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RESUME – La subdivision de l’association convertisseur-bobine
au sein d’une machine électrique peut permettre de diminuer la
tension du bus DC et la part de vieillissement des diélectriques
imputable aux variations brutales de champ électrique lors des
commutations de l’onduleur. Cependant, le système résultant
de cette subdivision est fortement couplé et peut présenter des
déséquilibres. Les interactions inter-bobinages et leurs disparités
sont ici modélisées en vue de prédire les ondulations de courant
supplémentaires et de synthétiser une loi de contrôle-commande
idoine. Le déséquilibre dans les valeurs d’inductances des sous-
enroulements, induit par la proximité avec l’entrefer, est mis en
évidence expérimentalement. Les allures de courant obtenues au
travers d’un modèle circuit sont validées par des mesures réal-
isées sur une maquette représentative d’une dent statorique. Une
compensation par la commande d’un déséquilibre de 10% sur les
composantes fondamentales du courant engendre une augmenta-
tion modeste des ondulations de courant, inférieure à 5%.
Mots-clés – Enroulements subdivisés, Ondulation de courant, Ma-
chine électrique, Modulation de Largeur d’Impulsion (MLI).

1. INTRODUCTION

Les structures associant un onduleur d’électronique de puissance à
une machine électrique polyphasée se généralisent dans les applications
nécessitant un entraînement à vitesse variable. Afin d’augmenter la
densité de puissance de ces chaînes de conversion électromécaniques,
notamment dans un contexte embarqué comme dans l’automobile élec-
trifiée, des solutions sont envisagées pour intégrer l’électronique de
puissance au plus près de la machine électrique [1], voire même en
son sein [2]. L’intégration a pour objectif d’accroître les densités volu-
miques et massiques de puissance. Elle doit être réalisée conjointement
avec le maintien d’un bon niveau de fiabilité, tant pour les convertis-
seurs [3] que pour la machine électrique [4].

Or, l’utilisation de composants rapides d’électronique de puissance
à proximité des bobinages du moteur a des effets néfastes pour les
isolants de la machine [5] et ses roulements mécaniques [6]. Dans
la littérature, on retrouve des solutions permettant d’utiliser les com-
posants d’électronique de puissance à large bande interdite en limitant
la génération de perturbations électromagnétiques ou les contraintes sur
les isolants de la machine associée. L’ajout d’un filtre supplémentaire
entre le convertisseur et la machine est envisagée dans [7] afin de ré-
duire les dv/dt perçus par les bobinages de la machine. Un autre com-
promis entre les pertes par commutation et la génération de perturba-
tions électromagnétiques est évalué dans [8]. Ces solutions nécessitent
l’ajout d’un composant passif supplémentaire ou le ralentissement des
commutations et ne permettent pas de tirer parti de toute l’efficacité des
composants à large bande interdite.

D’autre part, les modules d’électronique de puissance ne sont pas
adaptés à l’environnement thermique des machines électriques ni aux
vibrations qu’elles génèrent [1][9][10]. L’utilisation de composants
à large bande interdite SiC ou GaN semble, pour des raisons ther-
miques, plus adaptée à ce type d’intégration car les températures de
jonction atteignables sont théoriquement supérieures à celles du Si
[11]. Ces composants peuvent atteindre des fréquences de commu-
tation plus élevées permettant d’améliorer la qualité du couple et la

dynamique de la commande de la machine. En revanche le niveau de
fiabilité de ces nouveaux composants n’égale pas encore celui du Si. La
réalisation de modules d’électronique de puissance pouvant résister à
l’environnement mécanique qui règne au sein des machines électriques
demeure un enjeu de recherche actif [10][12].

Par ailleurs, conjointement aux objectifs d’intégration de puissance
des machines et des composants d’électronique de puissance, plusieurs
études tendent à revisiter les structures traditionnelles de conversion
électromécanique afin d’améliorer leurs performances. Par exemple,
dans le contexte de la voiture électrique, une contrainte forte de con-
tinuité de service et un soucis de fiabilité amènent à considérer des
structures modulaires améliorant la résilience du système et ses possi-
bilités d’intégration [13][14]. D’une part, le recours à une faible tension
de bus (48V) pour les véhicules hybrides ou tout-électriques réduit les
risques électriques pour les usagers. D’autre part, cette solution per-
met de s’affranchir d’un convertisseur élévateur supplémentaire et de
faciliter l’équilibrage des différentes cellules de batterie. Enfin, le frac-
tionnement peut être un moyen de tirer parti des symétries existantes
dans les machines électriques pour loger des modules d’électronique
de puissance au plus près des bobinages.

Le présent article porte sur l’étude d’un concept technologique
visant en premier lieu à diminuer les contraintes sur les isolants de la
machine électrique par la subdivision des enroulements et de leur ali-
mentation. Cette structure, protégée par un brevet [15], s’inscrit dans
la cadre des convertisseurs électromécaniques modulaires et basse ten-
sion. La méthode proposée ici consiste à subdiviser les enroulements
statoriques des machines (Figure 1a) et à paralléliser leur alimentation
pour diminuer la tension de bus nécessaire.
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Figure 1. Subdivision de l’enroulement initial (Ns = 40 spires) en deux
sous-enroulements identiques (20 spires).

