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INTRODUCTION 

Les véhicules hybrides et électriques sont actuellement en plein développement grâce 
à l’exigence de la diminution des émissions de CO2 pour satisfaire des normes de plus en plus 
contraignantes. En France et en Europe, les nouvelles technologies sur les véhicules hybrides 
et leurs équipements font l’objet de nombreuses recherches. Pour cela, plusieurs programmes 
ont été lancés dans ce domaine dont le Programme de Recherche et D’Innovation dans les 
Transports terrestres (PREDIT). Le projet Machine Electriques et Electronique Intégrée 
(MEEI) a pour but de développer de nouvelles machines électriques pour les applications aux 
véhicules hybrides. MEEI regroupe plusieurs partenaires institutionnels (SATIE – ENS de 
Cachan, LGEP, LEC – UTC, etc.) et industriels (Valeo, Leroy Somer). Notre mission au 
SATIE est de développer de nouvelles machines électriques de type synchrone à aimants 
permanents pour ces applications. Le cahier des charges MEEI est représenté sous forme de 
cycles de fonctionnement correspondant aux différents usages du véhicule tels que 
l’application urbaine ou routière. 

 

Les machines synchrones à aimants permanents (MSAP) sont utilisées dans plusieurs 
applications aux véhicules hybrides. Pourtant, en analysant l’état de l’art sur ce sujet, nous 
nous sommes aperçus que la quasi-totalité des études concernent les performances de ces 
machines uniquement sur quelques points particuliers d’un cycle de fonctionnement du 
véhicule tels que le point de base, le point à grande vitesse ou le point le plus sollicité (Figure 
0.1). De plus, les modèles électromagnétiques de machines électriques (modèle du couple, 
modèles de pertes, etc.) ont été construits pour le calcul d’un seul point particulier du cahier 
des charges.  

 

 

Figure 0.1. Caractéristique résumée couple-vitesse d’un cycle de fonctionnement 

 

Mais la caractéristique requise des machines électriques utilisées pour les applications 
aux véhicules hybrides est représentée par un cycle de fonctionnement. Ce cycle se compose 
souvent en des centaines de points durant le temps (Figure 0.2). C’est à dire que ces machines 
électriques fonctionnent à différents couples et à différentes vitesses.  

 

Alors, il est nécessaire de disposer : 

• De modèles électromagnétiques qui peuvent modéliser les MSAP et être 
appliqués sur l’ensemble d’un cycle de fonctionnement. 

C 

N 

Point de base 

Point le plus sollicité 

Point à grande vitesse 



 

Introduction 

 

 2 

• De méthodes de calcul des performances des machines électriques sur un cycle 
donné, notamment l’estimation des pertes et des courants. 

• Ces modèles et méthodes doivent être applicables à différentes méthodes 
d’optimisation existantes des machines électriques. 
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Figure 0.2. Caractéristique requise d’une machine électrique pour une application 
véhicule hybride 

 

L’objectif de ces travaux de thèse est donc de proposer et de développer ces modèles 
et les méthodes de calcul associées. Nous allons développer les méthodes de calcul des pertes 
cuivre et des pertes magnétiques dans les machines à aimants permanents sur cycle en prenant 
en compte le défluxage électronique et la non-linéarité magnétique. Suite à une validation 
expérimentale de ces modèles, nous allons les appliquer dans une méthode d’optimisation 
pour rechercher des machines optimales sur l’ensemble du cycle de fonctionnement donné. 
Les impacts de ces différents modèles de pertes sur l’optimisation sur cycle des machines 
seront étudiés et l’intérêt de chaque modèle sera présenté. Afin de mieux comprendre ces 
travaux, nous commençons par présenter chaque chapitre. 

 

Le premier chapitre présente le contexte de l’étude et le choix des machines 
électriques utilisées pour ces applications : machines synchrones à aimants permanents. Ces 
machines ont été choisies pour plusieurs avantages tels que le couple massique et la puissance 
massique élevés, un contrôle simple et un bon transfert thermique grâce au rotor non-bobiné, 
etc.  

 

Des modèles de pertes dans les MSAP utilisés sont ensuite présentés. En analysant ces 
modèles dans le contexte de l’optimisation des machines électriques sur l’ensemble d’un 
cycle de fonctionnement, nous avons choisi le modèle de pertes fer proposé dans la thèse 
[1.96] pour construire les méthodes de calcul de pertes moyennes sur cycle dans les deux cas : 
pertes fer à vide et pertes fer en charge. 

 

Nous présenterons les quatre machines synchrones à aimants permanents choisies. Ce 
sont deux machines synchrones à concentration de flux et à encochage entier (MSCF 12-8 et 
MSCF 48-8), une machine synchrone à concentration de flux et à encochage fractionnaire 
(MSCF 12-16) et une machine synchrone à aimants en surface (MSAP 48-8). Les 
configurations des MSCF seront développées à partir du rotor breveté par Leroy Somer 
[1.104]. Les autres machines sont développées dans le but d’étudier les impacts du type de 
bobinage et du positionnement des aimants, sur les performances des machines. 
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Les premières performances comparatives des machines : flux à vide, densité de flux, 
couple moyen et couple de détente, couple moyen/pertes cuivre, ainsi que l’influence de 
quelques paramètres géométriques et magnétiques sont présentées. Nous définissons à la suite 
de cette étude les intervalles de ces variables liés au problème d’optimisation. 

 

Le deuxième chapitre présente le développement des modèles et la modélisation des 
pertes cuivre et des pertes fer dans les MSAP.  

 

Dans le calcul des pertes cuivre moyennes sur un cycle de fonctionnement, nous allons 
les séparer en deux parties : pertes cuivre dues au courant de l’axe q, Iq, qui est supposé d’être 
la source essentielle afin de créer le couple et pertes cuivre dues au courant de l’axe d, Id, qui 
est supposé d’être la source principale pour défluxer les machines pour atteindre des vitesses 
supérieures à la vitesse de base. Ces deux hypothèses permettent d’identifier les contributions 
des pertes cuivre, notamment les pertes cuivre dues au défluxage dans l’ensemble des pertes 
dans la machine. 

 

Ensuite, nous proposons trois modèles de calcul des pertes fer : le modèle simple en 
supposant que l’induction est sinusoïdale dans toutes les subdivisions de calcul ; le modèle 
intégral permettant de tenir compte des composantes harmoniques de l’induction ; et le 
modèle « modèle des valeurs moyennes » développé mathématiquement à partir du modèle 
intégral. L’originalité de ces développements sous forme de modèles polynomiaux est d’offrir 
la possibilité de calculer les valeurs moyennées sur l’ensemble du volume total, puis la 
possibilité de calculer les pertes fer à vide et en charge sur un cycle donné. Les performances 
sur cycle des quatre machines de référence sont comparées afin de pouvoir identifier et 
vérifier des ordres de grandeurs sur chaque cycle. 

 

Le troisième chapitre présente une validation expérimentale des modèles présentés 
dans le deuxième chapitre. Suite aux premières études comparatives, deux prototypes de 
MSCF 12-8 et de MSCF 12-16 ont été fabriqués par Leroy Somer. Les mesures sont réalisées 
sur un banc d’essai monté au laboratoire SATIE comprenant un autotransformateur, un 
variateur de vitesse, une machine asynchrone accouplée avec une machine synchrone (un des 
deux prototypes), un onduleur de tension ainsi que les moyens de mesure comme le montage 
balance (mesure du couple), oscilloscope (mesure des tensions et des courants), etc.  

 

Quant aux deux hypothèses indiquées ci-dessus (le couple ne dépend que du courant Iq 
et la vitesse supérieure à la vitesse de base est atteinte par l’injection du courant Id), les essais 
montreront qu’il est suffisant d’injecter un courant de l’axe q, Iq, pour avoir un couple en 
minimisant les pertes cuivre. Ainsi, le défluxage électronique par l’injection du courant dans 
l’axe d, Id, selon le modèle proposé, permettra de minimiser les pertes cuivre pour atteindre 
une vitesse donnée supérieure à la vitesse de base. 

 

Quant aux pertes fer, les comparaisons modèles-essais sont effectuées dans les trois 
cas : pertes fer à vide sans courants ; pertes fer à vide avec 0≠dI  mais Iq = 0 et enfin pertes 

fer en charge (avec 0 , ≠qd II ). Ces comparaisons ont pour but de valider les modèles de 
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pertes fer dans différents cas et de trouver des explications raisonnables quant aux différences 
entre modèles et essais. 

 

Le quatrième chapitre présente l’application des modèles de pertes à une méthode 
d’optimisation des machines électriques sur un cycle de fonctionnement donné, NSGA-II, en 
utilisant les modèles des pertes fer à vide et en charge. Les pertes prises en compte dans les 
calculs sont les pertes cuivre en tenant compte du défluxage et les pertes fer avec ou sans 
défluxage. 

 

Le NSGA-II a été choisi parce que c’est une méthode d’optimisation stochastique avec 
des algorithmes génétiques qui offre une étude multi-objectif, une possibilité des contraintes, 
un bon maintien des résultats et qui a été utilisé et appliqué à plusieurs études dans notre 
équipe. 

 

A partir des premières études paramétriques dans le premier chapitre, nous allons 
définir les variables, les fonctions objectifs, ainsi que les contraintes pour assurer la faisabilité 
et la fiabilité des solutions optimales. Les résultats d’optimisation indiqués sous forme des 
fronts de Pareto ont pour but de : 

• Minimiser les pertes moyennes sur cycle 

• Minimiser la valeur du courant efficace au point de base 

 

Des analyses et des comparaisons des machines optimisées pour chaque cycle de 
fonctionnement et pour l’ensemble des trois cycles sont effectuées. Ainsi, les machines qui 
offrent les meilleures performances parmi les quatre machines choisies, selon cette étude, 
seront présentées. Ensuite, nous allons étudier les impacts des modèles de pertes sur les 
résultats d’optimisation sur cycle. Cela concerne les pertes fer, le temps de calcul, les ordres 
de grandeur des paramètres optimaux et l’efficacité de chaque modèle, etc. 

 

Enfin, nous finirons ce rapport de thèse par une conclusion générale sur l’ensemble 
des modèles et des méthodes proposés, des essais, des applications et des perspectives suite 
aux résultats obtenus. 
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I.1. Introduction 

Nous entendons parler partout de la pollution, du développement durable, des énergies 
renouvelables, de la réduction d’émissions de CO2, de l’économie de l’énergie, etc. 
L’énergie devient de plus en plus précieuse car les besoins énergétiques augmentent sans 
cesse, notamment en Chine et aux Etats-Unis, deux des plus grands consommateurs au 
Monde [1.1]. 

 

En France, le secteur des transports est aujourd'hui le premier consommateur de 
produits pétroliers, loin devant le secteur résidentiel-tertiaire (respectivement 68% et 20,5% 
de la consommation finale de produits pétroliers en 2006). Sa consommation énergétique a 
pratiquement doublé en volume entre 1973 et 2006 (+96%) et a augmenté d'environ 20% 
depuis 1990. Le transport routier, voyageurs et marchandises, représente 80% de la 
consommation d'énergie de l'ensemble des transports en France [1.2]. Le secteur des 
transports est le premier émetteur de CO2  (34% des émissions de CO2) avec plus de 141 
millions de tonnes des émissions de CO2 en France en 2005 devant le secteur 
résidentiel/tertiaire/agriculture (102 millions de tonnes) (Format CCNUCC – Convention 
Cadre des Nations Unies sur les Changements Climatiques [1.3]). Le transport routier 
représente à lui seul plus de 131 millions de tonnes de CO2 émis en France en 2005, soit une 
augmentation de 18% depuis 1990 [1.2].  

 

« Face à la nécessité de réduire ces émissions, les véhicules hybrides sont aujourd’hui 
une alternative crédible, et sont d’ores et déjà commercialisés malgré les contraintes 
intrinsèques liées à la double motorisation et au surcoût des équipements » [1.4]. Ce qui 
conduit les chercheurs et les industriels à rechercher toujours et à développer de nouvelles 
technologies de machines électriques combinées avec un moteur thermique pour répondre à 
ces challenges de diminuer la consommation d’énergie dans les véhicules et les émissions de 
CO2. Il s’agit d’une question cruciale en France. « Le gouvernement français encourage de 
plus en plus au développement de produits moins polluants. La preuve en est que 46% des 
ventes de voitures neuves en France en 2004 émettent moins de 140 g de CO2 par km » [1.2]. 
Depuis une dizaine année, le gouvernement français encourage les recherches dans ce 
domaine par des projets nationaux, européens et internationaux dont le PREDIT 
(Programmes de Recherche et D’Innovation dans les Transports Terrestres) est un projet 
important. Notre étude est comprise dans ce projet pour la branche MEEI – Machines 
Electriques et Electronique Intégrée. 

  

Dans ce chapitre, nous nous intéressons à passer en revue de manière synthétique le 
développement de la traction hybride électrique dans le contexte de notre étude. Ensuite, 
nous présenterons un état de l’art sur les technologies de machines existantes pour cette 
application en vue d’une optimisation. 

 

Une présentation plus détaillée sur les modèles électromagnétiques des machines 
électriques dont les modèles de pertes sera présentée. Suivi par une revue sur les 
méthodologies d’optimisation des machines électriques, nous finirons ce chapitre en 
positionnant notre étude. 
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I.2. Traction hybride électrique : une filière en plein développement 

« Les véhicules hybrides électriques (VHE) sont de plus en plus répandus pour un 
certain nombre de raisons, surtout l'économie de carburant et la réduction des émissions de 
CO2. A l’aide de la combinaison d’un moteur à combustion interne classique (MCI) avec la 
technologie de propulsion électrique, les VHE deviennent plus performants que les véhicules 
énergivores d'antan » [1.4]. 

 

« Un VHE utilise à la fois un moteur électrique et un moteur à combustion interne ou 
microturbine pour propulser le véhicule. Un hybride est conçue pour capter l'énergie qui est 
normalement perdue au freinage et en descente pour recharger les batteries, qui à son tour 
alimentent le moteur électrique » [1.5]. 

 

 

Figure I.1.  Principe d’un VHE 

 

Les VHE possèdent plusieurs avantages [1.5] : 

 

• La consommation de carburant et des émissions d'échappement réduites 

• Meilleurs performances et rendement d’utilisation du carburant 

• Baisse des coûts d’utilisation 

• Récupération de l'énergie cinétique lors des phases de freinage 

 

« La première automobile hybride essence-électricité dans le monde a été développée 
en 1900 par Ferdinand Porsche (Figure I.2) [1.6]. Mais il a fallu le lancement de la Prius en 
1997 par Toyota pour une commercialisation à grande échelle des VHE [1.7]. Avec une 
consommation économique de carburant estimée à 4,5l/100km en ville et à 5,2l/100km sur la 
route, associée à la hausse des prix de l’essence, ce premier VHE a été bien accueilli par les 
utilisateurs. La plupart, sinon tous les grands constructeurs ont rapidement emboîté le pas et 
les ventes mondiales de VHE sont montées en flèche » [1.4]. 
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Figure I.2.  Premier véhicule hybride (Porsche)  

 

Ces dernières années, les constructeurs automobiles développent de plus en plus des 
modèles de voitures hybrides. Elles sont présentées dans plusieurs salons auto dans le 
Monde et elles sont toujours les plus plébiscitées non seulement par les constructeurs mais 
aussi par les citoyens qui s’intéressent de plus en plus à l’écologie. Voici quelques noms de 
modèles emblématiques : Prius, Highlander, Camry, Corolla de Toyota, Civic, CR-Z 
Hybride de Honda, Volkswagen Touareg II, BMW ActiveHybrid X6, BMW Série 7 Active 
Hybride, Peugeot 308 HDi, Chevrolet Volt, Mercury Milan Hybride, Lexus RX450h, 
Mercedes S400 blue Hybrid, etc.… [1.8]. 

 

Avec la plupart des grands constructeurs automobiles produisant maintenant des 
VHE, il y a plusieurs choix de types d'entraînement, chacun avec des avantages distincts 
pour le consommateur. Il existe différentes structures : hybrides parallèle, hybrides série, 
hybrides série-parallèle, hybrides complets et hybrides légers [1.4-1.5], [1.8-1.14] : 

 

• La solution parallèle utilise le moteur électrique et/ou le MCI ou microturbine 
pour propulser le véhicule (Figure I.3.a). Ils peuvent participer à la traction du 
véhicule conjointement ou séparément car les flux énergétiques provenant des 
deux sources arrivent en parallèle aux roues. Plusieurs variations ont été étudiées, 
comme l’architecture parallèle simple arbre, parallèle double arbre, parallèle à un 
ou deux embrayages [1.15]. Dans une architecture hybride parallèle, la machine 
électrique est généralement utilisée en traction à faible vitesse, ou à très grande 
accélération pour assister le moteur thermique.  

 

• La solution série utilise le moteur électrique pour fournir la puissance (Figure 
I.3.b). Dans l’architecture hybride série, le MCI est mécaniquement découplé des 
roues et directement lié à une génératrice électrique via une jonction mécanique. 
Ce système est équivalent à un groupe électrogène produisant de l’électricité. Les 
machines de traction généralement utilisées sur ces véhicules permettent de 
produire des couples élevés à bas régime mais limitent généralement la vitesse du 
véhicule. L’architecture hybride série est donc souvent utilisée dans des bus et 
dans d’autres véhicules professionnels urbains (Microbus Gruau). 
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Type Schéma Avantages Inconvénients 
Véhicules 

commercialisés 

Parallèle 

(a) 

 

Mode tout 
électrique 

Bon 
rendement 

Récupération 
au freinage 

MCI débrayé 

Rupture de 
couple lors 

des 
chargements 
de rapports 

Insight 

Civic 

Tino 

Série 

(b) 
 

Moins 
polluant 

Relative 
facilité de 
commande 

Faible 
rendement 

global 

ME de taille 
importante 

Coût élevé 

Approprié au 
bus 

Microbus 
Gruau  

Chevrolet Volt 

Série-
Parallèle 

(c) 
 

Combine des 
avantages 

des solutions 
Série et 
Parallèle 

Complexité de 
commande 

Coût élevé 

Prius 

Lexus 

 

Figure I.3.  Les trois principales architectures d’hybridation [1.10] 

RES : Réservoir, GE : Génératrice, MCI : Moteur thermique, EMB : Embrayage 

BAT : Batterie, ME : Moteur électrique, TP : Train planétaire 

 

• La solution série-parallèle (Figure I.3.c) partage les nombreuses caractéristiques 
de la solution série et de la solution parallèle, qui permet une efficacité 
énergétique globale supérieure. Une architecture série-parallèle appelée encore à 
dérivation de puissance, combine les modes de fonctionnement et les avantages 
des deux architectures série et parallèle. La plus connue des architectures 
hybrides série/parallèle est celle de la Toyota Prius. Cette dernière utilise une 
première machine électrique qui permet d’amener le moteur sur ses meilleurs 
points de rendement, une deuxième machine participe à la traction. Les 
architectures hybrides série/parallèle nécessitent au moins deux machines 
électriques en plus du moteur thermique ce qui les rend couteuses. Elles sont 
généralement plus difficiles à commander en raison de leur complexité 
mécanique mais les degrés de libertés disponibles pour la commande doivent 
permettre d’obtenir potentiellement de meilleures performances énergétiques et 
environnementales. 
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• Les hybrides complets sont capables d'utiliser seulement le MCI, seulement les 
batteries ou une combinaison des deux. La possibilité de basculer entre les 
sources d'énergie ainsi que le partage leur ajoute de la complexité dans la 
conception de l’hybride intégral. 

