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Introduction générale 
 Le dernier rapport du Groupe d’Experts Intergouvernemental sur l’évolution du Climat 

(GIEC) [1] publié en mars 2023 montre que les émissions de gaz à effet de serre continuent 

d'augmenter. Le transport de personnes et de marchandises constitue une part importante de ces 

émissions. A l’échelle nationale, le transport de personnes représente 28 % des émissions de 

gaz à effet de serre. Dans les années à venir, il est probable que ce pourcentage augmente 

fortement. Il est donc légitime de se poser la question du moyen de transport à privilégier pour 

nos voyages. A titre de comparaison, les émissions du transport ferroviaire par passager-

kilomètre en France représentent en moyenne un cinquantième de celles du transport aérien. 

L’accroissement du trafic ferroviaire apparaît donc comme la solution la plus pertinente pour 

limiter l’usage de l’avion sur les trajets de courtes et moyennes distances. Depuis quelques 

années, la fréquentation des trains est en constante augmentation à l’échelle européenne, comme 

le démontre la Figure 0-1. Cette tendance devrait se poursuivre dans les années à venir. 

 

Figure 0-1. Evolution de la fréquentation en passagers-kilomètres des services ferroviaires voyageurs en Europe 

(indice base 100 en 2019 pour chaque pays) [2]. 

 Cependant, le rail étant le mode de transport le plus électrifié, son expansion nécessite 

une amélioration de l’efficacité énergétique de son système d’alimentation. 

 A l’heure actuelle, les lignes ferroviaires alimentées en courant continu présentent des 

contraintes liées à leur faible niveau de tension, fixé à 1,5 kV ou 3 kV selon les pays. A des 

niveaux de puissance de plusieurs mégawatts, les trains absorbent des courants de plusieurs 

kiloampères. Cela génère des pertes importantes dans la caténaire, même lorsque des sections 

de cuivre allant jusqu’à 1 000 mm² sont utilisées. De ce fait, l’élévation de la tension pourrait 

constituer une solution pour contourner ces différentes problématiques. 

 Au regard de ces éléments, l’étude d’une électrification de ligne ferroviaire en courant 

continu moyenne tension (MVDC) s’impose comme une solution pertinente. Des travaux ont 

été réalisés conjointement par le LAPLACE et SNCF-Réseau à partir de 2006 sur ce sujet. Ils 

ont notamment permis de proposer une solution consistant à renforcer le système 
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d’électrification actuel grâce à l’utilisation de transformateurs électroniques alimentés par un 

feeder MVDC déployé le long de la ligne. Une partie de l’énergie électrique alimentant les 

trains transite ainsi par le feeder MVDC, ce qui entraine une diminution du courant dans la 

caténaire et donc une réduction des pertes. Ces travaux ont conduit à la mise en place d’un 

projet national visant à développer l’utilisation du feeder MVDC.  

 Le projet RACCOR-D (Réseau ferroviaire À Courant COntinu intelligent pour le 

veRdissement De l’énergie électrique) dans lequel s’est positionné ce travail de thèse a été 

financé dans le cadre du programme France 2030. L’idée de ce projet consiste à utiliser le feeder 

MVDC pour interconnecter à la fois les énergies renouvelables et les systèmes de stockage avec 

le système d’électrification ferroviaire. En période de faible trafic, ce « smart-grid ferroviaire » 

peut injecter de la puissance dans le réseau public, à condition que les sous-stations alimentant 

le feeder MVDC soient équipées de convertisseurs réversibles. 

 L’objectif de ce travail de thèse est donc de proposer une topologie de convertisseurs 

pour l’interconnexion d’un système d’électrification ferroviaire à courant continu moyenne 

tension et du réseau public de transport d’électricité. 

 Le premier chapitre de cette thèse introduit les principes de l’électrification ferroviaire 

et décrit les différents systèmes employés en Europe. Une attention particulière est portée sur 

l’élévation de la tension continue et à l’analyse des avantages associés. Par la suite, une solution 

d’électrification à trois fils est introduite. Enfin, une proposition de système multi-sources 

associé à un feeder MVDC est présentée, permettant de définir le principe des sous-stations 

réversibles.  

 Le deuxième chapitre propose une comparaison entre différentes topologies d’onduleurs 

trois niveaux pouvant être utilisées pour réaliser la sous-station réversible alimentant le feeder 

MVDC. Compte tenu du niveau de tension souhaité, entre 7 kV et 10 kV, une association série 

de deux onduleurs à IGBT est retenue. Une étude analytique des pertes est menée pour les 

topologies ANPC (Active Neutral Point Clamped) et FC (Flying Capacitor), permettant d’en 

déduire les limites de fonctionnement des onduleurs. Enfin, l’influence du choix de la fréquence 

de commutation est analysée, de manière à évaluer son impact sur la puissance fournie par 

l’onduleur et sur le dimensionnement des éléments de filtrage. Les différents résultats amènent 

à retenir la topologie FC.  

 Le troisième chapitre traite du fonctionnement de la sous-station réversible, constituée 

d’une association de redresseurs à diodes et d’onduleurs de tension FC. Les différentes boucles 

de régulation sont détaillées. Le comportement dynamique de la sous-station est étudié de 

manière à mettre en évidence ses divers modes de fonctionnement. Par la suite, une étude sur 

la tenue au court-circuit entre le feeder MVDC et le rail est menée. Une approche est ensuite 

proposée afin de garantir la robustesse au court-circuit, sans nécessiter l’utilisation d’un 

disjoncteur électronique rapide. Enfin, l’utilisation de modules de puissance en carbure de 

silicium est examinée. Du fait de leur fréquence de commutation élevée, les onduleurs de 

tension permettent d’assurer un rôle de filtrage actif des courants absorbés par les redresseurs à 

diodes. 

 Le dernier chapitre de cette thèse concerne la mise en œuvre d’une maquette 

expérimentale visant à étudier l’association de deux onduleurs de tension triphasés raccordés 

au réseau. Une première partie permet de valider la partie commande et d’identifier les 
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différentes problématiques en lien avec la connexion d’un onduleur de tension au réseau 

triphasé 400 V. Dans un second temps la maquette expérimentale est transférée sur une 

plateforme d’essai équipée d’une source DC réversible. La connexion au réseau triphasé 400 V 

de deux onduleurs de tension, d’une puissance de 10 kVA chacun et opérant avec un bus DC 

de 800 V est présentée. En les connectant en série, ces onduleurs fonctionnent sous une tension 

continue de 1 600 V, offrant une puissance apparente totale de 20 kVA. Différents points de 

mesure sont ensuite relevés dans les quatre quadrants du plan de puissance Active-Réactive. 

Une conclusion générale et des perspectives concluent ce mémoire.  
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1.1  Etat de l’art des systèmes d’électrification ferroviaire 

1.1.1 L’historique du réseau ferroviaire  

Un système de traction électrique ferroviaire est divisé en plusieurs parties. Une 

première partie, qui se situe en aval du réseau de transport d’électricité, est composée d’une 

sous-station et d’une caténaire. La sous-station est alimentée directement à partir d’un réseau 

de transport d’électricité et équipée soit d’un transformateur abaisseur monophasé, soit d’un 

groupe transformateur-redresseur, selon qu’il s’agisse d’une électrification en courant alternatif 

ou en courant continu. La caténaire est une ligne aérienne qui sert à alimenter la locomotive. 

Celle-ci est en contact avec un pantographe qui permet de faire circuler le courant jusqu’à 

l’engin de traction, conformément à la Figure I-1 [1]. La seconde partie concerne le matériel 

roulant, à savoir le train tracté par une locomotive circulant sur des rails qui assurent le retour 

du courant électrique vers la sous-station. 

 

Figure I-1. Exemple de système d'électrification ferroviaire (25 kV / 50 Hz) [1]. 

Les premières électrifications des lignes ferroviaires datent de la fin du 19ème siècle, 

elles furent développées afin d’assurer le transport de personnes et de marchandises sur de 

longues distances. Les premiers engins de tractions furent équipés de moteurs à courant continu 

à excitation série et le choix d’une alimentation en courant continu s’imposa naturellement. 

Dans un premier temps, la tension de la caténaire fut fixée à 600 V. Cependant, ce système de 

basse tension faisait circuler des courants élevés, ce qui était un désavantage par rapport au 

choix de la section des conducteurs de la caténaire. Il faudra attendre le début du 20ème siècle 

pour que les électrifications à courant alternatif moyenne tension voient le jour. A l’époque, il 

s’est avéré difficile d’utiliser un moteur série à la fréquence industrielle de 50 Hz, 

principalement à cause d’un mauvais facteur de puissance et des problèmes de commutation au 

collecteur. Par conséquent, il a été décidé de baisser la fréquence du courant alternatif, ce qui a 

conduit au développement du système 15 kV / 16,7 Hz. Au cours de cette même période, des 

progrès technologiques sur les matériaux isolants permirent de fabriquer des moteurs à courant 

continu pouvant fonctionner à des tensions de quelques kV. C’est donc dans ce contexte qu’en 

1920, la France a décidé d’électrifier les chemins de fer en courant continu 1,5 kV, mettant ainsi 

un terme aux projets d’électrification en 15 kV / 16,7 Hz sur son territoire. Ce n’est qu’après la 

Seconde Guerre mondiale que la SNCF débuta une étude sur un système d’électrification à la 

fréquence industrielle de 50 Hz. L’utilisation à bord des locomotives d’un transformateur 
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abaisseur associé à des redresseurs à vapeur de mercure a alors permis l’alimentation en courant 

continu des moteurs série des locomotives. En 1950, la SNCF décida d’électrifier les régions 

du Nord et l’Est de la France, jusqu’alors non équipées, en adoptant une alimentation en 25 kV 

/ 50 Hz.  

Au cours du 20ème siècle, l’alimentation des réseaux ferroviaires a donc été réalisée selon 

différents niveaux de tension et de fréquence. A l’échelle européenne, divers systèmes 

d’électrification sont aujourd’hui utilisés, conformément au Tableau I-1 [1].  

Tableau I-1. Electrifications ferroviaires en Europe. 

Pays AC DC 

 
15 kV / 

16,7 Hz 

25 kV / 

 50 Hz 
1,5 kV 3 kV 

Allemagne X    

Angleterre  X X  

Belgique  X  X 

Espagne  X X X 

France  X X  

Italie  X  X 

Norvège X    

Roumanie  X   

Russie  X  X 

Suisse X  X  

Longueur totale des 

lignes électrifiés en 

Europe (km) 

33 000 28 000 9 200 38 000 

 

La répartition géographique des différents systèmes d’électrification ferroviaire est 

présentée à la Figure I-2. Ceci nuit à l’interopérabilité des trains à l’échelle internationale [2] et 

nécessite l’utilisation d’engins de traction multi-tension/multi-fréquence qui sont plus coûteux 

et plus délicats à entretenir. 
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Figure I-2. Systèmes d'électrification en Europe. 

 Comme nous l’avons évoqué précédemment, le choix de ces systèmes a été en grande 

partie déterminé par les limites technologiques du moment, comme en témoigne le choix en 

1920 du 1 500 V continu en France suivi du déploiement du 25 kV/50 Hz dans la deuxième 

partie du 20ème siècle. A l’échelle nationale, la répartition de ces systèmes d’électrification peut 

être visualisée sur la Figure I-3. 
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Figure I-3. Lignes électrifiées en France en 2023 [3]. 

 A l’exception des lignes à grande vitesse qui sont électrifiées en 25 kV/50 Hz, la carte 

met en évidence que le 1 500 V continu a été principalement déployé au Sud du pays, tandis 

que le 25 kV/50 Hz est implanté sur la partie Nord.  

 La Figure I-4 présente le schéma de principe de ces deux systèmes d’électrification.  

L’alimentation DC utilise les trois phases du réseau public triphasé, tandis que l’alimentation 

AC se connecte uniquement entre deux phases [4], ce qui engendre un déséquilibre des tensions 

au niveau du réseau public amont. Pour réduire ce déséquilibre, le système 25 kV/50 Hz a 

besoin d’une puissance de court-circuit élevée au point de raccordement. C’est pour cela que 

les sous-stations alimentant les lignes à grande vitesse sont généralement connectées au réseau 

alternatif haute tension 225 kV ou 400 kV.  
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(a) 

 

(b) 

Figure I-4. Schéma de principe d’une électrification ferroviaire : (a) Electrification DC ; (b) Electrification AC. 

1.1.2 Comparaison d’un système d’électrification DC avec un 

système d’électrification AC 

La différence d’espacement entre les deux systèmes d’électrification s’explique par une 

chute de tension plus importante en courant continu entre les sous-stations. D’un côté, le 

système à courant alternatif offre la possibilité d’espacer les sous-stations entre 40 km et 60 

km, tandis que le système à courant continu ne permet d’espacer les sous-stations que d’une 

dizaine de kilomètres. Les différentes caractéristiques de ces deux types d’alimentation sont 

décrites dans le Tableau I-2. Ce tableau récapitulatif met en évidence que chaque système 

d’électrification présente à la fois des avantages et des inconvénients. 
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Tableau I-2. Comparaison entre un système d'électrification ferroviaire en courant continu (DC) et en courant 

alternatif (AC). 

Critère Système DC (Courant Continu) Système AC (Courant Alternatif) 

Tensions 1,5 kV ou 3kV 25 kV 

Type 

d’alimentation 
Réseau public triphasé 

Raccordement entre deux phases du 

réseau public triphasé 

Alimentation 

au niveau de 

la sous-station 

Groupe transformateur-redresseur Transformateur monophasé  

Section de la 

caténaire 
Jusqu’à 1 000 mm² ~ 270 mm² 

Distance entre 

sous-stations 
10 à 30 km 40 à 60 km 

Conversion 

d’énergie à 

bord 

Filtre + onduleur de traction 
Transformateur, redresseur et filtre 

(volumineux) 

Chute de 

tension 

Chute de tension importante liée 

aux pertes par effet Joule 

Chute de tension principalement 

inductive 

Tenue au 

court-circuit 

Disjoncteurs DC spécialisés (plus 

complexe à concevoir) 
Disjoncteurs AC classiques  

Répartition de 

la puissance 

Partage de la puissance entre les 

sous-stations 

Puissance totale fournie par une 

seule sous-station 

 

Le système d’alimentation électrique en 25 kV/50 Hz est très répandu au niveau national 

et européen. La section réduite de la caténaire ainsi que l’espacement des sous-stations de plus 

de 40 km est un avantage par rapport à une électrification en courant continu. Toutefois, ce 

système d’alimentation introduit différentes problématiques, telles que l’utilisation d’un 

système de compensation de déséquilibre de tension, une complexité accrue de l’architecture 

de conversion d’énergie à bord de l’engin, ainsi que l’impossibilité de partager la puissance 

entre les sous-stations. Pour ces différentes raisons, il a été décidé de s’intéresser au système 

d’électrification à courant continu.   

1.1.3 Principe de fonctionnement d’une sous-station DC  

Les sous-stations ferroviaires alimentant les lignes électrifiées en 1 500 V DC sont 

raccordées au Réseau de Transport d’Electricité public (RTE) sous des tensions de 63 kV ou 

90 kV. La section des lignes aériennes peut atteindre 1 000 mm² par voie, incluant un porteur 

principal, un porteur auxiliaire, deux fils de contact et un feeder. Ce système est représenté à la 

Figure I-5. 
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Figure I-5. Caténaire pour une électrification en courant continu (1,5 kV / 3 kV). 

Le schéma de principe d’une sous-station DC est détaillé sur la Figure I-6. Celle-ci met 

en œuvre deux ponts de Graëtz triphasés à diodes connectés en série. L’utilisation d’un 

transformateur à deux enroulements secondaires est nécessaire, l’un en étoile (Y) et l’autre en 

triangle (Δ). Cette configuration permet d’introduire un déphasage de 30° entre les systèmes de 

tension triphasés à l’entrée des redresseurs, ce qui a un effet bénéfique sur le contenu 

harmonique du courant prélevé au réseau et sur la tension totale en sortie du groupe redresseur.  

 

Figure I-6. Schéma de principe d'une sous-station DC. 

 Les sous-stations actuelles du réseau 1 500 V sont dimensionnées pour délivrer des 

puissances de 6 à 10 MW. Afin de mettre en évidence les propriétés de cette topologie, la 

modélisation d’une sous-station ferroviaire 1 500 V a été effectuée à l’aide du logiciel PLECS 

[5], le schéma électrique est présenté en ANNEXE A. Le réseau de transport d’électricité 63 kV 

est modélisé par une source de tension et une impédance de type R-L en série, s’en suit le 

transformateur à deux secondaires ainsi que les redresseurs à diodes. Les caractéristiques de ce 

modèle de simulation sont détaillées dans le Tableau I-3. La charge de la sous-station a été 

représentée par une source de courant continu variant de 0 à 4 000 A.  
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Tableau I-3. Paramètres de simulation du modèle d'une sous-station ferroviaire 1 500 V. 

Réseau public triphasé 
Tension entre phases : 63 kV 

Puissance de court-circuit : 620 MVA 

Puissance nominale de la sous-station 6 MW 

Primaire du transformateur 

Tension simple : 36,37 kV 

Inductance de fuite : 122 mH 

Résistance du bobinage : 3,73 Ω 

Secondaire du transformateur (Δ) 

Tension à vide : 1 117 V 

Inductance de fuite : 77,1 µH 

Résistance du bobinage : 2,3 mΩ 

Secondaire du transformateur (Y) 

Tension à vide : 645 V 

Inductance de fuite : 25,7 µH 

Résistance du bobinage : 0,782 mΩ 

 

La Figure I-7 présente la caractéristique de sortie de la sous-station. La mesure de la 

chute de tension et du courant en sortie du groupe redresseur permet de déterminer une 

résistance interne de la sous-station de 31,25 mΩ.  

  

Figure I-7. Caractéristiques de sortie d’un groupe redresseur d’une sous-station 1 500 V. Tension moyenne (𝑉𝐷𝐶) 

en fonction de Idc. 

 La forme d’onde de la tension en sortie du groupe redresseur peut être observée sur la 

Figure I-8. L’association série de deux redresseurs d’indice de pulsation 6 permet de doubler la 

fréquence d’ondulation résiduelle de la tension de sortie, passant de 6 à 12 pulsations par 

période réseau. La tension obtenue présente ainsi des composantes harmoniques à des 

fréquences multiples de 600 Hz. 
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Figure I-8. Tension totale du groupe redresseur (𝑉𝐷𝐶) d’une sous-station 1 500 V. 

 Par ailleurs, il est pertinent d’analyser les formes d’ondes des courants au primaire du 

transformateur. En effet, ces courants ne sont pas sinusoïdaux, outre la composante 

fondamentale à 50 Hz, ils comportent des harmoniques de rangs 12h±1. Les rangs 11 et 13, soit 

550 Hz et 650 Hz, sont visibles sur le spectre fréquentiel représenté à la Figure I-9. L’amplitude 

de ces harmoniques est : 𝐼11 = 3.5 𝐴 et 𝐼13 = 2,2 𝐴. D’autre part, comme l’illustre la Figure 

I-10, le calcul des puissances sur le réseau triphasé montre que la sous-station consomme de la 

puissance réactive, ce qui est dû principalement aux inductances de fuite du transformateur.  

  

(a) (b) 
Figure I-9. Formes d’ondes au primaire du transformateur, 𝑃 = 6 𝑀𝑊, 𝐼𝐷𝐶 = 4 000 𝐴 : (a) Courants au primaire 

du transformateur ; (b) FFT des courants au primaire du transformateur. 
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Figure I-10. Puissance réactive absorbée en fonction de la puissance active fournie pour une sous-station de 6 

MW. 

 Les résultats de cette simulation mettent en évidence un niveau de courant de sortie de 

4 000 A pour une puissance de 6 MW. Comme nous l’avons déjà évoqué, ceci est l’inconvénient 

majeur d’une électrification en courant continu pensée au début du 20ème siècle. De nos jours, 

les progrès de l’électronique de puissance permettent d’envisager un niveau de tension 

beaucoup plus élevé, réduisant ainsi les courants circulants dans les caténaires. 

 

1.2  Elévation de la tension DC 

Dès 1989, des travaux succincts [6] se sont intéressés à une électrification en courant 

continu haute tension. Cette solution se base sur un redresseur à diodes à indice de pulsation 

12, délivrant une tension continue de 30 kV, bien que la pertinence de cette valeur ne soit 

justifiée. En 2014, une étude est menée sur une solution reposant sur l’utilisation d’onduleurs 

de tension à la place des redresseurs à diodes. Dans cet article [7], l’auteur présente une solution 

d’électrification de ligne à 24 kV DC. Le choix de ce niveau de tension n’est pas explicité dans 

ce travail. Il détaille les spécifications d’une ligne entre Barcelone et Madrid (600 km) sans 

pour autant définir la problématique en lien avec un possible court-circuit entre la caténaire et 

le rail. Ces dernières années, des travaux de thèse [8]-[9] réalisés dans le cadre d’une 

collaboration entre SNCF-Réseau et le LAPLACE, ont démontré l’intérêt d’élever la tension 

nominale d’alimentation des trains à des niveaux de 6 kV à 9 kV DC. Ainsi, l’augmentation de 

la tension favorise un plus grand espacement entre les sous-stations, ce qui permet d’en réduire 

leur nombre, tout en diminuant la section de la caténaire. La Figure I-11 met en avant les 

résultats de ces travaux. La ligne considérée est à double voie, les trains circulent à une vitesse 

constante de 80 km/h et leur cadencement est de 5 minutes dans un sens et de 5 minutes et 30 

secondes dans l’autre sens. La ligne transversale en pointillée représente la limite thermique de 

fonctionnement de la caténaire, tandis que la ligne verticale correspond à la contrainte liée à la 

tension rail-sol maximale autorisée. L’isolation entre le rail et le sol n’étant pas parfaite, des 

courants de fuite peuvent se propager vers le sol. Ces courants vagabonds engendrent des 

différences de potentiels susceptibles de représenter un danger pour les personnes se déplaçant 
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à proximité des rails. D’autre part, l’algorithme retient une section maximale de caténaire de 

600 mm², car au-delà de cette valeur, le coût de l’infrastructure devient prohibitif, 

principalement en raison du poids accru des conducteurs, qui impliquerait un renforcement 

mécanique de l’ensemble de la structure. Ces résultats mettent en évidence l’intérêt d’une 

électrification MVDC. Ainsi un niveau de tension entre 6 kV et 9 kV permet un espacement 

des sous-stations de 30 à 50 km pour une section de caténaire inférieure à 300 mm², offrant 

ainsi de bien meilleures performances que le 1 500 V ou le 3 000 V. 

 

Figure I-11. Choix de section caténaire en fonction de la distance entre les sous-stations pour une ligne classique 

[1]. 

 Sur le long terme, l’objectif serait de convertir le système d’électrification 1 500 V vers 

du 6 kV ou du 9 kV. Cette restructuration pourrait permettre de réduire les coûts 

d’infrastructure, grâce à l’utilisation d’une caténaire à section de cuivre réduite. Une telle 

solution pourrait être déployée lors d’une rénovation complète de la caténaire mais elle 

nécessiterait aussi de nouveaux engins de traction compatibles avec cette nouvelle 

électrification. Pour remédier à ce problème, une solution intermédiaire consiste à recourir à un 

système d’alimentation à trois fils, que nous allons présenter au paragraphe suivant.  

1.3  Renforcement du système d’électrification par feeder 

MVDC 

1.3.1 Principe d’une alimentation à trois fils 

 L’alimentation à trois fils consiste à déployer en parallèle de la caténaire un feeder 

alimenté en moyenne tension (6 ou 9 kV DC) par un convertisseur spécifique raccordé au réseau 

AC Haute Tension. Le niveau de tension d’alimentation des trains reste inchangé (1 500 V ou 

3 000 V selon le pays). Conformément à la Figure I-12, des transformateurs électroniques 

(SST), assurent une interconnexion entre la caténaire et le feeder MVDC. Une partie de la 

puissance consommée par les trains est donc transportée par le feeder MVDC, ce qui réduit les 

courants dans la caténaire et diminue globalement les pertes du système d’électrification. Dans 
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le cadre du projet Européen FUNDRES [10], une étude portant sur une alimentation à trois fils 

a été menée, avec une tension caténaire de 1 500 V et un feeder MVDC à 9 kV. Neuf sous-

stations, espacées chacune de 15 km, étaient implantées le long de la ligne, et des SST alimentés 

par le feeder MVDC étaient placés à mi-distance entre chaque paire de sous-station. La section 

de la caténaire était de 630 mm² et celle du feeder de 256 mm². En ce qui concerne les conditions 

de circulation, 4 trains circulaient à une vitesse constante de 120 km/h dans les deux sens de 

circulation. Au total, il y avait donc 8 trains répartis sur 120 km de ligne à double voie. Ainsi, 

avec ces différentes conditions, il a été montré que la puissance moyenne de la locomotive était 

de 6,1 MW. 

 

Figure I-12. Principe d'une électrification DC à trois fils avec feeder MVDC. 

1.3.2 Proposition d’un système multi-sources associé au feeder 

MVDC 

Les énergies renouvelables occupent une place de plus en plus importante dans le monde 

qui nous entoure. Il devient courant d’utiliser ces sources d’alimentation pour nos besoins en 

électricité. Aujourd’hui, il est possible de recharger sa voiture électrique grâce à des panneaux 

solaires positionnés sur le toit d’un parking. De nouveaux projets émergent pour interconnecter 

des sources d’énergies renouvelables telles que les batteries ou les panneaux solaires, au réseau 

de transport d’électricité [11]. Cette volonté croissante d’interconnecter diverses sources 

d’énergies renouvelables s’accompagne d’une élévation de la tension en courant continu pour 

de nombreuses applications. Récemment, dans le domaine solaire, des recherches ont porté sur 

de la moyenne tension en courant continu [12]. Ces différentes avancées scientifiques 

témoignent d’une ambition commune : augmenter la tension et intégrer des sources d’énergies 

renouvelables. Cependant, dans le milieu ferroviaire, ces deux aspects ont fait l’objet de peu de 

recherches. La question de l’intégration de sources renouvelables peut donc se poser pour des 

applications liées au secteur du ferroviaire. Dans un système d’électrification ferroviaire à trois 

fils, le feeder MVDC peut offrir des points de connexion pour des énergies renouvelables et des 

systèmes de stockage [10], comme cela est illustré à la Figure I-13. Ces énergies renouvelables 

vont donc contribuer à l’alimentation du circuit de traction. En période de faible trafic 

ferroviaire, elles pourront aussi « soutenir » le réseau triphasé amont en fournissant de la 

puissance active et/ou de la puissance réactive. Pour ce faire, l’implantation d’un convertisseur 

réversible est nécessaire. Cette idée constitue le fondement du projet RACCOR-D, dans le cadre 

duquel s’inscrivent ces travaux de thèse. 
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Figure I-13. Renforcement du système d'électrification ferroviaire à courant continu par un feeder MVDC. En 

rouge : situation initiale. En bleu : système d'alimentation supplémentaire. 

 Actuellement, il existe déjà des solutions de sous-stations réversibles, qui ont été 

principalement développées pour les métros. Elles ne s’appliquent donc pas au même niveau 

de tension et de puissance que nous envisageons. 

1.4  Sous-stations réversibles actuelles  

1.4.1 Récupération de l’énergie de freinage  

Aujourd’hui, les systèmes de transports urbains sont généralement électrifiés en 750 V 

DC (métros, tramways) ou en 1 500 V DC (lignes suburbaines) au travers de sous-stations à 

ponts redresseurs à diodes [13]. Divers systèmes de freinage sont utilisés dans le domaine 

ferroviaire, tels que le freinage régénératif, le freinage rhéostatique et le freinage pneumatique. 

