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RESUME – Portées par la transition énergétique, les archi-
tectures de conversion d’énergie présentant plusieurs charges
non linéaires connectées au même réseau DC de distribution sont
amenées à être de plus en plus fréquentes. Dans ce contexte, une
stratégie de coordination des commandes par Modulation de
Largeur d’Impulsion (MLI) de ces charges peut aboutir à des
gains énergétiques. Cet article a pour vocation l’étude du spectre
harmonique du courant du réseau DC en fonction des schémas de
modulation des commandes MLI des charges non linéaires. Les
simulations qui y sont recensées montrent qu’un choix coordonné
des schémas de modulation des commandes MLI peut grandement
impacter le facteur de distorsion (DF) du courant sortant du bus
DC.

Mots-clés – Courant de liaison DC, Modulation de largeur d’im-
pulsion, Onduleurs monophasés, Facteur de Distorsion, Efficacité
énergétique

1. INTRODUCTION

Les architectures de distribution d’énergie présentant plu-
sieurs points de production et de consommation d’énergie -
nommées "Distributed Power System" (DPS) dans la littérature
internationale - sont aujourd’hui de plus en plus fréquentes [1].
Ces architectures peuvent être construites autour d’un réseau al-
ternatif (AC) ou continu (DC). Les architectures DC à charges
séparées sont de plus en plus utilisées dans le ferroviaire et l’aé-
ronautique, puisqu’elles permettent de connecter via un même
réseau des charges indépendantes qui peuvent fonctionner à des
niveaux de tension différents et/ou des fréquences différentes
[2]. La présence de plusieurs convertisseurs connectés au même
réseau DC peut perturber la qualité harmonique des tensions et
des courants du réseau DC. La puissance déformante ainsi créée
dégrade l’efficacité énergétique de la chaîne de conversion et
peut également être à l’origine de problèmes de compatibilité
électromagnétique.

Habituellement, la gestion de la pollution harmonique se fait
par l’intégration de filtres passifs [3]. Ces techniques sont au-
jourd’hui très répandues et maitrisées. Cependant, le manque
d’adaptabilité de ce type de filtrage face aux modifications et
perturbations du réseau a conduit à l’émergence de filtres actifs.
Ainsi dans [4], les auteurs présentent une stratégie de filtrage
hybride couplant des actions de compensation active d’harmo-
niques de courant (Active Power Filter) à un filtre passif L-C-L.
D’autres travaux proposent des techniques d’amortissement ac-
tif de tension (electric spring) pour assurer l’alimentation la plus
stable possible des charges dites "critiques" [5], [6]. Ces mé-
thodes de filtrage actif nécessitent cependant l’ajout de conver-
tisseurs dédiés à cette tâche. Dans [7], l’auteur propose l’utili-
sation d’un convertisseur associé à une charge "non critique" et
purement résistive pour permettre le filtrage actif du courant du
réseau. Le processus de filtrage a cependant pour conséquence
de faire fluctuer la puissance fournie à la charge "non critique".

Tous ces travaux ont été développés pour la gestion d’har-
moniques basses fréquences (très inférieure à la fréquence de
découpage) dans les réseaux de distribution AC. En ce qui
concerne les réseaux de distribution DC, de nombreuses études

se concentrent sur la topologie du redresseur côté source. Il est
en effet possible de limiter les ondulations de la tension côté DC
en augmentant l’indice de pulsation des redresseurs. Ainsi, des
architectures permettant des indices de pulsation allant jusqu’à
24 ont été développées [8], [9], [10]. D’autre travaux proposent
de combiner ces redresseurs à des convertisseurs de filtrage actif
[11], [12] pour améliorer le facteur de puissance côté AC. Dans
la même optique, des études prônent des topologies hybrides
combinant les avantages des convertisseurs à indice de pulsa-
tion élevé tout en proposant une action de correction du facteur
de puissance (PFC) [13].