Chaque sous-enroulement (Figure 1b) est associé à un onduleur in-
dépendant qui peut lui même être alimenté par son propre module de
batterie. Ainsi, la structure résultante présente de nouveaux degrés de
liberté en termes de commande. En revanche, les sous-enroulements
partageant une même dent statorique sont fortement couplés, ce qui
limite l’utilisation de ces degrés de libertés. Une étude analytique a été
réalisée dans le cas de deux enroulements [16] afin d’évaluer l’impact
des différences entre les tensions de commande sur les ondulations de



courant. Un article prospectif [17] expose les différentes perspectives
offertes par cette topologie ainsi que les verrous scientifiques qui de-
vront être levés pour sa réalisation. Le travail présenté ici se concentre
sur l’impact des disparités électriques entre les sous-enroulements et
leur lien avec l’entrefer.

L’article suit la structure suivante : la première partie expose
différentes méthodes de modélisation des enroulements et le con-
texte d’étude considéré pour représenter une subdivision élémentaire
d’enroulement statorique. La seconde partie présente la démarche
menant à un modèle en basses fréquences de la structure en vue de sa
commande. Celui-ci sera confronté à des relevés expérimentaux et à la
simulation au travers d’un modèle�éléments finis�. Enfin, l’étude de
la structure pour des fréquences proches de la fréquence de découpage
de l’électronique de puissance sera considérée.

2. PRÉSENTATION DU CADRE DE L’ÉTUDE

2.1. Comportement électrique des bobinages

Dans l’étude du comportement électrique d’un bobinage de ma-
chine électrique, deux types de modélisation peuvent être établies.
Les modèles en charge associés aux basses-fréquences (BF<1kHz)
sont employés pour illustrer le comportement de la machine autour
de sa fréquence fondamentale [18][19]. Ces modèles sont princi-
palement utilisés pour la commande de la machine. Ils illustrent
en général les comportements résistifs et inductifs des enroulements
ainsi que les mutuelles inter-phases, les effets capacitifs étant néglige-
ables dans ce domaine fréquentiel. Des modèles hautes fréquences
(1kHz<HF<1MHz) sont employés dans le cadre de l’étude CEM de
l’association du convertisseur d’électronique de puissance et de la ma-
chine électrique [20].
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Figure 2. Représentation schématique de l’impédance d’un enroulement et les
différents comportements électriques associés. Dans la zone hachurée
l’inductance se dégrade sous l’effet de peau et des pertes supplémentaires
apparaissent.

Ces modélisations en HF permettent de représenter la propagation
en mode commun des variations de tension imposées par l’onduleur
associé aux enroulements. Elles peuvent également être utilisées pour
diagnostiquer les défauts dans les enroulements et leur isolation [21].
Dans le cadre d’étude de la subdivision d’enroulements statoriques,
il est nécessaire d’établir, dans un premier temps, un modèle associé
aux BF pour la commande du système subdivisé et, dans un deuxième
temps, il faut considérer un modèle valable autour de la fréquence de
découpage pour estimer les ondulations de courant. L’inductance tend
à diminuer avec l’augmentation de la fréquence à cause des effets de
peau dans les conducteurs et le matériau magnétique (Figure 2). À
cette modélisation en HF, la prise en compte des effets capacitifs pourra
être ajoutée dans une étude postérieure. Ceux-ci influent plutôt sur les
transitoires observés lors des commutations de l’électronique de puis-
sance. Ces modèles permettent d’étudier la propagation des tensions
de mode commun dans le cadre de la subdivision d’enroulements ;l’un
des objectifs cléds de l’étude dans laquelle s’inscrit ce travail est bien
d’évaluer la pertinence de cette structure vis à vis de la CEM et du vieil-

lissement de la machine. Pour l’heure, cet article se restreint à l’étude
des enroulements pour la commande et l’estimation des ondulations
de courant. La prise en compte des effets capacitifs n’en est donc pas
l’objet et sera abordés dans des études ultérieures.

2.2. Définition de la problématique et dispositif de test

Le cadre de notre étude se limite à une phase de machine subdi-
visée en deux sous-enroulements selon la démarche détaillée dans la
Figure 1. On considère un bobinage enlaçant un circuit magnétique
feuilleté et muni d’un entrefer. Ce bobinage est subdivisé en deux en-
roulements de Ns = 20 spires (Fig 1b). Dans l’encoche prévue pour
les bobinages, l’enroulement 1 est celui qui se trouve à proximité de
l’entrefer. L’enroulement 2 est logé près de la culasse. Un onduleur en
pont complet alimente chaque sous-enroulement. Les caractéristiques
de cette maquette sont précisées dans le tableau 1. Cette maquette
visible sur la figure 3b sera utilisée pour illustrer expérimentalement
les modèles décrivant une subdivision élémentaire d’enroulements sta-
toriques. Il faut noter que cette maquette ne fait pas intervenir de force
électromotrice à vide comme ce serait le cas dans une machine élec-
trique en mouvement.