Lors du freinage, les moteurs du train agissent comme des générateurs, convertissant l’énergie 

mécanique en énergie électrique. Cette énergie est réinjectée dans la ligne d’alimentation, qu’il 

s’agisse du troisième rail dans le cas du métro ou de la caténaire pour un réseau ferroviaire 

suburbain [14]. L’énergie renvoyée peut potentiellement être consommée par d’autres trains en 

accélération situés à proximité. Sur des métros automatiques, l’optimisation du carrousel 

permet de maximiser la récupération de l’énergie de freinage [15]. En revanche, cette 

optimisation reste limitée sur les lignes à moindre trafic, en raison de l’absence de 

synchronisation entre les phases d’accélération des trains et la disponibilité de l’énergie de 

freinage. En l’absence de trains à proximité pouvant consommer cette énergie, la tension de la 

ligne de contact tend à s’élever. Une limite de tension maximale est fixée afin de protéger les 

équipements à bord de l’engin. Lorsque ce seuil est franchi, l’énergie excédentaire est dissipée 

à l’aide d’un rhéostat, soit embarqué, soit installé en bord de voie. 

Lorsque l’optimisation des horaires de passage des trains n’est pas envisageable, une 

alternative consiste à utiliser des systèmes de stockage d’énergie (ESS) permettant de conserver 

l’énergie issue du freinage dans des dispositifs tels que des batteries ou des supercondensateurs. 

Ce système de stockage peut être intégré directement à bord du train ou installé en bordure de 

voie [16]. 

 

 



20 

CHAPITRE I : Etat de l’art des systèmes d’électrification ferroviaire 

 
 

1.4.2 Renvoi de la puissance sur le réseau public triphasé 

Actuellement, des installations sont mises en place afin de renvoyer une partie l’énergie 

de freinage sur le réseau triphasé amont. Différentes architectures sont proposées afin de remplir 

ce rôle.  

Au début des années 2010, ALSTOM a développé une sous-station réversible baptisée 

HESOP [17], pouvant fonctionner sous une tension de 750 V DC pour une puissance de 300 

kW. Au niveau de la sous-station, le groupe redresseur est remplacé par un onduleur de tension 

qui permet de fournir de la puissance sur le réseau ferroviaire mais aussi de pouvoir renvoyer 

de la puissance sur le réseau de transport d’électricité. La Figure I-14 met en évidence cette 

topologie. Un filtre AC est installé sur l’un des enroulements secondaires du transformateur 

pour réduire les harmoniques générés par l’onduleur et améliorer le facteur de puissance. 

 

Figure I-14. Représentation schématique du circuit de puissance de HESOP 750LP [18]. 

Au niveau européen, d’autres réalisations techniques ont vu le jour. L’industriel 

espagnol Ingeteam [19] a installé sur le métro de Bilbao une sous-station réversible [20] 

fonctionnant sous 1 500 V DC. Un onduleur de tension a été connecté en parallèle du redresseur 

à diodes existant pouvant fournir une puissance maximale de 1,5 MW. Afin de pouvoir garantir 

à l’onduleur un niveau de tension de bus supérieur à la tension de sortie du redresseur à diodes, 

un hacheur a été intercalé. Cette réalisation est détaillée sur la Figure I-15. 
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Figure I-15. Schéma de principe du convertisseur de récupération de l’énergie de freinage installé dans une sous-

station du métro de Bilbao (Espagne) [20]. 

En plus de l’onduleur de tension, cette solution nécessite la mise en œuvre d’un hacheur, 

ce qui augmente le coût de l’installation. Ainsi, d’autres alternatives ont été mises en place. 

Dans le cas où la sous-station est équipée d’un groupe redresseur dodécaphasé, ABB a suggéré 

une solution qui consiste à connecter l’onduleur de tension en parallèle d’un seul redresseur, 

conformément à la Figure I-16. Grâce à cette architecture, la tension de sortie (côté AC) de 

l’onduleur reste toujours inférieure à sa tension du bus DC. Lorsque les locomotives 

tractionnent, seuls les redresseurs à diodes fournissent la puissance. L’onduleur ne sert alors 

qu’à la récupération d’énergie de freinage. Le principal atout de cette architecture est sa capacité 

à être facilement déployée sur des sous-stations existantes. Ce convertisseur peut être utilisé 

pour des sous-stations en 750 V DC ou 1 500 V DC ; il peut ainsi fournir respectivement une 

puissance de 1 MW ou de 2 MW. Cette réalisation est nommée ENVILINE-ERS [21]. 

 

Figure I-16. Schéma de principe de la sous-station réversible ENVILINE-ERS (ABB). 
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1.5  Conclusion 

Le début de ce chapitre a présenté le principe des électrifications ferroviaires existantes. 

Les systèmes à courant continu, développés dans la première moitié du 20ème siècle, doivent 

évoluer pour faire face aux perspectives d’accroissement du trafic ferroviaire. Ainsi, le 

déploiement d’un feeder MVDC permettrait d’une part, de renforcer l’alimentation électrique 

des trains tout en améliorant le rendement, et d’autre part d’intégrer des sources d’énergie 

renouvelables et des systèmes de stockage d’énergie électrique. En cas de faible trafic 

ferroviaire, le système d’électrification ferroviaire pourrait alors réinjecter de la puissance sur 

le réseau de transport d’électricité à l’aide d’un convertisseur réversible.  

Aujourd’hui plusieurs réalisations industrielles de sous-station ferroviaire réversible 

sont proposées, elles reposent toutes sur l’utilisation d’un onduleur de tension. Elles ont été 

installées sur des lignes de transport en zones urbaines ou suburbaines afin de récupérer 

l’énergie de freinage. A ce jour, il n’existe donc pas de produit industriel dédié à un nouveau 

système d’électrification MVDC. Le prochain chapitre de cette thèse sera donc consacré à 

l’étude de différentes topologies d’onduleurs adaptées à de la moyenne tension.  
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2.1 Introduction  

Le chapitre précédent a mis en avant les électrifications ferroviaires à courant continu. 

Une attention particulière a été portée sur l’élévation de la tension DC avec le déploiement d’un 

feeder MVDC le long de la ligne ferroviaire. La conception d’un système de puissance intégrant 

des points de connexion vers des énergies renouvelables a été envisagée. L’implantation d’un 

convertisseur réversible permettant de renvoyer la puissance sur le réseau de transport 

d’électricité a été proposée. Le convertisseur retenu doit donc satisfaire plusieurs critères :  

• Il doit être bidirectionnel en courant et unidirectionnel en tension.  

• Sa puissance doit être de plusieurs mégawatts, pour être en concordance avec les 

puissances actuelles des sous-stations ferroviaires. 

Afin de répondre à ces différentes problématiques, les topologies d’onduleurs à bras trois 

niveaux sont les mieux placées [1]. La topologie « Neutral Point Clamped » (NPC) est 

aujourd’hui largement utilisée dans le domaine des variateurs de vitesse industriels pour des 

moteurs de puissance de plusieurs MW avec des niveaux de tension jusqu’à 6 kV [2]. Ces 

travaux ont mis en évidence la possibilité d’exploiter un convertisseur NPC avec un bus DC de 

6 kV pour une puissance pouvant atteindre 4 MVA. Toujours dans ce même domaine 

d’application, la topologie « Active Neutral Point Clamped » (ANPC) [3], permet d’augmenter 

le nombre d’états de commutation par rapport au NPC et offre ainsi un meilleur contrôle de la 

tension du point milieu du bus DC. Enfin, la topologie Flying Capacitor (FC), représente une 

alternative intéressante aux topologies précédentes. Sa structure modulaire, à condensateurs 

flottants, facilite l’augmentation du niveau de tension en sortie de l’onduleur. Cette topologie a 

notamment fait l’objet de réalisations industrielles avec un bus DC de 2,5 kV et une puissance 

de 6 MW [4]. 

 Au cours de ces dernières années, des structures hybrides, mixant des topologies FC et 

ANPC, ont aussi fait l’objet de travaux de recherche en électronique de puissance. Plusieurs 

réalisations d’onduleurs multiniveaux haute tension ont ainsi vu le jour. Un démonstrateur 

industriel développé par ABB [5] est capable de délivrer des puissances de l’ordre du MW pour 

des tensions allant jusqu’à 10 kV. Cette réalisation est basée sur des bras d’onduleur « ANPC 

5 niveaux », comme représenté sur la Figure II-1. 

 

Figure II-1. Schéma électrique d’un convertisseur ANPC 5 niveaux triphasé. 

 Cette topologie permet une réduction significative du taux de distorsion des tensions en 

sortie de l’onduleur ainsi qu’une diminution des contraintes en tension sur les composants 
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actifs. Elle est utilisée pour des systèmes de stockage d’énergie [6] ou bien des applications 

mettant en œuvre des moteurs de plusieurs mégawatts [7]. L’étude [8] propose un convertisseur 

sept niveaux associant un FC avec un NPC, dont le schéma est présenté à la Figure II-2. Ce 

convertisseur multiniveaux fonctionne sous une tension de bus DC de 11 kV et peut délivrer 

une puissance de 3,8 MW. Il permet de réduire la tenue en tension et les pertes des composants 

actifs, tout en ayant une faible fréquence de commutation. 

 

Figure II-2. Schéma électrique d'un onduleur multiniveaux basé sur un NPC en cascade avec un FC. 

 L’analyse de ces différentes topologies met en évidence la possibilité d’augmenter le 

niveau de tension du bus continu tout en diminuant le taux de distorsion des tensions de sortie. 

Toutefois, la réalisation industrielle de ces topologies n’est pas aisée à cause de la complexité 

du bus-barre. Nous avons donc fait le choix de restreindre notre étude aux topologies de 

convertisseurs trois niveaux qui sont les plus utilisés par les industriels. Afin d’atteindre des 

niveaux de tension continue jusqu’à 10 kV, il faudra donc réaliser une connexion série de deux 

onduleurs.  

2.2  Choix d’une topologie à base d’onduleurs 3 niveaux  

2.2.1 Cahier des charges pour le dimensionnement d’un 

onduleur de tension triphasé 

Comme nous l’avons indiqué précédemment, la topologie de conversion doit permettre 

une interconnexion entre le réseau de transport d’électricité triphasé 63 kV et le feeder MVDC. 

La topologie va reposer sur l’utilisation d’un transformateur à deux secondaires, ce qui 

permettra de réaliser une mise en série des onduleurs de tension, conformément à la Figure II-3. 

Afin de limiter l’ondulation de courant à la fréquence de commutation, des inductances de 

liaison sont connectées entre les onduleurs et les bobinages secondaires des transformateurs. 
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Côté Feeder MVDC, trois niveaux de tension sont envisagés : 3 500 V, 7 000 V et 10 000 V. 

D’autre part, les composants à base de Silicium sont actuellement les plus pertinents pour ce 

type d’application. Ces composants, conçus pour supporter de forts courants, ont été développés 

pour la traction électrique ferroviaire. Les caractéristiques de ce convertisseur sont détaillées 

dans le Tableau II-1. 

 

Figure II-3. Topologie AC/DC : Solution à base d’onduleurs de tension. 

𝑌1 représente le primaire du transformateur, tandis que 𝑌21 et 𝑌22 correspondent aux secondaires 

du transformateur. 

Tableau II-1. Cahier des charges pour une solution à base d’onduleurs de tension. 

 

 Pour répondre à ce cahier des charges, différentes topologies d’onduleurs trois niveaux 

sont envisagées. 

2.2.2 Topologies d’onduleurs multiniveaux  

2.2.2.1 Convertisseur Neutral Point Clamped (NPC) 

La première topologie étudiée est un convertisseur avec diodes d’écrêtage de tension 

(NPC), proposée par A.NABAE, I.TAKAHASHI et H.AKAGI en 1981 [9]. La Figure II-4 

montre le schéma électrique de cette topologie.  

Tension composée nominale du réseau 63 kV 

Plage de puissance de l’association de deux 

onduleurs de tension 

6 MW / 9 MW 

-6 MW / -9 MW 

Tensions du feeder MVDC 3 500 V – 7 000 V – 10 000 V 

Ondulation de tension du bus DC 5% 𝑉𝐷𝐶  

Ondulation de courant en sortie de l’onduleur à 

la fréquence de commutation 
20% 𝐼𝑎𝑏𝑐 
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Figure II-4. Convertisseur NPC triphasé. 

Les diodes de clamp du NPC assurent que chaque interrupteur ne soit soumis qu’à la 

moitié de la tension du bus DC. En revanche, ce nombre élevé de diodes va avoir un impact 

négatif sur les pertes, réduisant ainsi le rendement de la topologie [10]. Outre les diodes de 

clamp, le NPC dispose de 4 interrupteurs par bras, chacun d’eux fonctionnent à la même 

fréquence de commutation. L’interrupteur 1 fonctionne en complémentarité avec l’interrupteur 

3 et les interrupteurs 2 et 4 fonctionnent eux aussi de façon complémentaire. Une commande 

MLI peut être utilisée pour le contrôle de l’onduleur. Un signal modulant sinusoïdal, dont 

l’amplitude permet de régler la profondeur de modulation (M), est comparé à deux porteuses 

décalées et superposées, représentées par un signal triangulaire évoluant de -1 à 0 et 0 à 1. Ces 

porteuses fixent la fréquence de commutation du convertisseur. Ce principe est illustré à la 

Figure II-5. 

 

 
(a) (b) 

Figure II-5. Commande MLI du convertisseur NPC : (a) Schéma de principe ; (b) Formes d’ondes de la modulante 

et des porteuses. 

 La Figure II-6 présente la tension et le courant de sortie du bras de l’onduleur, le signal 

de commande des transistors, ainsi que les courants dans chaque interrupteur. 𝐼√2 représente 

l’amplitude du courant alternatif en sortie d’un bras de l’onduleur. 
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Figure II-6. Formes d'ondes du bras A d’un onduleur NPC 3 niveaux, raccordé à un réseau triphasé via une 

inductance de liaison 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 , avec une fréquence de commutation de 1 500 Hz. 

Dans certains quadrants de fonctionnement, la structure du NPC impose de grandes 

mailles de commutation, comme cela est présenté à la Figure II-7. Ces grandes mailles de 
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commutation sont un désavantage puisqu’elles augmentent les surtensions lors du blocage des 

composants.   

 

Figure II-7. Boucles de commutation pour une branche d'un convertisseur NPC. 

2.2.2.2 Convertisseur T-Type 

La topologie T-Type, présentée à la Figure II-8, a été proposée en 2010 par 

M.SCHWEIZER [11]. Ce convertisseur se compose d’un onduleur de tension deux niveaux en 

pont complet, connecté à trois branches de semi-conducteurs montés en anti-série, appelés 

« interrupteurs auxiliaires » (2 et 3). Comme le convertisseur NPC, cette architecture hybride 

est une topologie trois niveaux, tout en offrant des pertes par conduction et par commutation 

plus faibles [12]. 
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Figure II-8. Convertisseur T-Type triphasé. 

Contrairement au NPC, les interrupteurs ne sont pas soumis à la même tension. En effet, 

les interrupteurs 2 et 3 commutent sous 𝑉𝐷𝐶 /2, tandis que les interrupteurs 1 et 4 commutent 

aussi sous 𝑉𝐷𝐶 /2, mais voient la pleine tension du bus DC (𝑉𝐷𝐶 ) à l’état bloqué [13]. En raison 

de leur calibre en tension supérieur, les interrupteurs 1 et 4 présentent des pertes par 

commutation accrues, ce qui est un désavantage par rapport à la topologie NPC [14]. Une 

commande MLI peut également être utilisée afin de piloter les différents interrupteurs du bras 

de l’onduleur. Le schéma de commande est illustré à la Figure II-9. 

 

 
(a) (b) 

Figure II-9. Commande MLI du convertisseur T-Type : (a) Schéma de principe ; (b) Formes d’ondes de la 

modulante et des porteuses. 

 La Figure II-10 présente la tension et le courant de sortie du bras de l’onduleur, le signal 

de commande des transistors, ainsi que les courants dans chaque interrupteur. 
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Figure II-10. Formes d'ondes du bras A d’un onduleur T-Type, raccordé à réseau triphasé via une inductance de 

liaison 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 , avec une fréquence de commutation de 1 500 Hz. 
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Les différentes mailles de commutation sont présentées sur la Figure II-11. Les 

interrupteurs auxiliaires (2,3) sont sollicités dans les quatre quadrants, tandis que les 

interrupteurs soumis à la totalité de la tension du bus continu (1,4) n’interviennent chacun que 

dans deux quadrants. 

 

Figure II-11. Boucles de commutation pour une branche d'un onduleur T-Type. 

2.2.2.3 Convertisseur Active Neutral Point Clamped (ANPC) 

La topologie Active Neutral Point Clamped (ANPC), présentée à la Figure II-12, a été 

proposée par T.BRUCKNER, S.BERNET et H.GULDNER en 2005 [15]. Cette topologie est 

semblable à celle du NPC. Cependant, elle offre plus de flexibilité quant aux différentes mailles 

de commutation pour chacun des bras de l’onduleur. En effet, les diodes Dc1 et Dc2 sont 

remplacées par des interrupteurs commandés du même calibre que les autres composants, ce 

qui permet de créer des mailles de commutation plus courtes. 
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Figure II-12. Convertisseur ANPC triphasé. 

En ce qui concerne la partie commande du bras de l’onduleur, il existe deux méthodes 

conventionnelles. La première consiste à faire commuter les interrupteurs dits « internes » (5,6) 

à haute fréquence de commutation et les interrupteurs « externes » (1,2,3,4) à basse fréquence 

de commutation (50 Hz), cette méthode est appelée « Inner Switch Mode Modulation » 

(ISMM). A l’inverse, une autre approche est désignée sous le nom de « Outer Switch Mode 

Modulation » (OSMM), qui vise à faire commuter à haute fréquence les interrupteurs externes 

(1,2,3,4) et à basse fréquence les interrupteurs internes (5,6) [16]. En raison de ses avantages 

liés à la longueur des mailles de commutation, la méthode externe a été retenue. Ce choix 

implique l’application d’ordres de commande spécifiques. La commande MLI de chaque bras 

est alors présentée à la Figure II-13. Sur les 6 interrupteurs, seulement 4 fonctionnent avec une 

fréquence de commutation élevée, tandis que les deux autres fonctionnent à la fréquence réseau. 

Ce principe est illustré à l’aide d’un chronogramme, représenté sur la Figure II-14.  

  
(a) (b) 

Figure II-13. Commande MLI du convertisseur ANPC : (a) Schéma bloc ; (b) Formes d'ondes de la modulante et 

des porteuses. 
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(a) (b) 
Figure II-14. Principe de fonctionnement d'un bras d'ANPC (OSMM) : (a) Chronogramme ; (b) 1 bras d'ANPC. 

Par conséquent, les pertes dans les interrupteurs ne se répartissent pas de manière 

uniforme [17]. Elles diffèrent selon la fréquence de fonctionnement des interrupteurs. Pour ceux 

qui commutent à basse fréquence, il y aura principalement des pertes par conduction, tandis que 

pour ceux qui commutent à haute fréquence, ce sont les pertes par commutation qui vont 

prédominer [18]. La Figure II-15 présente la tension et le courant de sortie du bras de l’onduleur, 

le signal de commande des transistors, ainsi que les courants dans chaque interrupteur. Une 

étude des pertes permettra de mettre en évidence cette répartition, au paragraphe 2.3.3. 
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Figure II-15. Formes d'ondes du bras A d’un onduleur ANPC trois niveaux, raccordé à un réseau triphasé via une 

inductance de liaison 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 , avec une fréquence de commutation de 1 500 Hz. 
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 La Figure II-16 montre que la méthode de commutation externe permet de bénéficier de 

mailles de commutation courtes, réduisant ainsi les surtensions apparaissant lors du blocage des 

composants.   

 

Figure II-16. Boucles de commutation pour une branche d'un convertisseur ANPC. 

2.2.2.4 Convertisseur Flying Capacitor (FC)  

La topologie Flying Capacitor a été proposée par T. MEYNARD et H. FOCH en 1992 

[19]. Le fonctionnement de cette topologie repose sur la division de la tension totale du bus DC 

en n sources de tension distinctes. Cette approche s’appuie sur l’utilisation de condensateurs 

« flottants », dont la fonction est de générer des niveaux de tension intermédiaires entre l’entrée 

et la sortie du convertisseur. Dans le cas présent, la tension du bus continu est divisée en deux, 

ce qui implique l’utilisation d’un condensateur flottant par bras, comme représenté à la Figure 

II-17.  
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Figure II-17. Convertisseur FC triphasé. 

Un point milieu fictif au niveau du bus DC est créé afin d’homogénéiser la présentation 

des formes d’ondes des tensions avec les autres topologies. Cependant, pour la suite de ces 

travaux, un seul condensateur (𝐶𝐷𝐶) sera implémenté sur le bus DC. Du point de vue de la 

commande, la technique par Modulation à Largeur d’Impulsion est utilisée pour cette topologie. 

La modulante est représentée par un signal sinusoïdal. Elle est comparée à 2 porteuses 

représentées par un signal triangulaire variant de -1 à 1. Les signaux triangulaires sont déphasés 

les uns par rapport aux autres d’un angle de 
𝜋

2
, comme représenté sur la Figure II-18. Ce 

déphasage permet d’assurer une composante AC dans le condensateur 𝐶𝑘 et de multiplier par 

deux la fréquence apparente des tensions de sortie de l’onduleur. 

 
 

(a) (b) 
Figure II-18. Commande MLI du convertisseur FC trois niveaux : (a) Schéma bloc ; (b) Formes d’ondes de la 

modulante et des porteuses. 

La Figure II-19 présente la tension et le courant de sortie du bras de l’onduleur, le signal de 

commande des transistors, ainsi que les courants dans chaque interrupteur. 
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Figure II-19. Formes d'ondes du bras A d’un onduleur FC 3 niveaux, raccordé à un réseau triphasé via une 

inductance de liaison 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 , avec une fréquence de commutation de 1 500 Hz. 
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Le fonctionnement du FC dans les quatre quadrants met en avant les différents 

interrupteurs sollicités, comme démontré sur la Figure II-20. 

 

Figure II-20. Boucles de commutation pour une branche d'un convertisseur FC. 

Cette topologie a recours à un nombre important de condensateurs, ce qui oblige la mise 

en place d’une commande spécifique afin de garantir l’équilibre des tensions aux bornes de 𝐶𝑘. 

Toutefois, contrairement aux autres topologies, les condensateurs du bus DC (𝐶𝐷𝐶) ne voient 

pas de composante basse fréquence. D’autre part, ce convertisseur dispose de moins de semi-

conducteurs par bras que la topologie ANPC, ce qui aura un impact sur le bilan des pertes. Par 

ailleurs, chaque interrupteur est soumis à la même fréquence de commutation ainsi que la même 

tension, ce qui implique une répartition homogène des pertes dans les semi-conducteurs [20].  

Cette section a mis en évidence les avantages et inconvénients des topologies envisagées. 

Les premières observations révèlent que certaines de celles-ci imposent des contraintes plus 

importantes pour répondre aux exigences du cahier des charges. C’est notamment le cas de la 

topologie T-Type, dont certains interrupteurs sont soumis à la pleine tension du bus DC. Cette 

particularité impose donc de sélectionner des modules de puissance capables de supporter le 

double de la tension, soit 𝑉𝐷𝐶 . Par ailleurs, il a été démontré que l’ANPC constitue une 

amélioration du NPC, notamment grâce à des mailles de commutation plus petites que le NPC. 

Ainsi, il a été décidé de concentrer la suite de ce travail sur l’étude des topologies ANPC et FC. 
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Dès lors, la sélection des modules de puissance, en fonction des niveaux de tension du feeder 

MVDC, peut être envisagée. 

2.2.3 Choix des modules de puissance  

L’objectif de ce paragraphe est de sélectionner des modules de puissance adaptés à 

l’application souhaitée. Depuis une vingtaine d’années, des modules de puissance IGBT, 

capables de commuter des courants importants, ont été développés pour des applications de 

traction électrique ferroviaire. Actuellement, il existe plusieurs fabricants qui commercialisent 

ce type de module, comme Hitachi Energy [21], Mitsubishi Electric [22] ou Infineon [23]. Dans 

ce cas d’étude, les caractéristiques des modules IGBT fournis par Hitachi Energy sont 

considérées, en raison de la disponibilité de leurs modèles thermiques nécessaires à la 

réalisation de simulations avec le logiciel PLECS. Quel que soit le calibre en tension, ces 

modules ont des dimensions identiques (Figure II-21). Ils sont dotés d‘un boitier de type HiPak 

et possèdent des dimensions de 190 mm de longueur par 140 mm de largeur.  

 

Figure II-21. Module IGBT HiPak 190 mm × 140 mm × 38 mm. 

Chaque module de puissance possède une tension maximale de fonctionnement, il est 

donc nécessaire de trouver un accord entre cette tension et celle de l’onduleur de tension, 

comme indiqué dans le Tableau II-2. Il est essentiel de noter que le module de puissance est 

soumis à la moitié de la tension d’entrée DC, soit 𝑉𝐷𝐶 /2.  

Tableau II-2. Raccordement entre la tension module et la tension de fonctionnement. 

 

En connectant deux onduleurs côté DC, soit en parallèle, soit en série, il est possible 

d’obtenir quatre niveaux de tension pour alimenter le feeder MVDC, dont un est déjà en usage 

Calibre en tension du 

module de puissance 

(V) 

Courant du module 

de puissance (A) 

Tension d’entrée de 

l’onduleur, 𝑉𝐷𝐶  (V) 

Tension de 

fonctionnement du 

module de 

puissance (V) 

1 700 3 600 1 750 875 

3 300 1 800 3 500 1 750 

4 500 1 500 5 000 2 500 
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sur le réseau ferroviaire européen et deux autres sont des futurs niveaux de tension. Le Tableau 

II-3 récapitule les tensions à vide au niveau du feeder MVDC pour les différents cas d’étude 

envisagés. Les différentes possibilités de connectiques de deux onduleurs sont représentées sur 

la Figure II-22 et la Figure II-23. 

Tableau II-3. Cas d'étude au niveau de la tension caténaire. 

 

 
(a) 

 

(b) 

Figure II-22. Convertisseurs avec des niveaux de tension existants : (a) Blocs 1 750 V connectés en série ; (b) 

Blocs 3 500 V connectés en parallèle. 

 

 Cas existant Cas futurs 

Tension à vide au 

niveau de la 

caténaire ou du 

feeder MVDC (V) 

3 500 7 000 10 000 
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(a) 

 

(b) 

Figure II-23. Convertisseurs avec des futurs niveaux de tension : (a) Blocs 3 500 V connectés en série ; (b) Blocs 

5 000 V connectés en série. 

 Sur la base des niveaux de tension du feeder MVDC et des topologies sélectionnées 

pour satisfaire le cahier des charges, l’étude se poursuit par l’analyse du raccordement de 

l’onduleur au réseau et des différentes contraintes associées. 

2.3  Limites de fonctionnement dans le plan de puissance 

Active-Réactive 

2.3.1 Point de fonctionnement nominal 

L’hypothèse de départ consiste à définir une fréquence de commutation pour chacun des 

cas de l’étude. Un premier dimensionnement est effectué en fixant cette fréquence, en tenant 

compte de l’état de l’art. Après avoir fait ce choix, il est possible de dresser une liste de 6 cas, 

comme mentionné dans le Tableau II-4. Il convient de noter que pour une même fréquence de 

découpage des tensions de sortie, l’onduleur FC bénéficie de l’entrelacement des commandes 

des cellules et permet de diviser par deux la fréquence de commutation par rapport à celle de 

l’onduleur ANPC [24]. Par conséquent, il a été fait le choix de doubler la fréquence de 

commutation de l’ANPC par rapport à celle du FC de façon à avoir le même spectre fréquentiel 

de tension en sortie pour les deux topologies. 
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Tableau II-4. Hypothèses de départ des cas de l'étude. 