Au niveau des charges non linéaires connectées au bus DC,
des travaux ont été menés sur l’étude du spectre du courant com-
muté côté continu. En plus des gains que ces types de travaux
peuvent engendrer sur le dimensionnement de la capacité d’en-
trée du convertisseur [14], ces travaux sont motivés par l’étude
des courants transitant dans la résistance série équivalente (ESR)
de la capacité électrolytique. En effet, ce type de capacité qui
dispose d’une ESR relativement élevée est particulièrement sen-
sible aux variations de température. Il constitue un point sen-
sible de la fiabilité des réseaux DC [15], [16]. Ainsi, dans [17],
les auteurs s’appuient sur des expressions analytiques du cou-
rant commuté côté DC pour montrer l’impact que peut avoir cer-
taines topologies d’onduleur sur son spectre harmonique. Une
analyse similaire s’intéressant aux schémas de modulation ap-
pliqués à l’onduleur est proposée dans [18]. Cependant, aucun
de ces travaux ne s’intéresse à des configurations comportant
plusieurs charges non linéaires, ni ne prend en compte les per-
turbations qui pourraient être induites par l’étage de redresse-
ment.

D’autre auteurs proposent des travaux consistant en la syn-
chronisation de l’étage de redressement et d’ondulation d’une
chaîne de traction, dans le but de limiter l’apparition de courants
de mode commun. Ainsi, dans [19] , une commande synchroni-
sée des convertisseurs contenus dans les étages de redressement
et d’ondulation d’un variateur de vitesse est proposée dans le but
de limiter les variations de la tension de mode commun du sys-
tème. Ces travaux sont repris et complétés dans [20] en consi-
dérant un onduleur NPC offrant plus de degré de liberté. Cepen-
dant, ces productions se focalisent sur l’étude et l’élimination
des perturbations de mode commun pour des structures de type
variateur de vitesse, qui ne comportent qu’un seul onduleur.

L’objectif des travaux présentés dans cet article est de mettre
en évidence l’impact que peut avoir la coordination des schémas
de modulation MLI appliqués à deux onduleurs monophasés ali-
mentés par un même réseau impédant et DC, sur le contenu
fréquentiel du courant commuté DC. Dans un premier temps,
le schéma d’étude est présenté. Les techniques utilisées pour
le dimensionnement des filtres passifs et l’asservissement des
convertisseurs sont détaillées. Ensuite, le plan d’expérience mis
en œuvre pour la réalisation des simulations ainsi que leurs ré-
sultats seront présentés et commentés avant de conclure.



2. PRÉSENTATION DU SYSTÈME D’ÉTUDE SIMULÉ

2.1. Présentation de la chaîne de conversion et dimensionne-
ment des filtres passifs

La FIG. 1. présente l’architecture globale de la chaîne de
conversion d’énergie. Le réseau comporte trois convertisseurs
possédant tous une structure à deux cellules de commutation,
ainsi que des étages de filtrage.

2.1.1. Dimensionnement de l’inductance d’entrée du redres-
seur

L’inductance en entrée du redresseur a pour objectif de li-
miter les ondulations du courant iin(t) à la fréquence de dé-
coupage. Ces ondulations sont une conséquence directe de la
tension découpée ve(t). En supposant l’impédance complexe
associée à l’inductance L suffisamment petite pour considérer
ve(t) ≈ vin(t), les ondulations crête à crête maximales de iin(t)
(notées ∆iinmax) peuvent s’écrire :

∆iinmax =
Vdc

2fdL
(1)

où Vdc correspond à la composante DC de vdc(t), fd à la fré-
quence de découpage (fixée à 10 kHz). En s’appuyant sur (1),
le dimensionnement de L se fait à partir de la contrainte d’on-
dulation décrite dans le TABLEAU 1.

TABLEAU 1. Dimensionnement des filtres passifs

L Cbus Lfiltre Cond

Valeurs numériques 27mH 1.2mF 33.4mH 7.4mF

Ondulations maximales 0.5 A 10 V 0.5 A 1 V

2.1.2. Dimensionnement de la capacité de bus

Le dimensionnement s’effectue de manière à limiter les ondu-
lations de vdc(t) (cf. TABLEAU 1. pour les contraintes d’ondu-
lation imposées à vdc(t)). Il a été démontré dans [21] que les on-
dulations crête à crête de vdc(t) (notées ∆vdc) peuvent s’écrire :

∆vdc =
αmaxIinmax

Cbusωbf
(2)

où Iinmax et ωbf correspondent à l’amplitude et à la pulsation
du fondamental de iin(t) à la puissance nominale. αmax corres-
pond à l’amplitude du rapport cyclique sous le même point de
fonctionnement.