(a) Noyau magnétique initiale utilisé (b) Maquette réalisée avec son entrefer
Figure 3. Dispositif de test constitué de deux sous-enroulements de Ns = 20

spires bobinées autour d’un circuit magnétique laminé avec entrefer

Table 1. Caractéristiques géométriques et techniques de la maquette et de
l’onduleur associé (Figure3)

Grandeur Symbole Valeur
Entrefer e (mm) 0.5

Nombre de spires par enroulement Ns 20
Nombre de sous-enroulements n 2

Epaisseur des tôles et (mm) 0.5
Nombre de tôles empilées nt 35

Largeur de la dent centrale du noyau dm (mm) 20
Section du circuit magnétique Sm (mm2) 350

Profondeur de l’encoche penc (mm) 30
Largeur de l’encoche lenc (mm) 10

Diamètre du fil de cuivre (mono brin) dc (mm) 1.3
Longueur des fils de cuivre lc (m) 2.5

Tension du bus Vdc (V) 20
Fréquence de découpage Fd (kHz) 25

Fréquence électrique fondamentale Fe (Hz) 100
Résistivité du cuivre ρCu (Ω.m) 1.68.10−8

Perméabilité magnétique du vide µ0 (µH/m) 4π/10
Perméabilité relative des tôles à 100Hz µr (s.u.) 2000

2.3. Interprétation de relevés d’admittance

À partir du dispositif réalisé, des mesures d’impédances ont été ef-
fectuées pour chacun des deux sous-enroulements. On nomme impé-
dance propre d’un enroulement le rapport complexe entre la tension
appliquée et le courant mesuré sur un enroulement lorsque l’autre en-
roulement est ouvert. Cette mesure est réalisée avec des signaux de
l’ordre de 500 mV à l’aide d’un analyseur d’impédance sur une plage
de fréquence allant de 25 kHz à 40 MHz. Les mesures sont tracées en
gain et en phase sur la figure 4.

On remarque que les deux enroulements présentent des disparités
en BF qui ont tendance à s’estomper lorsque la fréquence augmente



vers 1 MHz. À partir de la dizaine de MHz, les mesures d’impédance
dépendent fortement de la connectique employée et des boucles for-
mées par les conducteurs entre le circuit magnétique et l’appareil de
mesure. Ainsi, il n’est pas pertinent de commenter les résultats au delà
de cette fréquence. Une résonance est visible autour de 6 MHz. Elle
est due aux effets capacitifs parasites inter-spires [22].

-90°

+90°

Figure 4. Impédances propres des deux sous-enroulements

Autour du MHz, on remarque que la phase est plus proche de
45◦ que de 90◦ malgré une évolution du module qui semble évoquer
un comportement inductif. L’inductance des enroulements se dégrade
sur cette plage de fréquence sous l’effet des courants induits qui se
développent dans le matériau magnétique et les conducteurs [23]. Une
méthode a été décrite dans [16] pour utiliser ces relevés d’impédance
pour déterminer les ondulations de courant dans les sous-enroulements
lorsqu’ils sont alimentés par un onduleur. Il a été montré que cette
méthode à tendance à surestimer la valeur des ondulations de courant
par rapport à ce qui peut être obtenu expérimentalement. Ainsi, nous
n’utiliserons pas ces relevés pour bâtir des modèles destinés à la com-
mande ou à l’estimation des ondulations de courant. En revanche, ces
relevés d’impédance effectués en "petits-signaux" nous renseignent sur
la propagation des transitoires de tension dans une telle structure. Ils
pourront être utilisés dans des études postérieures.

La partie suivante décrit la méthode employée pour construire le mo-
dèle électrique représentant les sous-enroulements statoriques en BF.

3. MODÉLISATION D’ENROULEMENTS STATORIQUES SUB-
DIVISÉS POUR LA COMMANDE

Lors de cette première étape du projet, on considère un enroulement
(Figure 1a) qui est concentré autour d’une dent statorique. Ce bobinage
est subdivisé en deux sous-enroulements comportant le même nombre
de spires comme représentés sur la Figure 1b. L’enroulement résul-
tant numéroté 1 est proche de l’entrefer. Cette asymétrie induit des
disparités entre les inductances de fuite des deux sous-enroulements.
Les paragraphes suivants détaillent la modélisation magnétique de ces
disparités.

3.1. Modélisation par éléments finis

Les caractéristiques de la maquette présentée dans le tableau 1 ont
été utilisées pour construire un modèle éléments finis (EF) sous le
logiciel Ansys Maxwell 2D. Par couplage numérique de ce modèle
EF et un modèle fondé sur un logiciel dédié à la résolution de cir-
cuits électriques, il est possible d’exciter les deux enroulements avec
la même tension sinusoïdale de fréquence Fe = 100 Hz et d’amplitude
Uamp = 0.5 V. Nous utilisons une faible valeur d’amplitude de tension
car les enroulements ont une faible impédance à cette fréquence ré-
duite. C’est cette tension qui sera appliquée expérimentalement sur la
maquette. Il est donc nécessaire de ne pas trop l’augmenter pour main-
tenir des niveaux acceptables de courants. La valeur de la fréquence
choisie correspond à une fréquence fondamentale d’une machine élec-
trique en rotation.

Figure 5. Allure des lignes de champ dans l’entrefer et les encoches (à gauche),
Aperçu du maillage employé (à droite).

La partie gauche de la Figure 5 montre les lignes de champ dans
l’encoche. Dans la figure 6, pour des raisons de symétrie et de clarté,
seule l’encoche de gauche sera représentée. La partie droite de la figure
5 montre également l’allure du maillage employé. La finesse de celui-
ci au niveau de l’entrefer est suffisante d’après des vérifications qui ont
été réalisées avec un maillage plus précis. Le maillage présenté ici est
plus lisible et nécessite peu de temps de calcul. Une période électrique
peut être simulée en moins d’une minute. D’un point de vue électrique,
la tension décrite au paragraphe précédent est appliquée à chacun des
deux enroulements, ce qui revient à relier les deux enroulements en
parallèle. Cette configuration fait apparaître un champ de fuite qui tra-
verse l’encoche horizontalement. Ce champ de fuite induit varie au
cours du temps sous l’effet de l’excitation par une tension sinusoïdale.
Il génère ainsi un courant circulant entre les deux enroulements. Ce
phénomène a été décrit dans de nombreux ouvrages portant sur l’étude
des branches parallèles de bobinage dans les machines électriques [24]
[25] [26] [27]. Le courant circulant va déséquilibrer les deux enroule-
ments et générer des pertes supplémentaires dans l’enroulement proche
de l’entrefer.