Cas n° 
Tension 

module (V) 

Courant 

module (A) 
Topologie 

Fréquence de 

commutation (Hz) 

1 
1 700 3 600 

ANPC 3000 

2 FC 1500 

3 
3 300 1 800 

ANPC 1500 

4 FC 750 

5 
4 500 1 500 

ANPC 1000 

6 FC 500 

 

 Une fois les paramètres d’entrée définis, il convient d’établir un point de fonctionnement 

nominal servant de référence pour la suite de ces travaux. Lors de l’injection de puissance au 

réseau public de transport d’électricité, le gestionnaire (RTE) préconise un point de 

fonctionnement nominal avec une puissance réactive qui correspond à 35% de la puissance 

active. Ce pourcentage représente donc un déphasage (𝜑) entre le courant (𝑖𝑎𝑏𝑐) et la tension 

simple (𝑉) de 19°. La possibilité d’injecter de la puissance réactive sur le réseau permet de 

relever la tension aux points de connexion [25]. Il est possible de définir un diagramme de 

Fresnel avec les différentes grandeurs du système étudié (Figure II-24). Ce diagramme est 

valable à la fréquence du réseau, il considère donc les composantes fondamentales de la tension 

et du courant délivrées par l’onduleur. La tension 𝑉𝑜𝑛𝑑 correspond à la composante 

fondamentale tension en sortie de l’onduleur, tandis que 𝑉 désigne la tension au secondaire du 

transformateur. Le courant de sortie de l’onduleur est quant à lui noté 𝐼𝑎𝑏𝑐. 

 

Figure II-24. Diagramme de Fresnel représentant les différentes grandeurs du système. 

 En considérant la limite en courant du convertisseur, liée aux contraintes thermiques des 

composants, il devient possible de déterminer la tension maximale au secondaire du 

transformateur 𝑉 ainsi que la valeur de l’inductance de liaison 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 . L’algorithme décrit à la 

Figure II-25 a été implémenté sous le logiciel MATLAB [26]. 

𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 =
𝑉𝐷𝐶

12 × ∆𝐼𝑚𝑎𝑥 × 𝑓𝑑𝑒𝑐
 (II-1) 

 

 Où ∆𝐼𝑚𝑎𝑥 correspond à une ondulation de 20% de la valeur crête de la composante 
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fondamentale du courant au point nominal et 𝑓𝑑𝑒𝑐  représente la fréquence de découpage de la 

tension en sortie d’un bras d’onduleur (𝑓𝑑𝑒𝑐 = 𝑓𝑠𝑤  pour la topologie ANPC et 𝑓𝑑𝑒𝑐 = 2𝑓𝑠𝑤 pour 

la topologie FC).  Une étude portant sur la variation de la fréquence de commutation est ensuite 

réalisée à la section 2.4.1. 

 

Figure II-25. Algorithme permettant de calculer le point de fonctionnement nominal. 

Où 𝑀 représente la profondeur de modulation et 𝐼𝑎𝑏𝑐 le courant RMS en sortie de l’onduleur et 

𝑉 la tension au secondaire du transformateur. 

 Cet algorithme prend en compte deux limites de fonctionnement : la température de 

jonction des puces du module de puissance et la profondeur de modulation. Le fabricant de 

composants préconise une température de jonction maximale de 125°C. Pour estimer cette 

température, il est nécessaire de calculer les pertes dans les semi-conducteurs pour chacune des 

topologies. Par ailleurs, la limite de la profondeur de modulation est calculée en supposant que 

la valeur maximale du fondamental de la tension de référence est fixée à 1. 

2.3.2 Calcul de pertes 

 Dans ce paragraphe, une étude analytique des pertes est effectuée en fonction des 

topologies considérées. Afin de réaliser ce travail, le logiciel MATLAB est utilisé. 

 Dans un premier temps, il est nécessaire de différencier les pertes que peuvent générer 

les semi-conducteurs, en deux catégories : les pertes par conduction et les pertes par 

commutation. Les pertes par conduction sont liées à la caractéristique statique du composant. 

Celle-ci sera modélisée par une tension de seuil (𝑉0) et une résistance à l’état passant (𝑅0) 

conformément à la Figure II-26. 
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Figure II-26. Interpolation linéaire de la caractéristique statique d'un semi-conducteur. 

 Ces valeurs permettent le calcul analytique des pertes par conduction, selon l’équation 

ci-après : 

𝑃𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝑅0 × 𝐼𝑟𝑚𝑠
2 + 𝑉0 × 𝐼𝑎𝑣𝑔 (II-2) 

 

 Les pertes par commutation sont associées au changement d’état du transistor et de la 

diode. En effet, lorsque le transistor s’amorce, il est soumis à un courant et une tension non 

nulle, c’est à cet instant qu’apparaissent les pertes par commutation [27]. Ce principe est 

représenté sur la Figure II-27. 

  
(a) (b) 

 

Figure II-27. Pertes par commutation et conduction : (a) Dans un transistor ; (b) Dans une diode. 

 La méthode décrite ci-après permet d’estimer les pertes dans les semi-conducteurs. Il 

convient de noter que, dans ces calculs, les ondulations de courant ne sont pas prises en compte, 

les courants de sortie de l’onduleur sont considérés sinusoïdaux. 
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 Dans un premier temps, il est nécessaire de connaître les énergies de commutation. Les 

courbes extraites de la datasheet (Figure II-28) peuvent être modélisées par un polynôme du 

second ordre, comme l’Equation (II-3). 

 

Figure II-28. Fiche technique du fabricant pour un IGBT 3,3 kV / 1,8 kA, courbes des énergies de commutation. 

 

Avec 𝑖𝑠𝑐(𝑡) représentant le courant à la fréquence fondamentale traversant le semi-conducteur 

et 𝑎𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐 , 𝑏𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐 , 𝑐𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐  sont des coefficients obtenus à partir de l’expression 

analytique des courbes d’énergie de commutation des semi-conducteurs, ces données sont 

généralement fournies dans la fiche technique des composants. 

Ainsi, les pertes par commutation peuvent être calculées de façon analytique : 

𝑃𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐 =
𝑓𝑠𝑤

𝑇

𝑉𝑏𝑙𝑜𝑐𝑎𝑔𝑒

𝑉𝑐𝑐

∫ 𝐸𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐𝑑𝑡
𝑡2

𝑡1

 (II-4) 

Où 𝑓𝑠𝑤  représente la fréquence de commutation ; 𝑉𝑏𝑙𝑜𝑐𝑎𝑔𝑒  représente la tension de blocage aux 

bornes du semi-conducteur ; 𝑉𝑐𝑐  indique la tension de blocage associée aux courbes 𝐸𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐 

indiquées dans la datasheet. Et 𝑡1, 𝑡2 correspondent aux durées de conduction du semi-

conducteur durant une période 𝑇. Les expressions analytiques des pertes par conduction et par 

commutation pour chacune des topologies sont détaillées dans l’ANNEXE A. 

Grâce aux calculs des pertes il est possible d’en déduire les puissances de fonctionnement d’un 

onduleur au point nominal, la valeur de l’inductance de liaison et la tension simple au 

secondaire du transformateur. Ces résultats sont donnés pour les 6 cas suivants, dans le Tableau 

II-5. 

 

𝐸𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐 = 𝑎𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐𝑖𝑠𝑐(𝑡)² + 𝑏𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐𝑖𝑠𝑐(𝑡) + 𝑐𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐𝑖𝑠𝑐(𝑡)  (II-3) 
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Tableau II-5. Calcul de l’inductance de liaison, de la tension au secondaire du transformateur et des puissances 

au point de fonctionnement nominal pour un onduleur. 

Cas 

n° 

Tension 

module 

(V) 

Courant 

module 

(A) 

Topologie 

Tension au 

secondaire du 

transformateur 

(V) 

Inductance de 

liaison (mH) 

Puissances au 

point nominal 

(phi = 19°) 

1 

1 700 3 600 

ANPC 580 0,2 
2,5 MW/ 

0,86 MVAR 

2 FC 580 0,18 
2,83 MW/ 

0,98 MVAR 

3 

3 300 1 800 

ANPC 1051 1,6 
2,27 MW/ 

0,78 MVAR 

4 FC 1051 1,2 
3,14 MW/ 

1,08 MVAR 

5 

4 500 1 600 

ANPC 1310 3,9 
2,54 MW/ 

0,88 MVAR 

6 FC 1310 3 
3,28 MW/ 

1,11 MVAR 

  

 Le point de fonctionnement nominal obtenu par l’algorithme considère la limite 

thermique du semi-conducteur le plus contraint. A présent, il convient de s’intéresser à la 

répartition des pertes dans chaque bras des deux topologies. 

2.3.3 Répartition des pertes  

 Une analyse approfondie de la répartition des pertes dans les semi-conducteurs est 

menée pour chacune des topologies. Ce paragraphe a pour objectif d’identifier les interrupteurs 

les plus sollicités pour les topologies FC et ANPC. Pour ce faire, les pertes ont été extraites de 

l’algorithme au point de fonctionnement nominal défini précédemment. Que ce soit pour le FC 

ou l’ANPC, il existe une symétrie au niveau de la forme d’onde du courant dans les 

interrupteurs, comme expliqué à la section précédente. Pour la topologie FC les deux cellules 

commutent simultanément et sont donc soumises aux mêmes contraintes de tension et de 

courant. Par conséquent, il est possible de regarder uniquement les pertes dans T1 et D1. En ce 

qui concerne la topologie ANPC, les pertes ne seront calculées que pour T1, D1, T2, D2, et T5, 

D5. La Figure II-29 représente la répartition des pertes par onduleur. 
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(a) (b) 

 
 

(c) (d) 

Figure II-29. Répartition des pertes avec des modules 3 300 V / 1 800 A, fonctionnement de l’onduleur au point 

nominal (phi = 19°) : (a) Convertisseur FC ; (b) 1 bras de FC ; (c) Convertisseur ANPC ; (d) 1 bras d'ANPC. 

 Cette première étude permet de mettre en évidence la cause principale de la limite de 

fonctionnement de l’ANPC. Au point nominal, l’interrupteur T1 d’un bras d’ANPC présente 

des pertes supérieures à celles des autres interrupteurs. Ce constat est un point négatif pour cette 

topologie puisqu’une seule cellule de commutation concentre la majorité des pertes et limite 

ainsi la puissance de ce convertisseur. Cependant, cette répartition n’est valable que pour ce 

point de fonctionnement. Lorsque le convertisseur fonctionne en mode redresseur (phi = 180°), 

une autre limite doit être considérée dans l’algorithme de calcul, elle est liée au moyen de 

refroidissement choisi pour les modules de puissance. Dans le but de dissiper un maximum de 

pertes un refroidissement à eau a été choisi. En effet, un dissipateur à eau performant, avec un 

débit d’eau de 10 litres/min, permet d’avoir une résistance thermique de 6°C/kW par module. 

Ainsi, un module de puissance peut dissiper jusqu’à 4 000 W de pertes, ce qui limite la 

température de surface du dissipateur à 80°C pour une température d’entrée d’eau de 56°C.  

 Dans les deux topologies, les pertes par conduction dans les diodes sont plus importantes 

en mode redresseur qu’en mode onduleur. En revanche, dans le cas du FC, les IGBT et les 

diodes ont un niveau de pertes par module qui atteint la limite du système de refroidissement. 

En ce qui concerne la topologie ANPC, la répartition des pertes est différente. En effet, pour 

l’ANPC, T2 présente un niveau de pertes élevé et la température de jonction maximale est 

atteinte avant la limite de dissipation de la plaque à eau (4 kW). Des calculs ont été réalisés 

sous MATLAB afin d’observer cette distribution en ce point donné (phi = 180°), les résultats 

sont détaillés sur la Figure II-30. 
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(a) (b) 

 
 

(c) (d) 

Figure II-30. Répartition des pertes avec des modules 3 300 V / 1 800 A, mode redresseur (phi = 180°) : (a) 

Convertisseur FC ; (b) 1 bras de FC ; (c) Convertisseur ANPC ; (d) 1 bras d'ANPC. 

 Dans le cercle des puissances Active et Réactive délivrées par l’onduleur, différents 

points de fonctionnement peuvent être identifiés. Sur la Figure II-31, le point de fonctionnement 

nominal, défini par un rapport Q/P de 35% est noté 𝑃𝑛𝑜𝑚/𝑄𝑛𝑜𝑚. Lorsque l’onduleur ne fournit 

que de la puissance active au réseau public, le point de fonctionnement est noté 𝑃𝑚𝑎𝑥. A 

l’inverse, lorsque l’onduleur délivre de la puissance active vers la ligne ferroviaire, il opère en 

mode redresseur (puissance active négative) ; ce point correspond à 𝑃𝑚𝑖𝑛 . 

 

 

(a) (b) 
Figure II-31. Fonctionnement d'un onduleur de tension : (a) Diagramme de Fresnel représentant la puissance 

active en fonction de la puissance réactive ; (b) Représentation d'une conversion AC/DC. 
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2.3.4 Tracé des limites de fonctionnement dans le plan des 

puissances Actives-Réactives 

 Jusqu’à présent, nous nous sommes intéressés à des points spécifiques de 

fonctionnement des onduleurs. Cependant, la volonté de concevoir un convertisseur réversible 

nous oblige à déterminer les limites de fonctionnement dans le plan P, Q. Comme évoqué 

précédemment, il existe trois limites de fonctionnement du convertisseur qui permettent 

d’établir les puissances actives, réactives minimales et maximales pour chacune des topologies 

étudiées. Afin de déterminer toutes ces limites, un algorithme a été mis en place à l’aide du 

logiciel Matlab. L’algorithme ci-dessous (Figure II-32), détaille les différentes étapes du 

programme. 

 

Figure II-32. Algorithme permettant de calculer les limites de fonctionnement dans le plan P, Q. 

 Une fois que cette routine Matlab est mise en place pour un convertisseur, il est aisé de 

l’appliquer à chacun des cas de l’étude en ne modifiant que les paramètres en lien avec les 

modules de puissance. Dès lors, il est possible de visualiser les limites de puissance de chaque 

convertisseur. Lors de cette première étude, les paramètres du Tableau II-5 sont pris en compte. 

A titre d’illustration, les résultats sont présentés pour la topologie ANPC / 3,3 kV (cas n°3) et 

la topologie FC / 3,3 kV (cas n°4) sur la Figure II-33. 
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(a) 

 

(b) 

Figure II-33. Puissance active en fonction de la puissance réactive pour un onduleur (modules 3 300 V / 1 800 A) 

: (a) ANPC ; (b) FC. 

 Un premier bilan peut être établi à partir des six cas de cette étude. Il est important de 

noter que les résultats présentés dans le Tableau II-6 correspondent à la connexion de deux 

convertisseurs, soit en parallèle, soit en série. Ainsi, cette connexion permet d’obtenir des 

puissances cohérentes avec les puissances des groupes redresseurs des lignes ferroviaires 

électrifiées en 1 500 V ou 3 000 V. 
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Tableau II-6. Puissances maximales admissibles pour chacun des cas de l’étude (2 convertisseurs triphasés). 

Cas n° Topologie 
Puissances au point 

nominal (phi = 19°) 

Puissance active 

maximale (MW) 

Puissance réactive 

maximale (MVAR) 

1 ANPC 5 MW / 1,72 MVAR 5,34 2,24 

2 FC 5,66 MW / 1,96 MVAR 6,51 2,54 

3 ANPC 4,54 MW / 1,56 MVAR 4,97 2,44 

4 FC 6,28 MW / 2,16 MVAR 6,61 3,63 

5 ANPC 5,08 MW / 1,76 MVAR 5,25 3,18 

6 FC 6,56 MW / 2,22 MVAR 6,86 4,34 

 

 Pour le point de fonctionnement nominal, la topologie FC permet d’atteindre des 

niveaux de puissance plus élevés que la topologie ANPC pour tous les cas de l’étude. D’autre 

part, il faut aussi considérer le point de fonctionnement en mode redresseur, c’est-à-dire à 

puissance active négative (phi = 180°). Ce point correspond à l’injection de puissance sur le 

feeder MVDC. Les résultats de calcul montrent que pour tous les niveaux de tension, le FC peut 

injecter plus de puissance sur le réseau ferroviaire que l’ANPC, ces valeurs sont détaillées sur 

la Figure II-34. Cette différence de puissance est principalement liée à la répartition des pertes 

dans les semi-conducteurs.  

 

Figure II-34. Puissances actives en mode redresseur (phi = 180°). 

 Le rendement constitue également un critère de dimensionnement à considérer dans la 

comparaison des topologies. Pour un même point de fonctionnement, le FC a plus de pertes par 

bras que l’ANPC, comme le montre le Tableau II-7. Cette analyse est directement en lien avec 

la répartition des pertes dans chacun des convertisseurs. En effet, dans le cas du FC, les pertes 
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sont équitablement réparties entre les composants. En revanche, pour la topologie ANPC, 

certaines diodes présentent de faibles pertes. L’interrupteur 5, fonctionnant à une fréquence de 

commutation réduite, génère également moins de pertes, entraînant ainsi des pertes globales 

inférieures à celles observées pour le FC. 

Tableau II-7. Répartition des pertes pour chaque topologie au même point de fonctionnement. 

 FC ANPC 

𝑃𝑛𝑜𝑚(𝑀𝑊) 2,27 2,27 

𝑄𝑛𝑜𝑚(𝑀𝑉𝐴𝑅) 0,78 0,78 

Répartition des pertes (W) 

𝑇1 = 1869 

𝑇3 = 1869 

𝐷1 = 405 

𝐷3 = 405 

𝑇1 = 2 577 

𝑇2 = 59 

𝑇5 = 623 

𝐷1 = 80 

𝐷2 = 382 

𝐷5 = 0 

Pertes totales (W) 4 546 3 642 

  

 Par conséquent, il parait normal que le FC possède un rendement légèrement inférieur 

à celui de l’ANPC. Toutefois, il convient de souligner que cette différence reste minime. 

Chaque rendement calculé correspond au point de fonctionnement nominal de la topologie 

considérée, ce qui signifie que la valeur de rendement est associée à une puissance différente 

selon la topologie comme l’illustre la Figure II-35. 

  

(a) (b) 

Figure II-35. Performance des convertisseurs au point de fonctionnement nominal de la topologie considérée (phi 

= 19°) : (a) Rendements : (b) Puissances nominales. 

2.3.5 Simulations PLECS 

La première partie de ce travail consiste à valider le dimensionnement électrique de 

l’onduleur, c’est-à-dire la détermination de 𝑉 et de 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘  pour une fréquence donnée. Il est facile 

d’adapter les paramètres de chacun des cas de l’étude dans la simulation, puisque seulement 

quelques données d’entrée sont amenées à changer (𝑉, 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 , 𝑓𝑠𝑤). La Figure II-36 présente les 

formes d’ondes pour un onduleur FC réalisé avec les modules 3 300 V / 1 800 A. Dans le but 

de valider les expressions analytiques des pertes et de vérifier que le point de fonctionnement 

nominal peut être atteint, des simulations ont été réalisées à l’aide du logiciel PLECS [28]. Ce 

logiciel permet de simuler le fonctionnement du convertisseur et d’inclure le modèle thermique 



57 

CHAPITRE II : Choix de topologie de conversion Alternatif/Continu à base d’onduleurs 

de tension 

 
 

des semi-conducteurs. A la différence des calculs analytiques, qui considèrent les 

caractéristiques des composants à 125°C, PLECS exploite un modèle électrothermique 

permettant d’évaluer les pertes en fonction de la température de jonction déterminée par la 

simulation.  

 

Figure II-36. Formes d'ondes du FC avec les modules de puissance 3 300 V / 1 800 A, 𝑃 = 3 𝑀𝑊, 𝑄 = 0 𝑉𝐴𝑅, 

𝑉𝐷𝐶 = 3 500 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 750 𝐻𝑧 : (a) Tension entre phases ; (b) Courants de sortie de l'onduleur. 

Du point de vue thermique, PLECS utilise les courbes d’énergies de commutation ainsi 

que la caractéristique à l’état passant des composants, directement extraites des fiches 

techniques du fabricant, comme l’illustre à titre d’exemple la Figure II-37 [21]. 

  

(a) (b) 

Figure II-37. Fiche technique du fabricant pour un IGBT 3,3 kV / 1,8 kA : (a) Courbes des énergies de 

commutation ; (b) Caractéristique à l’état passant. 
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D’autre part, le logiciel a besoin d’avoir plusieurs informations concernant le module 

de puissance. Il faut intégrer les diverses résistances thermiques du composant, celles-ci 

représentent les différentes couches de matériaux du module de puissance (Figure II-38), elles 

sont données par le fabricant. Dans cette étude, nous faisons l’hypothèse que le flux de chaleur 

se propage en totalité vers le dissipateur et que celui-ci est capable d’évacuer les pertes. 

 

(a) 

 

(b) 

Figure II-38. Composition d'un module de puissance IGBT : (a) Structure de base d'un module de puissance ; (b) 

Schéma équivalent des résistances thermiques. 

Afin de simplifier la modélisation thermique, une température fixe de 80°C a été 

imposée au niveau de la surface de contact entre la semelle du module de puissance et le 

dissipateur. Ce modèle permet d’évaluer de manière précise la température ainsi que les pertes 

thermiques au niveau du composant. Il présente également une grande flexibilité, puisqu’il peut 

être adapté à différents cas d’étude en modifiant uniquement les valeurs des résistances 

thermiques propres au module de puissance. Les valeurs de ces résistances thermiques pour les 

différents modules étudiés sont présentées dans le Tableau II-8. 
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Tableau II-8. Résistances thermiques pour les modules 1,7 kV, 3,3 kV et 4,5 kV. 

 1 700 V / 3 600 A 3 300 V / 1 800 A 4 500 V / 1 500 A 

𝑅𝐽𝐶−𝐼𝐺𝐵𝑇  (𝐾/𝑊) 0,007 0,009 0,0098 

𝑅𝐽𝐶−𝐷𝑖𝑜𝑑𝑒  (𝐾/𝑊) 0,012 0,014 0,016 

𝑅𝐶𝐻−𝐼𝐺𝐵𝑇 (𝐾/𝑊) 0,009 0,007 0,008 

𝑅𝐶𝐻−𝐷𝑖𝑜𝑑𝑒  (𝐾/𝑊) 0,018 0,010 0,011 

 

 Une fois que toutes ces données sont rentrées dans le logiciel de simulation, il est 

possible d’obtenir les pertes par conduction et par commutation pour chaque transistor et 

chaque diode des deux topologies. Les pertes ayant déjà été analysées au point de 

fonctionnement nominal, un exemple est détaillé au point à puissance active maximale (𝑃𝑚𝑎𝑥), 

c’est-à-dire, lorsque le convertisseur fournit uniquement de la puissance active au réseau 

triphasé (phi = 0°). Une comparaison entre les résultats analytiques et les résultats de simulation 

peut être effectuée, comme indiqué dans le Tableau II-9. Bien que la méthode d’estimation de 

pertes diffère (analytique ou par simulation), la différence entre ces deux résultats n’excède pas 

les 10%. 

Tableau II-9. Calculs des pertes dans les semi-conducteurs pour l'ANPC et le FC par la méthode analytique et par 

la simulation, au point de puissance active maximale (phi = 0°, Q = 0) avec des modules 3 300 V / 1 800 A.  

  Analytique Simulation 

 Pertes T1 T2 T5 D1 D2 D5 T1 T2 T5 D1 D2 D5 

ANPC 

Conduction 499 0 700 0 76 0 462 2 625 2 85 21 

Commutation 2314 0 0 0 385 0 2584 40 0 13 379 0 

FC 

Conduction 984 984  136 136  987 987  180 180  

Commutation 1829 1829  589 589  1943 1943  450 450  

 

 Ces résultats ont été analysés pour les cas établis dans le Tableau II-4. Toutefois, il paraît 

envisageable que le choix de la fréquence de commutation puisse évoluer et ainsi avoir un 

impact sur la puissance que peut fournir l’onduleur et aussi sur le dimensionnement des 

éléments passifs. 

2.4  Influence de la fréquence de commutation sur le 

dimensionnement des onduleurs de tension  

2.4.1 Choix de la fréquence de commutation  

Lors de la première approche du dimensionnement des onduleurs, la fréquence de 

commutation a été fixée a priori. Conformément à la Figure II-39, la variation de cette fréquence 

permet d’atteindre une valeur maximale de la puissance nominale. Cette évolution s’explique 

par le redimensionnement de l’inductance de liaison (𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘), selon l’Equation (II-1). Si l’on 
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diminue la fréquence de commutation, les pertes par commutations sont réduites. Il est donc 

possible de commuter un courant plus important. Toutefois, pour conserver la même ondulation 

de courant relative, la diminution de la fréquence de commutation implique une augmentation 

de la valeur de l’inductance (𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘) ce qui va entrainer, à la fréquence du réseau, une chute de 

tension plus importante. Par conséquent, il existe une valeur de la fréquence de commutation 

où la puissance fournie par l’onduleur sera maximale. 

  
(a) (b) 

Figure II-39. Puissance maximale au point de fonctionnement nominal en fonction de la fréquence de 

commutation, avec des modules de puissance 3 300 V / 1 800 A : (a) Convertisseur FC ; (b) Convertisseur ANPC. 

La Figure II-40 montre qu’en diminuant la fréquence de commutation, un gain sur la 

zone de fonctionnement de l’onduleur peut être observé sur tout le plan de puissance Active-

Réactive. Néanmoins, abaisser la fréquence de commutation à 500 Hz pénalise le 

dimensionnement des composants passifs. Par la suite, une étude est menée sur l’impact de la 

fréquence de commutation vis-à-vis de l’énergie stockée dans les différents éléments de filtrage 

(𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 , 𝐶𝐷𝐶 , 𝐶𝑘). 

 

Figure II-40. Limites de fonctionnement dans le plan de puissance Active-Réactive pour un FC, avec des modules 

de puissance 3 300 V / 1 800 A : 500 Hz / 750 Hz. 
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Par ailleurs, des calculs ont été effectués pour les 6 cas de cette étude (Tableau II-4) afin 

de déterminer la puissance maximale que le convertisseur peut fournir au point de 

fonctionnement nominal, en faisant varier la fréquence de commutation. Le constat reste le 

même sur l’ensemble des solutions, une diminution de la fréquence de commutation permet de 

fournir plus de puissance au Réseau de Transport d’Electricité au détriment des éléments 

passifs. La Figure II-41 présente le gain en puissance relatif à la fréquence de commutation 

introduite au début de cette étude. 

 

Figure II-41. Puissance nominale de fonctionnement à différentes fréquences de commutation pour le FC et 

l’ANPC (phi = 19°). 