2.1.3. Dimensionnement du filtre LC

Pour le dimensionnement de Cond, les deux charges non li-
néaires ont été modélisées par une unique charge non linéaire
absorbant la même puissance côté DC. La fréquence du cou-
rant côté AC est fixée à 100 Hz. Du point de vue Cond, l’en-
semble formé par l’onduleur et la charge se comporte comme
une source de courant. Il est ainsi possible de dimensionner
Cond en adaptant l’équation (2).
Lfiltre a été dimensionné à partir des expressions temporelles

de Vdc(t), de Vond(t) (où Vdc(t), Vond(t) correspondent à la va-
leur moyenne de vdc(t), vond(t) sur une période de découpage)
et des contraintes d’ondulation maximales imposées à ifiltre(t)
(notées ∆ifiltre). Les expressions de Vdc(t) et de Vond(t) per-
mettent d’obtenir une formule liant ∆ifiltre à Lfiltre via une
loi des mailles.

2.2. Contrôle et commande des systèmes

2.2.1. Asservissement du redresseur

Le redresseur est commandé en absorption sinusoïdale avec
un facteur de puissance unitaire selon la méthode proposée dans
[21]. Pour simplifier le réglage du régulateur, les deux charges
non linéaires sont remplacées par une résistance R dont la valeur
est déterminée à partir du point de fonctionnement nominal :

R =
V 2
dc

Pdcmax
, avec Vdc la composante DC de vdc(t) (supposé-

ment maintenue à 270 V ) et Pdcmax la puissance nominale en
sortie du redresseur, fixée à 1 kW . La régulation est constituée
d’une boucle de courant imbriquée dans une boucle de tension.

La boucle de courant a pour objectif de forcer le courant
iin(t) à être en phase avec la tension vin(t). Ainsi, la tension
ve(t) est contrôlée de manière à émuler un comportement résis-
tif de l’ensemble de la chaîne de conversion vu du réseau. Plus
concrètement, comme indiqué dans la FIG. 2a, vin(t) est me-
surée de manière à imposer une référence de courant Iinref (t)
en phase avec la tension de réseau. Il est important de noter que
le régulateur a été réglé pour imposer une dynamique du cou-
rant bien supérieure à la dynamique des variations de vin(t) de
manière à limiter l’erreur de traînage.

La boucle de tension (FIG. 2b.) s’appuie sur une modélisation
peu conventionnelle du redresseur qui lie l’amplitude du cou-
rant côté AC à la composante DC de vdc(t). La source de ten-
sion vin(t) est supposée parfaitement sinusoïdale, de pulsation
ωbf = 2π50 rad.s−1. Les ondulations de iin(t) à la fréquence
de découpage sont négligées. Ainsi, la notation Iin(t) est intro-
duite pour décrire les variations basses fréquences de iin(t). Les
évolutions temporelles de vin(t) et Iin(t) peuvent être décrites
par :

vin(t) =Vinmaxsin(ωbf t)

Iin(t) =Iinmax(t)sin(ωbf t)

Côté AC, les variations de puissance active sont directement
causées par des variations d’amplitude du courant Iin(t). Ainsi,
si ces variations peuvent être considérées comme constantes sur
une période du courant Iin(t), alors la puissance active peut
s’écrire :

Pactive(t) ≈
VinmaxIinmax(t)

2
(3)

Côté DC, les ondulations de vdc(t) sont négligées. Le calcul de
la puissance donne :

P (t) = Vdc(t)

(
Vdc(t)

R
+ Cbus

dVdc(t)

dt

)
(4)

Après linéarisation autour d’un point de fonctionnement
(Iinmax(t) ≈ Iinmaxss + ∆Iinmax(t), Vdc(t) ≈ Vdcss +

∆Vdc(t)), et en ignorant les pertes du convertisseur, un bilan
de puissance entre (3) et (4) impose (dans l’espace de Laplace) :

∆Vdc(p)

∆Iinmax(p)
=

Vinmax

4Vdcss

R

1 + pRCbus

2

(5)

Cette modélisation n’est réellement représentative des évolu-
tions du système qu’au voisinage d’un point de fonctionnement.
Ainsi, la valeur initiale de vdc(t) est fixée à Vdcss = 270 V , et la
référence de tension Vdcref est fixée à 270 V . Le régulateur de
la boucle de tension a été paramétré de manière à pouvoir consi-
dérer Iinmax(t) comme constant sur une période des grandeurs
électriques côté AC.
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2.2.2. Asservissement des onduleurs

La régulation des deux onduleurs est identique et illustrée
dans la FIG. 3. L’amplitude Ichrefmax de la référence du cou-
rant de charge est déterminée en fonction de la référence de puis-
sance active consommée par la charge (notée Pactiveref ) :

Ichrefmax =

√
2Pactiveref

cos(ϕRchLch
)
√
R2

ch + (ωbfchLch)2
(6)

où ϕRchLch
correspond au déphasage entre le fondamental de

vch(t) et de ich(t) induit par la charge, ωbfch à la pulsation du
fondamental des grandeurs électriques côté charge.