Figure 6. Amplitude des fondamentaux de chaque courant obtenue dans les
sous-enroulements par la méthode des éléments finis pour trois différents types
de bobinage. Les enroulements sont en parallèle sous une même tension
sinusoïdale à 100 Hz de 500 mV d’amplitude et les effets résistifs dans les
conducteurs sont négligés.

Dans les références présentées précédemment, la solution tech-
nologique apportée à ce problème est d’employer des bobinages répar-
tis dans la profondeur (Figure 6.b) de l’encoche ou encore d’entrelacer



les conducteurs en bobinant les différents sous-enroulements avec deux
fils en main (Figure 6.c). De cette manière, chaque sous-bobinage voit
le même champ de fuite et les courants de circulation sont atténués.
Les amplitudes de courant obtenues pour ces deux autres structures
sont présentées dans la figure 6.

On remarque que les courants sont équilibrés dans les cas 6.b) et
6.c). En revanche, lorsque les bobinages n’ont pas la même position
par rapport à l’entrefer, comme dans la Figure 6.a), le courant circu-
lant déséquilibre les deux enroulements. On remarque qu’une simula-
tion par EF donne un courant négatif dans le deuxième enroulement
lorsqu’on néglige les effets résistifs dans les conducteurs des bobi-
nages. Cela signifie que le courant circulant peut théoriquement être
supérieur à la moitié du courant total traversant l’encoche. Dans le
cadre de la solution technologique de subdivision des enroulements
statoriques jusqu’à la spire unique, il faut considérer un remplissage
de l’encoche qui mènerait à avoir certaines spires plus proches de
l’entrefer que d’autres pour assurer un bon remplissage de l’encoche.
Ainsi, nous allons effectivement considérer le cas déséquilibré comme
décrit la figure 5. La démarche qui suit ne cherche pas à atténuer ce
déséquilibre par la fabrication mais vise plutôt à le modéliser pour le
maîtriser au travers du contrôle de la structure.

3.2. Modélisation analytique

En s’appuyant sur la modélisation par éléments finis, il est possi-
ble de visualiser les lignes de champs engendrées par un conducteur en
fonction de sa position au sein de l’encoche (Figure 7). L’inductance de
ce conducteur peut également être calculée analytiquement et sera com-
parée à celle obtenue par un modèle numérique. On considère que ce
conducteur est composé de 20 spires pour que les valeurs d’inductance
soit comparables à celles du dispositif réel (Figure 3b). La figure 7
montre les allures des lignes de champ dans l’air pour trois position du
conducteur dans l’encoche.

(a) Conducteur au fond
de l’encoche, 234µH

(b) Conducteur au milieu
de l’encoche, 211µH

(c) Conducteur proche de l’entrefer,
inductance minimale, 190µH

Figure 7. Comparaison des lignes de champ générées dans l’encoche pour
différentes positions du conducteur.

On remarque que plus le conducteur est proche de l’entrefer, moins
il y a de champ de fuite dans l’encoche. L’inductance du conducteur
est alors minimale dans cette position. D’après ces observations, on
supposera dorénavant que les lignes de champs sont horizontales dans
l’encoche et verticales dans l’entrefer. Ces deux hypothèses permettent
de définir les contours portés par les deux types de ligne de champ.
La Figure 8a montre ces deux types de contours. L’indice enc carac-
térise les grandeurs liés à l’encoche et l’indice ent, les grandeurs liées
à l’entrefer.
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(b) Surface portée par le bobinage
Figure 8. Application du théorème de Maxwell-Ampère selon les deux types

de lignes de champ.

L’application du théorème de Maxwell Ampère au contour traver-
sant l’entrefer Cent permet d’écrire:

Bm

µr
· lm +Bent · 2e = µ0 ·Ns · i (1)

La perméabilité du matériau magnétique étant grande devant celle de
l’air, on néglige la contribution du matériau magnétique devant celle
de l’entrefer pour ce contour (lm/µr � e) ). Cette hypothèse est
particulièrement justifiée pour le contour traversant l’encoche Cenc où
le parcours dans l’air est plus important.

Bent =
µ0 ·Ns · i

2e
et Benc =

µ0 ·Ns · i
lenc

(2)

On notera que, selon ces hypothèses, le champ est uniforme et hori-
zontal dans l’encoche, et ne dépend pas de la positionX du conducteur.
La figure 8b définit la surface considérée pour le calcul du flux traver-
sant la spire. Selon ces considérations géométriques, l’expression du
flux φ est la suivante:

φ(X) = Ns ·

[¨
Sent

Bent · dS + 2 ·
¨

Senc(X)

Benc · dS

]
(3)

On assimile la surface Sent à la section de la dent centrale du cir-
cuit magnétique Sm = lz · dm (Tableau 1) et on pose Senc(X) =
2 · lz · (penc −X). En combinant les expressions (2) et (3), on peut
décomposer la valeur de l’inductance L du conducteur en deux termes:

L(X) =
φ(X)

i
= Lent + Lenc(X) (4)

L(X) =
µ0 ·N2

s · lz · dm
2e

+
µ0 ·N2

s · 2 · lz · (penc −X)

lenc
(5)

Cette expression met en évidence une évolution linéaire de l’inductance
en fonction de la position du conducteur dans l’encoche. La figure 9
compare les résultats obtenus avec la simulation par éléments finis et
les valeurs fournies par la formule analytique approchée (5).
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Figure 9. Comparaison des inductances pour Ns = 20 spires obtenues de
manière �Analytique� (5) et par le modèle �Élements finis�.