Depuis peu de temps sont apparus des VHE « plug-in ». C’est un véhicule hybride 
qui utilise des batteries rechargeables, ou un autre périphérique de stockage de l'énergie, qui 
peut être restauré à pleine charge en connectant une prise à une source d'alimentation 
électrique extérieure. Ils sont donc appelés VHE rechargeables. La Toyota Prius Hybride 
Plug-in par exemple. Profitant de l'électricité dans la maison nous pouvons charger la 
batterie alors que le véhicule est stationné dans le garage [1.4]. 

 

I.3. Machines électriques utilisées pour les véhicules hybrides 

Dans le système de propulsion des VHE, le moteur électrique joue un rôle important 
en décidant du niveau d’hybridation pendant l’utilisation du véhicule. Il est le point essentiel 
pour obtenir des performances d’un VHE. En effet, les constructeurs automobiles 
encouragent la recherche sur des technologies de machines électriques de grand rendement, à 
faible coût, qui combinées avec le moteur thermique rendent les véhicules moins polluants. 
Les machines électriques sont une des technologies clés pour atteindre cet objectif. 

I.3.1. Spécifications des machines électriques pour les VHE 

Les caractéristiques principales d’une machine électrique pour l’application traction 
sont les suivantes [1.12], [1.16] : 

• Densités de couple et de puissance élevées 

• Couple élevé au démarrage, à basses vitesses et au freinage, et grande 
puissance à grandes vitesses 

• Large bande de vitesse, avec une région de puissance constante atteignant 3-4 
fois de la vitesse de base 

• Rendement élevé sur les larges bandes de vitesse et de couple, y compris le 
fonctionnement à faible couple 

• Capacité de surcharge, généralement deux fois le couple de base pendant un 
court temps 

• Fiabilité et robustesse appropriées à l’environnement du véhicule 

• Coût acceptable 

En plus, un bruit acoustique réduit et une faible ondulation de couple sont des 
considérations de conception importantes. Particulièrement, les machines électriques 
utilisées pour l’application VHE doivent fonctionner en régime moteur ainsi qu’en régime 
générateur. 

Pour répondre à ces caractéristiques, plusieurs technologies de machines électriques 
ont été étudiées et/ou utilisées: machines à courant continu (DC), machines à courant 
alternatif (AC) synchrones ou asynchrones, etc. 

Les machines à courant continu sont alimentées par une source d’énergie continue 
telle qu’une batterie via des convertisseurs DC/DC. Elles sont relativement faciles à 
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commander et leur coût est parmi les plus avantageux. Les machines à courant alternatif 
nécessitent l’utilisation de convertisseurs DC/AC pour être alimentées par des batteries. Cela 
rend leur utilisation plus chère. Pourtant, elles ont une puissance massique et un rendement 
plus élevés que les machines DC. C’est pour ces raisons que les machines AC sont de plus 
en plus présentes dans les applications automobiles et surtout dans les véhicules hybrides. 
Les auteurs [1.16-1.20] présentent les différences entre ces technologies de machines 
électriques : machine à courant continu (MCC), machine asynchrone (MAS), machine 
synchrone à rotor bobiné (MSRB), machine synchrone à aimants permanents (MSAP), 
machine à réluctance variable (MRV), etc. 

La (Figure I.4) présente quelques véhicules hybrides commercialisés en précisant leur 
type de machines électriques. Bien qu’il y ait plusieurs technologies de machines électriques 
utilisées pour ces applications, les recherches de nouvelles technologies se développent. 
C’est pourquoi, pour chaque nouvelle technologie de machines électriques associées, une 
nouvelle génération de véhicule est produite. Nous souhaitons donc faire une analyse plus 
détaillée sur l’utilisation de différentes technologies de machines électriques pour les VHE. 

 

          

Figure I.4.  Machines électriques adoptées par les VHE commercialisés [1.20] 

 

MRV 

MSAP 

MSAP 

MSAP 

MAS 

MAS 

MAS 
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I.3.2. Machines synchrones 

Pour les machines synchrones, il existe deux types : machines synchrones à rotor 
bobiné (MSRB) et machines synchrones à aimants permanents (MSAP). 

• La structure d’une MSRB est connue depuis longtemps, impliquant un stator 
polyphasé et un rotor bobiné alimenté en courant continu, avec ou non une 
saillance. Le flux inducteur est bien entendu réglable, par le courant du rotor, ce 
qui donne à la machine beaucoup d'ajustements ou des comportements possibles. 
Mais il reste le problème d'alimentation des enroulements du rotor en courant 
continu. Les balais peuvent être utilisés, mais ne sont généralement pas acceptés 
pour des problèmes d'entretien. Par ailleurs, une machine auxiliaire (excitatrice) 
avec des diodes de roues libres peut être utilisée, conduisant à une solution sans 
balais, mais cette solution impacte négativement la compacité et le coût [1.16]. 

 

• « Les MSAP ont été essentiellement développées depuis l’introduction de 
nouveaux aimants Nd-Fe-B fin 1983 » [1.21].  Depuis, les MSAP ont été de plus 
en plus utilisées dans différentes applications en raison de nombreux avantages, 
notamment un haut rendement, une bonne compacité, poids et volume réduits, un 
couple élevé, de bonnes conditions du transfert thermiques et un contrôle simple 
grâce au rotor sans bobines, qui sont de bons candidats pour des applications 
exigeant une densité de puissance et un rendement élevés tels que les VHE [1.20], 
[1.22]. Il existe plusieurs manières de positionnements des aimants, d’où les 
différents types de MSAP (Figure I.5). 

La structure la plus utilisée et la plus connue est la MSAP en surface (Figure 
I.5.a). Elle est ainsi étudiée et utilisée fréquemment pour les applications VHE 
[1.22-1.33]. Pour cette structure, nous ne pouvons pas négliger des inconvénients 
comme l’ondulation du couple élevée, la capacité de défluxage faible, etc. 
Pourtant, les MSAP en surface à encochage fractionnaire (avec le nombre 
d’encoches par pôle et par phase fractionnaire) sont le sujet de ces dernières 
recherches (Figure I.5.b). Elles fournissent intrinsèquement un faible couple de 
détente, un rendement élevé et une densité de puissance élevée, ainsi qu’une 
meilleure capacité de défluxage et de meilleures performances de tolérances aux 
défauts. En revanche, elles peuvent avoir des pertes par courants de Foucault, 
dans les aimants, élevées [1.27-1.31]. 

 

Les autres types de MSAP sont souvent étudiés et utilisés pour les VHE tels dont 
MSAP à aimants enterrés [1.34-1.41] (Figure I.5.c), machine synchrone à concentration de 
flux [1.42-1.46] (Figure I.5.d), machine synchrone à commutation de flux [1.47] (Figure 
I.5.e), machines synchrones à double excitation MSDE (l’une par bobines, l’autre par 
aimants) [1.48-1.53] (Figure I.5.f), les machines à flux axial [1.54-1.57], les machines 
linéaires [1.58], le quatre-quadrant (4QT) [1.59-1.63], etc.… 

 

Au vu des contraintes spécifiques liées à la traction hybride et aux comportements 
inhérents à chaque type de machine, nous orientions notre choix vers les machines 
synchrones à aimants permanents pour des raisons de performances électromagnétiques et de 
rendement. 
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            (a) Aimants en surface              (b) MSAP à encochage fractionnaire 

                 

(c) Aimants enterrés                       (d) Concentration de flux 

                 

(e) Commutation de flux                   (f) MS à double excitation 

Figure I.5.  Différents types de machines synchrones à aimants permanents 

 

I.3.3. Machines synchrones à concentration de flux 

Les machines synchrones à concentration de flux (MSCF) à bobinage concentré que 
nous étudions dans cette thèse (Figure I.5.d), offrent des performances intéressantes pour ces 
applications. En agissant sur la hauteur des aimants et sur la surface d’un pôle magnétique, il 
est possible d’obtenir une induction magnétique dans l’entrefer plus importante que dans 
l’aimant. On parle alors de la concentration de flux. Contrairement aux structures de MSAP 
ou à aimants enterrés où l’aimantation était radiale, l’aimantation d’une structure à 
concentration de flux est ortho-radiale. Par suite, l’induction magnétique dans l’entrefer étant 
plus grande que dans les aimants, il est possible d’utiliser des aimants ferrites tout en ayant 
de bonnes performances en termes de couple, et en abaissant le coût de la machine [1.51]. 
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Grâce à la concentration de flux, elles offrent un couple massique important. De plus, 
le bobinage concentré réduit les têtes des bobines et donc, la place occupée, ce qui est très 
avantageux pour les applications aux systèmes embarquées. Avec la concentration de flux, y 
ajoutant un meilleur coefficient de remplissage, elles ont donc une densité de puissance 
importante [1.17], [1.42-1.43]. 

 

C’est pour tous ces avantages des MSCF, nous avons choisi étudier une MSCF 
possédant un rotor avec des aimants à aimantation ortho-radiale et un stator à bobinage 
concentré. Cette structure bénéfice non seulement des avantages de la concentration mais 
aussi ceux du bobinage concentré : pertes cuivre réduites. Elle a été considérée comme une 
machine de référence. D’où nous avons développé d’autres structures comparatives pour 
notre étude. Elles seront présentées dans la partie I. 7 (pages 26-34). 

 

I.4. Méthodes d’optimisation pour la conception des machines 

électriques 

La démarche de conception des machines électriques peut comporter les cinq phases 
principales récapitulées dans la (Figure I.6). Les phases s’enchainent séquentiellement mais 
les itérations et les retours sont souvent indispensables [1.50-1.52], [1.65-1.71]. 

 

Figure I.6.  Démarche de la conception des machines électriques [1.65] 

 

Pour cette démarche, l’analyse du cahier des charges permet d’identifier les 
spécifications de base, autrement dit les besoins des utilisateurs en termes de fonctionnement 
désiré et de contraintes à respecter. L’exemple pour la traction hybride est la caractéristique 
Couple-Vitesse à atteindre et la contrainte thermique à respecter. 

 

Ensuite, les concepteurs doivent définir explicitement les variables de conception, les 

Analyse du 
cahier des 

Formulation du 
problème 

Modélisation du 
dispositif 

Résolution du 
problème 

Exploitation et 
analyse des 

résultats 
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objectifs à optimiser et les contraintes du système. Le nombre d’objectifs peut varier de un 
(critère unique) à plusieurs (multicritères). Fréquemment il y en a deux. 

 

La modélisation du dispositif, autrement dit, le modèle d’optimisation, peut être 
réalisée analytiquement ou numériquement. 

 

La résolution du problème permet d’identifier les solutions retenues ou d’enlever les 
individus ne satisfaisant pas aux critères et contraintes demandés. Dans cette étape, une 
méthode d’optimisation utilisée peut donner un résultat différent par rapport aux autres. Cela 
dépend des algorithmes utilisés. Les algorithmes peuvent réagir de façon intelligente pour 
atteindre la convergence le plus tôt possible. Généralement il existe deux grandes familles 
des méthodes d’optimisations : les méthodes déterministes et les méthodes stochastiques. 
Pourtant, les méthodes stochastiques sont utilisées plus fréquemment grâce à la possibilité 
d’optimisation multi-physique, multicritère, etc. [1.50-1.52]. Il existe plusieurs méthodes 
d’optimisation de type stochastique, en utilisant souvent les algorithmes génétiques, comme 
MOGA (Multiplie Objective Genetic Algorithm), NSGA-II (Non dominated Sorting Genetic 
Algorithm, version II), etc, ou en utilisant les stratégies évolutionnaires, comme SPEA-II 
(Pareto Archived Evolution Strategy, version II). 

 

Parmi toutes ces méthodes, NSGA-II  est une des méthodes les plus utilisées. Cette 
méthode est la version améliorée de la méthode NSGA qui a utilisé pour la première fois le 
concept de classement par dominance. Dans cette méthode NSGA-II, les parents et les 
enfants sont classés selon le rang de dominance. Lorsque plus de la moitié des parents et des 
enfants confondus sont dominants, une mesure de densité des solutions est utilisée [1.65]. 
Elle est très fréquemment utilisée dans la conception de machines électriques parce qu’elle 
offre des avantages importants. Elle maintient la diversité de la population et les points 
optimums sont bien répartis sur le front de Pareto. En plus, elle ne dépend d’aucun paramètre 
de contrôle. Cette méthode a été utilisée et appliquée pour plusieurs études de machines 
électriques dans notre équipe [1.50-1.52]. Elle est donc notre choix dans le processus 
d’optimisation. 

 

La dernière étape, qui consiste dans l’exploitation et l’analyse des résultats, a pour 
objectif de vérifier et d’évaluer la quantité des solutions retenues. En cas d’échec, il est 
nécessaire de s’interroger sur les choix adoptés lors des phases précédentes. Cette démarche 
sera montrée plus concrètement dans notre étude au Chapitre IV. 

 

Pour la modélisation du dispositif (Figure I.6), les modèles utilisés dans le processus 
d’optimisation peuvent être classés en deux familles : 

• Modèles analytiques 

• Modèles numériques 

Les modèles analytiques peuvent se baser sur une résolution formelle des équations 
de Maxwell ou les modèles de schéma réluctant. 

 

Les modèles basés sur la résolution analytique des équations de Maxwell peuvent 
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déterminer l’expression exacte du potentiel vecteur dans l’entrefer de la machine étudiée, qui 
permet ensuite de déterminer les flux, les densités de flux dans d’autres parties de la machine 
[1.68-1.72]. Les avantages principaux de ces méthodes sont la rapidité des calculs et 
l’explication des liens entre les paramètres d’entrée et ceux de sortie, donc, une meilleure 
compréhension de l’interaction entre les différents paramètres. Cependant, ces méthodes ne 
peuvent pas être appliquées aux calculs de phénomènes non-linéaires, telle que la saturation 
magnétique. 

 

La méthode basée sur les modèles de schéma réluctant est ainsi développée et 
maitrisée [1.51-1.52], [1.73-1.78]. Elle définit une réluctance, qui établit la relation entre le 
flux traversant une section du champ magnétique et la force magnétomotrice. Cette méthode 
peut effectuer des calculs en tenant compte de la saturation mais elle demande plus de temps 
de calcul par rapport la dernière. 

 

Les modèles numériques se basent sur les résolutions numériques des équations 
mathématiques. Parmi eux, les méthodes des éléments finis et des différences finis sont les 
plus utilisées. L’avantage essentiel de ces modèles est la précision des calculs qui dépend du 
nombre de mailles. Plus nous augmentons le nombre de mailles, plus le résultat obtenu est 
précis. En contrepartie, le temps de calcul devient plus important. En général, ces modèles 
numériques prennent plus de temps de calcul par rapport aux modèles analytiques. Pour 
atteindre un compromis entre le temps de calcul et la précision, il faut bien définir la finesse 
du maillage et le nombre de calcul. En réalité, ces méthodes sont les plus utilisées dans 
l’industrie ainsi que dans la recherche. 

De plus, les modèles analytiques ne peuvent être appliqués qu’en général à un type 
précis de machine électrique, c'est-à-dire que les équations analytiques écrites pour les 
MSAP ne sont pas valables pour les MSCF par exemple. Par contre, les modèles numériques 
peuvent être utilisés sur l’ensemble des machines électriques. 

 

I.5. Modèles de pertes dans les machines électriques 

Les pertes d’énergie électrique dans les machines électriques sont le sujet de 
nombreux travaux de recherche. En effet, la maîtrise et l’identification de la quantité de 
pertes d’énergie électrique dans les machines électriques permet de déterminer le rendement 
du système, d’où les solutions proposées pour l’améliorer. 

 

Les pertes d’énergie électrique dans une association convertisseur - machine 
électrique se décomposent en des pertes dans le convertisseur et celles qui sont dans la 
machine électrique. Nous nous sommes attachés à étudier uniquement ces dernières. 

 

Les machines électriques ont généralement des pertes cuivre et des pertes fer (pertes 
magnétiques) en négligeant les pertes mécaniques. Les pertes cuivre sont effectivement la 
partie très bien maîtrisée actuellement. Le calcul des pertes fer quant à lui est toujours très 
complexe et a besoin de modèles plus ou moins détaillés et précis pour répondre à de 
nombreuses applications. Nous nous sommes intéressés particulièrement aux méthodes de 
calcul des pertes tenant compte du défluxage électronique dans les machines électriques. 
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Selon les types d’alimentation des machines, les pertes cuivre peuvent comprendre 
une et/ou plusieurs sources. Par exemple, dans les machines synchrones à rotor bobiné, 
machines synchrones à double excitation, elles se situent dans les bobinages d’induit ainsi 
que dans les bobinages d’excitation, alors que dans les MSAP, elles ne se situent que dans 
les bobinages d’induit. Selon les types du courant d’alimentation, ces pertes peuvent être 
classées en deux parties : pertes dues au courant actif et pertes dues au courant réactif. Nous 
ne prenons pas en compte les pertes supplémentaires dues à la fréquence d’alimentation, ni 
celles dues aux effets de proximités des conducteurs, ni celles dues aux flux de fuites 
magnétiques. 