+
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FIG. 3. Schéma bloc de l’asservissement en courant des onduleurs

2.2.3. Schéma de modulation des onduleurs

Chaque onduleur possède son propre schéma de modulation.
Celui-ci peut être soit de type bipolaire, conduisant alors à un
onduleur à deux niveaux de tension, soit unipolaire, conduisant
à obtenir 3 niveaux de tension côté charge. Il est à noter que pour
chaque schéma de modulation présenté, seule la MLI intersec-
tive issue de le comparaison entre une porteuse triangulaire et
une modulante est considérée.

• Le schéma de modulation unipolaire :
Ce schéma de modulation nécessite deux rapports cycliques
α1(t) et α2(t). Les signaux de commande des deux bras d’on-
duleur sont alors issus de la comparaison des deux rapports
cycliques et d’une porteuse triangulaire de fréquence fd =
10 kHz et redirigés vers les interrupteurs comme illustré dans
la FIG. 4a. A partir du formalisme développé dans [22], une
expression générique des rapports cycliques pour le cas d’un
onduleur à deux cellules de commutation est donnée par :(

α1(t)
α2(t)

)
=

Vchref (t)

2Vdc

(
1
−1

)
+

(
1
1

)
λ(t) (7)

Il existe donc autant de schéma de modulation unipolaire que
de formes d’onde pour λ(t). Dans le cadre de cette communi-
cation, deux commandes unipolaires ont été sélectionnées. La
première consiste à imposer λ = 0.5. La seconde, également
appelée schéma de modulation "clampé", s’obtient en choisis-
sant λ(t) = |Vchref (t)

2Vdc
| et impose la commutation d’un seul bras

d’onduleur sur toute la demi-période du courant de charge.
• Le schéma de modulation bipolaire :

Ce schéma de modulation, illustré dans la FIG. 4b, permet le
contrôle de l’onduleur à deux cellules de commutation à partir
d’un seul rapport cyclique α(t). Ici, les signaux de commande
des 4 interrupteurs sont issus de la comparaison d’une porteuse
triangulaire de fréquence fd = 10 kHz avec le rapport cyclique
α(t). Le rapport cyclique α(t) est donné par :

α(t) =
Vchref (t)

2Vdc

+
1

2
(8)
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3. PLAN D’EXPÉRIENCE ET RÉSULTATS
3.1. Définition des plans d’expérience pour la réalisation des

simulations

L’objectif de ces simulations est de mettre en évidence l’im-
pact que peut avoir la coordination des schémas de modulation
sur le spectre harmonique du courant iond(t). Pour quantifier
l’impact de ces paramètres, le critère retenu est le facteur de
distorsion (DF), défini comme suit selon [23] :

DF =

√
1
T

∫ T

0
(idc(t)− < idc(t) >T )2dt

< idc(t) >T
(9)

où < idc(t) >T=
1
T

∫ T

0
idc(t)dt, T étant la période du premier

harmonique de idc(t).
Les simulations effectuées ont été regroupées dans trois

groupes. Les valeurs des charges ainsi que la fréquence du fon-
damental des grandeurs électriques côtés AC peuvent changer
d’un groupe à l’autre comme indiqué dans le TABLEAU 2.
Ainsi, le groupe 1 a pour objectif de mettre en évidence l’im-
pact que peut avoir la coordination des stratégies de modulation
sur le DF de iond(t). Les groupes 2 et 3 permettent de tester
la robustesse de ces résultats lorsque les charges associées aux
onduleurs sont différentes ou lorsque les courants traversant ces
charges sont de fréquences différentes.