On remarque que les deux courbes suivent la même évolution en
fonction de la position dans l’encoche. L’erreur vient principalement



du terme Lent qui est sous-estimé dans le cas de la méthode analy-
tique. D’après ces deux modèles, il est possible d’identifier les induc-
tances propres des deux enroulements de notre maquette ainsi que leurs
inductances de fuite en utilisant les valeurs calculées en x1 = 22.5
mm et x2 = 7.5 mm. Ces positions représentent le milieu de chaque
bobinage. L’inductance mutuelle ou magnétisante Lm est prise égale à
Lent. Pour la méthode de résolution par éléments finis, on obtient:{

L1 = L(X = x1) = lf1 + Lm = 200µH

L2 = L(X = x2) = lf2 + Lm = 225µH
(6)

avec Lm = 190µH . La méthode analytique sous-estime la valeur
de Lm d’environ 11µH . En revanche, elle nous permet d’obtenir le
même résultat que la méthode par éléments finis en ce qui concerne la
différence entre les inductances de fuite:

lf2 − lf1 = 25µH (7)

Cette grandeur est exploitée dans la partie suivante pour exprimer la
différence de tension à appliquer aux bornes des enroulements afin
de contrer le déséquilibre des courants. La méthode analytique per-
met d’obtenir une approximation de la différence des inductances de
fuite et nécessite peu de ressources numériques vis à vis de la mé-
thode par éléments finis. Elle présente donc un intérêt dans un contexte
d’optimisation de la structure subdivisée.

3.3. Validation expérimentale

Afin de mettre en évidence le déséquilibre entre les deux enroule-
ments. Une expérimentation est mise en place à partir de la maquette
décrite dans la figure 3b. Les deux enroulements sont reliés en paral-
lèle et alimentés par un onduleur quatre quadrants. La commande de
l’onduleur est issue d’un asservissement du courant dans le premier en-
roulement par rapport à une consigne sinusoïdale de fréquence 100Hz
et d’amplitude 2A. La correction est réalisée par un correcteur par hys-
térésis dont la largeur est telle que les commutations de l’électronique
de puissance ont lieu à une fréquence proche de 25kHz.
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Figure 10. Courants mesurés dans les sous-enroulements associés en parallèle
sous une consigne en courant de 2A à 100Hz pour l’enroulement 1.

Les courants mesurés sont représentés sur la figure 10. En consi-
dérant le premier harmonique de ces mesures, il est possible d’extraire
la composante fondamentale du courant dans chacun des deux enroule-
ments. Pour comparer ces résultats aux valeurs d’inductances fournies
par les différents méthodes, une représentation harmonique est cons-
truite. Les deux enroulements considérés peuvent être représentés selon
un modèle inductif et résistif comme le montre la figure 11. Les valeurs
d’inductance sont issues du calcul EF (6) avec Lm = 190µH .

i1 r1 lf1

Lm

i2r2lf2
m = 1

u1 u2

Figure 11. Modèle circuit représentant deux enroulements subdivisés.

La résistance des sous-enroulements peut être assimilée à leur résis-

tance DC compte-tenu des basses fréquences considérées ici.

r = ρCU ·
lc

π ·
(
dc
2

)2 = 32mΩ (8)

Dans ce système, les tensions complexes U1 et U2 s’expriment par:

{
U1 = r1I1 + j (lf1 + Lm)ωI1 + jLmωI2

U2 = r2I2 + j (lf2 + Lm)ωI2 + jLmωI1

(9)

Ce système peut être remanié afin d’exprimer chaque courant en fonc-
tion de la tension commune appliquée. Les enroulements étant en par-
allèle, les tensions U1 et U2 sont égales. Pour comparer les résultats
expérimentaux et issus de ce modèle circuit, on utilise la tension com-
plexeUfond représentant le premier harmonique de la tension mesurées
dans l’expérience décrite précédemment. Les composantes fondamen-
tales des courants dans les sous-enroulements peuvent donc être es-
timées à partir de la tension mesurée à leur bornes:


I1,fond =

r2 + jlf2ω

(r1 + jL1ω) · (r2 + jL2ω) + (Lmω)2
· Ufond

I2,fond =
r1 + jlf1ω

(r1 + jL1ω) · (r2 + jL2ω) + (Lmω)2
· Ufond

(10)

Les composantes fondamentales des courants sont obtenues par le
modèle circuit de la figure 11 renseigné par les paramètres de la modéli-
sation EF. Elles sont comparées aux composantes fondamentales issues
de la mesure (Figure 12).
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Figure 12. Composantes fondamentales des courants mesurés (Figure 10) et
simulés (10) sous une consigne de courant de 2A à 100Hz (enroulement 1
maître/ enroulement 2 esclave).