2.4.2 Eléments de filtrage 

Le choix de la fréquence de commutation est un facteur clé dans le dimensionnement 

du convertisseur. Une fréquence basse réduit les pertes par commutation dans les semi-

conducteurs, tout en augmentant la taille des composants passifs (inductances et 

condensateurs). Toutefois, à même fréquence de découpage des tensions de sortie de l’onduleur, 

la valeur du condensateur du bus DC varie en fonction de la topologie. La Figure II-42 met en 

avant la différence de la forme d’onde du courant (𝑖𝑐𝐷𝐶) circulant dans un condensateur du bus 

DC entre la topologie ANPC et FC. Dans le cas du FC, les harmoniques de courant se situent à 

proximité de la fréquence de commutation, tandis que dans le cas de l’ANPC, ces harmoniques 

sont visibles à 150 Hz et aussi à la fréquence de commutation. La présence d’harmoniques à 

150 Hz est directement liée au courant circulant dans le point milieu. 
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(a) (b) 

 
 

(c) (d) 
Figure II-42. Formes d'ondes des courants dans le condensateur du bus DC au point de fonctionnement nominal : 

(a) Courant dans le condensateur 𝐶𝐷𝐶 de la topologie FC, 𝑓𝑠𝑤 = 750 𝐻𝑧 ; (b) FFT du courant dans 𝐶𝐷𝐶 du FC 

(𝐼600 = 464 𝐴, 𝐼900 = 373 𝐴) ; (c) Courant dans le condensateur 𝐶𝐷𝐶 de la topologie ANPC, 𝑓𝑠𝑤 = 1 500 𝐻𝑧 ; (d) 

FFT du courant dans 𝐶𝐷𝐶 de l’ANPC (𝐼150 = 409 𝐴).  

Une étude comparative des différents éléments de filtrage en fonction de la fréquence 

de commutation est présentée dans le Tableau II-10. La comparaison s’appuie sur l’énergie 

stockée dans les condensateurs (𝐸𝐶) et dans les inductances (𝐸𝐿), calculée en utilisant l’Equation 

(II-5) et l’Equation (II-6) : 

𝐸𝑐 =
1

2
𝐶𝑉𝑐

2 (II-5) 

 

où 𝑉𝑐  représente la tension aux bornes du condensateur. 

𝐸𝐿 =
1

2
𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘𝐼𝑎𝑏𝑐

2  (II-6) 

 

où 𝐼𝑎𝑏𝑐 est le courant crête en sortie de l’onduleur. 

Les valeurs des condensateurs 𝐶𝐷𝐶  et 𝐶𝑘 ont été fixées en considérant une ondulation de 

tension maximale de 5% autour de la valeur moyenne. 
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Tableau II-10. Sous-station 7 kV DC basée sur deux onduleurs trois niveaux connectés en série (modules de 

puissance IGBT 3 300 V / 1 800 A). 

𝑽𝒇𝒆𝒆𝒅𝒆𝒓(𝑽) 7 000 

Topologie ANPC FC 

𝒇𝒔𝒘(𝑯𝒛) 830 1 500 500 750 

𝑳𝒍𝒊𝒏𝒌(𝒎𝑯) 1,9 (×6) 1,6 (×6) 1,4 (×6) 1,2 (×6) 

𝑪𝑫𝑪(𝒎𝑭) 13,15 (×4) 10,35 (×4) 7,2 (×2) 2,24 (×2) 

𝑪𝒌(𝒎𝑭) X X 15 (×6) 7,55 (×6) 

𝑬𝑳(𝒌𝑱) 5,48 1,84 4,86 2,64 

𝑬𝑪(𝒌𝑱) 81 63 226 96 

𝑷𝒏𝒐𝒎(𝑴𝑾) 5,5 4,22 6,82 6,28 

𝑬𝒕𝒐𝒕/𝑷𝒏𝒐𝒎 
(𝑱/𝒌𝑾) 

15,72 15,36 33,85 15,7 

 

L’analyse de ce tableau montre que les éléments passifs stockent d’avantage d’énergie 

pour la topologie FC que pour la topologie l’ANPC. Cependant, ces résultats sont à nuancer, 

puisqu’ils sont valables pour le point de fonctionnement limite des deux onduleurs. En effet, 

pour ce point de fonctionnement, la puissance du FC est de 6,28 MW, tandis que la puissance 

de l’ANPC est de 4,22 MW. Il parait donc normal que pour une puissance supérieure, l’énergie 

stockée dans les éléments passifs du FC soit plus élevée. Toutefois, lorsqu’on considère le 

rapport entre l’énergie et la puissance, il apparaît que les deux topologies présentent des 

résultats équivalents. Pour une même puissance de fonctionnement, il est donc montré que le 

convertisseur FC n’est pas désavantagé sur le critère de l’énergie stockée par rapport au 

convertisseur ANPC, bien que le FC intègre un plus grand nombre de condensateurs en raison 

de sa topologie.  

2.4.3 Bilan de la comparaison 

A présent, il convient de dresser le bilan de la comparaison de ces deux topologies. Le 

critère de choix principal de ce travail s’est basé sur la puissance maximale que pouvait fournir 

chaque topologie. L’analyse de différents points de fonctionnement montre que le FC permet 

de délivrer une puissance supérieure à celle de l’ANPC, quel que soit le mode de 

fonctionnement de l’onduleur. En ce qui concerne le rendement, les deux topologies présentent 

des performances identiques. Pour ce qui est du critère en lien avec le nombre de semi-

conducteurs, le FC est plus intéressant puisqu’il ne possède que 4 modules IGBT par bras, 

contrairement à l’ANPC qui en possède 6. En connectant deux onduleurs, cela se traduit par un 

besoin de 12 IGBT supplémentaires pour l’ANPC par rapport au FC. Ce paramètre peut être 

quantifié au moyen du rapport entre la puissance nominale (𝑃𝑛𝑜𝑚) et la puissance silicium 

(𝑃𝑠𝑖𝑙). 
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𝑃𝑛𝑜𝑚

𝑃𝑠𝑖𝑙
 (II-7) 

  

où 𝑃𝑠𝑖𝑙 peut être exprimée par l’Equation (II-8) : 

𝑃𝑠𝑖𝑙 = 𝑘 × 𝑉𝐶𝐸 × 𝐼𝐶  (II-8) 

 

Avec k représentant le nombre d’interrupteurs ; 𝑉𝐶𝐸  et 𝐼𝐶  correspondent respectivement aux 

calibres en tension et en courant du module de puissance. 

 Le Tableau II-11 présente les résultats de ces calculs relatifs à la connexion en série de 

deux onduleurs. Un ratio élevé entre la puissance nominale et la puissance silicium correspond 

à une meilleure performance du convertisseur. 

Tableau II-11. Rapport entre la puissance nominale et la puissance silicium pour les topologies FC et ANPC 

dans le cas d’une connexion de deux onduleurs. 

 FC ANPC 

𝑃𝑛𝑜𝑚  (𝑀𝑊)  6,28 5,5 

Nombre d’interrupteurs (k) 24 36 

𝑃𝑠𝑖𝑙  (𝑀𝑊) 142,56 213,84 

𝑃𝑛𝑜𝑚/𝑃𝑠𝑖𝑙  (%) 4,41 2,57 

 

 Enfin, bien que le FC possède plus de condensateurs, l’énergie stockée dans les éléments 

passifs reste comparable à celle de l’ANPC, pour une puissance de fonctionnement équivalente. 

Le bilan général de cette étude est présenté sur la Figure II-43. 

 

Figure II-43. Bilan de l'étude comparative des différentes topologies au point de fonctionnement nominal 

(modules de puissance 3 300 V / 1 800 A). Un score élevé indique de meilleures performances. 
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2.5  Conclusion 

Ce chapitre a présenté une comparaison entre différentes topologies d’onduleurs trois 

niveaux susceptibles de réaliser une sous-station réversible alimentant le feeder MVDC. 

Compte tenu du niveau de tension souhaité, entre 7kV et 10kV, une association série de deux 

onduleurs à IGBT a été retenue. Il a ainsi été possible de sélectionner les modules de puissance 

à utiliser. Par la suite, une analyse des pertes des différentes topologies a été mise en place de 

façon analytique sur Matlab et par simulation sur PLECS. Il a été démontré que les topologies 

proposées permettent de fournir des puissances de l’ordre de 6 MW, comparables à celles des 

sous-stations du réseau ferroviaire actuel qui ne sont pas réversibles puisqu’elles utilisent des 

redresseurs à diodes. Enfin, ces résultats ont permis de mettre en avant les avantages de la 

topologie FC par rapport à la topologie ANPC, en termes de puissance nominale. 

La topologie FC ayant était retenue, le chapitre suivant sera consacré à l’étude du 

fonctionnement de la sous-station réversible, pour le cas du 7 kV. 

Combiner des onduleurs de tensions et un groupe redresseur à diodes pourrait s’avérer 

judicieux en termes de dimensionnement puisque le niveau de puissance à fournir au réseau 

ferroviaire sera toujours plus élevé que le niveau de puissance susceptible d’être renvoyé vers 

le réseau public triphasé. 
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3.1 Introduction  

 Le chapitre précédent a mis en avant la topologie d’onduleur de tension la plus adaptée 

à répondre au cahier des charges. Ce chapitre est consacré au fonctionnement de la sous-station 

réversible qui sera basée sur une association de redresseurs à diodes et d’onduleurs de tension 

FC. La stratégie de contrôle de la sous-station sera détaillée. Les différentes limites de 

fonctionnement et le comportement dynamique seront mis en avant. Dans un second temps, une 

étude sera menée sur la tenue au court-circuit, entre le feeder MVDC et le rail. Pour finir, une 

solution reposant sur des composants à base de carbure de silicium sera étudiée, conduisant à 

la mise en œuvre d’une fonction de filtrage actif des courants absorbés par les redresseurs à 

diodes.  

3.2  Stratégie de contrôle de la sous-station 

 Dans le but d’avoir une large plage de fonctionnement, il a été décidé de connecter un 

redresseur à diodes d’indice de pulsation de douze en parallèle des onduleurs FC, conformément 

à la Figure III-1. Tant que l’onduleur reste en deçà de ses limites de fonctionnement, il impose 

une tension 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟  suffisamment élevée pour bloquer en permanence les diodes des ponts 

redresseurs. Lorsque l’onduleur injecte de la puissance sur le feeder MVDC (mode redresseur) 

et atteint sa limite en puissance, la tension aux bornes des condensateurs n’est plus régulée, les 

redresseurs à diodes imposent la tension sur le feeder MVDC et fournissent une puissance 

supplémentaire. A l’inverse, lorsque l’onduleur injecte de la puissance au réseau triphasé (mode 

onduleur), la limite de fonctionnement peut être aussi atteinte. Normalement, le système de 

gestion énergétique au niveau du feeder MVDC doit veiller à ce que cette limite ne soit pas 

dépassée. Si toutefois une telle situation devait se produire, l’excédent de puissance devrait être 

dissipé dans une résistance contrôlée par un hacheur, ajouté par mesure de sécurité. Une 

inductance 𝐿𝐷𝐶  est positionnée entre le bus DC de l’onduleur et le feeder MVDC afin de filtrer 

les harmoniques de tension multiples de 600 Hz générés par le groupe redresseur. 

 

Figure III-1. Schéma de la sous-station réversible MVDC basée sur deux onduleurs de tension connectés en 

parallèle avec un redresseur à indice de pulsation de douze. 
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 Le schéma de l’onduleur de tension raccordé au réseau triphasé 63 kV est rappelé sur la 

Figure III-2. 𝑌1 représente le primaire du transformateur, tandis que 𝑌21 et 𝑌22 correspondent 

aux secondaires du transformateur. La puissance d’entrée de l’onduleur est notée 𝑃𝑖𝑛 et la 

puissance de sortie 𝑃𝑜𝑢𝑡. 

 

Figure III-2. Schéma de l'onduleur FC raccordé au réseau triphasé 63 kV. 

 La stratégie de commande de l’onduleur de tension FC se compose en trois parties, 

conformément à la Figure III-3 :  

- (i) Boucle interne de régulation des courants dans les axes d et q. 

- (ii) Boucle externe de régulation de tension du bus continu qui agit sur la consigne de 

courant dans l’axe d. 

- (iii) Boucle de contrôle de la tension des condensateurs flottants qui corrige le rapport 

cyclique des cellules de commutation.  

 

Figure III-3. Schéma de la stratégie de commande de l’onduleur de tension. 

3.2.1 Contrôle interne de courant 

 La stratégie de contrôle du courant est mise en œuvre dans un référentiel d,q synchronisé 

sur les tensions du réseau triphasé par une PLL. La phase instantanée du réseau, élaborée par la 

PLL, est notée 𝜌. Les tensions d’axe direct 𝑣𝑑 et d’axe en quadrature 𝑣𝑞  sont établies grâce à la 

transformation de Park à partir des tensions simples du réseau triphasé 𝑉𝑎𝑁 , 𝑉𝑏𝑁 , 𝑉𝑐𝑁. Cette 

approche permet de travailler avec des grandeurs continues et offre la possibilité pour le 

convertisseur de contrôler individuellement la puissance active et la puissance réactive [1]. Il 
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est important de noter que 𝑖𝑑 correspond au courant de l’axe direct, lié à la puissance active, 

tandis que 𝑖𝑞 se réfère au courant de l’axe en quadrature, associé à la puissance réactive.  

La consigne 𝑖𝑞 provient du calcul de la puissance 𝑄∗ à fournir par le convertisseur. 

𝑖𝑞 =
−𝑄∗√2 

3𝑉𝐴𝐶𝑟𝑚𝑠
  (III-1) 

où 𝑉𝐴𝐶𝑟𝑚𝑠 est la tension simple au secondaire du transformateur. 

 D’autre part, l’injection d’un troisième harmonique a été mise en place. Ce principe 

consiste à rajouter un signal sinusoïdal d’une fréquence de 150 Hz à la modulante de l’onduleur, 

comme présenté sur la Figure III-4. Ceci permet d’augmenter de 15 % l’amplitude de la 

composante fondamentale de la tension de sortie de l’onduleur tout en gardant la même 

profondeur de modulation [2].  

 

Figure III-4. Principe d’injection de l’harmonique 3 sur la modulante. 

3.2.2 Contrôle de la tension du bus continu  

 La boucle externe assure la régulation de la tension du bus DC. Son principe repose sur 

un contrôle de puissance permettant de réguler l’énergie stockée 𝑊𝑐  dans le condensateur du 

bus DC (𝐶𝐷𝐶), comme indiqué dans l’Equation (III-2).  

𝑊𝑐 =
1

2
𝐶𝐷𝐶 𝑉𝐷𝐶

2 = ∫(𝑃𝑜𝑢𝑡 − 𝑃𝑖𝑛)𝑑𝑡  (III-2) 

 

où 𝑃𝑜𝑢𝑡 et 𝑃𝑖𝑛 représentent respectivement la puissance de sortie et la puissance d’entrée de 

l’onduleur. 

 Le signal de sortie du régulateur PI fournit la référence 𝑖𝑑
∗  à la boucle interne de contrôle 

du courant d’axe d [3]. Afin d’améliorer le temps de réponse de la boucle de tension lors d’un 

transitoire sur le courant 𝐼𝐷𝐶 , une action directe (feedforward) sur la valeur de la référence de 

courant 𝑖𝑑
∗  peut être ajoutée. Sa valeur est basée sur l’estimation de la puissance d’entrée de 

l’onduleur (𝑃𝑖𝑛).   
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𝑃𝑖𝑛 = 𝑉𝐷𝐶 𝐼𝐷𝐶   (III-3) 

 

𝑖𝑑𝑓 =
𝑃𝑖𝑛

3
2 𝑉𝐴𝐶𝑟𝑚𝑠√2

  (III-4) 

  

En mode onduleur, le convertisseur peut délivrer une puissance maximale de 3,25 MW et en 

mode redresseur cette puissance est de 4,08 MW. Afin de respecter ces limites de 

fonctionnement, des saturations sur le courant 𝑖𝑑 ont donc été introduites. Elles sont calculées 

à partir de l’Equation (III-5) et de l’Equation (III-6). 

𝑖𝑑𝑚𝑎𝑥 =
𝑃𝑚𝑎𝑥√2

3𝑉𝐴𝐶𝑟𝑚𝑠
  (III-5) 

 

𝑖𝑑𝑚𝑖𝑛 =
𝑃𝑚𝑖𝑛√2

3𝑉𝐴𝐶𝑟𝑚𝑠
  (III-6) 

 

où 𝑃𝑚𝑎𝑥 et 𝑃𝑚𝑖𝑛 représentent respectivement la puissance active maximale (mode onduleur) et 

la puissance active minimale (mode redresseur) pour chacun des onduleurs. 

3.2.3 Contrôle de la tension sur les condensateurs flottants  

 Théoriquement, en entrelaçant les signaux de commande des interrupteurs d’une cellule, 

un équilibrage naturel de la tension aux bornes des condensateurs flottants peut être obtenu. 

Néanmoins, en raison de diverses imperfections (retard dans les ordres de commande des 

transistors, chute de tension à l’état passant des semi-conducteurs, etc…), il est nécessaire de 

réguler la tension de ces condensateurs [4]-[5]. En considérant par exemple le bras de la phase 

a de l’onduleur représenté à la Figure III-2, à l’échelle d’une période de commutation, le courant 

moyen dans le condensateur 𝐶𝑘 peut s’exprimer par l’Equation (III-7).  

𝑖𝑐𝑘𝑚𝑜𝑦
(𝑡) = [𝐷𝑠3 − 𝐷𝑠1]. 𝑖𝑎(𝑡)  (III-7) 

 

où 𝐷𝑠𝑥 représente le rapport cyclique instantané de l’interrupteur 𝑥 et 𝑖𝑎(𝑡) est le courant de 

sortie du bras sur la période de commutation considérée. Ainsi, une petite différence entre les 

rapports cycliques permet de charger ou décharger le condensateur flottant selon le signe du 

courant 𝑖𝑎. Cette correction des rapports cycliques est effectuée, conformément à l’Equation 

(III-8) et l’Equation (III-9). 

𝐷𝑠1(𝑡) = 𝐷 + ∆𝑑𝑠  (III-8) 

 

𝐷𝑠3(𝑡) = 𝐷 − ∆𝑑𝑠  (III-9) 

 

 Pour déterminer l’incrément Δ𝑑𝑠, la tension du condensateur flottant 𝑉𝑐𝑘  est comparée 

à la valeur de la consigne souhaitée 𝑉𝐷𝐶
∗ /2. Il est également important de prendre en compte le 

signe du courant en sortie de l’onduleur 𝑖𝑎𝑏𝑐. Ainsi, afin d'éviter toute instabilité, un filtre passe-
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bas est appliqué préalablement aux courants 𝑖𝑎,𝑏,𝑐 avant d’en déterminer le signe. La Figure 

III-5 met en avant la régulation de la tension du condensateur flottant. 

 

Figure III-5. Equilibrage de la tension du condensateur flottant, 𝑃 = 7,5 𝑀𝑊 : (a) Tension aux bornes de 𝐶𝑘; (b) 

Courant en sortie de l’onduleur (𝑖𝑎) ; (c) Correction du rapport cyclique (+∆𝑑𝑠) ; (d) Correction du rapport 

cyclique (−∆𝑑𝑠). 

  Les paramètres des différents correcteurs des boucles de régulation sont détaillés dans 

le Tableau III-1. 

Tableau III-1. Paramètres des correcteurs des différentes boucles de régulation. 

Boucle de courant (i) 𝑓𝑏𝑝 = 1/10𝑓𝑠𝑤 

Boucle de la tension du bus DC (ii) 𝑓𝑏𝑝 = 1/100𝑓𝑠𝑤 

Boucle de la tension de 𝐶𝑘 (iii) 𝑓𝑏𝑝 = 1/100𝑓𝑠𝑤 

 

 Une fois que la commande de l’onduleur de tension a été mise en place, il convient 

d’examiner le fonctionnement de la sous-station réversible basée sur l’association de deux 

onduleurs FC avec un groupe redresseur. Cette étude porte sur le cas d’un feeder MVDC à 

7 kV. 
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3.3  Etude du comportement dynamique de la sous-station 

3.3.1 Filtrage haute fréquence 

 Les effets liés à la fréquence de commutation de l’onduleur peuvent contribuer à une 

mauvaise qualité de la forme d’onde de la tension au point de raccordement sur le réseau. 

Cependant, un filtre bien dimensionné peut atténuer les composantes liées à la fréquence de 

découpage. Le filtrage utilisé dans cette étude se base sur un filtre LCL [6]. Les deux 

inductances représentent, respectivement, l’inductance de liaison (𝐿𝐿𝑖𝑛𝑘) et l’inductance totale 

de fuite du transformateur ramenée au secondaire (𝐿𝑓𝑢𝑖𝑡𝑒2). Le schéma de principe de ce filtre 

est présenté sur la Figure III-6. Le dimensionnement de 𝑅𝐻𝐹  et 𝐶𝐻𝐹  permet d’assurer 

l’amortissement du système et d’atténuer de -40 dB la composante à la fréquence de découpage 

des tensions en sortie de l’onduleur. 

 

Figure III-6. Schéma équivalent par phase du filtre haute fréquence pour l'onduleur de tension. 

Les différents paramètres du transformateur sont détaillés dans le Tableau III-2. 

Tableau III-2. Paramètres du transformateur à double secondaire en étoile. 

Réseau public triphasé 
Tension entre phases : 63 kV 

Puissance de court-circuit : 620 MVA 

Primaire du transformateur 

Tension simple : 36,37 kV 

Inductance de fuite : 122 mH 

Résistance du bobinage : 3,7 Ω 

Secondaire du transformateur  

Tension à vide : 1 826 V 

Inductance de fuite : 205 µH 

Résistance du bobinage : 6,25 mΩ 

 

A présent, tous les éléments des onduleurs de tension sont définis et récapitulés dans le Tableau 

III-3. 
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Tableau III-3. Sous-station 7 000 V DC basée sur deux 3L-VSC en série (3 300 V / 1 800 A / Modules de 

puissance IGBT). 

Tension d’entrée de 

la sous-station, 

𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟  

7 000 𝑉 

Tension à vide, 
redresseurs à diodes 

6 900 𝑉 

Fréquence de 

commutation 

 𝑓𝑠𝑤 

750 𝐻𝑧 

𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘  1,2 𝑚𝐻 

𝐿𝐷𝐶  
Résistance interne  

1,6 𝑚𝐻 

10 𝑚𝛺 

𝐶𝐷𝐶 2,24 𝑚𝐹 

𝐶𝑘 7,55 𝑚𝐹 

𝑅𝐻𝐹 427 𝑚Ω 

𝐶𝐻𝐹 170 µ𝐹 

Fonctionnement 

nominal en mode 

onduleur 

 (Q/P = 35%) 

6,28 𝑀𝑊 
2,16 𝑀𝑉𝐴𝑅 

Puissance active 

minimale en mode 

redresseur (Q = 0) 
8,16 𝑀𝑊 

 

3.3.2 Comportement dynamique lors de la réversibilité en 

puissance 

 Le système de contrôle de l’onduleur, décrit à la section 3.2 régule la tension moyenne 

du bus DC à 7 000 V. La Figure III-7 illustre ainsi la réversibilité en puissance de la sous-station 

MVDC lorsque le redresseur à diodes ne conduit pas, c’est alors l’onduleur qui fournit 

l’intégralité de la puissance soit au réseau alternatif, soit au feeder MVDC. D’autre part, il 

convient de souligner que la valeur moyenne de la tension (𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟) est légèrement inférieure 

à 7 000 V en mode redresseur. Cette observation s’explique par la présence de la résistance du 

bobinage de l’inductance 𝐿𝐷𝐶  du bus continu. A l’inverse, lorsque la sous-station fonctionne en 

mode onduleur, la valeur moyenne de la tension 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟 est légèrement supérieure à 7 000 V. 

En cours de fonctionnement l’ondulation crête à crête de la tension 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟  varie en fonction de 

la puissance fournie par l’onduleur. Celle-ci reste inférieure à 5 % de la valeur moyenne de 

𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟 . 
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Figure III-7. Formes d’ondes de la sous-station réversible : (a) Puissance en entrée de l’onduleur ; (b) Tension 

𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟 au niveau du feeder MVDC ; (c) Tension 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟 en mode redresseur ; période de commutation (𝑇𝑐) ; (d) 

Tension 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟 en mode onduleur ; période de commutation (𝑇𝑐). 

 La Figure III-8 présente les formes d’ondes du courant et de la tension au primaire du 

transformateur, côté 63 kV. En imposant une consigne de courant pour 𝐼𝐷𝐶  et une consigne de 

puissance réactive nulle, les courants et les tensions sont en phase, en mode onduleur. En 

revanche, lorsque les convertisseurs fonctionnement en mode redresseur, le courant et la tension 

sont en opposition de phase. 
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Figure III-8. Formes d'ondes au primaire du transformateur : (a) Puissance d’entrée de l’onduleur (𝑃𝑖𝑛) ; (b) 

Tensions de phase (63 kV) ; (c) Courants de phase côté 63 kV ; (d) Tensions et courants de phase côté 63 kV 

(mode redresseur) ; (e) Tensions et courants de phase côté 63 kV (mode onduleur). 

3.3.3 Limites de fonctionnement de la sous-station réversible 

3.3.3.1 Mode onduleur  

 Normalement, le système de supervision du flux de puissance sur le feeder doit garantir 

que la limite de puissance de la sous-station en mode onduleur ne soit jamais atteinte. Comme 

cela a déjà été évoqué au paragraphe 3.2, par mesure de sécurité, un hacheur de dissipation a 

été ajouté sur le bus continu [7]. Le pilotage du hacheur constitue la quatrième partie (iv) de la 

commande de l’onduleur, tel que présenté à la Figure III-9. 
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Figure III-9. Schéma de la stratégie de commande avec le hacheur de dissipation. 

 La puissance dissipée est contrôlée en changeant le rapport cyclique du hacheur 𝛼ℎ, 

selon l’Equation (III-10). 

 

où 𝑅ℎ est la résistance de dissipation de puissance. 

 

où 𝑃ℎ𝑚𝑎𝑥 correspond à la puissance maximale que le hacheur peut dissiper (6 MW). 

 Comme mentionné dans la section 3.2.2, à la sortie du schéma de contrôle de la tension 

du bus DC, une saturation du courant 𝑖𝑑 limite la puissance active injectée par l’onduleur sur le 

réseau AC. Cependant, si 𝑖𝑑  est saturé et que la puissance excédentaire n’est pas dissipée, la 

tension du bus DC commence à augmenter, puisque 𝑃𝑖𝑛 est plus élevée que 𝑃𝑜𝑢𝑡. Ainsi, le 

courant de référence du hacheur 𝑖ℎ
∗  est défini par l’Equation (III-12) et l’Equation (III-13). 

𝑖ℎ
∗ = 0 si 𝑖𝑑 n’est pas saturé (III-12) 

 

𝑖ℎ
∗ =

𝑃ℎ

𝐾𝑐ℎ
 si 𝑖𝑑 est saturé (III-13) 

 

où 𝑃ℎ est la puissance que le hacheur doit dissiper et 𝐾𝑐ℎ =
3

2
√2𝑉𝐴𝐶𝑟𝑚𝑠. 

 L’activation du fonctionnement du hacheur de dissipation se fait lorsque la consigne de 

puissance est supérieure à la limite maximale de l’onduleur de tension, fixée à 3,25 MW, soit 

6,5 MW pour une connexion de deux onduleurs en série. Ce principe de dissipation de la 

puissance excédentaire s’inspire des solutions déjà mises en œuvre pour les éoliennes offshore 

[8]-[9]. Dans notre cas, si les panneaux solaires et les batteries connectés au feeder fournissent 

une puissance totale de 7,5 MW, le hacheur devra dissiper un excédent de 1 MW. La Figure 

III-10 met en évidence ce cas d’étude.  

𝛼ℎ =
𝑃ℎ

𝑅ℎ𝑉𝑑𝑐
2  (III-10) 

𝑅ℎ =
𝑉𝑑𝐶

2

𝑃ℎ𝑚𝑎𝑥
 (III-11) 
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Figure III-10. Limites de fonctionnement en mode onduleur : (a) Puissance au niveau du feeder MVDC (𝑃𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟), 

puissance du hacheur (𝑃ℎ𝑎𝑐ℎ𝑒𝑢𝑟) et la puissance totale de sortie des onduleurs (𝑃𝑜𝑢𝑡), (b) Tension d’entrée 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟. 