 

RIqPcu .. 2=  (I. 1) 

 

Où : 

q : Nombre de phases 

I :  Valeur efficace du courant d’une phase (A) 

R :  Résistance totale d’une phase ( Ω ) 

 

Les pertes fer dans les machines électriques, spécialement dans les machines à 
aimants permanents font l’objet de plusieurs études. Selon les types de machines, elles 
peuvent se situer  uniquement dans les tôles magnétiques (MCC, MSRB, MAS) et/ou dans 
les aimants (MSAP, MSDE). Les besoins de modèles précis et efficaces pour répondre à des 
enjeux de plus en plus complexes du système électrique sont nécessaires. C’est pour quoi, 
plusieurs modèles de pertes fer ont été développés. Les auteurs dans [1.79] ont présenté une 
vue générale et comparative de ces modèles. 

 

Un groupe de modèles se base sur les équations de Steinmetz [1.80]: 

 

βα
BfCP esfer
ˆ..=  (I. 2) 

 

Où : 

f :  Fréquence (Hz) 

B̂  :   Amplitude de la densité de flux (T) 

βα ,,esC  : Coefficients identifiés par les mesures de pertes dans le matériau 

magnétique utilisé 

 

Ce modèle est applicable uniquement dans le cas des densités de flux purement 
sinusoïdales. Des modifications, que nous présenterons par la suite, ont été apportées pour 
tenir compte des formes non-sinusoïdales de l’induction magnétique. 
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Dans [1.81], une extension du modèle (I. 2) a été présentée qui a séparé des pertes fer 
en deux parties : pertes par hystérésis (statique) et pertes par courants de Foucault 
(dynamique) : 

 

222 ˆ..ˆ.. BfCBfCPPP cfhyscfhysfer +=+=  (I. 3) 

 

Où Chys, Ccf sont les coefficients correspondant à deux parties statique et dynamique. 

 

• Les pertes par hystérésis parues par l’utilisation des matériaux magnétiques 
dans les machines électriques qui sont proportionnelles à la caractéristique 
d’hystérésis du matériau (Figure I.7). 

 

 

Figure I.7. Caractéristique d’hystérésis d’un matériau magnétique 

 

• Les pertes par courants de Foucault qui sont une conséquence de l’induction 
magnétique dans les circuits magnétiques des machines électriques : 

 

22 )(
.

..12








=

dt

tdBd
Pcf

γρ
 (I. 4) 

 

Où : 

B(t):  Densité de flux en fonction du temps (T) 

d : Epaisseur des tôles magnétiques (m) 

ρ  : Résistivité spécifique ( mΩ ) 

γ  : Densité volumique (kg/m3) 

 

Particulièrement, le modèle classique le plus connu est le modèle développé par 

Bertotti [1.82-1.84]. Il est devenu une référence pour développer des modèles plus détaillés 
de pertes fer. Pour cela, il ajoute une partie des pertes excédentaires tenant compte des pertes 
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excédentaires en fonction de la densité de flux et de la fréquence qui sont différentes par 
rapport aux pertes par hystérésis et aux pertes par courants de Foucault: 

 

5,15,1222 ˆ..ˆ..ˆ.. BfCBfCBfCPPPP exccfhysexccfhysfer ++=++=  (I. 5) 

 

Revenons maintenant à la problématique de calcul des pertes fer avec les inductions  
magnétiques non-sinusoïdales. C’est le cas spécifique pour les machines tournantes.  

 

Comme les équations de Steinmetz sont valables uniquement pour les densités de 
flux sinusoïdales, plusieurs modifications ont été développées pour pouvoir tenir compte des 
formes non-sinusoïdales. Dans [1.85], les auteurs ont développé des modifications. Ils ont 
défini une fréquence équivalente qui dépend du rapport de rémagnétisation macroscopique 
du matériau dM/dt. Puisque ce rapport de rémagnetisation est proportionnel aux variations de 
la densité de flux dB/dt, la fréquence équivalente basée sur ces variations est défini par : 

  

∫ 








∆
=

T

éq dt
dt

tdB

B
f

0

2

22
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.

2

π
 (I. 6) 

 

Où : minmax BBB −=∆ . 

 

Combiné l’équation (I. 6) avec l’équation de Steinmetz (I. 2), alors, ils ont obtenu : 

 

réqesfer fBfCP .ˆ.. 1 βα −=  (I. 7) 

 

Où fr est la fréquence de rémagnétisation (Tr = 1/fr) qui exprime l’influence de la 
rémagnétisation ou bien de la non-linéarité du matériau sur les pertes fer. 

 

Grâce à cette modification en introduisant un deuxième facteur-correcteur, ce modèle 
arrive à tenir compte des variations de la densité de flux en fonction du temps. 

 

En effet, en se basant sur le modèle de Bertotti, plusieurs auteurs ont développé des 
modèles de pertes appliqués aux machines électriques, notamment pour les machines à 
aimants permanents et pour les applications de la traction, en tenant compte des variations 
non-sinusoïdales de la densité de flux. Parmi les modèles développés, nous pouvons les 
classer en deux groupes : l’un qui sépare les pertes fer en deux parties : pertes par hystérésis 
et par courants de Foucault [1.20], [1.26], [1.69], [1.86-1.91], l’autre qui les sépare en trois 
parties : pertes par hystérésis, pertes par courants de Foucault et pertes excédentaires [1.35], 
[1.70], [1.92-1.95]. 
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Dans [1.96], le modèle de pertes fer proposé se compose de deux parties principales : 
pertes par hystérésis et par courants de Foucault. Ce modèle est donc parmi les modèles du 
premier groupe. 

 

cfhysfer PPP += fBkBk hh )...( 2
21 ∆+∆= ∫ 









Τ
+

T

dt
dt

db

0

2

..
1

.α  (I. 8) 

Où : 

B∆  :   Variation maximale de la densité de flux dans la zone de calcul (T) 

T :   Période électrique ( élecπ.2 ) 

f :  Fréquence (Hz) 

kh1 et kh2 : Coefficients de hystérésis 

α  :  Coefficient de courant de Foucault 

 

Les valeurs des coefficients sont déterminées à partir des caractéristiques des 
matériaux magnétiques utilisés. Il a validé ce modèle pour plusieurs types de matériaux 
magnétiques par des mesures expérimentales. Dans cette thèse, nous utilisons ce modèle et 
l’évaluons pour le calcul des pertes fer sur un cycle de fonctionnement. 

 

I.6. Nouveaux enjeux de la conception optimale de machines 

électriques pour la traction hybride électrique  

Nous avons présenté précédemment des modèles de pertes cuivre et de pertes fer 
dans les machines électriques. Ils ont été appliqués dans plusieurs domaines, notamment à la 
traction dont les tractions électrique et hybride sont les applications bien développées ces 
dernières années. 

 

Dans la problématique de l’optimisation des machines électriques pour l’application 
de traction hybride électrique, les caractéristiques requises dans le plan Couple-Vitesse sont 
en général résumées sous la caractéristique de puissance maximale couverte par les points 
suivants : le point à la vitesse de base, le point à grande vitesse (Figure 0. 1), etc.….  [1.18], 
[1.24], [1.30], [1.34], [1.39]. 

 

Le fait qu’un cycle de fonctionnement soit réduit à quelques points de 
fonctionnement se base principalement sur l’hypothèse que si les machines atteignent ces 
points, elles pourront atteindre tous les autres points. Une autre hypothèse souvent utilisée 
est que l’ensemble convertisseur-machine fonctionne la plupart du temps du cycle sur ces 
points là [1.41-1.43], [1.51-1.52], [1.55], [1.70], [1.97-1.98]. Par exemple, dans 20% du 
temps de fonctionnement la machine fonctionne au point de base, 10% au point à grande 
vitesse et 70% au point le plus sollicité. 
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Ces hypothèses facilitent l’utilisation de modèles électromagnétiques bien maitrisés 
pour simplifier les démarches d’optimisation des machines électriques. C’est la raison pour 
laquelle l’hypothèse que les machines optimisées pour ces points de calcul sont aussi 
satisfaites pour l’ensemble du cycle a été faite. 

 

Pourtant, pour chaque cahier des charges, nous pouvons obtenir une machine 
optimisée différente. Et quand nous ajoutons un point de fonctionnement dans le cahier des 
charges, la solution optimale varie. Alors qu’une machine électrique pour ces applications 
fonctionne non seulement sur quelques points mais aussi sur l’ensemble du cycle 
comprenant des centaines de points.  C’est la raison pour laquelle, nous avons proposé 
l’étude sur l’optimisation des machines électriques sur l’ensemble des points définissant le 
cycle ou les cycles. 

 

De plus, le défluxage dans les machines électriques aux vitesses supérieures à la 
vitesse de base est un problème complexe qui est lié fortement au problème de minimisation 
des pertes, notamment pour les machines à aimants permanents. Dans la problématique 
d’optimisation, la prise en compte de cette problématique pour plusieurs points de calcul a 
rarement été étudiée. 

 

C’est pour ces raisons qu’il est nécessaire d’avoir des modèles électromagnétiques 
permettant de calculer les pertes électriques et magnétiques non seulement sur quelques 
points de fonctionnement mais surtout sur l’ensemble des points du cycle. Cette 
problématique a été posée depuis quelques temps et paraissait très importante et intéressante 
pour plusieurs chercheurs dans ce domaine. 

 

En effet, dans [1.27], [1.35], [1.38], [1.61], [1.87-1.89], [1.92], [1.95], [1.99-1.101], 
les auteurs ont présenté des méthodes de calcul des pertes fer à vide en fonction de la 
fréquence (ou la vitesse désirée). Les modèles de pertes présentés sont basés sur l’utilisation 
de la composante fondamentale de la densité de flux, ou en tenant compte de ses 
harmoniques. L’avantage de ces méthodes est de pouvoir calculer les pertes fer à vide pour 
toutes les valeurs de vitesses demandées. Ce type de méthode de calcul permet de calculer 
également les pertes en charges pour un couple donné et pour différentes vitesses demandées 
[1.38], [1.87-1.88], [1.101]. Le modèle développé par Prof. K. Yamazaki [1.87-1.88] est une 
référence pour ce type de calcul : 
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(I. 9) 
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Où : 

t∆  :  Division de temps de la densité de flux (sec) 

D :  Densité de plaque d’acier électrique 

n : Nombre total de divisions durant une période électrique 

rB : Composante radiale de la densité de flux (T) 

θB : Composante périphérique de la densité de flux (T) 

 

Pour ce modèle, les valeurs de coefficients de pertes fer sont constantes. Les auteurs 
de [1.89] ont donc présenté un modèle amélioré pouvant calculer les pertes fer à vide en 
fonction de la fréquence en tenant compte de l’influence des variations de flux et de vitesse 
sur ces coefficients des pertes. 

 

cfhysfer PPP +=  
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(I. 10) 

 

Ce modèle peut améliorer considérablement la précision du calcul. Pourtant, ces 
coefficients dépendent non seulement de la fréquence mais aussi de la densité de flux. Ce fait 
augmente la complexité des calculs. Pour simplifier la complexité de ce modèle, les auteurs 
de [1.22], [1.29], [1.40] ont présenté un modèle basé sur celui-ci dont les coefficients ne 
dépendent que de la fréquence. D’où ils ont développé une méthode de calcul des pertes fer 
sur cycle de fonctionnement du véhicule. Une telle méthode a été également proposée dans 
[1.63]. Pourtant, les méthodes de calcul de pertes sur cycle présentés sont uniquement pour 
le mode « à vide », sans tenir compte du défluxage dans les machines. Ainsi, les auteurs 
n’ont pas pu formaliser ces modèles pour pouvoir les adapter à un calcul des pertes en charge 
sur cycle. 

 

Dans notre étude, à partir du modèle des pertes fer (I. 8), nous avons pu développer 
des modèles de pertes fer pour les calculer sur l’ensemble d’un cycle de fonctionnement dans 
les deux cas : à vide et en charge que nous présenterons dans le chapitre suivant. Ces 
méthodes de calcul seront appliquées pour plusieurs cycles de fonctionnement et pour 
plusieurs machines synchrones à aimants permanents. 

 

Pour les cycles de fonctionnement du véhicule, nous présentons dans la Figure I.8 les 
caractéristiques du couple et de la vitesse en fonction du temps de la machine électrique 
adoptée : NEDC (ou New European Driving Cycle), Artemis-Urbain (pour une application 
urbaine) et Artemis-Routier (pour une application routière).  
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(a) Couple et vitesse durant le cycle NEDC 
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(b) Couple et vitesse durant le cycle Artemis-Urbain 
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(c) Couple et vitesse durant le cycle Artemis-Routier 

Figure I.8. Caractéristiques requises de la machine électrique sur les cycles de 
fonctionnement 

 

 « Le cycle NEDC, également appelé le Motor Vehicle Emissions Group (MVEG), 
est un cycle de conduite automobile conçu pour imiter de façon reproductible les conditions 
rencontrées sur les routes européennes. Il est principalement utilisé pour la mesure de la 
consommation et des émissions polluantes des véhicules. Le principe de ce cycle est un 
« scénario » fait d'accélérations/décélérations et de paliers de vitesse sur une durée de 20 
minutes. La vitesse à tout moment du test doit être maintenue dans un certain écart de 
tolérance autour de la consigne » [1.102]. 

 

Le cycle NEDC (Figure I.8) présente les caractéristiques requises de la machine 
électrique. Ce sont des valeurs de la vitesse de rotation et du couple de la machine électrique 
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associée. Les valeurs numériques des vitesses et des couples sont particulières à une 
application et dépendent de pleins de paramètres dont les principaux sont la masse du 
véhicule et le rapport du réducteur mécanique. 

 

Les principes des deux autres cycles se basent également sur cette méthode de 
mesure mais pour imiter le fonctionnement dans deux différentes zones géographiques 
(urbaine et routière). 

 

En fait, notre étude concernant ces trois cycles de fonctionnement se concentre donc 
autour de la machine électrique. L’aspect système, c'est-à-dire l’interaction entre les 
éléments de la chaine de traction n’est pas explorée, mais le besoin, c'est-à-dire la 
performance souhaitée est bien prise en compte à partir d’un cycle qui est fonction du temps 
et du besoin mécanique du système (couple et vitesse). 

 

Le développement des applications de véhicules hybrides électriques demande de 
nouvelles technologies de machines électriques plus économiques. Or, le rendement des 
machines électriques est fortement lié aux pertes d’énergie électrique. Le besoin des modèles 
de pertes précis est nécessaire pour pouvoir comparer les performances des machines 
électriques adoptées et les optimiser pour ces applications. Outre la précision des calculs, les 
modèles de pertes doivent être capables de calculer sur l’ensemble du cycle de 
fonctionnement du véhicule qui se représente par des centaines de points de fonctionnement. 
C’est pourquoi, l’optimisation des machines électriques sur l’ensemble du cycle de 
fonctionnement est un des nouveaux enjeux pour la conception des machines électriques 
pour ces applications. 

 

Dans la suite, nous nous proposons de commencer par présenter les configurations et 
les principes de fonctionnement des machines électriques sélectionnées, que nous allons 
optimiser par la suite. Ensuite, nous présenterons les démarches de modélisation 2D des 
machines électriques par le logiciel d’éléments finis Finite Element Method Magnetics 
(FEMM) qui a été développé par David Meeker [1.103]. Puis, après avoir modélisé les 
caractéristiques électromagnétiques des machines électriques, nous proposerons d’étudier 
l’influence de quelques variables géométriques et magnétiques sur les performances des 
machines électriques. 

 

I.7. Présentation et principe des machines électriques étudiées 

Dans le cadre du projet ANR-PREDIT-MEEI (Machines Electriques et Electroniques 
Intégrée), nous nous sommes intéressés à étudier un type du rotor de la machine synchrone à 
aimants permanents à concentration de flux. Ce rotor a fait l’objet du brevet de Leroy Somer 
(LS) n° FR 2932618-B1 déposé en 2008 (Figure I.9) [1.104].  

 

« La présente invention concerne un rotor (1) de machine électrique tournante à 
aimants permanents (7) et à concentration de flux, comportant [1.104] : 
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• Un arbre (2) s'étendant selon l'axe de rotation (X) du rotor (1) 

• Une masse rotorique (3) disposée sur l'arbre (2), la masse rotorique (3) comportant 
: 

o Une ouverture centrale (4) pour son montage sur l'arbre (2) 

o Des logements (5) orientés radialement dans lesquels les aimants 
permanents (7) sont disposés 

o Et dans au moins un intervalle angulaire (40) séparant deux logements (5) 
consécutifs, au moins un évidement (6) ne débouchant ni sur l'ouverture 
centrale (4) ni sur les deux logements (5) consécutifs, ce ou ces évidements 
(6) situés dans ledit intervalle occupant une étendue angulaire (a) autour de 
l'axe de rotation (X) du rotor (1) supérieure ou égale à la moitié de l'étendue 
angulaire (ß) dudit intervalle (40) ». 

 

          

Figure I.9.  Rotor à aimants permanents de Leroy Somer (Brevet FR 2932618-B1) 

 

« Ces rotors à concentration de flux possèdent une masse rotorique dans laquelle sont 
logés des aimants. Ces aimants sont engagés dans les logements orientés radialement ». 
 

« Un tel type du rotor possède un avantage. Il est possible d’obtenir des inductions 
moyennes dans l’entrefer supérieures à l’induction de travail des aimants. Cet avantage 
permet d’abaisser le coût de la machine en utilisant des aimants à base de ferrites. En outre, 
il permet d’augmenter la compacité de la machine dans le cas de l’utilisation d’aimants à 
base de terres rares ». Des performances d’une machine comportant un tel rotor ont été 
présentées dans [1.105]. 
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De plus, les pertes magnétiques doivent être réduites au niveau du rotor. En effet, les 
évidements créent des zones entre les aimants permanents où le flux magnétique ne peut 
circuler aisément vers l’arbre, et de ce fait limitent le bouclage du flux magnétique vers la 
partie radialement intérieure du rotor, c'est-à-dire, les fuites vers l’arbre. Donc, le flux 
magnétique des aimants permanents doit se reboucler au niveau du stator et non au niveau du 
rotor ou de l’arbre du rotor.  
 