On remarque que le modèle circuit issu de la méthode par éléments
finis décrit convenablement le comportement de la structure en BF. La
modélisation par éléments finis peut donc être employée pour étudier
l’impact de la géométrie du bobinage sur le déséquilibre en courant.
En revanche, cette méthode nécessite un bon modèle de résistance des
conducteurs. Ce résultat sera utilisé dans des études futures de dimen-
sionnement d’une structure fractionnée complète. Un modèle pertinent
ayant été réalisé, la commande de cette structure peut être envisagée.

3.4. Commande de la structure

Dans un contexte de machine électrique, un asservissement des al-
lures des courants va être réalisé dans les deux branches. On con-
sidère le cas où la consigne en courant est appliquée à la somme
des courants dans les sous-enroulements, ce qui correspond à im-
poser les ampère-tours demandés dans l’encoche. La structure de
l’asservissement est décrite par les schéma-blocs de la figure 13.
Un correcteur �mode commun� est associé à l’asservissement des
ampère-tours dans l’encoche (i1 + i2). Ensuite, afin de réguler le
�mode différentiel�: (i1 − i2) pour équilibrer les contributions des
deux sous-enroulements, un second correcteur doit être employé ; il
permet de singulariser chacune des deux tensions appliquées aux sous-
bobinages.
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Figure 13. Schéma-bloc de l’asservissement en courant

En utilisant les lois des mailles exprimées précédemment (9) et dans
l’hypothèse où les résistances des deux enroulements sont bien iden-
tiques, et que les disparités des forces électromotrices sont négligeables
devant les disparités inductives, il est possible de relier la différence en-
tre les deux inductances de fuite et la différence de tension à appliquer.

U1 − U2 = j (lf1 − lf2)ω · I (11)

Pour obtenir des courants fondamentaux I1,fond et I2,fond iden-
tiques, le déséquilibre des valeurs d’inductance nécessite donc
l’application de tensions différentes aux bornes des deux enroulements.

D’après le modèle analytique et le modèle par éléments finis (Figure
9), la différence entre les deux inductances propres vaut L1 − L2 =
lf1 − lf2 = 25µH . On déduit donc que, pour obtenir un courant de
5A à 100Hz dans les deux-enroulements, la différence de tension à ap-
pliquer est de l’ordre de 78mV . Le rapport-cyclique étant quantifié, il
faut s’assurer que l’électronique de commande ait une résolution suff-
isante pour assurer une différence de tension aussi fine. Or, pour un
onduleur en pont complet alimenté par une tension de bus DC de 20V,
cela nécessite une quantification δα du rapport cyclique sur au moins 9
bits pour faire varier la tension moyenne issue du découpage de l’ordre
de 78mV :

δα =
1

29
≤

∣∣∣∣ (lf1 − lf2)ω · I
2 · VDC

∣∣∣∣ (12)

Ce constat implique plusieurs contraintes sur le dimensionnement
de l’électronique de puissance et l’organe de commande. Pour appli-
quer ce niveau de quantification du rapport cyclique, il faut exprimer
une contrainte entre la fréquence d’horloge FH de la commande et la
fréquence de découpage Fdec de l’onduleur:

Fdec

FH
≤ δα =

1

29
(13)

Par exemple, si l’on souhaite que la fréquence de découpage de
l’électronique de puissance soit fixée à 25 kHz, il faut que la fréquence
d’horloge soit supérieure à 12.8 MHz. Industriellement, on trouve sans
peine des micro-contrôleurs fonctionnant à des fréquences d’horloge
supérieure à 100 MHz. L’équilibrage des courants dans les sous-
enroulements semble donc être réalisable par la commande. En re-
vanche, l’application de rapports cycliques différents aux bornes des
deux enroulements entraîne des pertes supplémentaires en HF. Le cou-
plage entre les deux enroulements est tel qu’un rapport cyclique dif-
férent sur les deux voies engendre une augmentation des ondulations
de courant [16].

Le comportement des enroulements autour de la fréquence de dé-
coupage est différent de celui représenté par le modèle en BF. Pour
cela, il est nécessaire de s’intéresser aux effets de la MLI sur le com-
portement des sous-enroulements.

4. ESTIMATION DES ONDULATIONS DE COURANT

Le déséquilibre observé précédemment autour de la fréquence élec-
trique fondamentale (100Hz) est également remarquable en HF, à
l’échelle du découpage de l’électronique de puissance. Ce déséquili-
bre des ondulations de courant dans les sous-enroulements induit une
mauvais répartition des pertes dans les deux voies et leurs composants
semi-conducteurs associés. Dans un premier temps, le comportement
du système est comparé à ce que peut nous fournir la modélisation réal-
isée pour la commande. Dans un second temps, une modélisation plus
fidèle est réalisée pour estimer les ondulations de courant à partir de
l’allure des tensions appliquées par l’électronique de puissance.

4.1. Remarques sur les ondulations de courant

Les tensions mesurées dans le cadre de l’expérience décrite dans la
section précédente permettent également d’utiliser le modèle circuit de
la figure 11 pour simuler les ondulations de courant. On applique donc
les tensions mesurées issues du découpage de l’électronique de puis-
sance aux bornes de notre circuit. Ces ondulations simulées à parti du
modèle à composant discret sont comparées aux ondulations mesurées
de la figure 14. Pour rappel, dans cette configuration, le mode différen-
tiel (i1− i2) n’est pas régulé ; les enroulements sont reliés en parallèle
et soumis à la même tension.