 Dès que le hacheur de dissipation entre en fonctionnement, l’ondulation de la tension 

d’entrée 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟  augmente en raison du découpage simultané de l’onduleur de tension et du 

hacheur de dissipation. 

3.3.3.2 Mode redresseur 

 Pour une connexion de deux onduleurs en série, la limite de fonctionnement en mode 

redresseur est de 8,1 MW. Ainsi, pour une puissance de 9,1 MW au niveau du feeder, le groupe 

de redresseur à diodes devra fournir l’excédent de puissance, à savoir 1 MW. La sous-station 

pourra alors fournir jusqu’à 14,1 MW sur le feeder MVDC grâce à la combinaison des deux 

onduleurs (8,1 MW) et des redresseurs à diodes (6 MW). Comme démontré dans le Chapitre I, 

ces puissances correspondent au cadre d’étude du projet FUNDRES. La Figure III-11 met en 

avant l’association du groupe redresseur dodécaphasé avec les onduleurs de tension. 
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Figure III-11. Limites de fonctionnement en mode redresseur : (a) Puissance au niveau du feeder MVDC 

(𝑃𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟), puissance du redresseur dodécaphasé (𝑃𝑟𝑒𝑑𝑟𝑒𝑠𝑠𝑒𝑢𝑟𝑠 à 𝑑𝑖𝑜𝑑𝑒𝑠) et la puissance totale en sortie des onduleurs 

(𝑃𝑜𝑢𝑡); (b) Tension d’entrée 𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟. 

 Dès que le convertisseur atteint sa limite de fonctionnement en mode redresseur, la 

régulation de la tension 𝑉𝑖𝑛  n’est plus assurée. Celle-ci va diminuer jusqu’à ce que le redresseur 

dodécaphasé entre en conduction et impose sa tension au feeder MVDC.  

3.3.3.3 Limites dans les deux modes de fonctionnement 

 En associant les deux modes de fonctionnement ainsi que les limites de l’onduleur, il 

est possible de tracer la caractéristique tension-courant (𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟 − 𝐼𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟) de la sous-station 

réversible. Chaque mode de fonctionnement est indiqué sur la Figure III-12. La chute de tension 

entre -10 MW et 8,16 MW est liée à la résistance interne de l’inductance du bus continu 𝐿𝐷𝐶 . 

A partir de 1 000 A, la chute de tension est plus importante puisque l’onduleur rentre en 

limitation de puissance. Par conséquent, sa tension va diminuer jusqu’à ce que le redresseur 

dodécaphasé impose sa tension au feeder MVDC. 
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Figure III-12. Caractéristique tension-courant de la sous-station réversible pour différents points de fonctionnement. 

 Actuellement, les redresseurs à diodes utilisés dans les sous-stations ferroviaires sont 

robustes et permettent ainsi de supporter des courants de court-circuit importants. Toutefois, 

l’ajout d’onduleurs de tension en parallèle du redresseur dodécaphasé remet en question la 

problématique en lien avec la tenue au court-circuit entre le feeder MVDC et le rail. 

3.4  Etude de la tenue au court-circuit Feeder-Rail 

3.4.1 Surcharge en courant des diodes des modules IGBT 

 Un court-circuit côté DC entre le feeder et le rail (Figure III-13) peut survenir en raison 

de divers facteurs, tels que des conditions météorologiques extrêmes (fort coup de vent, 

tempête) qui peuvent provoquer une rupture mécanique des supports du feeder, un défaut 

interne sur les équipements connectés au feeder ou une erreur humaine (oubli d’une perche de 

mise au potentiel du rail (0 V) de la ligne aérienne après une intervention). Actuellement, les 

redresseurs à diodes utilisés dans les sous-stations ferroviaires sont composés de diodes en 

boîtier press-pack et sont capables de supporter des courants de court-circuit élevés, le temps 

de l’ouverture du disjoncteur AC. En revanche, l’utilisation d’onduleurs de tension pour 

alimenter le feeder MVDC est critique en cas de court-circuit. Dans notre cas d’étude, les 

onduleurs de tension sont constitués de modules IGBT 3 300 V/1 800 A [10], et la surintensité 

admissible par les diodes internes n’est pas la même que pour des diodes press-pack. A ce jour, 

il n’existe pas de disjoncteur MVDC disponible sur le marché. Il faut donc s’assurer que le délai 

important d’ouverture du disjoncteur côté AC n’entraine pas la destruction des diodes des 

modules IGBT. Par conséquent, une étude a été menée afin d’évaluer l’impact d’un court-circuit 

entre le feeder MVDC et le rail. 
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Figure III-13. Court-circuit au niveau de la sous-station côté DC. 

  La numérotation des diodes des modules de puissance de la topologie FC est rappelée 

à la Figure III-14. 

 

Figure III-14. Onduleur FC triphasé. 

 La simulation permet d’analyser l’impact du court-circuit sur les diodes des modules de 

puissance, ces résultats sont présentés à la Figure III-15. Après l’apparition du court-circuit, la 

commande des IGBT est désactivée dès que la tension du bus DC descend en dessous de 6 600 

V. Seules les diodes des modules de puissance restent en conduction jusqu’à l’ouverture du 

disjoncteur AC qui se produit environ 120 ms après l’apparition du défaut. Pour évaluer la 

robustesse des diodes face au court-circuit, deux paramètres ont été pris en compte : la valeur 

instantanée maximale de la surintensité et l’intégrale de charge 𝐼2𝑡 des diodes. 
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(a) 

 
(b) 

 
(c) 

Figure III-15. Impact du court-circuit sur la diode du module de puissance dans la phase a de l’onduleur, Mode 

redresseur, 𝑃 = 7,8 𝑀𝑊 : (a) Courant dans le transistor T3 et la diode D3 ; (b) 𝐼2𝑡 dans la diode D3 ; (c) Tension 

du bus DC (𝑉𝐷𝐶). 

 Dans la datasheet, le fabricant des modules de puissance 3 300 V/1 800 A indique une 

contrainte thermique (𝐼2𝑡) maximale pour les diodes de 1.106 𝐴2𝑠. Or, les résultats de 

simulation montrent que cette valeur est largement dépassée pour au moins une des diodes du 

convertisseur. Une telle surintensité peut entrainer la rupture des fils de bonding et l’explosion 



86 

CHAPITRE III : Etude du fonctionnement d’une sous-station réversible pour 

l’alimentation du feeder MVDC 

 
 

des modules de puissance, ce qui peut être dangereux pour l’installation. Afin d’éviter une telle 

situation, une solution visant à réduire cette contrainte thermique doit être envisagée. 

3.4.2 Augmentation de la tenue au court-circuit par des diodes 

de roue libre externes aux onduleurs 

 Contrairement aux modules de puissance qui utilisent des puces diodes en parallèle, les 

diodes press-pack sont des composants monolithiques. Leur grande surface de silicium leur 

permet de supporter une surintensité pendant une durée correspondant à plusieurs périodes du 

réseau 50 Hz. Elles sont donc largement utilisées dans des redresseurs de forte puissance et 

notamment les sous-stations ferroviaires 1,5 kV ou 3 kV. Ces diodes, dites de « redressement », 

ont une performance en conduction supérieure aux diodes des modules de puissance. Dans notre 

cas, conformément à la Figure III-16, une diode press-pack de calibre 8,5 kV/1,6 kA [11] a été 

placée en parallèle du bus DC de chaque onduleur. Ainsi, lorsque le court-circuit se produit, 

une grande partie du courant va circuler à travers ces diodes press-pack plutôt que dans les 

diodes des modules IGBT.  

 

Figure III-16. Court-circuit au niveau de la sous-station DC, ajout de diodes press-pack. 

 La contrainte thermique 𝐼2𝑡 ainsi que le courant de surintensité dans les diodes des 

modules de puissance sont réduits, comme le prouvent les résultats de simulation présentés à la 

Figure III-17. Lorsque la tension du bus atteint 𝑉𝐷𝐶 /2, le condensateur flottant se décharge à 

travers la diode D3 et la diode D4. Une fois que la tension du bus DC devient nulle, la diode 

press-pack s’amorce et conduit une grande partie de la surintensité. 
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Figure III-17. Impact du court-circuit sur la diode du module de puissance et la diode 8,5 kV, Mode redresseur, 

𝑃 = 7,8 𝑀𝑊 ; (a) Courant dans la diode D3 et la diode 8,5 kV ; (b) 𝐼2𝑡 dans la diode D3 et la diode 8,5 kV ; (c) 

Courant dans la diode 8,5 kV et courant du bus DC (𝑖𝑏𝑢𝑠). 

3.4.3 Répartition des courants dans les diodes du FC 

 Il est important de prendre en considération l’instant où se produit le court-circuit, car 

celui-ci a un impact direct sur les formes d’ondes du courant dans les différentes diodes. Afin 

de comprendre la circulation du courant dans l’onduleur lors du court-circuit, une analyse 

détaillée du courant dans les diodes des modules de puissance a été menée. Comme le 

mentionne le Tableau III-4, le courant de court-circuit ne se répartit pas de manière homogène 

dans les diodes des modules de l’onduleur FC 

Tableau III-4. Répartition des contraintes thermiques dans les diodes d’un FC lors de la mise en court-circuit, 

Mode redresseur, 𝑃 = 7,8 𝑀𝑊. 

𝑰𝟐𝒕 (𝟏. 𝟏𝟎𝟓 𝑨𝟐𝒔) 

𝐷3𝐴 = 5,28 𝐷3𝐵 = 4,37 𝐷3𝐶 = 1,77 

𝐷1𝐴 = 4,57 𝐷1𝐵 = 4,00 𝐷1𝐶 = 1,18 

𝐷2𝐴 = 1,52 𝐷2𝐵 = 2,96 𝐷2𝐶 = 5,51 

𝐷4𝐴 = 1,86 𝐷4𝐵 = 3,84 𝐷4𝐶 = 5,87 
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 La décharge des condensateurs flottants a un impact direct sur la répartition des 

courants. En effet, ce courant traverse les diodes « externes » de l’onduleur FC. Cela conduit à 

un pic de courant, comme l’indique la Figure III-18.  

 

Figure III-18. Court-circuit au niveau de la sous-station réversible avec des diodes 8,5 kV, Mode redresseur, 𝑃 =
7,8 𝑀𝑊 ; (a) Courant dans le condensateur 𝐶𝑘 du bras A de l’onduleur ; (b) Courant dans la diode D3 du bras A 

de l’onduleur. 

 Il a ainsi été démontré que, grâce à la diode de roue libre externe, la surintensité mesurée 

sur les diodes des modules de puissance conduit à une valeur de 𝐼2𝑡 inférieure à la limite 

maximale spécifiée par le constructeur. Par conséquent, l’ajout d’un disjoncteur électronique 

rapide n’est pas nécessaire. 

Suite à ces travaux, à titre prospectif, nous avons envisagé une solution d’onduleur de tension 

à base de SiC. Grâce à des fréquences de commutation plus élevées, cette solution présente 

plusieurs avantages, notamment en ce qui concerne le dimensionnement des composants 

passifs. 

3.5  Etude d’une solution à base de SiC 

3.5.1 Comparaison d’un module SiC avec un module Si 

 Dans le domaine de la traction ferroviaire, les IGBT en silicium (Si) représentent une 

solution technologique largement répandue. Cependant, le carbure de silicium (SiC) commence 

à être présent pour des applications en lien avec le ferroviaire [12]. Ce matériau permet 

notamment de franchir deux grandes barrières : une augmentation de la température de jonction 

et une augmentation des vitesses de commutation [13]. Aujourd’hui, les modules de puissance 
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à base de SiC sont déjà présents sur le marché [14]. Ces composants à grand gap présentent un 

fort potentiel d’amélioration des performances des chaînes de traction, notamment grâce à une 

réduction significative des pertes par commutation. Cela devrait se traduire par un meilleur 

rendement et un rapport puissance/volume optimisé.  

 Jusqu’à présent, l’étude réalisée a permis de comparer des modules de puissance IGBT 

à base de silicium. Actuellement, il existe sur le marché des MOSFET SiC avec un calibre en 

tension de 3,3 kV. En revanche, le calibre en courant des modules de puissance est généralement 

inférieur à celui des IGBT, la surface des puces des MOSFET étant réduite. Ainsi, pour des 

modules MOSFET 3,3 kV disponibles, les calibres en courant sont de l’ordre 800 A. Dans notre 

étude, nous prenons en compte des modules conçus par le fabricant Japonais Mitsubishi [16]. 

Une comparaison entre IGBT Si et MOSFET SiC est donc réalisée en considérant les limites 

de fonctionnement d’un onduleur dans le plan P/Q, comme cela a été abordé au Chapitre II. Les 

résultats de cette étude sont présentés à la Figure III-19. Dans ce cas, la température maximale 

de jonction des puces SiC a été fixée 150°C contre 125°C, pour celles du module IGBT Si. 

 

Figure III-19. Limites de fonctionnement dans le plan des puissances Active-Réactive pour un onduleur FC, avec 

des modules de puissance IGBT 3 300 V / 1 800 A (750 Hz) - MOSFET 3 300 V / 800 A (5 000 Hz). 

 Cette figure met en avant le gain en puissance d’une solution à base de Si par rapport au 

SiC sur toute la plage de fonctionnement de l’onduleur. Toutefois, une différence notable est à 

mentionner quant à la structure du MOSFET SiC. Contrairement au module de puissance IGBT, 

le module MOSFET est un « Dual Bridge », c’est-à-dire, qu’à l’intérieur du boitier se trouve 

deux transistors MOSFET ainsi que deux diodes schottky. Par conséquent, le nombre de 

modules pour une même topologie est divisé par deux. La composition d’un module de 

puissance MOSFET est présentée à la Figure III-20. Les dimensions de ce module sont de 140 

mm de longueur par 100 mm de largeur, reconnues comme le nouveau standard pour les 

modules de puissance haute tension. 
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Figure III-20. Composition d'un module de puissance SiC 3,3 kV / 800 A. 

 La possibilité de fonctionner à une fréquence de commutation plus élevée avec des 

modules SiC a un impact bénéfique sur le dimensionnement des éléments passifs de l’onduleur 

de tension. Une comparaison globale est amenée dans le Tableau III-5 afin de mettre en avant 

les différents avantages et inconvénients de l’utilisation de MOSFET SiC dans ce cas d’étude. 

Tableau III-5. Sous-station 7 000 V DC basée sur deux 3L-VSC (3 300 V / 1 800 A / IGBT - 3 300 V / 800 A / 

MOSFET). 

Tension de sortie de 

la sous-station, 

𝑉𝑓𝑒𝑒𝑑𝑒𝑟  

7 000 𝑉 

Tension à vide, 

redresseur à diodes 
6 900 𝑉 

Composants 
IGBT / Si 

3 300 𝑉 /1 800 𝐴 

MOSFET / SiC 

3 300 𝑉 / 800 𝐴 

Fréquence de 

commutation 

 𝑓𝑠𝑤  (𝐻𝑧) 

750  5 000 

𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘(𝑚𝐻) 1,2 (× 6) 0,3 (× 6) 

𝐶𝐷𝐶(𝑚𝐹) 2,24 (× 2) 0,18 (× 2) 

𝐶𝑘(𝑚𝐹) 7,55 (× 6) 0,6 (× 6) 

Fonctionnement 
nominal en mode 

onduleur 

 (Q/P = 35%) 

6,28 𝑀𝑊 
2,16 𝑀𝑉𝐴𝑅 

2,8 𝑀𝑊 
1,2 𝑀𝑉𝐴𝑅 

Puissance active 

minimale (mode 

redresseur) (Q = 0) 
8,16 𝑀𝑊 4,14 𝑀𝑊 

𝐸𝑡𝑜𝑡/𝑃𝑛𝑜𝑚 

𝐽/𝑘𝑊 
15,7 3,6 

 

 Bien qu’avec des modules à base de SiC la puissance des onduleurs de tension soient 

divisées par deux, le rapport entre l’énergie stockée dans les éléments passifs et la puissance 

nominale est bien plus favorable. L’avantage lié à la réduction de la taille des éléments passifs 
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doit toutefois être nuancé par la limite de la tenue au court-circuit d’un tel module. La surface 

des puces de modules MOSFET étant plus petite que celle des IGBT, il est normal que la tenue 

au court-circuit d’un tel module soit réduite.  

3.5.2 Problématique de la tenue au court-circuit 

 La tenue au court-circuit des modules de puissance à base de carbure de silicium suscite 

également des interrogations. Comme l’évoque le paragraphe précédent, les dimensions du 

boîtier diffèrent de celles d’un module en silicium. Il est donc vraisemblable qu’une différence 

existe concernant le niveau de surintensité qu’un module MOSFET peut tolérer par rapport à 

un module IGBT. Il paraît donc peu probable que les diodes des modules de puissance du 

MOSFET puissent supporter un courant très élevé résultant d’un court-circuit entre le feeder et 

le rail. Une simulation a été réalisée afin de mesurer le 𝐼2𝑡 des diodes Schottky des modules de 

puissance SiC pour un cas de court-circuit entre le feeder MVDC et le rail, les résultats sont 

présentés dans le Tableau III-6. Le schéma de l’onduleur FC triphasé avec des modules 

MOSFET SiC est rappelé à la Figure III-21. 

 

Figure III-21. Onduleur FC triphasé à base de MOSFET SiC. 

Tableau III-6. Répartition du courant dans les diodes d’un onduleur FC-SiC, lors de l’apparition d’un court-circuit 

en Mode redresseur, 𝑃 = 4,1 𝑀𝑊. 

𝑰𝟐𝒕 (𝟏. 𝟏𝟎𝟔 𝑨𝟐𝒔) 

𝐷3𝐴 = 1,28 𝐷3𝐵 = 1,54 𝐷3𝐶 = 1,21 

𝐷1𝐴 = 1,27 𝐷1𝐵 = 1,53 𝐷1𝐶 = 1,20 

𝐷2𝐴 = 1,29 𝐷2𝐵 = 1,39 𝐷2𝐶 = 1,28 

𝐷4𝐴 = 1,30 𝐷4𝐵 = 1,40 𝐷4𝐶 = 1,29 

 

 Ces résultats indiquent que l’intégrale de charge 𝐼2𝑡 au niveau des diodes des modules 

de puissance SiC est largement supérieure à la limite indiquée par le constructeur 
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(180.103𝐴2𝑠). Contrairement au cas avec des modules Si, la différence entre la limite du 

fabricant et le 𝐼2𝑡 calculé est très importante. Toutefois, une simulation a été réalisée afin de 

voir si l’ajout d’une diode press-pack en parallèle du bus DC permettait d’atténuer le courant 

dans les diodes des modules de puissance. Les résultats de cette simulation sont présentés sur 

la Figure III-22. 

 

Figure III-22. Impact du court-circuit sur la diode du module de puissance et la diode 8,5 kV avec des modules 

SiC, Mode redresseur 𝑃 = 4,1 𝑀𝑊 : (a) Courant dans la diode D3 et la diode 8,5 kV ; (b) 𝐼²𝑡 dans la diode D3 et 

la diode 8,5 kV. 

 La diode press-pack rentre en conduction en même temps que les diodes des modules 

de puissance, mais elle ne conduit qu’une faible partie du courant de court-circuit. Cette 

différence est liée aux performances de la diode press-pack, dont la tension de seuil (0,945 V) 

est supérieure à celle de la diode Shottcky du module MOSFET (0,875 V). Par conséquent, ce 

n’est qu’une fois que le disjoncteur AC s’ouvre que la diode press-pack conduit l’intégralité du 

courant. De part ces résultats, il est montré que le 𝐼2𝑡 mesuré pour au moins une diode des 

modules de puissance est supérieur à la valeur indiquée par le fabricant. Ainsi, l’ajout d’une 

diode press-pack en parallèle du bus DC, comme présenté à la section 3.4.2, n’est pas suffisant. 

Afin d’éviter la destruction des onduleurs lors d’un court-circuit Feeder-Rail, une diode a été 

rajoutée en série avec les bus DC, conformément à la Figure III-23. Le fonctionnement en mode 

redresseur est donc inhibé.  
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Figure III-23. Sous-station réversible MVDC basée sur deux onduleurs de tension SiC connectés en parallèle 

avec un redresseur à indice de pulsation de douze. 

 Pendant la phase d’injection de puissance sur le réseau ferroviaire avec le redresseur 

dodécaphasé, les onduleurs de tension peuvent être utilisés pour faire du filtrage actif des 

courants absorbés par le groupe redresseur à diodes. 

3.6  Solution de filtrage actif  

 Le redresseur à diodes dodécaphasé génère sur le réseau triphasé HT des harmoniques 

de courant de rangs 12ℎ ± 1. Ces composantes harmoniques de courant doivent respecter les 

seuils spécifiés par les normes en vigueur. La norme IEEE 519 [18] établit la valeur efficace 

maximale autorisée pour l’harmonique de courant d’ordre h, conformément à l’Equation 

(III-14) [19]. 

𝐼ℎ𝑚𝑎𝑥
= 𝐾ℎ

𝑆𝑐

𝑈𝑛√3
 (III-14) 

 

où 𝐼ℎ𝑚𝑎𝑥
 est la valeur efficace de l’harmonique du courant de rang h. 𝐾ℎ représente le coefficient 

limite harmonique défini dans le Tableau III-7 [20]. 𝑆𝑐 correspond à la puissance apparente de 

la sous-station et 𝑈𝑛 représente la tension composée du réseau de transport d’électricité (ici 

63 kV). 
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Tableau III-7. Limite harmonique pour la haute tension, coefficient 𝐾ℎ. 

Rang harmonique h 𝑲𝒉(%) 

3 6,5 

5 et 7 8 

9 3 

11 et 13 5 

>13 3 

 

 Nous avons donc vérifié la conformité des harmoniques de courant de rang 11 et 13 aux 

seuils réglementaires pour un groupe redresseur d’une puissance nominale de 6 MW. Nous 

avons repris un modèle de simulation analogue à celui présenté au Chapitre I, dont les 

paramètres sont détaillés en ANNEXE C. La Figure III-24 met en évidence la distorsion des 

courants absorbés au primaire du transformateur et la FFT correspondante. 

 
 

(a) (b) 
 

Figure III-24. Formes d’ondes au primaire du transformateur (6 MW) : (a) Courants ; (b) FFT des courants. 

 Le calcul des valeurs efficaces des harmoniques de courant, effectué à partir de la 

simulation, est reporté dans le Tableau III-8. Pour l’harmonique d’ordre 11, le courant 𝐼ℎ est 

supérieur à la norme. 

Tableau III-8. Comparaison entre la valeur efficace de l’harmonique de courant h prescrite par la norme et celle 

obtenue en simulation, 𝑃 = 6 𝑀𝑊. 

Rang harmonique h 𝑰𝒉(𝑨) (Norme) 𝑰𝒉(𝑨) (Mesuré) 

11 2,74 3,54 

13 2,74 2,57 

 

 Afin de rester en dessous des seuils imposés par cette norme, l’utilisation des onduleurs 

de tension en mode filtre actif apparaît pertinente. Ainsi, pendant la phase d’injection de 

puissance sur le feeder MVDC via le groupe redresseur, l’onduleur de tension pourra filtrer les 

courants absorbés par celui-ci. 
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3.6.1 Compensation d’harmoniques 

 Lorsque la puissance est absorbée sur le feeder MVDC, les onduleurs de tension 

injectent sur le réseau triphasé des harmoniques de courant de même amplitude et en phase avec 

ceux absorbés par le groupe redresseur à diodes, conformément à la Figure III-25. Dans 

l’algorithme de dimensionnement, présenté au Chapitre II, nous avons toujours considéré le 

transformateur comme idéal et une inductance de liaison (𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘) était donc placée en sortie de 

l’onduleur de tension. Dans tous les cas, la fréquence de commutation des modules IGBT 

conduisait à une valeur d’inductance 𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘  toujours supérieure à l’inductance totale de fuite du 

transformateur. Avec l’utilisation de modules MOSFET SiC, ce n’est plus le cas. Il n’y aura 

plus besoin d’inductance de liaison et les limites de fonctionnement de l’onduleur seront 

tributaires de la valeur de l’inductance totale de fuite du transformateur. Pour le filtrage de la 

fréquence de découpage des onduleurs, le filtre (𝑅𝐻𝐹𝐶𝐻𝐹) doit être placé en amont du 

transformateur, côté haute tension. De ce fait, l’impédance du réseau RTE (𝐿𝑟𝑒𝑠) et l’inductance 

totale de fuite du transformateur ramenée au primaire sont prises en compte pour le calcul de 

ces éléments. La même méthode que dans la section 3.3.1 est utilisée. 

 

Figure III-25. Principe de filtrage actif basé sur des onduleurs de tension. 

 La configuration du filtre actif est dictée par la topologie d’onduleur FC préalablement 

dimensionnée à la section 3.3.1. D’un point de vue commande, il est possible de réutiliser celle 

mise en œuvre dans la section 3.2. Toutefois, conformément à la Figure III-26, une saturation 

est rajoutée au niveau du module du vecteur de la tension de référence dans le référentiel 

synchrone d,q. Cette approche permet de s’affranchir d’une saturation des signaux de 

modulations des rapports cycliques. 
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Figure III-26. Schéma de la stratégie de commande de l'onduleur SiC en mode filtre actif. 

 L’onduleur de tension ne doit pas fournir de puissance active, ainsi 𝑖𝑑 = 0. Cependant, 

le filtre actif peut fournir de la puissance réactive (𝑖𝑞 ≠ 0) dans le but de compenser celle 

générée par la charge non linéaire. La première étape consiste à identifier les harmoniques de 

la charge non linéaire du courant 𝑖𝑐.  

 Diverses méthodes peuvent être utilisées pour extraire les composantes harmoniques 

absorbées par une charge non linéaire. Dans notre étude, nous avons utilisé la méthode directe 

[21]. Le courant absorbé sur le réseau triphasé par le groupe redresseur est d’abord mesuré, puis 

établi dans le repère synchrone d-q au moyen de la transformation de Park. Dans ce repère, la 

composante fondamentale des courants correspond à une grandeur continue qui peut être 

facilement isolée à l’aide d’un filtre passe-bas du second ordre. Celle-ci est ensuite soustraite 

du signal initial non filtré afin de ne conserver que les composantes harmoniques générées par 

le redresseur à diodes dodécaphasé. D’autre part, le contrôle des courants dans le repère d,q 

offre la possibilité de compenser aussi la puissance réactive absorbée par le groupe redresseur. 

Une variable "𝑄𝑒𝑛𝑎𝑏𝑙𝑒 " permettant de récupérer le courant 𝑖𝑞 est mise en place. De ce fait, deux 

options peuvent être envisagées : la compensation seule des harmoniques, ou bien la 

compensation conjointe des harmoniques et de la puissance réactive. La possibilité de combiner 

ces deux fonctions sera toutefois conditionnée par les limites de fonctionnement des onduleurs 

de tension.  

  Ainsi, les différents éléments de l’onduleur de tension en mode filtre actif sont 

mentionnés dans le Tableau III-9. 
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Tableau III-9. Paramètres du filtre actif parallèle triphasé avec un onduleur de tension SiC. 