Pour chaque groupe, les puissances actives consommées par
les charges varient d’une simulation à l’autre. Ainsi, P1 et P2
(désignant les puissances actives associées respectivement aux
charges 1 et 2) prennent des valeurs entre 0W et 1000W telles
que la somme des deux puissances soit toujours égale à 1 kW . Il
doit être précisé que chaque simulation est répétée pour chaque
combinaison de schémas de modulation, à savoir unipolaire-
unipolaire, unipolaire-bipolaire, bipolaire-bipolaire et clampé-
clampé. Il est également important de noter que pour le groupe
2, les paramètres des régulateurs PI associés aux onduleurs ont
été modifiés de manière à conserver les même dynamiques de
régulation que pour les autres groupes. Les résultats de ces si-
mulations sont regroupés dans la FIG. 5. pour le groupe 1, dans
la FIG. 6. pour le groupe 2 et dans la FIG. 7. pour le groupe 3.

Pour évaluer l’impact des schémas de modulation sur le cou-
rant filtré ifiltre(t), le DF de ce courant est également mesuré
pour le groupe 1. Les résultats de ces simulations sont exposés
dans la FIG. 8.

TABLEAU 2. Caractéristiques des groupes

Rch1 Rch2 Lch1 Lch2 fch1 fch2

Groupe 1 23.3 Ω 23.3 Ω 27 mH 27 mH 100 Hz 100 Hz

Groupe 2 23.3 Ω 20 Ω 27 mH 10 mH 100 Hz 100 Hz

Groupe 3 23.3 Ω 23.3 Ω 27 mH 27 mH 100 Hz 7 Hz

3.1.1. Résultats
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FIG. 7. Résultats des simulations pour le Groupe 3

La FIG. 5. montre qu’imposer des schémas de modulation
unipolaire aux deux onduleurs monophasés conduit à un DF
moins important de iond(t), indépendamment de la répartition
de puissance entre les deux charges. Il reste cependant indé-
niable que cette répartition de puissance imposée aux charges a
un impact sur le DF de iond(t). Les FIG. 6. et FIG. 7. montrent
que ces résultats restent robustes pour des charges et des fré-
quences différentes côté AC . Il apparait également que la charge
et la fréquence du courant côté AC sont également des facteurs
d’influence du spectre de iond(t). Comme indiqué par les points
P1 = 1000 W , P2 = 0 W ou P2 = 1000 W , P1 = 0 W (c’est
à dire lorsque l’ensemble de la puissance est consommée par
une seule charge), le schéma de modulation bipolaire conduit
a une détérioration plus importante du DF de iond(t) que les
schémas de modulation unipolaire. Cette tendance intrinsèque
au schéma de modulation bipolaire n’est ici pas compensée par
les interactions qui peuvent avoir lieu entre les courants iond1(t)
et iond2(t), quels que soient de la répartition de puissance entre
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FIG. 8. Impact des schémas de modulation sur le DF de ifiltre(t) pour le
groupe 1

les charges ou le choix du schéma de modulation appliqué au
second onduleur.

Les schémas de modulation unipolaire-unipolaire et clampé-
clampé conduisent à un DF de iond(t) pratiquement identique
dans les trois figures. Il apparait ainsi que l’expression du degré
de liberté λ(t) (qui est l’unique différence entre ces commandes
MLI) n’a ici que peu d’impact sur le DF de iond. Ainsi, la dif-
férence notable de DF qui est observée sur iond(t) peut s’expli-
quer par l’ajout d’un niveau de tension supplémentaire par les
schémas de modulation unipolaire ou clampé.

La FIG. 8 montre que les différentes combinaisons des sché-
mas de modulation présentés ici n’impactent pas significative-
ment le DF du courant filtré ifiltre(t). Ainsi, pour la configu-
ration étudiée dans cet article, la coordination des schémas de
modulation ne permet d’intervenir significativement que sur le
DF du courant commuté iond(t).

4. CONCLUSIONS

Ces travaux mettent en évidence la diminution importante du
facteur de distorsion du courant commuté côté DC qui peut être
induite par la coordination des schémas de commande MLI des
onduleurs. Il apparaît que le DF du courant commuté côté DC
est fortement dépendant du nombre de niveaux de tension au-
torisée par la structure de conversion étudiée. Une réduction de
ce critère peut être atteinte en imposant des commandes unipo-
laires aux deux onduleurs, c’est à dire en autorisant l’application
de trois niveaux de tension pour chaque structure de conversion.

En perspective, la proposition d’un modèle analytique des
phénomènes mis en œuvre à des fins d’optimisation peut être
envisagée. Celle-ci peut également aboutir à l’identification
d’autres paramètres d’influence qui permettraient d’élargir l’ef-
ficacité de la stratégie proposée.
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