Figure 14. Ondulations de courant mesurées et simulées sous une consigne en
courant de 2A à 100Hz pour l’enroulement 1.

Un agrandissement de la figure 14 permet de visualiser une péri-
ode de découpage. On remarque que l’amplitude des ondulations est
sous-estimée par le modèle et que les allures des ondulations dans le
deuxième enroulement ne correspondent pas à celle obtenues par le mo-
dèle. En se fondant sur les mesures HF (Figure 2), la valeurs des induc-
tances des enroulements diminue avec l’augmentation de la fréquence
sur la plage de fréquence associée au découpage de l’électronique de
puissance.

De plus, les ondulations de courant mesurées dans l’enroulement
proche de l’entrefer sont trois fois plus élevées que dans l’enroulement
adjacent. Ce déséquilibre des ondulations HF ne peut pas être compen-
sée par une action sur la commande. Dans les faits, il sera accentué par
l’action BF visant à maintenir l’équilibre des composantes fondamen-
tales de chaque courant.

Pour évaluer cet impact, il est alors nécessaire d’établir une modéli-
sation des sous-enroulements appropriée à l’estimation des ondulations
HF de courant. Cette estimation peut être reliée ensuite aux pertes fer
dans le matériau magnétique d’une part [28] et aux pertes dans les com-
posants d’électronique de puissance d’autre part. Elle peut également
servir de critère pour le choix de la stratégie de modulation de largeur
d’impulsion de l’onduleur.

Ainsi, dans la sous-section suivante, le comportement du système à
deux sous-enroulements est modélisé à l’échelle de la période de dé-
coupage.

4.2. Limites du modèle inductif

L’article [16] a permis de montrer l’influence des différences de rap-
port cyclique sur les ondulations de courant dans le cas à deux sous-
enroulements. La figure 14 met en évidence le déséquilibre en ter-
mes d’ondulation de courant dans ces deux sous-enroulements malgré
le fait que les onduleurs associés partagent la même tension de bus.
Ensuite, cette figure permet également de montrer que le modèle em-
ployé en BF (Figure 11) n’est pas suffisant pour représenter les ondu-
lations de courant. Nous nous intéressons donc au comportement de
ces deux sous-enroulements à l’échelle de la période de découpage de
l’électronique de puissance.
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Figure 15. Ondulation de courant mesurée et estimée à partir du modèle HF:
dans le cas synchronisé (a), avec une différence de rapport cyclique α1<α2 (b).

La figure 15.a) nous montre l’ondulation dans les enroulements
lorsqu’ils sont associés en parallèle sous une tension d’alimentation
créneau. Il s’agit de la tension imposée par un onduleur dont le rapport
cyclique est maintenu à 50%. On remarque qu’à la suite d’une com-
mutation de la tension, un transitoire de courant d’allure exponentielle
s’installe et s’atténue en 10µs environ. Au delà de ce transitoire, les
courants évoluent linéairement. Cette remarque a pu être faite pour une
multitude de configurations de tension incluant les cas où un seul en-
roulement est alimenté ou bien lorsqu’ils sont alimentés en série ou en
parallèle. Seuls deux cas sont représentés dans la figure 15 par soucis
de concision. Une fois le transitoire atténué (entre 20µs et 30µs), le
comportement est purement inductif et il est possible d’en déduire les
paramètres du circuit, qui sont nettement inférieurs à ceux obtenus par
la modélisation BF:

lf1 = 3.7µH

lf2 = 37µH

Lm = 159µH

(14)

Les tensions mesurées sont donc appliquées à ce modèle inductif.
L’ondulation estimée à partir de ce modèle est visible sur les différents
tracés de la figure 15. Pour le tracé de la figure 15.b) où les rapports
cycliques sont α1 = 48% et α2 = 52%. Les courants comportent une
valeur moyenne absolue de l’ordre de 6A. Celle-ci a été retirée pour ne
visualiser que l’ondulation de courant.

Dans le cas où les tensions appliquées à chaque enroulements sont
synchronisées, on remarque que le transitoire représente la plupart de
l’ondulation pour le deuxième enroulement et que le modèle induc-
tif n’est plus suffisant pour décrire son comportement. En revanche,
lorsque les enroulements sont soumis à des rapport cycliques différents
(Figure 15.b), les allures mesurées et estimées sont similaires. Cela
montre que, lors de l’application de tensions différentes sur les deux
enroulements, l’évolution transitoire du courant devient négligeable de-
vant le caractère inductif. Il faut noter que la différence de rapport cy-
clique employée dans cette figure est de l’ordre de 4% pour visualiser
clairement le phénomène. Cependant, en pratique, les différences de
rapport cylique attendues sont de l’ordre de 0.1% d’après l’équation
(13). La Figure 15.b) n’est donc par représentative des augmentations
d’ondulation de courant calculées par la suite.