Paramètres de 

l’onduleur 

Tension du bus DC 3 500 𝑉 

Composants 
MOSFET / SiC 

3 300 𝑉 / 800 𝐴 

Fréquence de 

commutation 

 𝑓𝑠𝑤 

5 000 𝐻𝑧 

𝐶𝐷𝐶 0,18 𝑚𝐹 

𝐶𝑘 0,6 𝑚𝐹 

Filtre HF 
𝑅𝐻𝐹 100 Ω 

𝐶𝐻𝐹 100 𝑛𝐹 

 

3.6.2 Simulations et résultats 

 L’ensemble des éléments constituant le filtre actif ainsi que le redresseur à diodes ont 

été implémentés dans le logiciel PLECS (Figure III-25). Les simulations nous permettent de 

vérifier si le dimensionnement actuel de l’onduleur permet de respecter les limites des 

harmoniques de courant imposées par la norme IEEE 519. Les simulations sont effectuées pour 

une puissance de 6 MW, sans compensation de la puissance réactive, dans un premier temps.  

  

(a) (b) 
Figure III-27. Forme d'onde en sortie de l'onduleur en mode filtrage actif, 𝑃 = 6 𝑀𝑊 : (a) Courant sur une phase 

(𝑖𝑎) ; (b) FFT du courant sur une phase. 

 Les résultats de simulation présentés à la Figure III-27 montrent que les onduleurs de 

tension injectent des harmoniques de courant de rangs 11 et 13 sur le réseau triphasé haute 

tension. La Figure III-28 présente les formes d’ondes des courants 𝑖𝑐 , 𝑖𝑟𝑒𝑠. Celles-ci démontrent 

l’efficacité du filtre actif puisque les courants absorbés sur le réseau triphasé présentent une 

forme quasi sinusoïdale. 
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(a) 

 
(b) (c) 

Figure III-28. Formes d'ondes des courants pour une solution de filtrage actif, 𝑃 = 6 𝑀𝑊 : (a) Courant à l'entrée 

du groupe du redresseur (𝑖𝑐) ; (b) Courant du réseau (𝑖𝑟𝑒𝑠) ; (c) FFT du courant à l’entrée du groupe redresseur 

(𝑖𝑐) et du réseau (𝑖𝑟𝑒𝑠). 

 Toutefois, l’analyse fréquentielle des courants montrent que les harmoniques de rang 23 

et 25 sont augmentés, ce qui est principalement dû au contrôle commande du filtre actif. En 

effet, pour ce point de fonctionnement, la saturation d-q (iv) intervient et les onduleurs de 

tension ne peuvent pas délivrer suffisamment de tension pour être en mesure de compenser tous 

les harmoniques de courant. Cependant, il reste à vérifier si la valeur efficace des harmoniques 

de courant respecte la norme. Le Tableau III-10 récapitule les valeurs obtenues avec le filtrage 

actif. 

Tableau III-10. Comparaison de la valeur efficace de l’harmonique de courant h calculée par rapport à la norme. 

Rang harmonique h 𝑰𝒉(𝑨) (Norme) 𝑰𝒉(𝑨) (Avec filtre actif) 

11 2,45 0,33 

13 2,45 0,21 

23 1,65 0,35 

25 1,65 0,23 

 

 Ce tableau met en évidence l’intérêt du dispositif de filtre actif avec des onduleurs de 

tension. Cette technique permet de réduire les harmoniques des rangs 12h ± 1 afin de respecter 

la norme IEEE 519.  

3.6.3 Compensation de la puissance réactive 

 La deuxième partie de ce travail consiste à essayer de compenser la puissance réactive 

générée par le transformateur côté réseau. Comme indiqué sur la Figure III-26, le principe 

repose sur la compensation intégrale de la composante 𝑖𝑞 par l’activation de la variable 𝑄𝑒𝑛𝑎𝑏𝑙𝑒 . 
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Actuellement, les puissances délivrées par le réseau sont de 6 MW et 1,6 MVAR. Par 

conséquent, il faudrait que le filtre actif soit en mesure de fournir une puissance réactive de 1,6 

MVAR (0,8 MVAR par onduleur). Néanmoins, la puissance réactive de l’onduleur de tension 

est plafonnée à 0,7 MVAR, comme mentionné à la Figure III-19. Ainsi, seule une partie de la 

puissance réactive consommée par le réseau peut être compensée, comme le démontre la Figure 

III-29. 

 

Figure III-29. Compensation de la puissance réactive avec le filtre actif. 

 Les deux onduleurs de tension connectés en série ne suffisent pas à compenser la totalité 

de la puissance réactive (1,6 MVAR). Ils sont en limitation de puissance et par conséquent, une 

partie de la puissance réactive est toujours consommée par le réseau (0,2 MVAR). D’autre part, 

la compensation de puissance réactive entraine une augmentation des harmoniques de courant 

par rapport à une simple compensation d’harmoniques, comme le démontre la Figure III-30.  

 

 

(a) 

 
(b) (c) 

Figure III-30. Formes d'ondes des courants pour un filtre actif à base de deux onduleurs de tension et avec la 

compensation de réactif, 𝑃 = 6 𝑀𝑊 : (a) Courant à l'entrée du redresseur à diodes (𝑖𝑐) ; (b) Courant du réseau 

(𝑖𝑟𝑒𝑠) ; (c) FFT du courant à l'entrée du redresseur (𝑖𝑐) et du réseau (𝑖𝑟𝑒𝑠). 
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 Bien que la situation se soit dégradée et que la compensation des harmoniques soit moins 

efficace avec l’ajout de la compensation de réactif, il convient de vérifier le respect de la norme. 

Le calcul de 𝐼ℎ permet de valider ce critère, comme mentionné dans le Tableau III-11.   

Tableau III-11. Comparaison de la valeur efficace de l’harmonique de courant h de la norme par rapport à une 

solution avec compensation des harmoniques seule et avec compensation des harmoniques combinée à la puissance 

réactive. 

Rang 

harmonique h 
𝑰𝒉(𝑨) (Norme) 

𝑰𝒉(𝑨) 

(Compensation h) 

𝑰𝒉(𝑨) 

(Compensation h + 

Q) 

11 2,45 0,33 1,00 

13 2,45 0,21 1,73 

23 1,65 0,35 0,79 

25 1,65 0,23 0,42 

 

 Finalement, la mise en œuvre d’une configuration combinant compensation 

d’harmoniques et compensation de puissance réactive entraîne une forte dégradation de la 

forme d’onde du courant 𝑖𝑟𝑒𝑠. Par conséquent, cette solution n’est pas satisfaisante. En résumé, 

bien qu’un onduleur de tension à base de SiC ne puisse être réversible, il est possible de mettre 

en œuvre une fonction de filtrage actif visant à atténuer certains harmoniques de courant du 

redresseur à diodes dodécaphasé. 

 Après avoir démontré l’intérêt d’un onduleur de tension à base de SiC, il est pertinent 

d’étudier la faisabilité technique d’un tel convertisseur.  

3.7  Conception d’un onduleur FC / SiC  

3.7.1 Limites en puissance de l’onduleur de tension 

 Dans le projet RACCOR-D, en plus du démonstrateur à puissance réduite, qui sera 

présenté dans le Chapitre IV, il est envisagé de réaliser un prototype d’onduleur triphasé d’une 

puissance de quelques centaines de kW, dont le schéma est rappelé à la Figure III-31. L’idée de 

départ était de construire des bras d’onduleur sur la base de modules 1 700 V / 1 100 A de chez 

Hitachi Energy disponibles au laboratoire, dont les caractéristiques sont détaillées dans le 

Tableau III-12. Cependant, pour des raisons de temps et de moyens humains, la réalisation de 

ce prototype a été abandonnée. Toutefois, l’étude de dimensionnement et de conception d’un 

onduleur de tension FC opérant avec un bus DC de 1 750 V a été réalisée. 
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Figure III-31. Onduleur de tension FC triphasé. 

Tableau III-12. Caractéristiques du module de puissance de chez Hitachi Energy 1 700 V / 1 100 A. 

Tenue en tension du module 

de puissance (V) 
1 700 

Courant du module de 

puissance (A) 
1 100 

Dimensions 140 mm × 100 mm 

  

 Le dimensionnement de l’onduleur se base sur l’algorithme utilisé au Chapitre II. Dans 

un premier temps, il convient de calculer le point de fonctionnement nominal. Il est alors 

possible de réaliser une étude sur la variation de la fréquence de commutation afin de visualiser 

son impact sur la puissance maximale que peut fournir l’onduleur de tension. Cette puissance 

est limitée par le moyen de refroidissement envisagé. Pour cette réalisation, il a été décidé 

d’opter pour du refroidissement par air. Avec ce type de refroidissement, la puissance maximale 

pouvant être dissipée par module est de 1 300 W. La Figure III-32 illustre l’évolution de la 

puissance maximale au point de fonctionnement nominal en fonction de la fréquence de 

commutation pour un refroidissement par air. 
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Figure III-32. Puissance maximale au point de fonctionnement nominal en fonction de la fréquence de 

commutation, avec un module 1 700 V / 1 100 A, refroidissement par air. 

  Une fréquence de commutation de 5 kHz a été choisie afin de minimiser la taille des 

condensateurs flottants. Par conséquent, l’onduleur de tension sera en mesure de délivrer une 

puissance de 750 kW. La fréquence de commutation étant connue, nous avons ensuite défini 

tous les autres paramètres du convertisseur, comme mentionné dans le Tableau III-13. 

Tableau III-13. Onduleur de tension triphasé FC 1 750 V DC, modules de puissance SiC (1 700 V / 1 100 A). 

Tension du bus DC, 

𝑉𝐷𝐶  
1 750 𝑉 

Fréquence de 

commutation 

 𝑓𝑠𝑤 

5 𝑘𝐻𝑧 

𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘  0,21 𝑚𝐻 

𝐶𝐷𝐶 260 µ𝐹 

𝐶𝑘 700 µ𝐹 

Fonctionnement 

nominal en mode 

onduleur 

 (Q/P = 35%) 

750 𝑘𝑊 
260 𝑘𝑉𝐴𝑅 

 

3.7.2 Design du bus bar  

 Cette section aborde la conception de l’onduleur FC / SiC. L’utilisation de modules 

MOSFET SiC pour un onduleur FC implique différentes contraintes. Comme évoqué à la 

section 3.5.1, ce sont des modules « bras d’onduleurs » ; par conséquent, deux modules de 

puissance sont nécessaires pour constituer un bras d’onduleur FC. Chaque module de puissance 

constitue une cellule de commutation. Toutefois, les deux cellules de commutation sont 

représentées par les interrupteurs 1-2 et 3-4 (Figure III-31). Il paraît donc normal que 
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l’implantation physique des modules de puissance et des condensateurs suscite des 

interrogations. L’utilisation d’un bus bar laminé a été retenue pour cette réalisation, car il 

permet de faire transiter de forts courants tout en réduisant les inductances parasites. La 

première étape consiste à choisir les condensateurs du bus DC ainsi que les condensateurs 

flottants du FC. Des condensateurs de chez AVX [23] ont été sélectionnés, ces différentes 

caractéristiques sont détaillées sur la Figure III-33. Ces condensateurs ne sont pas soumis aux 

mêmes tensions : la tension aux bornes de 𝐶𝐷𝐶  correspond à celle du bus DC, soit 1 750 V, 

tandis que celle aux bornes de 𝐶𝑘 est égale à la moitié de cette valeur, soit 875 V. Dans le but 

de faciliter le design du bus bar et de sélectionner des condensateurs identiques pour 𝐶𝐷𝐶  et 𝐶𝑘, 

il a été décidé de mettre en série deux condensateurs au niveau du bus DC afin que chacun soit 

soumis à la moitié de la tension du bus DC.  

 

Condensateur 260 µF 

Diamètre 85 mm 

Hauteur 105 mm 

Tension 1 000 V 

𝐼𝑟𝑚𝑠 60 A 

Poids 700 g 

(a) (b) 

Figure III-33. Condensateur utilisé pour la conception de l'onduleur de tension FC : (a) Modèle 3D du 

condensateur ; (b) Caractéristiques techniques du condensateur. 

 Dans un premier temps, l’étude du bus bar est réalisée pour une seule phase de 

l’onduleur. La mise en parallèle des condensateurs s’avère nécessaire afin de garantir leur tenue 

en courant et atteindre la capacité totale souhaitée. De ce fait, une association de condensateurs 

est effectuée au niveau du bus DC ainsi que pour les condensateurs flottants, comme représentée 

sur la Figure III-34. Les différentes mailles de commutation sont également mentionnées. Il 

convient de rappeler que ces inductances de maille augmentent la surtension lors de la 

commutation des MOSFET. Par conséquent, il est primordial de réduire leur valeur afin de 

minimiser cette surtension. 

 

Figure III-34. Implantation des condensateurs avec les différentes plaques du bus bar pour un bras d'onduleur. 

file:///C:/Users/bimmel/Documents/Convertisseurs%20AC_DC/FC/Condensateurs/AVX/DC_filtering_cylindrique_HV.pdf
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 Après avoir fixé le nombre de condensateurs, leur disposition physique sur le bus bar 

peut être étudiée. Un des critères à prendre en compte lors du positionnement des condensateurs 

est la longueur de maille existante entre pp-pmp-pmn-pn (maille cellule intermédiaire). En effet, 

cette longueur de maille est la plus contraignante, puisqu’elle passe par les condensateurs du 

bus DC ainsi que les condensateurs flottants. Il existe une deuxième maille de commutation 

entre pmp-ph-pmn (maille cellule de sortie), cependant celle-ci est de longueur plus petite que 

la première puisqu’elle ne passe que par les condensateurs flottants. En tenant compte de ces 

différents paramètres, une géométrie de bus bar a été imaginée. Afin de réduire au maximum 

les inductances de maille de l’onduleur, il a été décidé de disposer les condensateurs de manière 

symétrique avec les modules de puissance. Enfin, un design 3D a été réalisé afin de mieux 

visualiser la géométrie du bus bar ; celui-ci est détaillé à la Figure III-35. En tenant compte de 

l’épaisseur de peau, une épaisseur des plaques de cuivre de 2 mm a été retenue. En ce qui 

concerne l’isolant, du kapton a été utilisé. Compte tenu de sa rigidité diélectrique, une épaisseur 

de 200 µm a été choisie. 

 

Figure III-35. Modèle 3D d'une phase du bus bar du FC. 

 Une fois que les composants sont positionnés sur le bus bar, il est possible d’évaluer les 

inductances de maille à l’aide du logiciel ANSYS [24]. Ce logiciel intègre toutes les connexions 

électriques des composants (condensateurs, module de puissance). Afin de balayer une large 

plage de fréquences, le domaine de l’étude s’étend de 1 Hz à 100 MHz. Ainsi, la valeur des 

deux mailles de commutation a pu être déterminée. Le logiciel de simulation fournit les valeurs 

d’un circuit RL, lesquelles sont reprises dans le Tableau III-14. 

Tableau III-14. Valeur des mailles de commutation pour une phase de l'onduleur FC. 

 Résistance (µΩ) Inductance (nH) 

Maille cellule intermédiaire 200 40 

Maille cellule de sortie 150 25 
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 Les trois bras étant connectés en parallèle, la valeur de ces inductances de maille reste 

inchangée. Toutefois, en connectant les deux autres phases, la longueur du bus bar augmente. 

Ainsi, pour cet onduleur de tension triphasé, la longueur totale du bus bar est de 1,60 m. Le 

design 3D est présenté sur la Figure III-36. 

 

Figure III-36. Modèle 3D du bus bar de l’onduleur FC triphasé. 

 En connectant les différentes phases de l’onduleur en parallèle, une nouvelle maille de 

commutation se forme entre les condensateurs du bus DC (maille cellule d’entrée). Ainsi, il 

convient aussi de mesurer la valeur de cette inductance de maille d’entrée. Les résultats sont 

présentés sur la Figure III-37 et le Tableau III-15. 

 

Figure III-37. Mailles de commutation pour l'onduleur FC triphasé. 
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Tableau III-15. Valeur des mailles de commutation pour l'onduleur FC triphasé. 

 Résistance (µΩ) Inductance (nH) 

Maille cellule intermédiaire 200 40 

Maille cellule de sortie 150 25 

Maille cellule d’entrée 125 5 

 

 Cette étude préliminaire a permis de démontrer la faisabilité technique de la conception 

d’un onduleur de tension triphasé FC utilisant des modules de puissances SiC. Un premier 

design de bus bar a rendu possible la mesure des différentes inductances de maille de l’onduleur. 

En tenant compte de la valeur de l’inductance de maille la plus contraignante et des essais 

réalisés au laboratoire, qui ont permis de mesurer le di/dt de ces modules (7,47 kA/µs), la 

surtension au blocage a été calculée à 300 V, ce qui représente une valeur acceptable pour notre 

cas d’étude. 

3.8  Conclusion 

 La première partie de ce chapitre a été consacrée à la description des différents modes 

de fonctionnement de la sous-station, introduisant ainsi ses différentes limites. En mode 

redresseur, il a été décidé d’ajouter en parallèle des onduleurs de tension un redresseur 

dodécaphasé, de manière à élargir la plage de fonctionnement de la sous-station lorsque les 

onduleurs de tension atteignent leur limite opérationnelle en puissance. En mode onduleur, une 

sécurité a été intégrée au moyen d’un hacheur pour dissiper l’excédent de puissance. Par la 

suite, la présentation de la stratégie de contrôle de la sous-station et les boucles de régulation 

ont été détaillées. Dans un second temps, une étude a été menée sur la tenue au court-circuit 

entre le feeder MVDC et le rail. Il a été démontré que l’ajout de diodes press-pack en parallèle 

du bus DC permet d’éviter la casse des diodes des modules de puissance et par conséquent 

l’installation d’un disjoncteur électronique rapide n’est pas obligatoire. Enfin, une solution de 

convertisseur à base de carbure de silicium a été abordée. La problématique en lien avec le 

court-circuit a conduit à interdire la réversibilité de l’onduleur de tension. Toutefois, une 

fonctionnalité de filtrage actif a été développée afin d’atténuer les harmoniques générées par le 

groupe redresseur. Pour conclure, la conception d’un onduleur FC avec des modules MOSFET 

SiC a été envisagée. 

 Le chapitre suivant vise à concevoir un prototype de convertisseur réversible à échelle 

réduite, destiné à valider la commande et à étudier les différentes problématiques associées à la 

connexion d’un onduleur de tension au réseau triphasé 400 V.  
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4.1 Introduction  

 L’objectif de ce chapitre est de détailler la mise en œuvre de l’association de deux 

onduleurs de tension triphasés raccordés au réseau, comme évoqué au Chapitre II. Ce 

démonstrateur vise à valider la partie commande établie au Chapitre III et à étudier les 

différentes problématiques en lien avec la connexion d’onduleurs de tension à un réseau 

triphasé. La section 4.2 est consacrée à la présentation du démonstrateur ainsi qu’à la 

caractérisation du transformateur utilisé. Par la suite (section 4.3), de premiers essais de 

raccordement des onduleurs au réseau triphasé 400 V sont réalisés, afin de tester les différentes 

régulations ainsi que la phase de précharge du bus DC. Un premier fonctionnement en mode 

STATCOM est effectué, puis une méthode par opposition est mise en œuvre. Enfin (section 

4.4), la maquette expérimentale est transférée sur la plateforme d’essai de la SCLE pour 

bénéficier d’une source de tension continue réversible en puissance. Les deux onduleurs 

fonctionnent sous un bus DC de 800 V et opèrent avec une puissance de 10 kVA chacun. Pour 

finir, la mise en série de ces onduleurs permet de travailler sous une tension continue de 1 600 

V pour une puissance apparente totale de 20 kVA. Le fonctionnement des onduleurs de tension 

dans les quatre quadrants du plan de puissance Active-Réactive est étudiée. 

4.2  Conception d’un onduleur de tension à échelle réduite 

4.2.1 Présentation 

 Afin de réaliser le démonstrateur, des bras d’onduleur de chez Imperix [1] ont été 

utilisés. La connexion de trois bras a permis la conception d’un onduleur de tension triphasé, 

comme schématisé à la Figure IV-1. 

 

Figure IV-1. Schéma électrique d’un onduleur de tension. 

 En ce qui concerne les mesures électriques, certains capteurs sont directement intégrés 

aux bras de l’onduleur (Figure IV-2). Un capteur de tension est présent au niveau du bus DC 

(𝑉𝐷𝑐), ainsi qu’un capteur de courant en sortie de chacun des bras de l’onduleur (𝐼1𝐿,2𝐿,3𝐿). Les 

éléments connectés en sortie de l’onduleur sont des inductances de liaison (𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘) et un filtre 

haute fréquence (𝑅𝐻𝐹𝐶𝐻𝐹) dont les valeurs sont indiquées dans le Tableau IV-1. Ces éléments 

passifs ont été calculés en utilisant la méthode présentée au Chapitre III.  

Tableau IV-1. Eléments de filtrage en sortie d’un onduleur de tension. 

Inductance de liaison  𝐿𝑙𝑖𝑛𝑘 = 4 𝑚𝐻 

Filtre HF 
𝑅𝐻𝐹 = 5 𝛺 

𝐶𝐻𝐹 = 3,3 µ𝐹 
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 Une mesure supplémentaire de tension est requise au niveau du filtre haute fréquence 

afin d’effectuer la synchronisation du repère d,q, comme décrit dans le Chapitre III. Ainsi, deux 

tensions simples sont extraites (𝑉1𝑁 , 𝑉2𝑁), la troisième étant reconstituée à partir de ces 

mesures.  

 

Figure IV-2. Bras d'onduleur, carte PEB8038 de chez Imperix. 

 Les caractéristiques de cette carte sont détaillées dans le Tableau IV-2. 

Tableau IV-2. Caractéristiques des cartes Imperix. 

Caractéristique Dispositif 

Tension maximale de bus DC  𝑉𝐷𝐶 = 800 𝑉 

Courant de sortie maximum  𝐼1𝐿,2𝐿,3𝐿𝑚𝑎𝑥
= 38 𝐴 

Fréquence de commutation maximale 𝑓𝑠𝑤𝑚𝑎𝑥
= 50 𝑘𝐻𝑧 

Interrupteurs de puissance SiC MOSFET (1 200 V / 103 A) 

Drivers 
Texas instruments 

ISO5452-Q1 

Système de refroidissement 
Dissipateur avec ventilateur 

Dynatron G199 

Condensateur DC  𝐶𝐷𝐶 = 1,5 𝑚𝐹 

 

 Le montage des deux onduleurs de tension et leurs éléments de filtrage se fait dans une 

baie 19 pouces (21 U) conformément à la Figure IV-3. En haut de la baie est insérée la « B-

Box » d’Imperix qui assure le contrôle des tensions et des courants au niveau des onduleurs de 

tension et envoie les ordres de commande aux bras d’onduleurs par fibre optique. Les 

différentes mesures évoquées précédemment sont renvoyées à la B-Box et peuvent être 

visualisées sur le PC. 
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Figure IV-3. Baie intégrant les deux onduleurs de tension et les éléments de filtrage. 

4.2.2 Caractérisation du transformateur 

4.2.2.1 Essai à vide 

 Un transformateur d’isolement 400/400 V, d’une puissance apparente de 10 kVA, de 

chez Transfo Mary [2] a été retenu pour cette application. Ce transformateur permet de réaliser 

une isolation galvanique entre le réseau et l’onduleur de tension. Le schéma équivalent 

monophasé d’un transformateur est présenté à la Figure IV-4. 
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Figure IV-4. Schéma équivalent monophasé d'un transformateur. 

 Dans le but d’accroitre la précision du modèle de simulation PLECS et afin de faciliter 

la mise au point de la commande des onduleurs, il a été nécessaire de procéder à la 

caractérisation de ce transformateur. La première partie de cette caractérisation concerne l’essai 

à vide. Il permet de déterminer le rapport de transformation à partir des mesures des tensions 

au primaire et au secondaire du transformateur. D’autre part, il est possible d’évaluer la 

résistance équivalente aux pertes fer (𝑅𝑓) et la réactance magnétisante (𝑋𝑚). Pour ce faire, il 

est nécessaire de relever les puissances, les courants de ligne et les tensions entre phases. 

Le rapport de transformation peut se calculer selon l’Equation (IV-1) : 

𝑈12𝑦

𝑈12𝑑
= 𝑚 (IV-1) 

 

où 𝑚 représente le rapport de transformation, 𝑈12𝑦  et 𝑈12𝑑  correspondent aux tensions 

composées à vide côté triangle et côté étoile du transformateur.  

En mesurant les puissances active et réactive à vide, il devient possible d’en déduire 𝑅𝑓 et 𝑋𝑚, 

selon l’Equation (IV-2) et l’Equation (IV-3). 

𝑅𝑓 =
𝑈12𝑑

2

𝑃0
 (IV-2) 

 

𝑋𝑚 =
𝑈12𝑑

2

𝑄0
 (IV-3) 

 

où 𝑃0 = 10 𝑊 et 𝑄0 = 1,1 𝑘𝑉𝐴𝑅 sont les puissances active et réactive mesurées à vide. 

 

 En effectuant l’essai à vide du transformateur, nous avons aussi visualisé le courant 

magnétisant (𝑖𝑚). La valeur de ce courant (1,6 A) n’étant pas négligeable par rapport au courant 

de charge (14 A), il est important d’introduire 𝑖𝑚 dans les paramètres du transformateur de la 

simulation. La forme d’onde du courant magnétisant est présentée à la Figure IV-5. 
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Figure IV-5. Résultats expérimentaux – Formes d’ondes de la tension composée du réseau (𝑈23𝑦𝑟𝑚𝑠 = 409 𝑉) et 

du courant magnétisant (𝐼1𝑟𝑚𝑠 = 1,6 𝐴). 

4.2.2.2 Essai en court-circuit 

 La deuxième phase de la caractérisation du transformateur consiste à réaliser un essai 

en court-circuit, sous tension réduite. L’utilisation d’un autotransformateur est nécessaire afin 

d’augmenter progressivement la tension au primaire du transformateur jusqu’à atteindre le 

courant nominal au secondaire (𝐼1𝑐𝑐 = 𝐼1𝑛𝑜𝑚). A partir de la mesure des puissances active et 

réactive (𝑃1𝑐𝑐 , 𝑄1𝑐𝑐) au primaire du transformateur, il est possible de calculer la résistance totale 

modélisant les pertes cuivre ramenées au secondaire (𝑅2) et la réactance de fuite totale ramenée 

au secondaire (𝑋2). 

𝑅2 =
𝑃1𝑐𝑐

3𝐼1𝑐𝑐
2  (IV-4) 

 

𝑋2 =
𝑄1𝑐𝑐

3𝐼1𝑐𝑐
2  (IV-5) 

 

où 𝑃1𝑐𝑐 = 434 𝑊 et 𝑄1𝑐𝑐 = 197 𝑉𝐴𝑅 sont les puissances active et réactive mesurées au 

primaire du transformateur lors d’un essai en court-circuit.   

 Les paramètres du transformateur, déterminés à partir des essais à vide et en court-

circuit, sont récapitulés dans le Tableau IV-3. 
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Tableau IV-3. Paramètres du transformateur déterminés de manière expérimentale. 

Rapport de transformation (𝑚) 1,06 

Résistance totale ramenée au secondaire 

(𝑅2) et modélisant les pertes cuivre 
0,69 Ω 

Réactance de fuite totale ramenée au 

secondaire (𝑋2) 
0,312 Ω 

Inductance de fuite totale ramenée au 

secondaire (𝐿2) 
994 µH 

Réactance magnétisante vue du primaire 

(𝑋𝑚) 
137 Ω 

Inductance magnétisante vue au primaire 

(𝐿𝑚) 
435 mH 

 

 Connaissant les caractéristiques du transformateur, nous avons procédé aux différents 

essais des onduleurs de tension. 