Particulièrement, « le contour extérieur de la masse rotorique peut être circulaire ou 
multilobé (Figure I.9). Une forme multilobée peut être utile par exemple pour réduire les 
ondulations de couple ou les harmoniques de courant ou de tension ». Une telle forme peut 
rendre la forme du flux plus sinusoïdale (Figure I.11). 
 

Pour justifier la forme spéciale des aimants, nous comparons l’amplitude et la forme 
du flux à vide des deux machines. L’une porte un tel rotor initial et l’autre porte un rotor 
avec des aimants rectangulaires (Figure I.10). Les différences entre ces deux machines 
restent uniquement au niveau de la forme des aimants. 

 

             

(a) forme spéciale des aimants               (b) forme rectangulaire des aimants 

Figure I.10. Géométries des deux machines dont le rotor portent deux formes 
différentes des aimants 

 

Nous trouvons qu’à partir de la Figure I.11, l’amplitude du flux à vide obtenue avec la 
forme spéciale des aimants est plus élevée que celle obtenue avec la forme rectangulaire. La 
concentration de flux est donc plus importante avec cette forme spéciale des aimants (10 %). 
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Figure I.11. Flux à vide par spire pour les deux formes différentes des aimants 

 

Dans le cadre de notre étude, nous utilisons les modélisations numériques par la 
méthode des éléments finis. Le nombre d’éléments décide le temps d’un calcul. Ce temps de 
calcul dépend donc des géométries de la machine. Le nombre d’éléments devient important 
quand la géométrie porte des formes rondes et de petites dimensions.  Dans ce cas là, le 
temps de calcul devient important. 

 

La géométrie du rotor présenté dans la Figure I.9 porte de tels détails avec des 
évidements vers l’arbre et la forme multilobé à l’extérieur du rotor. Cette géométrie demande 
un grand nombre d’éléments lors du maillage, donc, un temps de calcul important. Pour le 
justifier, nous faisons une comparaison des temps d’un calcul pour deux différents rotors. Le 
rotor modifié a des modifications au niveau de la forme spéciale au niveau d’entrefer et au 
niveau des évidements au niveau de l’arbre (Figure I.12). 

                  

(a) rotor initiale                                                (b) rotor modifié 

Figure I.12. Géométries des deux machines portant deux rotors différents 
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Tableau I. 1. Comparaison du temps d’un calcul pour les deux machines 

Paramètre Rotor initial Rotor modifié 

Nombre d’éléments 66230 24540 

Temps de maillage et de résolution 
pour un calcul (sec) 

60 9 

 

Comparant le nombre de mailles et le temps d’un calcul pour chaque machine, nous 
trouvons que la machine portant le rotor modifié est plus avantageuse. Elle a un nombre de 
mailles bien plus faible que la machine initiale. Particulièrement, pour un calcul, elle 
demande un temps beaucoup plus faible, ce qui est très important et très avantageux pour la 
modélisation numérique et surtout pour l’optimisation avec un grand nombre de calcul. 

 

Nous comparons également le flux à vide des deux machines pour pouvoir montrer 
l’intérêt de ce rotor modifié. 
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Figure I.13. Flux à vide par spire pour les deux machines portant deux rotors différents 

 

Nous trouvons qu’à partir de la Figure I.13, l’amplitude du flux à vide avec le rotor 
modifié est plus élevée que celle obtenue avec le rotor initial. En effet, le rotor modifié évite 
à produire des fuites vers l’arbre de la machine, ce qui est le cas du rotor initial. Donc, la 
concentration de flux vers la dent statorique est plus importante que celle avec le rotor initial. 

 

C’est pour ces raisons, ainsi afin de faciliter les modélisations et les calculs, nous 
avons décidé de choisir le type de rotor modifié pour notre étude (Figure I.14). Cette 
structure du rotor profite des intérêts de l’invention originelle en termes de concentration de 
flux par la forme des aimants permanents. 
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Figure I.14.  Rotor simplifié de la machine synchrone à aimants 
permanents à concentration de flux 

 

En effet, ce rotor porte des aimants avec leur forme spéciale pour augmenter la 
concentration de flux. Ainsi, les ergots au niveau de l’entrefer améliorent la tenue mécanique 
des aimants pendant la rotation. 

 

En se basant sur ce rotor, nous avons développé quatre configurations de machines 
pour l’application de la traction hybride. Le choix de ces quatre machines a été fait d’après 
une première étude des performances de plusieurs configurations de machines synchrones à 
aimants permanents, sur le critère de maximiser le rapport couple/pertes cuivre. 

 

La première machine est une machine synchrone à concentration de flux (MSCF) à 
12 encoches au stator avec les bobinages concentrés en gardant le rotor à 8 aimants (Figure 
I.15). Cette structure offre l’avantage des bobinages concentrés (pertes cuivre réduites). 
Nous la nommerons MSCF 12-8. 

 

La deuxième machine est aussi une MSCF (Figure I.16) à 12 encoches au stator avec 
les bobinages concentrés mais son rotor possède 16 aimants. L’intérêt de cette structure est 
de pouvoir donner une densité de couple plus importante parce qu’il y a plus d’aimants. 
Ainsi, elle profite de l’avantage des bobinages concentrés. Nous la nommerons MSCF 12-
16. 

 

Les troisième et quatrième propositions sont les machines à bobinages répartis avec 
48 encoches au stator (Figure I.17 et Figure I.18). Elles sont considérées comme les 
machines de référence. La troisième machine (MSCF 48-8) se base également sur le principe 
de la concentration de flux en gardant le rotor à 8 aimants alors que la quatrième représente 
les machines classiques à aimants en surface du rotor (MSAP 48-8) qui est le type de 
machine très répandu. 

 

Le choix de ces quatre machines offre une étude comparative des machines de 
différents types de bobinage et de différents positionnements de l’aimant. 
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I.7.1. MSCF 12-8 

Dans le cas de cette machine à 8 pôles, nous avons 8 aimants disposés radialement au 
rotor et 12 bobines concentrées et disposées autour des dents statoriques (Figure I.15). Donc, 
nous pouvons déterminer le nombre fractionnaire d’encoches par pôle et par phase Nepp = 1 
[1.27], [1.106 – 1.109] : 

 

qp

N
N e

epp ..2
=  (I. 11) 

 

Où : 

Nepp :  Nombre d’encoches par pôle et par phase 

Ne :  Nombre d’encoches 

p : Nombre de paires de pôles 

q : Nombre de phases 

 

Figure I.15.  MSCF 12-8 

  

Pourquoi nous l’appelons la machine synchrone à concentration de flux ? Les 
aimants sont séparés par des tôles rotoriques qui permettent de canaliser le flux créé et de 
l’acheminer jusqu’à l’entrefer de la structure (Figure I.15). Donc, les lignes du flux créé par 
un aimant circulent dans les tôles rotoriques, traversent l’entrefer et puis la dent statorique. 
Elles circulent ensuite dans la culasse du stator et traversent l’autre dent et, enfin reviennent 
vers l’aimant, et l’entrefer). C’est-à-dire que le flux créé par un aimant circule et puis revient 
à lui-même. Grâce à la concentration de flux créée par deux aimants de deux pôles proches 
(Figure I.15, la densité de flux traversant l’entrefer devient plus importante, donc, elle peut 
créer un couple massique plus important. 

 

De plus, cette machine a des bobinages concentrés autour des dents du stator qui se 
retrouvent dans les 12 encoches. Grâce à ce type de bobinage, nous pouvons obtenir un 
coefficient de remplissage plus élevé que le type de bobinage classique (diamétral).  
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I.7.2. MSCF 12-16 

La deuxième configuration proposée a été développée en multipliant par deux le 
nombre de pôles au rotor. Par conséquent, cette machine possède 12 bobines disposées dans 
les 24 encoches au stator et 16 aimants au rotor (Figure I.16). Ces aimants sont magnétisés 
d’une façon azimutale. Le nombre d’encoches par pôle et par phase est de Nepp = ½. Donc, 
elle est également une MSCF et à encochage fractionnaire. 

 

Comme la configuration précédente, la circulation des lignes du flux créé par des 
aimants de cette machine sont illustrées dans la (Figure I.16). Elle se base également sur le 
principe de concentration de flux. 

 

Ces deux premières machines présentées ont des bobinages concentrés. Ce type de 
bobinage permet d’atteindre un meilleur coefficient de remplissage d’encoche [1.28], [1.109 
– 1.110]. Grâce à l’effet de courtes têtes de bobines, elles ont généralement moins de pertes 
cuivre, ainsi qu’une grande densité de puissance pour la même section de bobinage et la 
même densité de courant. Alors, ces deux MSCF peuvent combiner les avantages de la 
concentration de flux, ainsi que ceux du bobinage concentré. 

 

De plus, les intérêts des structures à encochage fractionnaire par rapport à des 
machines classiques, à une encoche par pôle et par phase, ont été montrés dans plusieurs 
références [1.27-1.28], [1.106 – 1.111], tels que la réduction d’ondulations du couple, la 
réduction du bruit acoustique [1.111], une grande densité de couple grâce à un grand nombre 
de pôles [1.107], etc. Pourtant, comme elle a un nombre de pôles plus grand, donc, une 
fréquence électrique plus élevée, elle risque d’avoir des pertes fer plus importantes. 

 

 

Figure I.16.  MSCF 12-16 

 

Les deux premières configurations proposées pour cette étude représentent donc des 
avantages importants : un couple massique élevé, une concentration de flux, un bon 
coefficient de remplissage d’encoche, de faibles harmoniques de la FEM dues à l’effet de 
deux bobines par encoche [1.112], etc. … 
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I.7.3. MSCF 48-8 

La troisième configuration proposée a été développée à partir de la première en gardant 
le même rotor et en modifiant le stator en adoptant des bobinages répartis. Elle a dans ce cas 
48 encoches au stator, donc, le nombre d’encoches par pôle et par phase est égal à Nepp = 2 
(Figure I.17). Elle est également une MSCF mais à encochage entier. 

 

Comme cette machine a le même rotor que la MSCF 12-8, mais aux bobinages répartis 
alors que la MSCF 12-8 est aux bobinages concentrés. Elle peut être une machine de 
référence par rapport à la MSCF 12-8 dans le but de montrer l’influence des types de 
bobinage sur les performances des machines. La différence des types de bobinage rend celle 
des valeurs du coefficient de remplissage, ce qui peut influencer sur les valeurs des pertes 
électriques. 

 

De plus, cette machine a le même type du rotor par rapport aux deux premières 
machines, avec le principe de concentration de flux. L’étude de cette machine peut montrer 
l’influence des types de bobinage (concentré ou diamétral) sur la concentration de flux. 

 

 

Figure I.17.  MSCF 48-8 

 

I.7.4. MSAP 48-8 

La quatrième configuration proposée a été développée à partir de la troisième en 
gardant le même stator et en modifiant le positionnement des aimants au rotor. Dans le cas 
de cette machines à 8 pôles, nous avons 8 aimants collés à la surface du rotor (Figure I.18). 

 

Cette machine possède des aimants collés en surface du rotor, donc, la culasse 
rotorique sert à non seulement la tenue mécanique mais aussi à l’acheminement du flux créé 
par des aimants. Une telle structure bénéficie des avantages de MSAP comme la simplicité, 
la compacité, une densité de couple important, etc. Pourtant, elle connait également des 
points faibles à sa tenue mécanique. 
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Figure I.18.  MSAP 48-8 

 

D’ailleurs, ces deux structures aux bobinages répartis ont des inconvénients, tels 
qu’un volume important des têtes de bobines et la difficulté du défluxage que nous 
justifierons dans les chapitres suivants. 

 

Ces deux dernières machines ont été proposées parce qu’elles sont des références 
pour la comparaison avec les deux premières machines. La différence entre ces quatre 
machines se situe au niveau : 

• du type de bobinage 

• du positionnement des aimants 

• du type de machine à encochage entier ou fractionnaire 

Ces éléments peuvent créer des comparaisons intéressantes quant à leurs performances. 

 

Pour faciliter la lecture de cette thèse, nous nous permettons de nommer ces quatre 
machines sous leurs noms résumés MSCF 12-8, MSCF 12-16, MSCF 48-8 et MSAP 48-8 
respectivement pour les quatre configurations proposées. 

 

Notre choix des quatre machines présentées ci-dessus doit permettre de mener des 
études comparatives sur d’autres types de machines synchrones telles que celles à bobinages 
fractionnaires, les différents types de bobinages concentrés (« simple layer », « double 
layer » et plus), etc.… 

 

I.8. Modélisation des machines électriques 

Le principe de fonctionnement des MSAP présentées dans la partie précédente met 
en évidence l’existence de trajets de flux 2D qui sont des trajets principaux du flux des 
aimants permanents. Dans le cadre de notre étude, nous ne prenons pas en compte les effets 
3D dans les MSAP. En conséquence, en négligeant les fuites de flux 3D, nous avons proposé 
un modèle éléments finis 2D pour modéliser ces machines électriques. Nous nous 
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permettons alors de présenter les différentes étapes nécessaires pour l’établissement de ce 
modèle au moyen d’un code « libre » FEMM version 4.2. Le choix de ce code se base sur la 
simplicité d’usage en assurant la bonne précision par rapport aux autres codes commerciaux. 

 

Le développement de ce modèle 2D se déroule en sept étapes que nous détaillerons 
dans les parties suivantes : choix de la formulation, définition de la géométrie, définition du 
maillage, attribution des matériaux, définition des conditions aux limites, analyse et 
résolution, et enfin post-traitement. 

 

Les outils de dessin du logiciel permettent de dessiner la géométrie complète d’une 
machine quelconque. En outre, nous pouvons programmer le dessin. C’est le cas de notre 
utilisation, dans le but de pouvoir écrire des programmes de calculs complexes pour le 
problème de couplage avec l’outil Matlab et celui d’optimisation. 

 

Les codes de dessin permettent aussi de définir la précision de chaque partie 
géométrique, ce qui est nécessaire en termes de temps de calcul et de précision de résultat, 
notamment dans la zone d’entrefer. Une fois le dessin 2D réalisé et le maillage effectué, le 
respect de la géométrie 3D est assuré automatiquement suivant l’axe de la machine. Donc, le 
maillage a la même qualité sur toute la longueur active de la machine. 

 

A la (Figure I.19) est présenté le dessin géométrique et le maillage d’une MSCF 12-8 
par exemple. Il comprend différents matériaux : l’air, le matériau magnétique, les aimants 
permanents et les bobinages. 

 

Figure I.19.  Exemple de la géométrie et du maillage d’une machine 

 

Dans le cadre de ce projet, nous avons un cahier des charges fixé, il y a donc des 
données importantes telles que le rayon extérieur (200 mm), la longueur active (200 mm), le 
matériau magnétique unique M330-35, l’entrefer (0,6 mm), rayon d’arbre minimal (25 mm), 
etc. C’est pourquoi dans un premier temps, nous nous permettons de présenter les quatre 
machines de référence pour des études préliminaires. Elles ne sont évidemment pas encore 
optimisées mais l’objectif de ce choix est de présenter des caractéristiques électromagnétiques 
des machines. La figure et le tableau suivants présentent leurs paramètres. Pour les quatre 
machines, la largeur de la dent a été mis égale à l’ouverture de l’encoche. 
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(a) MSCF 

 

(b) MSAP 

Figure I.20.  Extrait géométrique d’un quart des machines 

Tableau I. 2. Paramètres des machines électriques de référence 

Paramètre Symbole MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Nombre d’encoches Ne 24 24 48 48 

Nombre de paires de pôles p 4 8 4 4 

Coefficient de remplissage kb 0,6 0,6 0,35 0,35 

Induction rémanente de 
l’aimant (T) 

Br 1 1 1 1 

Rayon externe (mm) Rsext 100 100 100 100 

Longueur active (mm) La 200 200 200 200 

Longueur des têtes de 
bobines (mm) 

Ltêtes 30 30 60 60 

Rayon de l’entrefer (mm) Re 70 70 70 70 

Rayon d’arbre (mm) Ra 25 25 25 44.4 

Ea2 

Ra 

Re 

Hc 
Ea

Rsext 

Ld 

Aimants 

Ra 

Re Ea 

Hc 

Rsext 

Ld 

Aimants 
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Entrefer (mm) e 0,6 0,6 0,6 0,6 

Largeur de la dent (mm) Ld 18,3 18,3 4,6 4,6 

Epaisseur de la culasse 
statorique (mm) 

Hc 9,15 9,15 6,9 6,9 

Epaisseur de l’aimant au 
niveau de l’entrefer (mm) 

Ea1 6 6 6 - 

Epaisseur de l’aimant au 
niveau de l’arbre (mm) 

Ea2 9,6 9,6 9,6 - 

Epaisseur de l’aimant (mm) Ea - - - 6 

Section d’une encoche 
(mm2) 

Sb 247 247 141 141 

 

A la figure suivante sont présentées la géométrie, le maillage, les lignes de flux et la 
densité de flux dans les machines étudiées, au cas non-linéaire. 

 

       

(a) MSCF 12-8                                               (b) MSCF 12-16 

        

(c) MSCF 48-8                                                (d) MSAP 48-8 

Figure I.21.  Géométrie, maillage, lignes de flux à vide et densité de flux pour les 

quatre machines 

 

Zoom des ergots 
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Nous avons trouvé que la saturation magnétique dans les ergots autour des aimants 
dans les MSCF est très élevée (autour de 3 T et plus), notamment dans la MSCF 12-16 car 
elle a un nombre double d’aimants, donc, un taux de concentration plus élevé. Par exemple, 
dans la figure suivante, un zoom extrait des ergots de la Figure I.21.b, la densité de flux peut 
atteindre une valeur de 4 T à 5 T dans le coin de l’aimant. 

 

 

Figure I.22.  Zoom des densités de flux dans les ergots pour la MSCF 12-16 

 

Nous avons trouvé également que les lignes de flux dans les trois machines MSCF 
12-8, MSCF 48-8 et MSAP 48-8 traversent correctement l’entrefer et la culasse statorique. 
Alors que la MSCF 12-16 a des fuites ou des courts-circuits magnétiques entre des pôles 
rotoriques et des dents statoriques sans traverser la culasse statorique (Figure I.21.b). 

