
défaillance en fonction du mode de fonctionnement et peuvent
également prendre en compte les capacités de réparation telles
que dans [8]. Enfin, la dégradation de la performance en mode
dégradé est quantifiée au travers d’une fonction de fiabilité-
performance associant à chaque état du système un critère de
performance.
Dans cette étude, seule la contrainte thermique sur les SC du
convertisseur statique est prise en compte pour l’estimation de
la fiabilité de la totalité du système. A ce titre, les cycles ther-
miques tels que dans [17] [20] sont à intégrer dans les futurs tra-
vaux car ils engendrent des phénomènes de fatigue importants
dans les SC, dûs aux écarts de coefficient d’expansion thermique
entre les différentes couches de matériaux [24]. Pour complé-
ter avantageusement le travail réalisé, la totalité de la chaine de
conversion est à prendre en compte dans l’étude de la fiabilité,
notamment l’impact des reconfigurations sur la machine aux ni-
veaux thermique et vibratoire. Les capteurs, les cartes électro-
niques de contrôle-commande interviennent également dansles
aspects fiabilité. Dans [7], la défaillance des capteurs de courant
et de l’encodeur de vitesse est quantifiée. Il faut garder à l’esprit
qu’une augmentation de la fiabilité fonctionnelle par accroisse-
ment des capacités de reconfigurations nécessite une complexité
accrue du système de contrôle-commande et donc une diminu-
tion de la fiabilité structurelle du système. Enfin, il faut rappeler
que des solutions de conception et de dimensionnement de la
machine et du convertisseur statique telles que dans [6] peuvent
être envisagées pour ne pas atténuer les performances dans cer-
tains modes dégradés.
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