4.3. Compromis entre le déséquilibre des grandeurs fondamentales
et les ondulations de courants

Comme le modèle (14) semble décrire fidèlement les ondulations de
courant lors de l’application de tension différentes (Figure 15.b), il peut
être utilisé pour conclure vis à vis des résultats issus de l’équation (13).
Cette équation nous avait permis d’évaluer la différence de tension à ap-
pliquer aux enroulements pour rééquilibrer les allures BF des courants.
La différence de tension à appliquer à notre système était de 78 mV
pour obtenir un courant de 5 A à 100 Hz dans chaque enroulement.
Pour comparer simplement l’ondulation générée par cette différence
de tension à l’ondulation obtenue à la synchronisation, on raisonne au
premier harmonique de la fréquence de découpage sur l’amplitude du
courant. À cette fréquence de 25kHz, les aspects résistifs sont nég-
ligés. En remaniant l’équation (9) sans les résistances des enroule-
ments, on obtient:


I1 =

(lf2 + Lm) · U1 − Lm · U2

jω · (lf1 · lf2 + Lm · (lf1 + lf2))

I2 =
(lf1 + Lm) · U2 − Lm · U1

jω · (lf1 · lf2 + Lm · (lf1 + lf2))

(15)

On décompose les tensions appliquées aux enroulement U1 et U2

en une tension de�mode commun�: UMC = (U1 + U2)/2 et une
tension de�mode différentiel�: UMD = (U1 − U2)/2 illustrant la
différence de tension nécessaire à l’équilibrage des courants.

On pose L2 = lf1 · lf2 +Lm · (lf1 + lf2) le dénominateur commun
à tous les termes. Le système d’équations précédent devient:


I1 =

lf2
jω · L2

· UMC +
(lf2 + 2 · Lm)

jω · L2
· UMD

I2 =
lf1

jω · L2
· UMC +

(lf1 + 2 · Lm)

jω · L2
· UMD

(16)

Pour chaque enroulement, le terme associé à UMC correspond à
l’ondulation obtenue à la synchronisation : 1A pour le premier enroule-
ment et 0.25A pour le second d’après la figure 15.a). Le terme associé
à UMD correspond à l’ondulation supplémentaire due à l’application
d’une différence de tension. Le choix de la stratégie de MLI va in-
fluer sur les harmoniques présente dans la composante différentielle
UMD . Par exemple, une MLI centrée comme celle employée dans
la Figure 15.b) va générer une sollicitation à l’harmonique de rang 2
(50 kHz) superposée à l’ondulation obtenue à la synchronisation. Pour
rendre l’étude indépendante du choix de MLI, on s’intéresse au pire
cas, celui où le mode différentiel agirait sur le premier harmonique
(25kHz), comme le mode commun. Cela représente bien le pire cas
pour le modèle inductif dont la contribution des harmoniques décroît
avec l’augmentation de la fréquence.

À 25kHz avec les éléments du modèle inductif obtenus précédem-
ment (14) et en utilisant la valeur de différence de tension de 78mV
calculée à travers (13), on obtient une élévation de l’ondulation de
courant de 13mA pour le premier enroulement et de 12mA pour le
second enroulement. Cela représente, respectivement, une élévation
de 1% et de 5% de l’ondulation de courant dans les deux enroulements.
Pour rappel, le déséquilibre obtenu en BF (Figure 12) était de l’ordre de
10%. D’après ce modèle inductif sommaire, il est possible de conclure
que la compensation de ce déséquilibre par la commande entraînerait
une élévation des ondulations de courant négligeable (<5%) devant
l’ondulation à la synchronisation. Il serait donc bénéfique d’équilibrer
les composantes fondamentales du courant tant l’impact sur les ondu-
lations semble faible. Ce constat sera étudié expérimentalement.

Le modèle inductif identifié à partir des ondulations obtenues sur
une période de découpage permet une première évaluation des possi-
bilités de rééquilibrage de la structure par la commande. Il nous permet
de supposer que, lors de la régulation du déséquilibre de la structure
par la commande, les ondulations de courant supplémentaires seront
négligeables par rapport au gain obtenue par l’équilibrage des courants
fondamentaux créant les ampères-tours désirés pour produire un effort
utile dans la machine.

5. CONCLUSION
Cet article met en évidence les déséquilibres inductifs qui peu-

vent apparaître lors de la subdivision d’un bobinage statorique afin
de les compenser par une commande équilibrante. En premier
lieu, les différents types de modélisation d’enroulements de ma-
chines électriques sont présentés et des justifications sont apportées
pour permettre de restreindre le contexte de l’étude au cas élémen-
taire composé de deux sous-enroulements. Un prototype expéri-
mental est décrit et des mesures d’impédances réalisées sur ses en-
roulements sont présentées. Elles permettent d’illustrer le déséquili-
bre entre les valeurs d’inductance des enroulements. Ensuite, une
modélisation analytique s’appuyant sur des considérations élémen-
taires d’électromagnétisme a été développée et comparée à une mé-
thode de résolution par �éléments finis� afin de déterminer la dif-
férence entre les inductances de fuite du système en BF. Ce modèle,
validé expérimentalement, peut être employé pour bâtir un schéma
d’asservissement et évaluer les ressources numériques nécessaires au
contrôle du déséquilibre entre les courants dans les enroulements sub-
divisés. Enfin, le modèle inductif est réajusté autour de la fréquence



de découpage de l’électronique de puissance pour estimer les ondu-
lations de courant dans les sous-enroulements. Ce modèle, identifi-
able à partir de quelques mesures simples à réaliser permet d’évaluer
l’augmentation des ondulations de courant dans le cadre d’un rééquili-
brage des courants par la commande. Pour l’exemple considéré, la
compensation par la commande d’un déséquilibre de 10% sur les com-
posantes fondamentales du courant génère une augmentation des ondu-
lations de courant inférieures à 5%. Ce résultat montre que la compen-
sation par la commande du déséquilibre est envisageable et sera étudié
expérimentalement lors d’expériences futures.
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