 

En comparant des densités de flux dans le stator des deux machines aux bobinages 
répartis (la MSCF 48-8 et la MSAP 48-8), nous avons trouvé peu de différence (Figure 
I.21.c et Figure I.21.d). Par exemple les densités de flux dans la culasse statorique des deux 
machines varient entre 1,8 T à 2,2 T. C'est-à-dire que la concentration de flux apporte peu 
d’avantage sur les machines aux bobinages répartis avec une grande valeur de Br (1 T dans 
ce cas). Comme elles ont le même stator, et elles ont les mêmes inductions dans le stator, 
elles offrent presque un même couple (Figure I.25). 

 

Figure I.23 et Figure I.24 présentent le flux à vide par spire et ses composantes 
harmoniques pour les quatre machines de référence. 
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Figure I.23.  Flux à vide par spire 

 



 

Chapitre I : Etat de l’art et étude paramétrique des machines électriques étudiées 

 
 

 39 

 

0 5 10 15 20
0

2

4

6

8

10

Harmonique

A
m

p
lit

u
d
e
 d

e
 f
lu

x
, 
m

W
b

 

 

MSCF 12-8

MSCF 12-16

MSCF 48-8

MSAP 48-8

 

Figure I.24.  Harmoniques du flux à vide 

 

Les valeurs du flux à vide des quatre machines sont presque identiques (Figure I.23). 
La forme du flux est presque sinusoïdale pour toutes les machines car nous voyons très peu 
d’harmoniques de flux, notamment les machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16 (Figure I.24). 

 

Pour les MSAP, normalement, le couple instantané est la somme de trois couples 
élémentaires : 

 

détentehybrideceréluctotal CCCC ++= tan  (I. 12) 

 

Le couple de réluctance est lié à la variation de la réluctance du circuit magnétique, 
vue par le flux du stator, en fonction de la position du rotor. 

 

Le couple hybride résulte de l’interaction entre le flux statorique et le flux rotorique, 
dans les machines à aimants permanents, c’est l’interaction entre le flux créé par les aimants 
et celui des enroulements. 

 

Le couple de détente est lié à la variation de la réluctance du circuit magnétique, vue 
par le flux rotorique, en fonction de la position du rotor. Ce dernier possède une valeur 
moyenne nulle, mais peut être responsable d’ondulations de couple gênantes. 

 

Selon le type de machine, la valeur d’un des couples élémentaires peut être faible ou 
constituer la composante essentielle du couple total (à part du couple de détente). Pour les 
MSAP par exemple, le couple de réluctance est négligeable. Le couple hybride est donc le 
couple principal de la machine. 
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Figure I.25.  Couple instantané pendant 360° électrique pour 10 A/mm2 
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Figure I.26.  Couple moyen en fonction de la densité de courant qδ  

Nous avons trouvé que la MSCF 12-16 développe un couple nettement élevé parmi 
les quatre machine (564 Nm). Le couple dépend du nombre de paires de pôles, du courant et 
du flux à vide. La MSCF 12-8 et la MSCF 12-16 ont les mêmes dimensions, même flux à 
vide (Figure I.23). Mais la MSCF 12-16 possède un nombre de pôles deux fois plus grand. 
Donc, pour un même courant, elle développe un couple deux fois plus grand que celui de la 
MSCF 12-8. Par rapport aux deux machines à bobinages répartis MSCF 48-8 et MSAP 48-8, 
elle a non seulement le nombre de pôles deux fois plus grand, mais aussi un meilleur 
coefficient de remplissage, qui permettent d’obtenir un couple beaucoup plus important 
(presque 3 fois). 

Tableau I. 3. Couple dans les machines électriques de référence 

Paramètre Symbole 
MSCF 

12-8 

MSCF 

12-16 

MSCF 

48-8 

MSAP 

48-8 

Couple moyen (Nm) Cmoy 274 554 188 200 

Ondulation du couple 
moyC

CC
C minmax −

=∆  56 % 51 % 94 % 33 % 

Section d’une bobine, 
(mm2) 

Sb 247 247 141 141 
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Les trois machines à huit pôles quant à elles ont presque le même flux à vide. 
Pourtant, pour une même valeur de la densité de courant injecté, les deux machines à 
bobinages répartis donnent un couple moyen le plus faible, autour de 200 Nm, lorsque celui 
obtenu par la MSCF 12-8 est de 274 Nm. Cela montre clairement l’avantage du bobinage 
concentré qui offre un courant plus important dans les bobines. 

 

Cependant au niveau des ondulations de couple, nous avons trouvé que pour les 
machines à concentrations de flux, il y a une grande valeur, notamment la MSCF 48-8 alors 
que la MSAP 48-8 en a beaucoup moins. Cela est expliqué par le fait que la MSAP 48-8 est 
une machine synchrone de type "rotor lisse" alors que les trois MSCF sont des machines 
synchrones de type "rotor saillant". Comme nous l’avons précisée précédemment, cette 
saillance est à l’origine du couple de détente. La (Figure I.27) a montré que les deux 
machines à bobinages répartis sont plus avantageuses, surtout la MSAP 48-8. 
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Figure I.27.  Couple de détente 

 

Pour avoir une vue plus claire sur les performances des machines, nous nous sommes 
intéressés à étudier la caractéristique du couple en fonction des pertes cuivre des machines. 
Pour cela, en connaissant la valeur de la section des bobines, en prenant en compte des têtes 
de bobines, nous pouvons calculer la valeur des pertes cuivre par la formule suivante : 

 

• Pour la MSCF 12-8 et la MSCF 12-16 : 

 

62 10.).24...(. δρ bbcucucu SkLP =  (I. 13) 

 

• Pour la MSCF 48-8 et la MSAP 48-8 : 

 

62 10.).48...(. δρ bbcucucu SkLP =  (I. 14) 
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Où : 

kb : Coefficient de remplissage d’encoche 

Sb : Section d’une bobine (mm2) 

cuρ  : Résistivité du cuivre ( mΩ ) 

δ  :  Valeur efficace de la densité de courant (A/mm2) 

bN : Nombre de bobines 

Lcu : Longueur équivalente du cuivre de la machine (m) 

 

têtesacu LLL +=  (I. 15) 

 

La :  Longueur active de la machine (m) 

Ltêtes : Longueur des têtes de bobines (m) 

 

Nous nous intéressons à étudier l’influence du coefficient de remplissage (kb = 0,35  
pour le bobinage réparti et kb = 0,6 pour le bobinage concentré autour d’une dent)  et des 
têtes de bobines dans les quatre machines. 
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Figure I.28.  Pertes cuivre en fonction de la densité de courant qδ  

 

Alors, puisque les deux machines à bobinage concentré ont non seulement un 
coefficient de remplissage plus important mais aussi des têtes de bobines plus courtes, elles 
dissipent donc moins des pertes cuivre pour une même valeur de la densité de courant  qδ . 

 

Nous présentons dans la Figure I.29 la comparaison du couple en fonction des pertes 
cuivre. C’est une comparaison mécanique/énergétique dans les machines. 
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Figure I.29.  Couple moyen en fonction des pertes cuivre 

 

Ce résultat montre que pour une même valeur des pertes cuivre dissipées dans les 
bobinages, la MSCF 12-16 peut atteindre le couple moyen le plus important, deux fois plus 
élevé que celui obtenu par la MSCF 12-8 et environ trois fois plus élevé que celui des 
machines électriques à bobinages répartis. 

 

Selon ces premières comparaisons, la machine MSCF 12-16 est très intéressante au 
niveau du couple. Pourtant, nous continuons étudier les quatre machines parce qu’il est 
intéressant d’étudier les pertes dans les machines, c'est-à-dire au niveau énergétique. 

 

I.9. Influence de certains variables sur les performances des machines 

Dans cette partie, nous souhaitons étudier l’impact de la variation des paramètres 
géométrique et magnétique de machines électriques sur la caractéristique du couple moyen 
en fonction des pertes cuivre. Nous nous intéressons à déterminer des paramètres qui 
permettront d’améliorer les performances des machines. Chaque paramètre est modifié en 
gardant constants les autres valeurs des paramètres. 

 

Comme dans le cadre du projet, nous avons fixé une enveloppe des machines limitée 
par le rayon extérieur de 100 mm, la longueur active de 200 mm, le rayon d’arbre minimal 
de 25 mm et l’épaisseur de l’entrefer de 0,6 mm. Dans notre étude, nous définissons que la 
partie d’ouverture de la dent est la même que celle de l’encoche. Les dimensions des ergots 
ont été également fixées. Ayant fixé ces paramètres, nous nous sommes donc intéressés à 
étudier l’influence des paramètres suivants : 

- Le rayon d’entrefer Re 

- L’induction rémanente de l’aimant permanent Br 

- L’épaisseur de la culasse Hc 

- L’épaisseur de l’aimant Ea1 (pour les MSCF) et Ea (pour la MSAP 48-8) 

- Le rayon d’arbre Ra 

 

Une fois que nous connaissons ces paramètres, nous pouvons donc déterminer les 
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autres paramètres pour obtenir une géométrie complète des machines. Particulièrement, le 
paramètre Br joue un rôle important sur les performances des machines. Il influence 
particulièrement le flux à vide et les pertes fer et cuivre. 

 

Comme les machines présentées dans ce chapitre ne sont pas optimisées, l’objectif de 
cette étude est de voir l’influence de certaines variables sur des performances de machines. 
D’où, nous pouvons définir les intervalles des variables pour l’optimisation. C’est pourquoi, 
dans un premier temps, nous étudions uniquement l’influence de ces paramètres sur le 
rapport couple/pertes cuivre. La comparaison des machines en prenant en compte les pertes 
fer sera présentée dans les chapitres suivants par le calcul des pertes sur cycle. 

 

I.9.1. Influence du rayon d’entrefer 

Le rayon d’entrefer joue un rôle très important sur la variation des performances des 
machines. Il fixe les volumes du cuivre, du fer et surtout des aimants permanents qui sont la 
source essentielle pour produire le flux et le couple dans les machines. Dans cette étude, 
nous faisons varier le rayon d’entrefer d’un pas de 5 mm entre 60 % et 85 % du rayon 
extérieur de la machine (de 60 mm à 85 mm dans ce cas avec Rsext = 100 mm), ce qui est 
généralement le cas dans les machines à aimants permanents. 

Le résultat présenté dans la Figure I.30 montre bien l’influence de la variation de ce 
paramètre sur les performances des machines. 
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Figure I.30.  Influence du rayon d’entrefer 
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Regardons les courbes avec mmmmRe  75 60 ÷=  pour les trois MSCF, nous 

trouvons que le rayon d’entrefer est plus élevé, le volume des aimants est plus élevé et celui 
du cuivre est plus petit. En conséquence, les aimants permanents produisent plus de flux et 
alors, pour une même valeur des pertes cuivre, le couple devient en effet plus élevé. Et le 
rapport couple/pertes cuivre doivent atteindre la valeur maximale pour les valeurs de Re 
autour de 60 mm - 70 mm. 

 

Pourtant, de Re = 75 mm à Re = 85 mm, les performances des machines sont moins 
bonnes. En effet, plus on augmente le rayon d’entrefer, plus la culasse statorique devient 
petite. A cause de la saturation, la machine ne peut pas donc atteindre une grande valeur du 
couple même si le courant injecté est grand. C’est aussi la raison pour laquelle nous ne 
pouvons pas augmenter le rayon d’entrefer à une très grande valeur (> 90 mm par exemple). 
De plus, la tenue mécanique est moins bonne quand la culasse statorique est très mince. 

 

Pour la MSAP 48-8, nous avons trouvé que pour les valeurs Re de 60 mm à 65 mm, le 
rapport couple/pertes cuivre change peu et donc, converge vers la valeur maximale. Pour les 
valeurs Re de 65 mm à 85 mm, il diminue rapidement. C'est-à-dire que le rayon d’entrefer 
qui offre le meilleur rapport couple/pertes cuivre pour cette machine doit être autour de 60 
mm. 

 

Basé sur cette étude, pour l’optimisation, nous choisissons les intervalles de ce variable 
Re entre 45 mm et 85 mm pour avoir une zone des bonnes valeurs. 

 

I.9.2. Influence de l’induction rémanente de l’aimant permanent 

 

Les aimants permanents représentent en général la partie la plus chère dans la machine 
électrique à aimants permanents.  En effet, ce prix dépend de l’induction rémanente de 
l’aimant Br, du volumique de l’aimant, ainsi que de sa tenue en température [1.127]. La 
saturation dans les tôles magnétiques peut limiter la valeur de Br. En effet, quand les aimants 
ont une valeur de Br très importante, elles produisent donc un flux très important dans le 
matériau magnétique. Alors, une grande valeur de Br peut saturer rapidement le matériau. 
C’est pourquoi, le choix de la valeur de Br de l’aimant est très important pour améliorer les 
performances des machines, ainsi que sur l’aspect économique. 

 

La (Figure I.31) présente l’influence de l’induction rémanente de l’aimant permanent 
sur la caractéristique du couple moyen en fonction des pertes cuivre des machines en gardant 
constants tous les paramètres géométriques des machines. Les structures présentées 
disposent d’aimants permanents d’une induction rémanente Br variant de 0,4 T à 1,2 T. 

 



 

Chapitre I : Etat de l’art et étude paramétrique des machines électriques étudiées 

 
 

 46 

0 1000 2000 3000 4000
0

100

200

300

400

Pertes cuivre , W

C
o
u
p
le

, 
N

m

 

 

B
r
=0,4 T

B
r
=0,6 T

B
r
=0,8 T

B
r
=1,0 T

B
r
=1,2 T

0 1000 2000 3000 4000
0

150

300

450

600

Pertes cuivre , W

C
o
u
p
le

, 
N

m

 

 

B
r
=0,4 T

B
r
=0,6 T

B
r
=0,8 T

B
r
=1,0 T

B
r
=1,2 T

 

(a) MSCF 12-8                                                       (b) MSCF 12-16 

0 1000 2000 3000 4000
0

50

100

150

200

250

Pertes cuivre , W

C
o
u
p
le

, 
N

m

 

 

B
r
=0,4 T

B
r
=0,6 T

B
r
=0,8 T

B
r
=1,0 T

B
r
=1,2 T

0 1000 2000 3000 4000
0

50

100

150

200

250

Pertes cuivre , W

C
o
u
p
le

, 
N

m

 

 

B
r
=0,4 T

B
r
=0,6 T

B
r
=0,8 T

B
r
=1,0 T

B
r
=1,2 T

 

(c) MSCF 48-8                                                        (d) MSAP 48-8 

Figure I.31.  Influence de l’induction rémanente de l’aimant permanent 

En se basant sur les résultats présentés dans la Figure I.31, nous trouvons que la 
valeur de Br joue un rôle important dans la variation du couple en fonction des pertes cuivre. 
Plus on augmente la valeur de Br, plus grand le rapport couple/pertes cuivre. En effet, pour 
une même dimension des machines, plus la valeur de l’induction rémanente de l’aimant est 
grande, plus le flux créé par des aimants est grand, donc, le couple devient plus grand pour 
une même valeur de courant injecté. 

 

Les deux machines MSCF 48-8 et MSAP 48-8 produisent des couples plus faibles 
par rapport aux deux machines à bobinages concentrés parce qu’elles ont des bobinages 
répartis avec un coefficient de remplissage plus faible. De plus, les plus longues têtes de 
bobines ajoutent une partie importante des pertes cuivre dans ces machines par rapport aux 
machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16.  

 

Dans les cahiers des charges, les valeurs du couple maximal des trois cycles ne sont 
pas très élevées (150 Nm). Donc le choix d’une valeur de Br élevée est avantageux afin de 
diminuer des pertes cuivre. Pourtant, plus la valeur de Br est élevée, plus les pertes fer sont 
importantes, pour une même géométrie de la machine. De plus, plus la valeur de Br est 
grande, plus la saturation dans la machine est rapide. Donc, le choix d’une bonne valeur de 
Br est très important pour diminuer les pertes totales. 

 

A partir de cette étude, nous choisissons donc les intervalles de ce variable entre 0,4 T 
et 1,2 T pour le problème d’optimisation. 
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I.9.3. Influence de l’épaisseur de la culasse 

En observant les lignes de flux dans les parties magnétiques présentées à la Figure 
I.21, nous avons trouvé qu’il y a une grande différence de la valeur maximale de densité de 
flux dans les culasses du stator de machines. Le niveau de saturation dans la culasse du stator 
est fonction du type de distribution de bobinages, et donc, en fonction de la largeur de la 
culasse. 

 

Dans cette étude, pour les mêmes valeurs de la largeur de la dent statorique, la position 
des aimants permanents et la distribution des bobines, nous pourrons faire varier la largeur 
de la culasse. Les résultats sont présentés dans la Figure I.32. 
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Figure I.32.  Influence de l’épaisseur de la culasse 

 

Pour les machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16, nous trouvons que le rapport 
couple/pertes cuivre est beaucoup  plus faible pour les faibles valeurs de Hc (5,6 mm par 
exemple) que celui obtenu pour les valeurs de Hc autour de 50% - 70% (9,2 mm et 12,8 mm) 
de la largeur de la dent Ld (18,3 mm). Une faible valeur de Hc peut rendre très élevée la 
saturation dans la culasse statorique, ce qui n’est pas bonne pour les machines. 

 

Comme le couple maximal demandé par les cahiers des charges est limité à 150 Nm, 
nous trouvons que les courbes pour Hc = 9,6 mm et Hc = 12,8 mm sont presque dans la 
même position. C'est-à-dire que quand l’épaisseur de la culasse change de 9,6 mm à 12,8 
mm, le volume du matériau magnétique est plus grand mais les pertes cuivre n’ont presque 
pas diminuées. Il y a donc peu d’amélioration des performances apportée par l’augmentation 
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du volume du matériau magnétique. Basé sur ces résultats, nous proposons les intervalles de 
cette variable entre 30 % et 70 % de la largeur de la dent pour les deux machines MSCF 12-8 
et MSCF 12-16. 