4.2.3 Fonctionnement d’un onduleur sur charge passive 

4.2.3.1 Mise au point de la régulation des courants de sortie. 

 Avant d’effectuer le raccordement au réseau triphasé 400 V, il est nécessaire de vérifier 

le bon fonctionnement de la régulation des courants de sortie des onduleurs. Une source de 

tension continue est utilisée afin d’imposer la tension au niveau du bus DC. En sortie de 

l’onduleur, le transformateur est connecté à une charge résistive triphasée, conformément à la 

Figure IV-6. 

 

Figure IV-6. Onduleur de tension sur charge résistive triphasée. 

 La stratégie de commande de l’onduleur se compose en deux parties, conformément à 

la Figure IV-7 : (i) une boucle interne de régulation de courant avec (ii) une boucle externe de 

régulation de la tension du bus continu. Ce principe de commande a été présenté dans le 

Chapitre III. Dans un premier temps, le but est de valider uniquement la régulation de courant. 

Celle-ci est mise en œuvre dans un référentiel d,q synchrone. Les tensions 𝑉1𝑁,2𝑁,3𝑁 servent à 

la synchronisation du repère d,q avec l’élaboration de la phase instantanée du réseau (𝜌). Lors 

des premiers essais, nous fixons manuellement la référence de courant 𝑖𝑑
∗ . La boucle de 

régulation de tension n’est pas utilisée et l’injection d’harmonique trois ne sera mise en œuvre 

que lors des essais ultérieurs. 
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Figure IV-7. Schéma de commande d’un onduleur de tension. 

4.2.3.2 Résultats expérimentaux 

 La Figure IV-8 présente les formes d’ondes de ce premier essai. Celui-ci a été réalisé 

avec une tension de bus DC de 800 V et avec un banc de charge triphasé d’une puissance de 2 

kW. Une mesure de la tension en sortie de l’onduleur ainsi qu’une mesure du courant au 

secondaire du transformateur ont été effectuées. Les formes d’ondes montrent que sur charge 

passive, le courant et la tension présentent une forme d’onde sinusoïdale, ce qui met en avant 

le bon fonctionnement du filtrage haute fréquence. 

 

Figure IV-8. Résultats expérimentaux - Formes d'ondes du courant et de la tension en sortie de l’onduleur 𝑉𝐷𝐶 =
800 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 15 𝑘𝐻𝑧, 𝑃 = 2 𝑘𝑊 ; Courant au secondaire du transformateur (𝐼1𝑟𝑚𝑠 = 6,66 𝐴), tension entre 

phases (𝑈12𝑦𝑟𝑚𝑠 = 153 𝑉)  

 Une fois le fonctionnement de la boucle de régulation de courant validé sur charge 

passive, nous avons procédé à la connexion de l’onduleur au réseau triphasé 400 V. 

 

4.3  Connexion de l’onduleur au réseau triphasé 230 V / 400 

V 

 Dans un premier temps, nous avons fait fonctionner chaque onduleur en mode 

compensateur statique de puissance réactive (STATCOM). 
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4.3.1 Fonctionnement en mode STATCOM sur 1 onduleur 

4.3.1.1 Phase de précharge du bus DC 

 Le schéma électrique correspondant à l’utilisation de l’onduleur en mode STATCOM 

est donné à la Figure IV-9. La source DC n’est plus présente et la connexion de l’onduleur au 

réseau triphasé nécessite une phase de précharge du condensateur 𝐶𝐷𝐶  dont la tension sera 

ensuite régulée.  

 

Figure IV-9. Fonctionnement d’un onduleur en mode STATCOM, avec les différentes sécurités. 

 La précharge du condensateur 𝐶𝐷𝐶  s’effectue à partir du réseau alternatif 400 V en 

actionnant le relai de précharge. Le courant circule alors à travers les résistances de précharge 

et les diodes des MOSFET. La deuxième étape consiste à court-circuiter ces résistances (relai 

de bypass). Enfin, la dernière phase correspond à l’activation de la PWM qui permet d’achever 

la charge du bus DC jusqu’à la consigne de tension souhaitée. L’ensemble de ces étapes est 

présenté à la Figure IV-10. 

 

Figure IV-10. Simulations avec le logiciel PLECS - Formes d'ondes de la tension du bus DC et des courants en 

sortie de l'onduleur lors de la phase de précharge. 
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4.3.1.2 Résultats expérimentaux 

 Une fois la tension régulée à 800 V, il est possible de donner une consigne de courant 

réactif à l’onduleur différente de 0 A. Lorsque la consigne de courant est positive, l’onduleur 

fournit de la puissance réactive au réseau et lorsque la consigne est négative, il absorbe de la 

puissance réactive. Dès que l’onduleur fournit de la puissance réactive, la tension du réseau 

augmente. A l’inverse, si l’onduleur absorbe la puissance réactive, cette tension va diminuer. 

Un essai a été réalisé en injectant 8 kVAR sur le réseau, les formes d’ondes sont présentées à 

la Figure IV-11. 

 

Figure IV-11. Résultats expérimentaux en mode STACOM, 𝑉𝐷𝐶 = 800 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 15 𝑘𝐻𝑧, 𝑄 = 8 𝑘𝑉𝐴𝑅 – Formes 

d’ondes de la tension entre deux bras en sortie de l’onduleur (𝑈𝑜𝑢𝑡) ; Courant au primaire du transformateur 

(𝐼𝑜𝑢𝑡𝑟𝑚𝑠 = 12,65 𝐴) ; Courant au niveau du réseau (𝐼𝑔𝑟𝑖𝑑𝑟𝑚𝑠 = 10,49 𝐴) ; Tension composée du réseau 

(𝑈𝑔𝑟𝑖𝑑𝑟𝑚𝑠 = 406 𝑉). 

 Cette première phase expérimentale nous a permis de valider la séquence de précharge 

du bus DC, ainsi que le bon fonctionnement de la boucle de régulation de la tension du bus DC. 

Pour tester le fonctionnement des onduleurs dans les différents quadrants du plan des puissances 

Active-Réactive, nous avons mis en place une méthode par opposition. 

4.3.2  Méthode par opposition  

 La méthode par opposition est initialement conçue pour mesurer les pertes dans les 

convertisseurs à puissance nominale [3]. En effet, cela revient à associer deux systèmes 

identiques alimentés par une source d’énergie auxiliaire. Le premier système opère en 

générateur et le second en récepteur, ce qui permet de faire circuler une forte puissance entre 

eux, tout en prélevant sur la source d’alimentation l’équivalant de leurs pertes. Dans notre cas, 

la procédure de test mise en place comprend les deux onduleurs de tension raccordés au réseau 

par des transformateurs. Le premier convertisseur fonctionne en mode « redresseur », tandis 

que le deuxième convertisseur fonctionne en mode « onduleur ». La Figure IV-12 présente le 

schéma réalisé. Un autotransformateur est rajouté entre le réseau 400 V et les transformateurs 

d’isolement afin de réaliser des tests intermédiaires avec une tension 𝑈𝑔𝑟𝑖𝑑  réduite. 
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Figure IV-12. Schéma électrique des deux onduleurs mis en opposition. 

 

Figure IV-13. Banc de test des convertisseurs mis en opposition. 

 La séquence de précharge des condensateurs du bus DC s’effectue au travers des diodes 

de l’onduleur 1. La commande PWM de l’onduleur 1 est activée et celui-ci régule la tension du 

bus DC commun. L’onduleur 2 est ensuite connecté directement au réseau et seules ses boucles 

de régulation des courants actif et réactif sont actives. Ainsi, lorsque l’onduleur 2 fournit de la 

puissance active, l’onduleur 1 en absorbe et vice-versa. Par contre, il est possible de donner des 

consignes différentes de courants réactifs aux deux onduleurs. Cela permet d’atteindre 

l’ensemble des points de fonctionnement dans le plan P/Q. Si une consigne de courant réactif 

est donnée à l’onduleur 1 (𝐼𝑟é𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓1) et la même consigne à l’onduleur 2 (𝐼𝑟é𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓2) avec un 

signe opposé, les courants doivent être en opposition de phase. La Figure IV-14 illustre ce point 

de fonctionnement.  
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(a) 

 
(b) 

Figure IV-14. Résultats expérimentaux : Méthode par opposition avec 𝐼𝑟é𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓1 = −9 𝐴, 𝐼𝑟é𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓2 = 9 𝐴, 𝐼𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓2 =

0 𝐴, 𝑉𝐷𝐶 = 600 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 15 𝑘𝐻𝑧 : (a) Puissances active et réactive de chaque onduleur ; (b) Formes d’ondes de 

la tension en sortie de l’onduleur 2 (𝑈𝑜𝑢𝑡), Courant au secondaire du transformateur 1 (𝐼1_1𝑟𝑚𝑠 = 8,08 𝐴), Courant 

au secondaire du transformateur 2 (𝐼1_2𝑟𝑚𝑠 = 9,74 𝐴), Tension composée du réseau (𝑈𝑔𝑟𝑖𝑑𝑟𝑚𝑠 = 302 𝑉). 

  Nous avons ensuite donné des consignes de courant actif et réactif permettant de faire 

fonctionner les deux convertisseurs dans l’ensemble du plan PQ. La Figure IV-15 met en avant 

les différents points de mesure qui ont été réalisés avec un bus DC à 600 V.  
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 𝑃1(𝑊) 𝑄1(𝑉𝐴𝑅) 𝑃2(𝑊) 𝑄2(𝑉𝐴𝑅) 

 

1 -3700 0 3500 0 

2 0 2500 0 2400 

3 0 -4200 0 4400 

4 -2600 1800 2400 1800 

5 -2500 -1800 2300 2000 

6 -3000 3400 2800 -3200 

(a) (b) 

Figure IV-15. Résultats expérimentaux : Méthode par opposition, 𝑉𝐷𝐶 = 600 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 15 𝑘𝐻𝑧 : (a) Puissances 

actives et réactives mesurées sur les deux convertisseurs ; (b) Plan de puissance Active-Réactive.  

 Il faut toutefois noter que les résultats expérimentaux présentés dans ce paragraphe ont 

été obtenus avec un bus DC à 600 V. En effet, lors de la phase de précharge, le déclanchement 

de sécurités intégrées aux bras de l’onduleur nous a empêché de réaliser des essais avec un bus 

DC à 800 V. Cette problématique sera abordée dans la suite de ce chapitre. 

4.4  Procédure de test avec une alimentation réversible  

4.4.1 Mise en parallèle de deux onduleurs  

 Jusqu’à présent, l’alimentation DC utilisée pour les essais était unidirectionnelle en 

courant, ce qui ne nous permettait pas de valider la réversibilité en puissance d’une association 

de deux onduleurs de tension dans des conditions similaires à celles du Chapitre III. C’est donc 

dans ce contexte qu’il a été décidé d’installer notre maquette sur la plateforme d’essai ZEUS 

de la société SCLE [4]. Cette plateforme dispose d’une alimentation DC réversible et d’un 

réseau triphasé 400 V nous permettant d’atteindre un niveau de puissance de 20 kVA. La baie 

des deux onduleurs, les sondes de mesures ainsi que les transformateurs ont été placés dans un 

box afin de sécuriser les personnes. Le PC assurant la supervision de la « B-Box », 

l’oscilloscope, l’énergie-mètre ainsi que l’alimentation DC sont à l’extérieur du box afin d’être 

configurables durant les différents essais sous tension. La Figure IV-16 illustre la répartition de 

ces différents éléments sur la plateforme d’essai. 



123 

Chapitre IV : Mise en œuvre expérimentale d’une architecture de conversion DC/AC 

associant deux onduleurs de tension triphasés 

 
 

 

Figure IV-16. Banc de test des deux onduleurs sur la plateforme d’essai ZEUS à la SCLE. 

 La Figure IV-17 présente le schéma électrique des premiers essais, incluant les 

différentes mesures. Dans le cadre de cette réalisation, les secondaires des transformateurs sont 

connectés en parallèle, ce qui permet de sommer les puissances. Concernant les mesures, nous 

visualisons le courant au secondaire du transformateur 1 (𝐼1_1), le courant total au secondaire 

des deux transformateurs (𝐼1_𝑡𝑜𝑡), la tension de sortie de l’onduleur 2 (𝑈𝑜𝑢𝑡) et la tension 

composée du réseau (𝑈𝑔𝑟𝑖𝑑). Ces mesures de courant sont moins affectées par les perturbations 

haute fréquence de l’onduleur. Un énergie-mètre (fluke) [5] est positionné au secondaire du 

transformateur 2 afin de mesurer les puissances active et réactive échangées avec le réseau.  

 

Figure IV-17. Schéma électrique des deux onduleurs connectés en parallèle. 

4.4.1.1 Fonctionnement dans le plan PQ 

 La tension du bus DC étant imposée par l’alimentation, le contrôle des onduleurs se fait 

uniquement sur les boucles de régulation de courant. Dès que la tension du bus atteint 800 V, il 

devient possible d’activer la commande PWM et de procéder à l’injection ou à l’absorption de 

puissance sur le réseau. L’objectif est de faire fonctionner les onduleurs de tension dans les 

quatre quadrants du plan P/Q. Toutefois, lorsque nous avons voulu injecter de la puissance 

active sur le réseau, nous avons constaté qu’avec une consigne de courant actif de 5 A par 

onduleur, le rapport cyclique maximum (0,95) était atteint, comme l’illustre la Figure IV-18. 
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Figure IV-18. Résultats expérimentaux, Onduleur 1 : Connexion en parallèle de deux onduleurs, 𝑉𝐷𝐶 = 800 𝑉, 

𝐼𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓 = 5 𝐴, 𝐼𝑟𝑒𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓 = 0 𝐴 : (a) Modulantes (𝑀1_1, 𝑀2_1 , 𝑀3_1) ; (b) Courants en sortie de 

l’onduleur (𝐼1𝐿_1 , 𝐼2𝐿_1, 𝐼3𝐿_1) ; (c) Tensions aux bornes du filtre HF (𝑉1𝑁_1, 𝑉2𝑁_1, 𝑉3𝑁_1).  

 Sur la plateforme d’essais, les tensions composées du réseau triphasé sont légèrement 

distordues. Ainsi, sur la Figure IV-18 (c), nous observons que la forme d’onde des tensions au 

niveau du filtre haute fréquence, n’est pas parfaitement sinusoïdale et contient principalement 

des harmoniques d’ordre 5,7,11 et 13. Une transformée de Fourier (FFT) a donc été réalisée sur 

ces tensions afin de mesurer l’amplitude et la phase de ces harmoniques. Les valeurs sont 

données dans le Tableau IV-4. 

Tableau IV-4. Résultats expérimentaux : Amplitudes et phases de la tension réseau en fonction du rang 

harmonique. 

Rang 

harmonique 
Amplitude (V) Phase (rad) 

 𝑉1𝑁_1 𝑉2𝑁_1 𝑉3𝑁_1 𝑉1𝑁_1 𝑉2𝑁_1 𝑉3𝑁_1 

1 306 306 306 0,38 -1,71 2,47 

5 7,32 7,46 7,49 1,82 -2,38 -0,26 

7 4,48 4,51 4,52 2,42 0,34 1,76 

11 0,83 0,91 0,92 -0,34 1,68 -2,39 

13 1,06 0,96 0,94 -0,40 -2,58 1,74 
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 Grâce à ces valeurs, nous avons pu reproduire en simulation cette forme d’onde et 

comprendre pourquoi nous étions limités dans la plage de fonctionnement de l’onduleur dans 

le premier quadrant du plan P/Q. En effet, la forme de la modulante tend à présenter elle aussi 

un sommet pointu, ce qui augmente le rapport cyclique. D’autre part, un temps mort de 1 µs a 

également été pris en compte dans la simulation ce qui augmente aussi la valeur du rapport 

cyclique. Ainsi, les formes d’ondes en simulation se rapprochent de celles obtenues en 

expérimentation, comme le démontre la Figure IV-19. 

 
(a) 

 
(b) 

Figure IV-19. Formes d’ondes des modulantes avec les imperfections du réseau triphasé 400 V, Onduleur 1 : (a) 

De manière expérimentale ; (b) En simulation. 

4.4.1.2 Injection d’harmonique trois  

 Comme nous l’avons montré dans le Chapitre III, l’injection d’harmonique trois sur les 

modulantes permet d’étendre la plage de fonctionnement de l’onduleur, c’est-à-dire qu’il est 

possible de travailler avec une composante fondamentale de tension de référence présentant une 

amplitude plus élevée. Par conséquent, le convertisseur pourra opérer sur l’ensemble du plan 

de puissance Active-Réactive. Une commande a été rajoutée dans la partie pilotage afin de 

pouvoir utiliser l’injection d’harmonique trois, si nécessaire. La Figure IV-20 met en avant les 

formes d’ondes des modulantes avec ou sans l’injection d’harmonique trois. 
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Figure IV-20. Résultats expérimentaux, Connexion de deux onduleurs en parallèle, Onduleur 1, 𝑉𝐷𝐶 = 800 𝑉, 

𝐼𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓 = 5 𝐴, 𝐼𝑟𝑒𝑎𝑐𝑡𝑖𝑓 = 0 𝐴 : (a) Formes d’ondes des modulantes sans injection d’harmonique trois ; (b) Formes 

d’ondes des modulantes avec injection d’harmonique trois. 

 Toutefois, même si le rapport cyclique reste en dessous de 0,95, une autre limite de 

fonctionnement est à prendre en considération : la puissance maximale pouvant transiter dans 

chacun des transformateurs (10 kVA). Différents points de fonctionnement ont été balayés tout 

en restant dans les limites de chaque transformateur (Figure IV-21). Ces points correspondent 

aux puissances mesurées par l’énergie-mètre côté réseau, pour l’onduleur 1.  

 

Figure IV-21. Résultats expérimentaux : Points de fonctionnement de l’onduleur 1 dans le cercle de puissance 

Active et Réactive, 𝑉𝐷𝐶 = 800 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 20 𝑘𝐻𝑧. 
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La Figure IV-22 présente les formes d’ondes des différentes grandeurs électriques pour un point 

de fonctionnement avec 𝑃𝑟𝑒𝑠1 = 8 𝑘𝑊, 𝑄𝑟𝑒𝑠1 = −6 𝑘𝑉𝐴𝑅 et 𝑃𝑟𝑒𝑠2 = 8 𝑘𝑊, 𝑄𝑟𝑒𝑠2 =

−6 𝑘𝑉𝐴𝑅.  

 

Figure IV-22. Résultats expérimentaux : 𝑉𝐷𝐶 = 800 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 20 𝑘𝐻𝑧, 𝑃𝑟𝑒𝑠1 = 8 𝑘𝑊, 𝑄𝑟𝑒𝑠1 = −6 𝑘𝑉𝐴𝑅, 

𝑃𝑟𝑒𝑠2 = 8 𝑘𝑊, 𝑄𝑟𝑒𝑠2 = −6 𝑘𝑉𝐴𝑅 ; Formes d’ondes de la tension en sortie de l’onduleur (𝑈𝑜𝑢𝑡), Courant au 

secondaire du transformateur 1 (𝐼1_1𝑟𝑚𝑠 = 15,06 𝐴), Courant total au secondaire des transformateurs (𝐼1_𝑡𝑜𝑡𝑟𝑚𝑠 =
30,12 𝐴), Tension composée du réseau (𝑈𝑔𝑟𝑖𝑑𝑟𝑚𝑠 = 410,6 𝑉). 

4.4.2 Mise en série de deux onduleurs  

 La dernière étape de ces essais a consisté à connecter en série le bus DC des deux 

onduleurs, comme représenté à la Figure IV-23. Par cette connexion, la tension totale côté DC 

atteint 1 600 V. Une mise à la terre entre le pôle négatif de l’onduleur 1 et le pôle positif de 

l’onduleur 2 est effectuée afin de maintenir la tension 𝑉𝐷𝐶  à 800 V. Du point de vue de la 

commande, chaque onduleur régule sa tension aux bornes de 𝐶𝐷𝐶  et une source de courant est 

connectée entre le pôle positif de l’onduleur 1 et le pôle négatif de l’onduleur 2. 

 

Figure IV-23. Schéma électrique de la connexion en série de deux onduleurs de tension. 

  Lors des premiers tests sous une tension de 1 600 V et avec une connexion directe au 

réseau 400 V, des problèmes sont apparus. Pendant la phase de précharge du bus DC par le 

réseau, un pic de courant a été mesuré à plus de 35 A lors de l’activation des signaux PWM. 

L’enregistrement de ce phénomène est présenté à la Figure IV-24. Toutefois, les cartes des bras 
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de l’onduleur possèdent une sécurité qui désactive les signaux PWM lorsque le courant en sortie 

du bras est supérieur à 38 A. Par conséquent, l’onduleur ne peut pas fonctionner en utilisant 

cette méthode de démarrage. 

 

Figure IV-24. Résultats expérimentaux, Connexion en série de deux onduleurs - Précharge du bus DC avec un 

réseau triphasé 400 V : (a) Tension du bus de chaque onduleur ; (b) Courants en sortie de l'onduleur 1 ; (c) Courants 

en sortie de l'onduleur 2. 

 Avant d’activer les signaux PWM, la tension de bus de chaque onduleur correspond à 

la tension crête entre phases du réseau triphasé 400 V, soit environ 522 V. La régulation de la 

tension du bus DC permet d’augmenter cette valeur jusqu’à atteindre la consigne (800 V). Afin 

de limiter le pic de courant lors de l’activation des signaux PWM, il a été décidé d’imposer la 

tension totale du bus à une valeur proche de 1 600 V grâce à l’alimentation DC. Par conséquent, 

lorsque nous activons la commande PWM, la différence de tension entre celle mesurée et la 

consigne est réduite, ce qui permet de minimiser le courant d’appel de l’onduleur, comme le 

prouve la Figure IV-25. En effectuant cette démarche, la sécurité des cartes ne se déclenche 

pas. 
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Figure IV-25. Résultats expérimentaux : Précharge du bus DC avec une réseau 400 V et en utilisant l’alimentation 

DC : (a) Tension du bus DC de chaque onduleur ; (b) Courants en sortie de l’onduleur 1 ; (c) Courants en sortie 

de l’onduleur 2.  

 Dès lors, différents points de mesure ont pu être relevés à l’intérieur du cercle des 

puissances Active-Réactive. Toutefois, nous avons rencontré un autre problème récurrent lors 

de nos essais. La sécurité des cartes liée à la surtension du bus DC se déclenchait de manière 

aléatoire. En effet, les cartes PEB8038 dispose d’une sécurité permettant de désactiver les 

commandes PMW lorsque la tension du bus DC dépasse 850 V. Cependant, la tension du bus 

DC de chaque onduleur étant régulée à 800 V, la sécurité ne devrait pas s’activer. Afin de 

comprendre l’origine du défaut, nous avons décidé de mesurer à l’oscilloscope la tension du 

bus DC entre le pôle positif de l’onduleur 1 et le point milieu connecté à la terre. Nous avons 

constaté l’apparition aléatoire de pics de tension, comme présenté sur la Figure IV-26. Le même 

phénomène a été observé sur le bus DC du deuxième onduleur.  

L’hypothèse privilégiée est l’existence d’une résonance à haute fréquence entre le filtre de 

sortie de l’alimentation DC réversible et le bus DC des onduleurs. Afin d’atténuer ces 

perturbations haute fréquence, il a été décidé de mettre une inductance (𝐿𝐷𝐶 = 1 𝑚𝐻) entre 

chaque pôle de l’alimentation et le bus DC des onduleurs, conformément à la Figure IV-27. 
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Figure IV-26. Résultats expérimentaux, 𝑉𝐷𝐶 = 600 𝑉 : Formes d’ondes de la tension composée du réseau 

(𝑈𝑔𝑟𝑖𝑑𝑟𝑚𝑠 = 306 𝑉), Courant au secondaire du transformateur 1 (𝐼1_1𝑟𝑚𝑠 = 0,8 𝐴), Courant total au secondaire 

des transformateurs (𝐼1_𝑡𝑜𝑡𝑟𝑚𝑠 = 1,6 𝐴), Tension entre le pôle plus de l’onduleur 1 et le point milieu (𝑉𝐷𝐶1). 

 

Figure IV-27. Schéma électrique de la connexion en série de deux onduleurs de tension avec l'ajout de 𝐿𝐷𝐶 . 

 L’ajout de l’inductance 𝐿𝐷𝐶  a permis d’atténuer les perturbations haute fréquence sur le 

bus DC. Toutefois le déclenchement de la sécurité a persisté lors de l’activation des commandes 

PWM car il se produit toujours sur le bus DC une légère surtension qui met les cartes en défaut. 

Ces différentes observations nous ont conduit à effectuer les essais à une tension totale réduite 

à 1 560 V, soit 780 V par onduleur. Ceci nous a permis d’éviter les déclenchements du dispositif 

de sécurité des cartes. Ainsi, l’ensemble des points de mesure a pu être effectué, tout en restant 

dans la limite en puissance imposée par les transformateurs. Différents points de 

fonctionnement du plan des puissances Active-Réactive ont été relevés, comme l’illustre la 

Figure IV-28. Par ailleurs, une distorsion importante des courants a été observée dans le 

quadrant 1 lors de l’injection de l’harmonique trois, nous amenant à réduire le nombre de points 

de mesure dans ce quadrant. Toutefois, par manque de temps nous n’avons pas pu déterminer 

l’origine de ce phénomène. 
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Figure IV-28. Résultats expérimentaux : Connexion en série de deux onduleurs ; Points de fonctionnement d’un 

onduleur de tension dans le cercle de puissance Active-Réactive, 𝑉𝐷𝐶 = 780 𝑉. 

 Un relevé des formes d’ondes a également été réalisé lorsque les deux onduleurs 

absorbaient chacun 8 kW et 1,2 kVAR sur le réseau 400 V. La Figure IV-29 montre ces 

résultats. 

 

Figure IV-29. Résultats expérimentaux : Mise en série de deux onduleurs, 𝑉𝐷𝐶 = 780 𝑉, 𝑓𝑠𝑤 = 20 𝑘𝐻𝑧, 𝑃𝑟𝑒𝑠1 =
−8 𝑘𝑊, 𝑄𝑟𝑒𝑠1 = −1,2 𝑘𝑉𝐴𝑅, 𝑃𝑟𝑒𝑠2 = −8 𝑘𝑊, 𝑄𝑟𝑒𝑠2 = −1,2 𝑘𝑉𝐴𝑅 ; Formes d’ondes de la tension en sortie de 

l’onduleur (𝑈𝑜𝑢𝑡), Courant au secondaire du transformateur 1 (𝐼1_1𝑟𝑚𝑠 = 11,70 𝐴), Courant total au secondaire 

des transformateurs (𝐼1_𝑡𝑜𝑡𝑟𝑚𝑠 = 23,36 𝐴), Tension composée du réseau (𝑈𝑔𝑟𝑖𝑑𝑟𝑚𝑠 = 407,58 𝑉).  
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4.5  Conclusion 

 Dans ce chapitre, les essais d’un convertisseur DC/AC réversible à base d’onduleurs de 

tension triphasés ont été présentés. Celui-ci a été raccordé au réseau triphasé 400 V.  

 Les premiers tests réalisés au LAPLACE ont permis de valider la bonne gestion de la 

précharge des condensateurs du bus DC ainsi que le bon fonctionnement des boucles de 

régulation des courants et des tensions des onduleurs. Compte tenu des moyens d’essais 

disponibles au laboratoire, nous avons pu tester le fonctionnement en mode STATCOM puis 

grâce à une méthode d’opposition, faire fonctionner les onduleurs dans les différents quadrants 

du plan P/Q. 