 

Pour les deux machines à bobinages répartis MSCF 48-8 et MSAP 48-8, 
l’augmentation de Hc, de 50 % à 200 % de la largeur de la dent, améliore fortement les 
caractéristiques du couple en fonction des pertes cuivre. Ces courbes ont montré que le 
rapport couple/pertes cuivre a peu différence entre Hc = 6,9 mm (150%.Ld) et Hc = 9,2 mm 
(200%.Ld). C’est la raison pour laquelle nous choisissons les intervalles de ce paramètre 
entre 70 % et 250 % de la largeur de la dent pour les deux machines MSCF 48-8 et MSAP 
48-8. 

 

I.9.4. Influence de l’épaisseur de l’aimant 

Les aimants permanents jouent le rôle des sources essentielles du flux magnétique dans 
les machines. C’est pourquoi, pour une longueur active fixée, le choix de l’épaisseur des 
aimants, donc, leur volume peut agir fortement sur l’amélioration des performances des 
machines. 

 

La Figure I.33 présente des résultats sur l’influence de cette variable sur la 
caractéristique du couple en fonction des pertes cuivre dans les machines. 
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Figure I.33.  Influence de l’épaisseur de l’aimant 
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Pour les trois machines synchrones à concentration de flux, nous trouvons que 
l’épaisseur de l’aimant fait varier significativement les performances des machines, 
notamment pour la MSCF 12-16 car elle se compose de 16 aimants permanents au rotor. 
Pour la MSAP 48-8, nous trouvons cette amélioration moins claire que pour les trois MSCF. 

 

Nous choisissons donc les intervalles de Ea pour la MSAP 48-8 entre 2,5 mm et 10 
mm, et celles de Ea1 pour les MSCF entre 4,0 mm et 7,5 mm. 

 

I.9.5. Influence du rayon d’arbre 

Le rayon d’arbre est un paramètre important non seulement au niveau de la tenue 
mécanique mais aussi du poids des machines et comme il concerne le volume des aimants 
permanents, il joue donc un rôle important au niveau des performances électromagnétiques 
des machines. 

 

La preuve en est qu’au travers des résultats présentés dans la Figure I.34, nous avons 
trouvé que pour les trois machines synchrones à concentration de flux, plus le rayon d’arbre 
est grand, plus le volume des aimants sera petit, engendrant ainsi plus de pertes cuivre pour 
avoir un même couple. Donc, le choix d’une valeur élevée de ce paramètre peut diminuer le 
volume du matériau magnétique utilisé, ainsi que celui des aimants. 
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Figure I.34.  Influence du rayon d’arbre 
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Particulièrement pour la MSAP 48-8, comme ce sont des aimants permanents 
disposés en surface du rotor, le rayon d’arbre concerne donc l’épaisseur de la culasse du 
rotor. La Figure I.34.d a montré clairement qu’il y a peu d’influence de ce paramètre Ra sur 
le rapport couple/pertes cuivre. C’est pourquoi, le choix d’une grande valeur de ce paramètre 
aide à diminuer l’épaisseur de la culasse rotorique, donc, le volume du matériau magnétique 
au rotor en gardant ses mêmes performances. Un volume magnétique réduit au rotor peut 
donc réduire les pertes magnétiques au rotor. 

 

A partir de ces résultats, nous proposons les intervalles de ce variable Ra entre 25 mm 
et 45 mm pour les trois MSCF. Ce choix est fait pour assurer la tenue mécanique et un 
volume d’aimants correspondant au choix de la variable Ea1. Quant à la MSAP 48-8, nous 
fixons l’épaisseur de la culasse rotorique à 15 mm, donc, le Ra n’est pas considéré comme 
une variable du problème d’optimisation pour cette machine. 

 

I.10. Conclusion 

Débuté par une présentation sur le plein développement des véhicules hybrides 
électriques, ce chapitre a montré le contexte prometteur de notre étude pour pouvoir 
répondre à un des défis de cette problématique : des nouvelles technologies pour la 
motorisation électrique des véhicules hybrides. En effet, plusieurs types de machines 
électriques ont été utilisées pour cette application : machines asynchrones, machines à 
courant continu, machines synchrones à rotor bobiné, et surtout machines synchrones à 
aimants permanents grâce à des avantages importants tels que la densité du couple et la   
densité de puissance élevées, les bonnes conditions thermiques, le contrôle simple, etc. 

 

Ensuite, une vue sur les méthodes d’optimisation pour la conception des machines 
électriques a été présentée. Dans cette partie, nous nous sommes intéressés à des méthodes 
utilisant les algorithmes génétiques qui sont les plus utilisées actuellement, dont le NSGA-II 
est une méthode populaire grâce à la simplicité, le résultat sous forme d’un front de Pareto, 
la possibilité de variables et contraintes non-linéaires, etc. De plus, comme nous utilisons des 
modèles numériques dans notre étude, la majorité du temps de calcul est prise par la 
modélisation par éléments finis et non par le traitement des algorithmes. En conséquence, 
l’inconvénient connu de NSGA-II au niveau du temps de traitement des algorithmes n’est 
plus important pour notre étude. 

 

Nous avons aussi présenté les modèles de pertes dans les machines électriques pour 
les applications des véhicules hybrides/électriques, particulièrement les machines à aimants 
permanents. Nous avons montré essentiellement des modèles de pertes fer parce que les 
pertes cuivre sont très bien maitrisées. D’où nous avons classé selon la décomposition des 
pertes : pertes par hystérésis, pertes par courants de Foucault et pertes excédentaires. 

 

Nous avons ensuite analysé les modèles de pertes existants liés au problème de 
l’optimisation des machines électriques pour les applications aux véhicules hybrides 
électriques. Pour cela, nous avons trouvé des études intéressantes sur le calcul des pertes sur 
cycle de fonctionnement du véhicule. Ces modèles ne traitent pas encore de l’un des 
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problèmes suivants : variations (harmoniques) de la densité de flux, défluxage, et surtout le 
problème d’optimisation sur l’ensemble du cycle de fonctionnement du véhicule. En 
analysant les spécifications de ces applications et leurs besoins qui sont de plus en plus 
variés, nous avons trouvé une nécessité de développer un modèle de pertes qui peut prendre 
en compte ces problèmes. Ce modèle devrait être capable de calculer les pertes sur cycle. 
Ainsi, une méthode d’optimisation sur cycle des machines électriques en utilisant ce modèle 
est nécessaire. 

 

Après une étude synthétique du contexte, nous nous sommes intéressés à la 
présentation, la modélisation numérique et l’étude paramétrique des machines choisies. Nous 
avons présenté les géométries et le principe de fonctionnement des machines étudiées pour 
nos cahiers des charges de la traction hybride, ainsi que les raisons du choix de chaque 
machine. Ce sont les trois machines synchrones à concentration de flux dont une est à 
encochage fractionnaire (MSCF 12-16) et deux sont à encochage entier (MSCF 12-8 et 
MSCF 48-8), et une machine synchrone à aimants en surface (MSAP 48-8). Les 
configurations des MSCF ont été développées en se basant sur le rotor breveté par Leroy 
Somer en le simplifiant pour l’adapter à notre étude. Les autres machines ont été 
développées dans le but d’étudier les impacts du type de bobinage, du positionnement des 
aimants, sur les performances des machines. 

 

Ensuite, dans le but d’avoir une première vue comparative sur les performances des 
machines, nous avons tout d’abord fait une étude en termes de flux à vide, densité de flux, 
couple moyen et couple de détente ou bien ondulations du couple. Puis, afin d’améliorer les 
performances en termes de couple en fonction des pertes cuivre, nous avons présenté une 
première étude de l’influence de cinq paramètres géométriques et magnétiques : le rayon 
d’entrefer Re, l’induction rémanente de l’aimant permanent Br, l’épaisseur de la culasse Hc, 
l’épaisseur de l’aimant Ea, le rayon d’arbre Ra. D’où nous avons choisi les intervalles de ces 
variables correspondant au problème d’optimisation. 

 

Suite à cette étude, nous remarquons que pour les machines synchrones à 
concentration de flux, il est nécessaire d’étudier ces cinq paramètres dans le problème 
d’optimisation des machines. Cependant, pour la MSAP 48-8, l’épaisseur des parties 
magnétiques Hcr ne permettent pas d’améliorer les performances des machines, donc, il vaut 
mieux ne choisir que quatre variables Re, Br, Hc et Ea. 
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I.1. Introduction 

 

Dans les deux premiers chapitres, nous avons présenté les caractéristiques de la 
traction hybride qui sont représentées respectivement par trois cycles de fonctionnement : 
NEDC, Artémis-Urbain et Artémis-Routier. Nous avons également présenté le principe de 
fonctionnement et les caractéristiques préliminaires des machines électriques, sélectionnées 
pour ces applications dans le cadre de ce travail. Ce sont la MSCF 12-8, la MSCF 12-16, la 
MSCF 48-8 et la MSAP 48-8. 

 

Dans ce chapitre, nous nous sommes attachés à étudier des modèles de pertes et à 
présenter la méthode de calcul des pertes moyennes sur cycle de fonctionnement du véhicule. 
Nous allons tout d’abord présenter le calcul des pertes cuivre en séparant les courants dans les 
deux axes d, q du modèle de Park. Ensuite, nous présenterons le modèle de base des pertes fer 
qui sera développé en vue d’une amélioration sur la précision et d’obtenir un gain sur les 
temps de calculs. La comparaison de ces développements nous permettra d’étudier leurs 
impacts sur la précision et sur les temps de calculs. 

 

Une étude de l’influence du nombre de zones magnétiques de calcul et celle du champ 
tournant dans les machines sera présentée. L’objectif est de choisir un nombre de zones de 
calcul optimal et choisir le système de coordonnés correspondant à notre étude. 

 

Finalement, nous présenterons la méthode de calcul des pertes instantanées sur cycle 
de fonctionnement. Cette méthode peut être appliquée à n’importe quel cycle en tenant 
compte des effets dans les machines électriques comme le défluxage électronique et les non-
linéarités magnétiques. 

 

Afin de pouvoir comparer les méthodes de calcul des pertes et d’optimisation, nous 
avons choisi de nous appuyer sur un cahier des charges chiffré. Aux cycles présentés 
précédemment, nous avons ajouté un point de fonctionnement, un peu arbitrairement. Ce 
point de fonctionnement, appelé « point de base », est défini par un couple de Cb = 210 Nm et 
par une vitesse de Nb = 1820 tr/min. Nous avons normalisé les valeurs des couples et des 
vitesses sur les trois cycles. Elles sont présentées dans les figures (Figure I.2), (Figure II.2) et 
(Figure II.3). Ce point de base va nous servir à déterminer la valeur du deuxième critère 
d’optimisation, à savoir la valeur efficace des courants absorbés par la machine, c'est-à-dire 
fournis par l’onduleur de tension. Ce deuxième critère nous permet de faire le lien avec le 
convertisseur associé, car, la tension du bus continu étant fixée, la valeur efficace des courants 
absorbés par la machine est fortement liée à la notion de facteur de puissance. 

 

Nous allons montrer que le côté arbitraire du choix des valeurs du couple et de la 
vitesse au point de base ne l’est pas tout à fait car il permet de qualifier les trois cycles de 
fonctionnement utilisés dans cette étude. Tous les points de fonctionnement sur chaque cycle 
ont un pas de temps constant (une seconde). 
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Nous trouvons que le cycle NEDC a des valeurs de couple faibles par rapport au point 
de base. Par contre, la machines électrique fonctionne fréquemment à une vitesse beaucoup 
plus grande que la vitesse de base, elle peut être cinq fois plus grande (Figure I.2). 

 

 

Figure II.1.  Caractéristique Couple-Vitesse des machines électriques pour 

le cycle de fonctionnement NEDC 

 

Pour le cycle Artemis-Urbain, la machine électrique fonctionne régulièrement à une 
vitesse faible, autour de la vitesse de base et à un couple plus élevé que ceux du cycle NEDC, 
en régime moteur autant qu’en régime générateur (Figure II.2). 

 

 

Figure II.2.  Caractéristique Couple-Vitesse des machines électriques pour 

le cycle de fonctionnement Artemis-Urbain 

 

Pour le cycle Artemis-Routier, la machine électrique fonctionne la plupart du temps à 
une vitesse plus grande que la vitesse de base et à un faible couple (Figure II.3). 

 
 

Point de base 

Point de base 
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Figure II.3.  Caractéristique Couple-Vitesse des machines électriques pour 

le cycle de fonctionnement Artemis-Routier 

 

Nous pensons que le choix des valeurs caractéristiques du point de base a une 
incidence sur l’optimisation des machines. Compte tenu des méthodes de calcul choisies, il 
est tout à fait envisageable de les introduire en tant que paramètres à optimiser. Cependant, 
dans l’étude que nous présentons, nous garderons fixes les valeurs numériques choisies pour 
assurer des résultats comparables des machines sur différents cycles. 

 

I.2. Pertes cuivre sur cycle de fonctionnement 

Comme expliqué précédemment, le type de bobinage concentré réduit le volume de 
cuivre grâce à l’effet de courtes têtes des bobines alors que le bobinage diamétral demande 
plus de cuivre pour les têtes de bobines. 

 

Les têtes de bobines sont déterminées par : 

 

bobtêtes RL .α=  (II. 1) 

 

Où : 

δ  : Angle d’ouverture d’une bobine (rad) 

bobR  : Rayon du point au milieu d’encoche (mm) 

 

En tenant compte de ces têtes de bobines, les longueurs équivalentes du cuivre en 
fonction des longueurs actives pour les machines de référence sont présentées dans le tableau 
suivant : 

Point de base 
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Tableau II. 1. Longueur équivalente du cuivre en fonction de la longueur active 

Machine Lcu = La + Ltêtes 

MSCF 12-8 1,15.La 

MSCF 12-16 1,15.La 

MSCF 48-8 1,3.La 

MSAP 48-8 1,3.La 

 

Les pertes cuivre dans les machines électriques dépendent du volume du cuivre et de 
la valeur efficace du courant injecté. Selon le modèle de Park, ce courant se compose de deux 
parties : l’une appelée le courant de l’axe quadrature q et l’autre appelée le courant de l’axe 
direct d (Figure II.4). Cette dernière permet de défluxer la machine [2.1-2.7]. 

 

 

Figure II.4.  Diagramme des tensions en régime permanent pour les MSAP 

 

Supposant que le couple de la machine électrique est créé par le courant de l’axe q et 
que la vitesse au-delà de la vitesse de base est obtenue par l’injection du courant de l’axe d,  
donc, par le défluxage, nous nous sommes attachés à séparer les deux axes pour calculer les 
valeurs des courants pour chaque point de fonctionnement, un couple Ci et une vitesse Ni. En 
conséquence, les pertes cuivre sont également calculées séparément dans les deux axes q, d. 

 

I.2.1. Pertes cuivre dues au courant de l’axe q 

Nous supposons que l’obtention du couple est efficace énergétiquement si c’est le 
courant de l’axe q qui est mis à contribution. C’est-à-dire que le courant de l’axe d est nul 
dans ce cas : 0=dδ . Notre hypothèse est faible pour les machines synchrones à aimants en 

surface du rotor mais forte pour les MSCF parce que dans les MSCF, la saillance est plus 
importante que dans les machines à aimants en surface. Mais comme nous nous intéressons 
non seulement au couple mais aussi aux pertes dans la machine, c'est-à-dire au côté 
énergétique, cette hypothèse est donc avantageuse pour notre étude des pertes. 

id 
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Figure II.5.  Diagramme des tensions à id = 0 

 

En effet, pour expliquer cette hypothèse du côté énergétique, nous avons fait des 
calculs de pertes cuivre en fonction de la densité de courant de l’axe d ( dδ ) pour le point du 

couple Cb = 210 Nm. Les résultats sont présentés dans la figure suivante : 
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Figure II.6.  Pertes cuivre en fonction de dδ  

 

Nous trouvons que pour un couple donné (210 Nm), la valeur de 0=dδ  donne les 

pertes cuivre minimales. Alors, l’hypothèse a été assurée. 

 

L’injection d’un courant de l’axe q permet donc d’obtenir un couple dépendant du 
courant et du flux créé par des aimants exprimé par la formule suivante : 

 

qIpC ...
2

3
Φ=  (II. 2) 
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Où : 

C :   Couple électromagnétique moyen (Nm) 

Φ  :  Amplitude de la composante fondamentale du flux (Wb) 

qI  :   Courant maximal de l’axe q (A) 

 

Cette formulation est obtenue dans le cas où la caractéristique du circuit magnétique 
est linéaire. Pour tenir compte de sa non-linéarité, nous faisons les calculs du couple en 
utilisant la méthode des éléments finis 2D. 

 

Dans cette méthode, nous injectons une valeur efficace de la densité de courant. Puis, 
nous définissons les densités de courant sinusoïdal dans les trois phases en fonction de la 
rotation numéro k : 

 

)120.sin(.2.

)120.sin(.2.

).sin(.2.

3

2

1

°+=

°−=

=

k

k

k

élecq

élecq

élecq

θδδ

θδδ

θδδ

 (II. 3) 

 

Où : 

n
élec

°
=

360
θ  : Pas de rotation électrique 

p

élec
méc

θ
θ =  : Pas de rotation mécanique 

n :  Nombre de pas de rotation pendant une période 

p :  Nombre de paires de pôles 

qδ  :   Densité de courant efficace de l’axe q (A/mm2) 

 

Le calcul du couple instantané est effectué par la méthode des éléments finis 2D, pour 
chaque pas de rotation. Puis, la valeur moyenne du couple sur une période électrique est 
déterminée. 

 

La modélisation par éléments finis permet donc de calculer le couple moyen en cas 
linéaire et non-linéaire pour n’importe quelle géométrie de machines électriques. 

 

Grâce aux résultats obtenus par éléments finis, nous pouvons élaborer un modèle de 
couple en fonction de la densité du courant efficace injecté sous forme polynomiale de 
deuxième ordre (II. 4). En effet, regardant les courbes du couple en fonction de la densité de 
courant obtenu par éléments finis (Figure I.9), nous trouvons que la non-linéarité est présente 
faiblement. Une approximation de deuxième ordre est suffisamment précise pour ce calcul. 
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L’intérêt de ce modèle polynomial de deuxième ordre est de permettre son inversion 
afin de déterminer la valeur de la densité de courant en connaissant la valeur du couple [2.11-
2.14]. Les coefficients kc1 et kc2 sont exprimés en Nm et grâce au coefficient multiplicateur 
0,1 associé à kc2, ils sont dans les mêmes ordres de grandeurs. Les valeurs de ces coefficients 
sont présentées dans le Tableau II.2. 

 

2

21 10
..1,0

10
. 








−







=

q

c

q

c kkC
δδ

 (II. 4) 

 

Où : 

C :   Couple électromagnétique (Nm) 

qδ  :   Densité de courant efficace de l’axe q (A/mm2) 

k
 
c1 et kc2 : Coefficients de couple du modèle polynomial (Nm) 

 

L’adéquation entre les résultats d’éléments finis et ceux obtenus par le modèle (II. 4) a 
été confirmée dans la (Figure I.9). 

 

(a) MSCF 12-8                                                     (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                                      (d) MSAP 48-8 

Figure II.7.  Validation du modèle polynomial du couple en fonction de la densité du 

courant efficace qδ  par éléments finis 
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Tableau II. 2. Coefficients du modèle polynomial du couple en fonction de la densité de 
courant efficace qδ  

Machine kc1 kc2 

MSCF 12-8 336 609 

MSCF 12-16 679 1196 

MSCF 48-8 216 281 

MSAP 48-8 211 115 

 

L’originalité du modèle polynomial de couple moyen en fonction de la densité de 
courant qδ  est la possibilité d’inverser pour calculer la densité qδ  à chaque valeur du couple 

donné. Une fois que nous avons déterminé cette valeur de qδ , les pertes cuivre dues au 

courant de l’axe q sont donc calculées par les formules suivantes : 

 

• Pour les machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16 : 

 

62 10.).24...(. qbbcucuqcu SkLP δρ=−  (II. 5) 

 

• Pour les machines MSCF 48-8 et MSAP 48-8 : 

 

62 10.).48...(. qbbcucuqcu SkLP δρ=−  (II. 6) 

 

Où : 

Lcu : Longueur équivalente du cuivre (m) 

kb : Coefficient de remplissage d’encoche 

Sb : Section d’une bobine (mm2) 

cuρ  : Résistivité du cuivre ( mΩ ) 

qδ  :  Valeur efficace de la densité de courant (A/mm2) 
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La méthode de calcul des pertes cuivre sur cycle dues au courant de l’axe q respecte 
l’ordre suivant [2.11-2.14] : 

 

• Modélisation par éléments finis d’une géométrie particulière, pour plusieurs valeurs 
de la densité de courant qδ  pour obtenir la courbe du couple en fonction de qδ . 

• Détermination des valeurs des coefficients kc1 et kc2 du modèle polynomial en 
approchant les résultats d’éléments finis. 

• Pour un point de fonctionnement i, nous avons le couple Ci. 

• Inversion du modèle (II. 4) permet de déterminer la valeur de la densité de courant 

qiδ  correspondant à cette valeur du couple Ci. 

• Les formules (II. 5) et (II. 6) permettent donc de calculer la valeur des pertes cuivre 
dues au courant de l’axe q pour le point i : Pcu-q_i. 

• Détermination des pertes cuivre moyennes dues au courant de l’axe q sur l’ensemble 

des points sur cycle qcuP − . 

 

Cette méthode peut être appliquée pour tous les types de machines synchrones à aimants 
permanents et pour n’importe quel cycle de fonctionnement. 

 

I.2.2. Pertes cuivre dues au courant de l’axe d 

La vitesse de la machine électrique est limitée par le niveau de la valeur de la tension 
d’alimentation. De manière simplifiée, nous avons la relation entre ces grandeurs : 

 

Φ
=Ω

.

2/0
max

p

U
 (II. 7) 

 

Où : 

U0 :  Tension du bus continu (V) 

Φ  :  Flux maximal d’une phase (Wb) 

 

En effet, selon le modèle de Park, nous avons les équations des tensions : 

 

q
d

dd p
dt

d
iRV ΦΩ−

Φ
+= ...  

d

q

qq p
dt

d
iRV ΦΩ+

Φ
+= ...  

(II. 8) 
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Où : 

Vq, Vd :  Tensions de phase dans les deux axes d et q (V) 

R :  Résistance statorique ( Ω ) 

 

En régime permanent sinusoïdal, et en supposant les chutes de tension dans les 
résistances statoriques négligeables devant les tensions, les diagrammes des tensions sont 
représentés sur la (Figure II.8). Nous obtenons donc : 

 

qd pV ΦΩ−= ..  

dq pV ΦΩ= ..  
(II. 9) 

 

La tension du bus DC étant fixée, pour augmenter la vitesse Ω , nous devons faire 
diminuer le flux. C'est-à-dire que les machines doivent être défluxées. Or, le flux est à 
l’origine de la force électromotrice (FEM) dans la machine. Alors, pour défluxer la machine, 
il faut faire diminuer la tension des phases. 

 

Pour cela, il est nécessaire d’injecter un courant négatif dans l’axe d pour réduire le 
flux créé par les aimants permanents dans les bobinages [2.4-2.7]. 

 

Figure II.8.  Diagramme des tensions pour le défluxage au-delà de la 

vitesse de base 0<di  

 

Ainsi, si nous voulons atteindre une vitesse de rotation infinie, il faut chercher à 
diminuer le flux total, qui est la somme du flux créé par les aimants et du flux de réaction 
magnétique d’induit, utilisée ici de manière positive, à une valeur de zéro, donc, la tension de 
phase à zéro.  C'est-à-dire qu’il faut court-circuiter la phase en injectant le courant idmax alors 
qu’iq = 0. C’est pourquoi, ce courant idmax est appelé le courant de court-circuit icc (Figure 
II.9). Son principe est expliqué dans la figure suivante : 

id 
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Figure II.9.  Défluxage total 

 

Par éléments finis, nous pouvons déterminer la densité du courant associée à icc. Pour 
cela, nous faisons des calculs uniquement dans la position du rotor où le flux à vide est 
maximal ( 0=élecθ ). Puis, nous injectons une densité de courant dδ  dans l’axe d. La 

modélisation par éléments finis permet de calculer le flux dans les bobines pour cette position. 
Nous avons choisi différentes valeurs de dδ  pour ce calcul. Enfin, nous avons obtenu une des 

courbes du flux en fonction de dδ . La valeur de la densité de courant de court-circuit ccδ  est 

déterminée pour un flux nul. Les résultats pour les quatre machines sont présentés dans la 
(Figure I.15).  

 

 

Figure II.10.  Défluxage dans les machines de référence 

 

Selon les courbes ci-dessus, nous avons obtenu les valeurs des densités de courant de 
court-circuit pour chaque machine qui sont présentées dans le tableau suivant : 

 

 

vcc=0 
Ld 

icc 

icc = id 

Axe q 

Axe d 

dd iLj ...ω  E 

id 



 

Chapitre II : Modélisation des pertes dans les machines électriques en vue de l’optimisation sur cycle 

 
 

 72 

Tableau II. 3. Densité de courant de court-circuit dans les machines de référence 

Machine Valeur efficace de la densité du courant ccδ  (A/mm
2
) 

MSCF 12-8 11,2 

MSCF 12-16 11,0 

MSCF 48-8 19,1 

MSAP 48-8 35,1 

 

Pour confirmer ces valeurs des densités de courant ccδ , nous avons relevé l’allure des 

flux des quatre machines dans les deux cas : à vide et avec ccδ  . Les résultats sont présentés à 

la figure suivante : 
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(a) avec 0=qδ  et 0=dδ  
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(b) avec 0=qδ  et ccd δδ =  

Figure II.11.  Flux par spire pour différentes valeurs de dδ  
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Le principe de défluxage se base sur les hypothèses du modèle de Park : la non-
saturation dans le matériau magnétique et la forme sinusoïdale du flux total (du premier 
ordre). Pourtant, nous trouvons à la Figure I.15  que le flux total en fonction de dδ  est non 

linéaire et qu’il y a des composantes harmoniques du flux total à vide (Figure II.11.a et Figure 
I.24). Parmi ces quatre machines, les composantes harmoniques sont les plus faibles dans la 
MSCF 12-16 (Figure II.11.b). En effet, les composantes harmoniques se traduisent par des 
tensions qui vont limiter la vitesse de rotation, mais seulement du point de vue énergétique, 
cela n’a pas de conséquence. 

 

Pour utiliser les hypothèse du modèle de Park, nous nous intéressons uniquement à la 
position où l’angle électrique 0=élecθ . Avec ccd δδ = , cette composante à 0=élecθ  est nulle 

dans les allures des flux de quatre machines (Figure II.11.b). Alors, dans les calculs, nous 

avons calculé le flux total à 0=élecθ  pour deux points : 0=dδ  et 2/10 mmAd =δ , puis en 

supposant que c’est linéaire, nous pouvons la valeur de la densité de courant de court-circuit 

ccδ . 

Les valeurs des densités de courant de court-circuit obtenues par ce calcul deviennent 
un peu différentes que celles dans le tableau II. 3 : 

 

Tableau II. 4. Densité de courant de court-circuit dans les machines de référence 

Machine Valeur efficace de la densité du courant ccδ  (A/mm
2
) 

MSCF 12-8 12 

MSCF 12-16 11,8 

MSCF 48-8 20,5 

MSAP 48-8 37,7 

 

Dans les machines synchrones, la réaction d’induit relative est définie par : 

 

f

dd IL
r

Φ
=

.
 (II. 10) 

 

Où : 

Ld :  Inductance de l’axe direct (H) 

Id :  Courant d’une phase de l’axe d (A) 

fΦ  :  Flux d’excitation par aimants (Wb) 
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Dans le cas de court-circuit (Figure II.9), nous avons : 

 

d

f

cc
L

I
Φ

=  (II. 11) 

 

Alors avec la réaction d’induit, nous avons la formule de la vitesse : 

 

rrp

V

−

Ω
=

−Φ
=Ω

1)1.(.
maxmax

 (II. 12) 

 

Où : 

Vmax :   Tension phase maximale Vmax = U0/2 (V) 

maxΩ  :  Vitesse maximale définie par (II. 7) (rad/s) 

Φ  :   Flux d’une phase (Wb) 

 

En outre, quand Id = 0, la tension de phase atteint Vmax, donc : 

 

Φ
=Ω=Ω

.
max

max
p

V
b  (II. 13) 

 

Où bΩ  est la vitesse de base quand Id = 0 et V = Vmax. 

 

Alors, supposant que les machines électriques peuvent atteindre une vitesse infinie, 
pour une vitesse au-delà de la vitesse de base, nous avons : 
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I
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Nous obtenons alors la relation entre la densité de courant efficace de l’axe d 
nécessaire injecté pour obtenir une vitesse correspondante au-delà de la vitesse de base : 

 

bi

i

b
ccd NN

N

N
>








−=  si 1.δδ  (II. 15) 

 

Où : 

Ni :  Vitesse au-delà de la vitesse de base (tr/min) 

Nb :  Vitesse de base (tr/min) 

ccδ  : Densité de courant efficace de court-circuit (A/mm2) 

dδ  : Densité de courant efficace de l’axe d correspondant à la vitesse Ni (A/mm2) 

 

Les pertes cuivre dues au courant de l’axe d sont donc calculées par : 

 

• Pour les machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16 : 

 

62 10.).24...(. dbbcucudcu SkLP δρ=−  (II. 16) 

 

• Pour les machines MSCF 48-8 et MSAP 48-8 : 

 

62 10.).48...(. dbbcucudcu SkLP δρ=−  (II. 17) 

 

La méthode de calcul des pertes cuivre sur cycle dues au courant de l’axe d respecte 
l’ordre suivant [2.11-2.14] : 

 

• Modélisation par éléments finis pour deux valeurs de la densité du courant dδ  (0 

A/mm2 et 10 A/mm2). 

• Détermination de la valeur efficace de la densité de courant de court-circuit, ccδ , 

quand le flux est nul (Tableau II.4). 

• Pour un point de fonctionnement i, nous avons la vitesse Ni : 

o Si Ni < Nb, nous n’avons pas besoin de défluxer la machine, donc, 0=diδ . 

o Si Ni > Nb, nous avons besoin de défluxer la machine, donc, diδ  est 

déterminée par la formule (II. 15). 
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• Les formules (II. 16) et (II. 17) permettent de calculer la valeur des pertes cuivre 
dues au courant de l’axe d pour le point i : Pcu-d-i. 

• Détermination des pertes cuivre moyennes dues au courant de l’axe d sur l’ensemble 

des points sur cycle dcuP − . 

 

Cette méthode peut être appliquée pour tous les types de machines synchrones à aimants 
permanents et pour n’importe quel cycle de fonctionnement. 

 

Les figures suivantes présentent les résultats du calcul des pertes cuivre dues au courant 
de l’axe q et celles de l’axe d sur cycle de fonctionnement, pour quatre machines MSCF 12-8, 
MSCF 12-16, MSCF 48-8 et MSAP 48-8, et pour trois cycles NEDC, Artemis-Urbain, 
Artemis-Routier. 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                           (d) MSAP 48-8 

Figure II.12.  Pertes cuivre sur l’ensemble des points du cycle NEDC 
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(a) MSCF 12-8                                                   (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                             (d) MSAP 48-8 

Figure II.13.  Pertes cuivre sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Urbain 
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(c) MSCF 48-8                                        (d) MSAP 48-8 

Figure II.14.  Pertes cuivre sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Routier 
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Tableau II. 5. Pertes cuivre moyennes sur cycle 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

qcuP −  (W) dcuP −  (W) qcuP −  (W) dcuP −  (W) qcuP −  (W) dcuP −  (W) 

MSCF 12-8 15 428 27 141 18 868 

MSCF 12-16 10 413 14 137 11 838 

MSCF 48-8 30 935 57 309 36 1895 

MSAP 48-8 35 3159 61 1045 40 6410 

 

Pour pouvoir vérifier les valeurs des calculs, nous avons défini les paramètres 
suivants : 

 

∑
=

=
n

i

ieff C
n

C
1

2.
1

 

∑
=

=
n

i

imoy N
n

N
1

.
1

 

(II. 18) 

 

Où : 

Ceff :  Valeur efficace du couple moyen, Nm 

Nmoy : Vitesse moyenne sur cycle, tr/min 

 

Les valeurs de ces paramètres sont présentées dans le tableau suivant : 

 

Tableau II. 6. Paramètres des cycles 

Paramètres Symbole NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Couple efficace 
(Nm) 

Ceff 29,7 41,1 32,9 

Vitesse moyenne 
(tr/min) 

Nmoy 2670 1400 4570 

Nombre de points 
où N > Nb 

d% 58 % 38 % 89 % 
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Pour chaque cycle, basé sur la valeur efficace du couple moyen Ceff, à partir de 

l’équation (II. 4), nous pouvons déterminer la valeur moyenne de la densité de courant qδ  

correspondante. Puis, nous pouvons calculer les pertes cuivre moyennes Pcu-q par les 
équations (II. 5) et (II. 6). 

 

Pour les pertes cuivre dues au courant de l’axe d, Pcu-d, basé sur les vitesses Ni du 
cycle, la valeur de ccδ  (Tableau II. 4) et l’équation (II. 15), nous pouvons déterminer la valeur 

moyenne de la densité de courant de l’axe d, dδ  : 

 

∑
=









−=

dn

i i

b

d

ccd
N

N

n 1

1
1

.δδ  pour Ni > Nb (II. 19) 

 

Où nd est le nombre de points où Ni > Nb sur cycle. 

 

Puis, comme il n’y a que d% des points où la vitesse est plus grande que la vitesse de 
base, nous pouvons déterminer la valeur moyenne des pertes cuivre dues au défluxage par les 
formules suivantes : 

 

• Pour les machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16 : 

 

%
62
.10.).24...(. dSkLP dbbcucudcu δρ=−  (II. 20) 

 

• Pour les machines MSCF 48-8 et MSAP 48-8 : 

 

%
62
.10.).48...(. dSkLP dbbcucudcu δρ=−  (II. 21) 

 

Les résultats de ces vérifications sont présentés dans le tableau ci-dessous pour le 
cycle NEDC comme l’exemple : 

 

Tableau II. 7. Vérification des valeurs pour le cycle NEDC 

Machine Sb (mm
2
) qδ  (A/mm

2
) Pcu-q (W) dδ  (A/mm

2
) Pcu-d (W) 

MSCF 12-8 247 0,9 16 3,6 265 

MSCF 12-16 247 0,45 9 3,5 251 
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MSCF 48-8 141 1,4 30 6,5 652 

MSAP 48-8 141 1,45 35 12,0 2218 

 

Comparaison des valeurs des pertes cuivre obtenues sur le cycle NEDC pour chaque 
machine dans les deux tableaux II. 5 et II. 7, nous trouvons que les valeurs dans les deux 
tableaux sont proches. D’où nous pouvons assurer la précision des méthodes de calcul 
proposées. 

 

Comme pour les trois cycles, les valeurs des couples durant les cycles sont plutôt 
faibles, nous trouvons clairement dans ces résultats que les pertes cuivre dues au courant de 
l’axe q sont faibles.  Pourtant, comme beaucoup de points de fonctionnement se trouvent dans 
les zones hors limites du couple normalisé = 1 et de la vitesse normalisée = 1 (Figure I.2-
Figure II.3), les machines électriques travaillent souvent en régime de défluxage, notamment 
pour le cycle Artemis-Routier qui représente environ 90% des points en défluxage. 

 

De plus, le tableau II. 4 a montré que les machines ont besoin d’une valeur importante 
du courant de défluxage, notamment pour les deux machines à bobinages répartis. C’est 
pourquoi, les valeurs des pertes cuivre dues au courant de l’axe d sont très importantes par 
rapport à celles de l’axe q (Tableau II.5). Le défluxage prend une partie importante des pertes 
électriques dans les machines électriques. La prise en compte cette partie dans les calculs est 
donc nécessaire. 

 

Les quatre machines d’étude ne sont pas encore optimisées, nous espérons que les 
machines optimisées auront de meilleures performances, notamment grâce à la modification 
de l’induction rémanente des aimants, que les pertes cuivre dues au défluxage peuvent être 
diminuées significativement  

 

Notre objectif dans cette partie n’était pas de comparer les performances des machines 
pour tel ou tel cahier des charges, mais de présenter la méthode de calcul des pertes cuivre, en 
séparant les deux axes d et q, pour chaque point sur cycle. Cette étude est très avantageuse car 
elle peut être appliquée à tous les types de MSAP et pour n’importe quel cycle de 
fonctionnement. 