 Une deuxième phase expérimentale s’est déroulée sur la plateforme ZEUS de la SCLE, 

où nous avons pu utiliser une alimentation DC réversible. Ceci nous a permis de fonctionner 

dans différents quadrants du plan P/Q avec une puissance apparente totale pouvant atteindre 20 

kVA. Les configurations avec mise en série ou en parallèle des bus DC des onduleurs ont été 

testées. Les essais ont mis en évidence quelques points de vigilance. Il peut apparaitre des 

surtensions ou des surintensités sur les bras d’onduleurs lors des phases de précharge des 

condensateurs ou lors de l’enclenchement des commandes PWM. Par ailleurs la mise en place 

d’un découplage haute fréquence entre la source réversible et les bus DC s’est avérée 

indispensable. Enfin, compte tenu de la forme d’onde des tensions du réseau 400 V (amplitude 

élevée et distorsion harmonique) il n’a été possible d’atteindre des points de fonctionnement 

dans le quadrant 1 du plan P/Q qu’avec l’injection d’harmonique trois sur les modulantes de 

l’onduleur. La mise en place de cette commande a provoqué une forte distorsion harmonique 

des courants délivrés par les onduleurs dont nous n’avons pas eu le temps d’identifier l’origine. 
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Conclusion générale et 

perspectives 
 Dans un contexte de réduction des émissions de gaz à effet de serre avec le déploiement 

des énergies renouvelables et le report modal du transport de passagers de l’avion vers le train, 

l’étude d’un nouveau système d’électrification ferroviaire MVDC intégrant des panneaux 

solaires et du stockage d’énergie par batterie est tout à fait pertinent. Au-delà de l’utilisation 

des énergies renouvelables pour améliorer l’efficacité énergétique des lignes ferroviaires 

électrifiées en courant continu, la possibilité de réinjecter de la puissance pour soutenir le réseau 

public de transport d’électricité est rendu possible grâce à l’utilisation d’une structure de 

conversion AC/DC réversible. Ce concept de réseau ferroviaire intelligent a fait l’objet du projet 

RACCOR-D, porté par la SNCF et financé par BPI France. Ces travaux de thèse se sont 

déroulés dans le cadre de ce projet et plus particulièrement dans le lot 2 intitulé « Définition de 

l’architecture à mettre en place pour la connexion entre le bus interne MVDC et le Réseau de 

Transport d’Electricité » 

 Afin d’introduire les différentes problématiques développées dans ce manuscrit, un état 

de l’art portant sur les différents systèmes d’électrification ferroviaire utilisés en Europe a été 

exposé au début du Chapitre I. La comparaison entre les systèmes d’électrification a mis en 

avant les avantages d’une alimentation en courant continu et les bénéfices d’une augmentation 

de la tension caténaire. Ainsi, le déploiement d’un feeder MVDC permettrait de renforcer 

l’alimentation électrique des trains et par la même occasion d’intégrer des énergies 

renouvelables et des systèmes de stockage d’énergie électrique. En période de faible trafic, le 

système d’électrification ferroviaire pourrait injecter de la puissance sur le réseau de transport 

d’électricité, grâce à l’utilisation d’un convertisseur réversible. 

 Le deuxième chapitre de cette thèse a été consacré à la comparaison d’onduleurs de 

tension à bras trois niveaux susceptibles de réaliser une sous-station. Afin de respecter la plage 

de tension souhaitée, entre 7 kV et 10 kV, la solution retenue consiste à associer deux onduleurs 

à IGBT en série. Des modules de puissance ont ainsi pu être sélectionnés pour répondre aux 

différents niveaux de tension souhaités. Par la suite, une étude des pertes associées aux 

différentes topologies a été réalisée, à la fois de manière analytique sous Matlab et par 

simulation sous PLECS. Les résultats ont démontré les avantages de la topologie à onduleurs 

FC par rapport à la topologie à onduleurs ANPC en termes de puissance nominale. Ainsi, 

l’association de deux onduleurs FC permet d’atteindre un niveau de puissance de l’ordre de 6 

MW, ce qui est comparable à celui des sous-stations ferroviaires actuellement en service, 

lesquelles ne sont pas réversibles du fait de l’utilisation de redresseurs à diodes.  

 Nous nous sommes ensuite intéressés à une solution combinant deux onduleurs de 

tension à des redresseurs à diodes. Ainsi, le Chapitre III présente le fonctionnement de la sous-

station réversible pour le cas d’un feeder MVDC à 7 kV. Dans un premier temps, les différents 

modes de fonctionnement ont pu être abordés, introduisant ainsi les limites de la sous-station. 

Il a été décidé de rajouter en parallèle des onduleurs de tension un redresseur à diodes 

dodécaphasé. Ainsi, lorsque l’onduleur atteint sa limite en puissance en mode redresseur, le 

groupe redresseur à diodes entre en conduction, ce qui permet d’élargir la plage de 
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fonctionnement de la sous-station. Pour protéger le système en mode onduleur, un hacheur a 

été ajouté afin d’évacuer la puissance excédentaire. Par la suite, la stratégie de contrôle de la 

sous-station ainsi que les boucles de régulation ont été présentées en détail. Dans un second 

temps, une étude a été menée sur la tenue au court-circuit entre le feeder MVDC et le rail. 

L’ajout de diodes press-pack en parallèle du bus DC évite la casse des diodes des modules de 

puissance et rend l’utilisation d’un disjoncteur électronique rapide superflue. Enfin, l’étude a 

porté sur une solution de convertisseurs à base de carbure de silicium. La problématique liée 

aux courts-circuits a conduit à rendre l’onduleur de tension non réversible. Toutefois, une 

fonction de filtrage actif a été mise en œuvre afin de réduire les harmoniques générées par le 

groupe redresseur à diodes. En fin de chapitre, la conception d’un onduleur FC utilisant des 

modules MOSFET SiC a été envisagée. 

 La phase expérimentale décrite au quatrième chapitre a permis de valider le concept 

d’association de deux onduleurs de tension présenté au chapitre II. Ainsi, deux onduleurs 

fonctionnant avec un bus DC de 800 V ont été réalisés et raccordés au réseau triphasé 400 V 

par l’intermédiaire de transformateurs d’isolement qui sont dimensionnés pour une puissance 

de 10 kVA. Les premiers essais de raccordement au réseau électrique du LAPLACE ont permis 

de valider la stratégie de commande des onduleurs ainsi que la phase de précharge du bus DC. 

Dans un premier temps, le fonctionnement en mode STATCOM a rendu possible l’injection et 

l’absorption de puissance réactive au réseau. Ensuite, une méthode par opposition a été mise en 

œuvre, permettant de faire fonctionner les onduleurs dans les différents quadrants du plan P/Q.  

 Une deuxième phase d’essais s’est déroulée sur la plateforme expérimentale de la 

société SCLE. L’emploi d’une alimentation a permis aux deux onduleurs, raccordés en parallèle 

au niveau du bus DC, d’opérer dans les quatre quadrants, pour une puissance apparente totale 

de 20 kVA. Plusieurs points de fonctionnement ont été relevés au sein du cercle des puissances 

Active-Réactive. L’injection d’harmonique trois a été nécessaire afin d’atteindre tous les points 

de fonctionnement de l’onduleur. Enfin, les deux onduleurs ont été connectés en série en 

utilisant l’alimentation DC réversible en mode source de courant, ce qui a permis de doubler la 

tension totale du bus, atteignant ainsi 1 600 V. 

 Finalement, les travaux réalisés dans cette thèse ont démontré la faisabilité d’une 

solution de sous-station réversible MVDC combinant des onduleurs de tension avec des 

redresseurs à diodes. Toutefois, la mise en œuvre d’un démonstrateur à des puissances de 

plusieurs centaines de kilowatts n’avait pas été envisagée. Dans un phase ultérieure du projet 

RACCOR-D, il est prévu de réaliser un démonstrateur basé sur un onduleur de tension connecté 

en parallèle de redresseurs à diodes, conformément à la Figure IV-30. Pour les essais, qui seront 

réalisés sur la plateforme ZEUS de SCLE, la tension du réseau DC a été fixée à 1 750 V. 

L’onduleur de tension à bras deux niveaux, d’une puissance de 450 kW, sera réalisé avec des 

modules MOSFET SiC 3,3 kV / 800 A. Ainsi, les différents modes de fonctionnement de la 

sous-station, détaillés dans le Chapitre III, pourront être étudiés.  
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Figure IV-30. Test sur la plateforme ZEUS de SCLE – Association d’un onduleur de tension d’un groupe 

redresseur dodécaphasé. 

 A plus long terme, cet onduleur de tension pourrait être intégré sur le site de Lézignan-

Corbières en parallèle de la sous-station ferroviaire 1 500 V existante. Ceci dans le but 

d’exploiter le renvoi d’énergie électrique sur le réseau public triphasé à partir des batteries et 

des panneaux photovoltaïques qui seront installés sur site.  
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Annexe A : Modèle d’une sous-station 1 500 V 

simulée sous PLECS 

 La Figure A-1 présente la modélisation d’une sous-station ferroviaire 1 500 V réalisée 

à l’aide logiciel PLECS. 

 

Figure A-1. Modélisation d'une sous-station ferroviaire 1 500 V. 
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Annexe B : Expressions analytiques des pertes dans 

les semi-conducteurs d’un convertisseur ANPC et FC 

  B-1 Expressions analytiques des pertes pour l’ANPC 

 
 Les expressions des pertes peuvent être formulées pour la topologie ANPC. Dans un 

premier temps, les durées de conduction des semi-conducteurs sont présentées, comme montré 

ci-contre. 

• Si 𝑉(𝑡) ≥ 0 𝑒𝑡 𝑖𝑎𝑏𝑐(𝑡) < 0 : 𝑇2 et 𝐷1 commutent (complémentaires) ; 𝐷5 

conduit 

• Si 𝑉(𝑡) ≥ 0 𝑒𝑡 𝑖𝑎𝑏𝑐(𝑡) > 0 : 𝑇1 et 𝐷2 commutent (complémentaires) ; 𝑇5 

conduit 

• Si 𝑉(𝑡) < 0 𝑒𝑡 𝑖𝑎𝑏𝑐(𝑡) > 0 : 𝑇3 et 𝐷4 commutent (complémentaires) ; 𝐷6 

conduit 

• Si 𝑉(𝑡) < 0 𝑒𝑡 𝑖𝑎𝑏𝑐(𝑡) < 0 : 𝑇4 et 𝐷3 commutent (complémentaires) ; 𝑇6 

conduit 

 Ainsi, en adaptant les bornes d’intégration de l’Equation (II-4), il est possible d’en 

déduire les pertes par commutation pour la topologie ANPC. Contrairement au FC, les pertes 

ne sont pas réparties de manière homogène dans les transistors, il faut donc les différencier pour 

chacun des semi-conducteurs. Cependant, une symétrie existe entre les pertes des interrupteurs, 

c’est-à-dire que les pertes dans le transistor 𝑇1 sont égales à celles du transistor 𝑇4. Il en est de 

même pour les pertes dans 𝑇2 qui sont identiques à celles de 𝑇3 et enfin cette symétrie s’applique 

aussi sur 𝑇5 et 𝑇6. La même symétrie peut aussi être considérée pour les diodes du bras de 

l’ANPC. 

𝑃𝑇14
𝑐𝑜𝑛𝑑 =

𝑉𝐶𝐸,0 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

4𝜋
× 𝑀 × (sin(𝜑) + (𝜋 − 𝜑) × cos(𝜑))

+
𝑅𝐶𝐸 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2

6𝜋
× 𝑀 × (cos(𝜑) + 1)2 

(B-1) 

 

𝑃𝐷14
𝑐𝑜𝑛𝑑 =

𝑉𝐹,0 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

4𝜋
× 𝑀 × (sin(𝜑) − 𝜑 × cos(𝜑))

+
𝑅𝐹 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2

6𝜋
× 𝑀 × (cos(𝜑) − 1)2 

(B-2) 

 

𝑃𝑇23
𝑐𝑜𝑛𝑑 =

𝑉𝐶𝐸,0 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2𝜋
× (1 − cos(𝜑) −

𝑀

2
× (sin(𝜑) − 𝜑 × cos (𝜑))

+
𝑅𝐶𝐸 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2

2𝜋
× (

𝜑

2
−

sin(2𝜑)

4
−

𝑀

3
× (cos(𝜑) − 1)2) 

(B-3) 
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𝑃𝐷23
𝑐𝑜𝑛𝑑 =

𝑉𝐹,0 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2𝜋
× (1 + cos(𝜑) −

𝑀

2
× (sin(𝜑) + (𝜋 − 𝜑) × cos (𝜑))

+
𝑅𝐹 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2

2𝜋
× (

𝜋 − 𝜑

2
+

sin(2𝜑)

4
−

𝑀

3
× (cos(𝜑) + 1)2) 

(B-4) 

𝑃𝑇56
𝑐𝑜𝑛𝑑 =

𝑉𝐶𝐸,0 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2𝜋
× (cos(𝜑) + 1))

+
𝑅𝐶𝐸 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2

4𝜋
× 𝑀 × (𝜋 − 𝜑 +

sin(2𝜑)

2
) 

(B-5) 

 

𝑃𝐷56
𝑐𝑜𝑛𝑑 =

𝑉𝐹,0 × 𝐼𝑎𝑏𝑐

2𝜋
× (1 − cos(𝜑)) +

𝑅𝐹 × 𝐼𝑎𝑏𝑐
2

4𝜋
× 𝑀 × (𝜑 −

sin(2𝜑)

2
) (B-6) 

 

𝑃𝑇14
𝑠𝑤 = 𝑓𝑠𝑤 × (𝐸𝑜𝑛+𝑜𝑓𝑓) ×

1 + 𝑐𝑜𝑠(𝜑)

2𝜋
×

𝐼𝑎𝑏𝑐

𝐼𝑟𝑒𝑓
× (

𝑉𝑑𝑐

2 × 𝑉𝑑𝑐
) (B-7) 

 

𝑃𝐷14
𝑠𝑤 = 𝑓𝑠𝑤 × (𝐸𝑟𝑒𝑐) ×

1 − 𝑐𝑜𝑠(𝜑)

2𝜋
×

𝐼𝑎𝑏𝑐

𝐼𝑟𝑒𝑓
× (

𝑉𝑑𝑐

2 × 𝑉𝑑𝑐
) (B-8) 

 

𝑃𝑇23
𝑠𝑤 = 𝑓𝑠𝑤 × (𝐸𝑜𝑛+𝑜𝑓𝑓) ×

1 − 𝑐𝑜𝑠(𝜑)

2𝜋
×

𝐼𝑎𝑏𝑐

𝐼𝑟𝑒𝑓
× (

𝑉𝑑𝑐

2 × 𝑉𝑑𝑐
) (B-9) 

 

𝑃𝐷23
𝑠𝑤 = 𝑓𝑠𝑤 × (𝐸𝑟𝑒𝑐) ×

1 + 𝑐𝑜𝑠(𝜑)

2𝜋
×

𝐼𝑎𝑏𝑐

𝐼𝑟𝑒𝑓
× (

𝑉𝑑𝑐

2 × 𝑉𝑑𝑐
) (B-10) 

 

𝑃𝑇56
𝑠𝑤 = 𝑓𝑔𝑟𝑖𝑑 × (𝐸𝑜𝑓𝑓) ×

𝐼𝑎𝑏𝑐

𝐼𝑟𝑒𝑓
× 𝑠𝑖𝑛(𝜑) × (

𝑉𝑑𝑐

2 × 𝑉𝑑𝑐
) (B-11) 

  

 Où 𝑓𝑠𝑤  correspond à la fréquence de commutation et 𝑓𝑔𝑟𝑖𝑑  correspond à la fréquence du 

réseau, soit 50 Hz. Et 𝐸𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐 sont les énergies de commutation des semi-conducteurs, ces 

données sont indiquées dans la datasheet. L’angle 𝜑 correspond au déphasage entre 𝑖𝑎𝑏𝑐 et 𝑉. 

La tension de seuil du transistor et de la diode est mentionnée 𝑉𝐶𝐸,0 et 𝑉𝐹,0. Tandis que la 

résistance à l’état passant est indiquée 𝑅𝐶𝐸  et 𝑅𝐹 pour le transistor et la diode. Enfin, la 

profondeur de modulation est notée 𝑀. 

  B-2 Expressions analytiques des pertes pour le FC 

 
 Cette analyse peut aussi être étendue à la topologie FC. Une première étape consiste à 

représenter les durées de conduction des semi-conducteurs, comme indiqué ci-contre :  

• Si 𝑖𝑎𝑏𝑐(𝑡) ≥ 0 : 𝑇1 et 𝐷2 commutent (complémentaires) ; 𝑇3 et 𝐷4 commutent 

(complémentaires)  
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• Si 𝑖𝑎𝑏𝑐(𝑡) < 0 : 𝑇2 et 𝐷1 commutent (complémentaires) ; 𝑇4 et 𝐷3 commutent 

(complémentaires) 

 Les formules ci-dessous, permettent de calculer les pertes par conduction et par 

commutation pour le Flying Capacitor. Il convient de souligner que les pertes sont identiques 

pour chacun des transistors.  

𝑃𝑇
𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝑅𝐶𝐸 × (𝐼𝑎𝑏𝑐√

𝑀

24𝜋
(

3𝜋

𝑀
+ 8 × cos(𝜑)))

2

+ 𝑉𝐶𝐸,0 ×
𝐼𝑎𝑏𝑐

4𝜋
(2 +

𝑀

2
× cos(𝜑)) 

(B-12) 

 

𝑃𝐷
𝑐𝑜𝑛𝑑 = 𝑅𝐹 × (𝐼𝑎𝑏𝑐√

𝑀

24𝜋
(

3𝜋

𝑀
− 8 × cos(𝜑)))

2

+ 𝑉𝐹,0 ×
𝐼𝑎𝑏𝑐

4𝜋
(2 −

𝑀

2
× cos(𝜑)) 

(B-13) 

 

𝑃𝑇
𝑠𝑤 = 𝑓𝑠𝑤

𝑉𝐷𝐶 /2

𝑉𝑐𝑐

[
𝐼𝑎𝑏𝑐

2

4
(𝑎𝑜𝑛 + 𝑎𝑜𝑓𝑓) +

𝐼𝑎𝑏𝑐

𝜋
(𝑏𝑜𝑛 + 𝑏𝑜𝑓𝑓) +

1

2
(𝑐𝑜𝑛 + 𝑐𝑜𝑓𝑓)] (B-14) 

 

𝑃𝐷
𝑠𝑤 = 𝑓𝑠𝑤

𝑉𝐷𝐶 /2

𝑉𝑐𝑐

[
𝐼𝑎𝑏𝑐

2

4
𝑎𝑟𝑒𝑐 +

𝐼𝑎𝑏𝑐

𝜋
𝑏𝑟𝑒𝑐 +

1

2
𝑐𝑟𝑒𝑐] (B-15) 

 

Où 𝑉𝑐𝑐  correspond à la tension de blocage associée aux courbes 𝐸𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓/𝑟𝑒𝑐 ; 𝑓𝑠𝑤  est la 

fréquence de commutation et 𝑎𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓, 𝑏𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓 , 𝑐𝑜𝑛/𝑜𝑓𝑓  sont des coefficients obtenus à partir de 

l’expression analytique des courbes d’énergie des semi-conducteurs, ces données sont 

directement fournies dans la fiche technique des composants.   
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Annexe C : Modèle de simulation du groupe 

redresseur de 6 MW 

 Les caractéristiques de la sous-station présentées au Chapitre I ont été adaptées afin de 

correspondre au niveau de tension de cette étude. Le Tableau C-1 regroupe les différents 

paramètres de simulation de la sous-station ferroviaire à 7 kV. 

Tableau C-1. Paramètres de simulation du modèle da la sous-station ferroviaire à 7 kV. 

Réseau public triphasé 
Tension entre phases : 63 kV 

Puissance de court-circuit : 620 MVA 

Puissance nominale de la sous-station 6 MW 

Primaire du transformateur 

Tension simple : 36,37 kV 

Inductance de fuite : 122 mH 

Résistance du bobinage : 3,73 Ω 

Secondaire du transformateur (Δ) 

Tension à vide : 4 400 V 

Inductance de fuite : 1,2 mH 

Résistance du bobinage : 35,7 mΩ 

Secondaire du transformateur (Y) 

Tension à vide : 2 541 V 

Inductance de fuite : 0,4 mH 

Résistance du bobinage : 12,1 mΩ 

 

 

 

 

 

 



 

 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



 

 
 

 

 

 

 

 

 

 
 

 

 

 

 

 



Titre : Etude de topologies de convertisseurs pour l’interconnexion d’un système d’électrification ferroviaire à courant continu moyenne tension
et du réseau public de transport d’électricité.
Mots clés : Electronique de Puissance, Conversion AC/DC, Moyenne Tension
Résumé : En France, 28 % des émissions de gaz à effet de serre proviennent du transport des personnes. A titre de comparaison, les émissions
du transport ferroviaire par passager-kilomètre représentent en moyenne un cinquantième de celles du transport aérien. L’accroissement du
trafic ferroviaire est donc le meilleur moyen de réduire les déplacements en avion sur les courtes et moyennes distances. Aujourd’hui, les lignes
électrifiées en courant continu sont pénalisées par leur niveau de tension relativement bas, 1,5 kV ou 3 kV selon les pays. Pour des niveaux de
puissance de quelques MW, les courants absorbés par les trains sont de plusieurs kA.



Des travaux antérieurs ont conduit à proposer un renforcement du système d’électrification existant par des transformateurs électroniques
alimentés par un feeder MVDC déployé le long de la ligne ferroviaire. Une partie de l’énergie électrique destinée à l’alimentation des trains
transite alors par le feeder MVDC et permet de diminuer le courant dans la caténaire et de réduire ainsi les pertes. Le projet RACCOR-D (Réseau
ferroviaire À Courant COntinu intelligent pour le veRdissement De l’énergie électrique) dans lequel s’est positionné ce travail de thèse a été
financé dans le cadre du programme France 2030. Celui-ci repose sur l’utilisation du feeder MVDC pour interconnecter des sources d’énergie
renouvelable et des systèmes de stockage d’énergie électrique avec le système d’électrification ferroviaire. Lors des périodes de faible trafic, ce «
smart-grid ferroviaire » peut alors fournir de la puissance au réseau public de transport d’électricité à condition que les sous-stations
d’alimentation du feeder MVDC soient équipées de convertisseurs réversibles.



Le premier chapitre de cette thèse présente le principe de l’électrification ferroviaire et détaille les différents systèmes utilisés en Europe. Une
attention particulière est portée sur l’élévation de la tension DC. Par la suite, le principe des sous-stations réversibles est introduit.



Le deuxième chapitre présente une comparaison entre différentes topologies d’onduleurs trois niveaux susceptibles de réaliser la sous-station
réversible alimentant le feeder MVDC. Compte du niveau de tension souhaité, entre 6 kV et 9 kV, une association série de deux onduleurs à IGBT
est retenue. Une étude analytique portant sur le calcul des pertes est effectuée pour les topologies ANPC (Active Neutral Point Clamped) et FC
(Flying Capacitor). Les limites de fonctionnement des onduleurs sont alors calculées et comparées. Les différents résultats amènent à retenir la
topologie FC.



Le troisième chapitre est consacré au fonctionnement de la sous-station réversible qui sera basée sur une association de redresseurs à diodes et
d’onduleurs de tension FC. Une analyse du comportement dynamique de la sous-station est effectuée. Par la suite, une étude sur la tenue au
court-circuit entre le feeder MVDC et le rail est menée. Une solution est alors proposée afin de garantir la robustesse au court-circuit sans avoir à
utiliser un disjoncteur électronique rapide. Enfin, la possibilité de mise en œuvre de modules de puissance à base de carbure de silicium est
examinée. Grâce à une fréquence de commutation élevée, les onduleurs de tension sont alors utilisés pour faire du filtrage actif des courants
absorbées par les redresseurs à diodes.



Le dernier chapitre de cette thèse concerne la conception d’un démonstrateur à échelle réduite. La connexion au réseau triphasé 400 V de deux
onduleurs de tension, d’une puissance de 10 kVA chacun et opérant avec un bus DC de 800 V, est présentée. La mise en série de ces onduleurs
permet de fonctionner sous une tension continue de 1 600 V pour une puissance apparente totale de 20 kVA. Différentes configurations sont
alors testées dans le but de faire fonctionner les onduleurs dans les quatre quadrants du plan puissance Active-Réactive.



Une conclusion générale et des perspectives concluent ce mémoire.

Title: Study of converter topologies for the interconnection of a medium voltage direct current railway electrification system and the public
electricity transmission network.
Key words: Power Electronics, AC/DC converter, Medium Voltage
Abstract: In France, 28 % of greenhouse gas emissions come from passenger transportation. By comparison, emissions from rail transport per
passenger-kilometer represent on average one-fiftieth of those from air transport. Increasing rail traffic is therefore the best way to reduce air
travel over short and medium distances. Nevertheless, since rail is the most electrified transport sector, the increase in traffic must be
accompanied by improvements in the energy efficiency of its power supply system. Today, DC overhead lines are penalized by their relatively
low voltage levels, 1.5 kV or 3 kV depending on the country. For power levels of few MW, the currents drawn by trains reach several kA.



Previous work led to the proposal of reinforcing the existing electrification system with solid state transformers powered by an MVDC feed-wire
deployed along the railway line. Part of the electrical energy intended to supply the trains is transmitted through the MVDC feed-wire, thereby
reducing the current in the contact line and consequently decreasing losses. The RACCOR-D project (Réseau ferroviaire À Courant COntinu
intelligent pour le veRdissement De l’énergie électrique), within which this PhD work is situated, was funded under the France 2030 program. It
is based on the use of the MVDC feed-wire to interconnect renewable energy sources and electrical energy storage systems with the railway
electrification system. During periods of low traffic, this “railway smart grid” can then supply power to the AC public grid, provided that MVDC
feed-wire substations are equipped with reversible converters.



The first chapter of this thesis presents the principle of railway electrification and details the different system use in Europe. Particular attention
is given to the increase of the DC voltage. Subsequently, the principle of reversible substations is introduced.



The second chapter presents a comparison between different three-level inverter topologies that could be used to implement the reversible
substation supplying the MVDC feed-wire. Given the desired voltage level, between 6 kV and 9 kV, a series connection of two IGBT-based
inverters is selected. An analytical study of loss calculation is carried out for the ANPC (Active Neutral Point Clamped) and FC (Flying Capacitor)
topologies. The operating limits of the inverters are then calculated and compared. Finally, a study on the choice of the switching frequency is
highlighted in order to analyze its impact on the power delivered by the inverter and the filtering elements. The various results lead to the
selection of the FC topology.



The third chapter is dedicated to the operation of the reversible substation, which will be based on combination of diode rectifiers and FC
voltage-source inverters. The different control loops are detailed. A dynamic behavior analysis of the substation is carried out in order to
highlight its various operating modes. Subsequently, a study on short-circuits withstand capability between the MDVC feed-wire and the rail is
conducted. A solution is then proposed to ensure short-circuit robustness without the need for fast electronic circuit breaker. Finally, the
feasibility of using silicon carbide-based power modules is examined. Thanks to a high switching frequency, the voltage-source inverters are
then used to perform active filtering of the currents draw by the diode rectifiers.



The final chapter of thesis deals with the design of a reduced-scale demonstrator. The connection to the 400 V three-phase grid of two voltage-
source inverters, each rated at 10 kVA and operating with an 800 V DC bus, is presented. Connecting these inverters is series makes it possible
to operate under a DC voltage of 1,600 V for a total apparent power of 20 kVA. Various configurations are then tested with the aim of operating
the voltage inverters in all four quadrants of the Active-Reactive power plane.



A general conclusion and future perspectives close this dissertation.
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