 

I.3. Pertes fer à vide moyennes sur cycle 

Les pertes fer dans le matériau magnétique se composent de deux parties : pertes fer 
par hystérésis et pertes fer par les courants de Foucault [2.15-2.18]. 

 

Nous utilisons les modèles proposés dans [2.19] qui ont été validés par les 
modélisations numériques ainsi que par l’expérimentation : 
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cfhysfer PPP +=  (II. 22) 

 

fBkBkP hhhys )...( 2
21 ∆+∆=  (II. 23) 

 

∫ 



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
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T

cf dt
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db
P

0

2

..
1

.α  (II. 24) 

 

Où : 

B∆  :   Excursion maximale de la densité de flux dans la zone de calcul (T) 

f :  Fréquence (Hz) 

kh1 et kh2 : Coefficients d’hystérésis (A.m-1 et A.m.V.s-1) 

α  :  Coefficient des courants de Foucault (A.m.V-1) 

T :   Période électrique (sec) 

 

Les valeurs des coefficients dépendent du matériau magnétique. Dans notre étude, le 
matériau magnétique M330-35 a les coefficients suivants : 

kh1 = 5 A.m-1 

kh2 = 50 A.m.V-1.s-1 

042,0=α  A.m.V-1 

 

Dans l’objectif de développer un modèle de pertes qui peut être appliqué pour le calcul 
sur cycle, nous proposons tout d’abord d’étudier des modèles connus en prenant des 
hypothèses pour simplifier le calcul. Alors, nous proposons de calculer uniquement les pertes 
fer dans le stator des quatre machines. 

 

Comme la densité du flux distribué dans le stator est différente dans chaque zone de la 
culasse ou de la dent, nous nous sommes attachés à définir des zones du stator dans laquelle la 
densité du flux est presque similaire. 

Si le stator est divisé en un plus grand nombre de zones de calcul, le résultat de calcul 
sera plus précis. Mais comme les densités du flux dans le stator des machines sont 
symétriques et périodiques, pour faciliter les calculs, ainsi que pour diminuer le temps de 
calcul, nous supposons un calcul dans un huitième du stator des quatre machines (Figure 
II.15).  

 

Alors, pour les deux machines à bobinages concentrés, un douzième du stator se 
compose d’une dent statorique, de deux moitiés d’encoche et des parties de la culasse 
statorique correspondantes (Figure II.15.a). Pour les deux machines à bobinages répartis, il 
comprend les six dents et les parties de la culasse correspondante (Figure II.15.b). 
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Les pertes sont déterminées en calculant les densités de flux de chaque subdivision 
dans les deux axes : Ox, Oy. La comparaison des pertes sur cycle obtenues par chaque modèle 
sera effectuée par la suite. 

 

                                 

(a) bobinages concentrés                                              (b) bobinages répartis 

Figure II.15.  Subdivisions dans un huitième du stator des machines 

 

Nous allons présenter trois modèles de pertes fer : modèle simple, modèle de l’intégrale 
et modèle « modèle des valeurs moyennes ». Le but de présenter ces trois modèles avec les 
hypothèses associées est d’estimer les ordres de grandeurs et d’expliquer l’évolution de nos 
idées et de nos méthodes pour le problème de calcul des pertes fer, d’une façon simple à une 
autre plus complète. 

 

I.3.1. Modèle simple 

Si nous supposons que la densité de flux dans le matériau magnétique est sinusoïdale, 
les formules de calcul des pertes volumiques ci-dessus deviennent [2.11] : 

 

( ) ( )( ) fBkBkP mhmhhys ..2..2. 2
21 +=  (II. 25) 

 

222 ..2. fBP mcf πα=  (II. 26) 

 

Donc : 

 

( ) ( )( ) 2222
21 ..2...2..2. fBfBkBkPPP mmhmhcfhysfer πα++=+=  (II. 27) 

Oy 

Ox 
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Où : 

Bm :   Amplitude maximale de la densité du flux dans la zone de calcul (T) 

f :  Fréquence (Hz) 

kh1 et kh2 : Coefficients d’hystérésis 

α  :  Coefficient des courants de Foucault 

 

La méthode de calcul des pertes fer à vide sur cycle utilisant le modèle simple respecte l’ordre 
suivant : 

 

• Modéliser par éléments finis pour plusieurs positions de rotation du rotor (n = 72 
positions dans ce cas) 

• Récupérer dans chaque subdivision i les valeurs des densités du flux dans les deux 
axes : bx, by à chaque pas de rotation (Figure II.16). 

• Récupérer la valeur du volume de chaque subdivision vi 

• Déterminer pour chaque subdivision i les valeurs des densités du flux maximales de 
deux axes : Bmxi, Bmyi  

• Calculer pour chaque subdivision i les valeurs dans les deux axes des pertes fer par 
hystérésis (Physxi et Physyi) et des pertes par les courants de Foucault (Pcfxi et Pcfyi) 
pour chaque vitesse sur cycle par (II. 27). 

• Déterminer la valeur moyenne des pertes fer moyennes sur cycle en faisant la 
somme des valeurs de deux axes Ox, Oy et celle de toutes les subdivisions du stator. 

 

 

 

a) Densité de flux dans les deux axes                        (b) Leurs harmoniques 

Figure II.16.  Densités du flux et leurs amplitudes des harmoniques pour une subdivision 

exemplaire de la dent statorique 

 

Les pertes fer à vide instantanées sur les trois cycles utilisant le modèle simple sont 
présentées dans les figures suivantes : 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                                (d) MSAP 48-8 

Figure II.17.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle NEDC 

 

 

(a) MSCF 12-8                                                   (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                                  (d) MSAP 48-8 

Figure II.18.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Urbain 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                                 (d) MSAP 48-8 

Figure II.19.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Routier 

 

Tableau II. 8. Pertes fer moyennes sur cycle avec le modèle simple 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hP  (W) cfP  (W) hP  (W) cfP  (W) hP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 282 373 148 107 482 697 

MSCF 12-16 470 1241 246 357 803 2319 

MSCF 48-8 307 408 161 117 525 762 

MSAP 48-8 271 359 142 103 463 671 

 

Ce modèle est simple et il donne rapidement des ordres de grandeur de pertes fer à 
vide. Cependant, l’hypothèse que l’induction est sinusoïdale dans toutes les subdivisions du 
stator est peu précise parce que l’induction varie en fonction de la rotation du rotor. 

 

L’approximation sinusoïdale de l’induction est acceptable dans les subdivisions de la 
dent dans l’axe Ox mais pas dans l’axe Oy (Figure II.16). Elle est également acceptable dans 
les subdivisions de la culasse dans l’axe Oy mais pas dans l’axe Ox. Alors, ce modèle peut 
être appliqué dans les calculs des pertes fer qui ne demandent pas strictement une bonne 
précision mais qui donnent des ordres de grandeur. 
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Selon les résultats des pertes présentés dans les figures au-dessus et dans le Tableau II. 
8, nous trouvons que : 

• Pour les trois cycles NEDC, Artemis-Urbain et Artemis-Routier, les deux 
machines MSCF 12-8 et MSAP 48-8 donnent les plus faibles pertes fer alors 
que la MSCF 12-16 a une valeur des pertes fer trois fois plus élevée. En effet, 
comme elle a le nombre de pôles deux fois plus élevé, donc, la fréquence est 
deux fois plus grande. 

• Comme les pertes dues au courant de Foucault dépendent du carré de la 
fréquence (II. 26), or, pour les cycles NEDC et Artemis-Routier, il y a une 
grande partie des grandes vitesses, donc, les pertes dues au courant de Foucault 
sont plus élevées que celles par hystérésis. Pourtant, pour le cycle Artemis-
Urbain, comme la vitesse est beaucoup moins faible, les pertes dues aux 
courants de Foucault sont en conséquence faibles. 

 

Pour vérifier ces valeurs de calcul, nous proposons une méthode simple pouvant 
donner les ordres de grandeurs des pertes calculées. Pour cela, nous calculons l’amplitude 
maximale Bm moyenne dans le stator des machines et la masse du fer au stator.  Nous pouvons 
calculer la fréquence moyenne à partir de la vitesse moyenne sur cycle. D’où nous pouvons 
déterminer les ordres de grandeurs des pertes fer : 

 

( ) ( ) seffmmoymhmhfer VfBfBkBkP ...2...2..2. 2222

21 



 +





 += πα  (II. 28) 

 

Où : 

Vs : Volume du fer au stator (m3) 

mB  :  Amplitude maximale moyenne de la densité de flux du stator (T). Comme kh1 est 
beaucoup plus faible que kh2, nous définissons ce paramètre par la formule suivante : 

 

∑
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m vB
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 (II. 29) 

 

fmoy :  Fréquence moyenne correspondant à la vitesse moyenne sur cycle (Hz) : 

 

60
.

moy

moy

N
pf =  (II. 30) 

 

feff :  Valeur efficace de la fréquence moyenne sur cycle (Hz), correspondant au carré de la 
vitesse, et définie par la formule suivante : 
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 (II. 31) 

 

Ce paramètre est défini pour le but d’avoir une meilleure précision du calcul des pertes 
fer dues aux courants de Foucault dans le modèle (II. 28) parce qu’elles sont proportionnelles 
au carré de la vitesse. 

Les valeurs de ces paramètres sont présentées dans le tableau suivant : 

Tableau II. 9. Paramètres pour les machines et pour les cycles 

Machine xmB −  (T)
 

ymB −  (T)
 Vs (dm

3
) 

MSCF 12-8 1,40 1,43 1,9 

MSCF 12-16 1,32 1,26 1,9 

MSCF 48-8 1,35 1,68 1,8 

MSAP 48-8 1,29 1,56 1,8 

 

Tableau II. 10. Paramètres pour les machines et pour les cycles 

moyf  (Hz) efff  (Hz) 

Machine 

NEDC Urbain Routier NEDC Urbain Routier 

MSCF 12-8 178 93,3 304,7 242,4 130,3 331,6 

MSCF 12-16 356 186,7 609,3 484,8 260,5 663,2 

MSCF 48-8 178 93,3 304,7 242,4 130,3 331,6 

MSAP 48-8 178 93,3 304,7 242,4 130,3 331,6 

 

A partir des valeurs indiquées dans les tableaux III.9 et III.10, nous pouvons calculer 
les valeurs des pertes fer obtenues par cette méthode : 

Tableau II. 11. Vérification des valeurs des pertes 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hP  (W) cfP  (W) hP  (W) cfP  (W) hP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 282 372 148 108 483 697 
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MSCF 12-16 470 1237 247 358 805 2319 

MSCF 48-8 307 407 161 118 526 762 

MSAP 48-8 272 359 142 104 465 672 

 

En comparaison avec les valeurs dans le Tableau II.8, nous trouvons que les valeurs 
obtenues par cette vérification sont dans les mêmes ordres de grandeur. 

Les modèles des pertes fer que nous présenterons par la suite sont effectivement des 
développements à partir des équations (II. 22), (II. 23) et (II. 24). Alors, une fois que nous 
avons vérifié les ordres des grandeurs pour le modèle simple, les valeurs obtenues par les 
autres modèles vont vérifiées et comparées avec celles obtenues par ce modèle. 

 

I.3.2. Modèle de l’intégrale 

Pour améliorer la précision du modèle simple, nous nous sommes attachés à développer 
à partir des équations (II. 22), (II. 23) et (II. 24), un modèle pouvant prendre en compte la 
forme non-sinusoïdale obtenue par le calcul par EF-2D de la densité du flux [2.12-2.14]. Ce 
modèle est nommé alors modèle de l’intégrale : 

 

fBkBkP hhhys )...( 2
21 ∆+∆=  (II. 32) 
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 (II. 33) 

 

Où : 

B∆  :   Excursion maximale de la densité du flux dans la zone de calcul (T) 

kh1 et kh2 : Coefficients d’hystérésis 

α  :  Coefficient des courants de Foucault 

db  :  Variation instantanée de densité de flux entre deux pas de rotation (T) 

θd  :  Pas de rotation du rotor (rad) 
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Donc : 
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fBkBkPPP hhcfhysfer  (II. 34) 

 

La méthode de calcul des pertes fer à vide sur cycle utilisant le modèle de l’intégrale 
respecte l’ordre suivant : 

• Modéliser par éléments finis pour plusieurs positions de rotation du rotor (n = 72 
positions dans ce cas) à vide 

• Récupérer dans chaque subdivision i les valeurs des densités du flux dans les deux 
axes : bx, by (Figure II.20) 

• Récupérer la valeur du volume de chaque subdivision vi 

• Déterminer pour chaque subdivision i les amplitudes maximales des densités du flux 
de deux axes : yixi BB ∆∆ ,  (Figure II.20) 

• Calculer pour chaque subdivision i les valeurs dans les deux axes des pertes fer par 
hystérésis (Physxi et Physyi) et des pertes par les courants de Foucault (Pcfxi et Pcfyi) 
pour chaque vitesse sur cycle par (II. 34) 

• Déterminer pour chaque vitesse sur cycle les pertes fer totales du stator dans les 
deux axes Ox, Oy par la somme des pertes dans les subdivisions pour chaque axe 

• Déterminer la valeur moyenne des pertes fer moyennes sur cycle en faisant la 
somme des valeurs de deux axes Ox, Oy 

 

 

a) Pour une subdivision de la dent                         (b) Pour une subdivision de la culasse 

Figure II.20.  Densités du flux dans les deux axes pour des subdivisions dans la dent et 

dans la culasse de MSCF 12-8 

 

Les pertes fer à vide instantanées sur les trois cycles utilisant le modèle de l’intégrale 
sont présentées dans les figures suivantes : 



 

Chapitre II : Modélisation des pertes dans les machines électriques en vue de l’optimisation sur cycle 

 
 

 90 

 

(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                              (d) MSAP 48-8 

Figure II.21.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle NEDC 

 

 

(a) MSCF 12-8                                                   (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                             (d) MSAP 48-8 

Figure II.22.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Urbain 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                           (d) MSAP 48-8 

Figure II.23.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Routier 

 

Tableau II. 12. Pertes fer moyennes sur cycle avec le modèle de l’intégrale 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 
hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 282 713 148 205 482 1332 

MSCF 12-16 470 2292 247 659 803 4281 

MSCF 48-8 307 820 161 236 525 1532 

MSAP 48-8 271 530 142 152 464 991 

 

Nous comparons les valeurs obtenues par ce modèle avec celles obtenues par le 
modèle simple : 

Tableau II. 8. Pertes fer moyennes sur cycle avec le modèle simple 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hP  (W) cfP  (W) hP  (W) cfP  (W) hP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 282 373 148 107 482 697 
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MSCF 12-16 470 1241 246 357 803 2319 

MSCF 48-8 307 408 161 117 525 762 

MSAP 48-8 271 359 142 103 463 671 

 

Ce modèle de l’intégrale donne un résultat plus précis que le modèle simple parce 
qu’il traite la variation de la densité du flux dans chaque subdivision en fonction des positions 
du rotor. 

 

Il n’y a pas de différence des pertes par hystérésis entre le modèle simple et ce modèle 
intégral parce qu’elles ne dépendent que de l’amplitude maximale de l’induction. Par contre, 
il y a une grande différence pour les pertes fer dues aux courants de Foucault. Il peut y avoir 
un rapport entre 1,5 et deux entre ces deux méthodes de calcul des pertes fer (Tableau II. 8 et 
Tableau II. 1). Cela vient de la forme non-sinusoïdale des inductions dans les subdivions 
(Figure II.20). Cela confirme également une faible précision du modèle simple supposant que 
l’induction est sinusoïdale dans toutes les subdivisions du stator. 

 

Selon les résultats des pertes fer présentés dans les figures (Figure II.21), (Figure 
II.22), (Figure II.23) et dans le Tableau II. 12, nous trouvons que : 

 

• Pour les trois cycles NEDC, Artemis-Urbain et Artemis-Routier, la machine de 
référence MSAP 48-8 a les moins pertes fer. La MSCF 12-16 a une valeur des 
pertes fer la plus élevée parce qu’elle a deux fois plus grand du nombre 
d’aimants et donc, la fréquence est aussi deux fois plus grande que celle des 
autres machines. 

• Les pertes dues aux courants de Foucault sont beaucoup plus importantes que 
celles par hystérésis pour les deux cycles NEDC et Artemis-Routier. En effet, 
ces pertes sont en fonction du carré de la fréquence. Les deux cycles NEDC et 
Artemis-Routier, la machine électrique fonctionne souvent aux vitesses 
beaucoup plus grandes par rapport à celles du cycle Artemis-Urbain. Alors, les 
pertes dues aux courants de Foucault deviennent plus importantes. 

 

I.3.3. Modèle des valeurs moyennes 

Dans le but de pouvoir calculer les pertes fer en charges en vue de l’optimisation sur 
cycle, nous avons développé un modèle nommé « modèle des valeurs moyennes » qui se base 
sur l’effet du moyennage sur le volume total du stator au lieu de calculer pour chaque 
subdivision. Donc, les formules (II. 32) et (II. 33) deviennent [2.14] : 

 

fBkBkP hhhys )...(
2
2211 ∆+∆=  (II. 35) 
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Où : 
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(II. 37) 

 

iB∆  :   Excursion maximale de la densité du flux dans la subdivision i (T) 

vi :  Volume de la subdivision i (m3) 

v :   Volume total du stator (m3) 

m :  Nombre de subdivisions dans un huitième du stator 
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Dans une période électrique nous divisons en n points de calcul, c’est à dire n pas de 
rotation du rotor : 

 

n
d

π
θ

2
=  (II. 39) 

 

Donc : 
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Notons que pour la subdivision i : 

( )∑
=

∆=
n

j

jcfi bnF
1

2.  (II. 41) 

 

Alors nous avons la valeur moyenne de Fcf sur le volume total du stator : 

 

∑=
i

icficf vF
v

F ..
1

 (II. 42) 

 

Finalement, la formule des pertes dues aux courants de Foucault devient : 

 

2.. fFP cfcf α=  (II. 43) 

 

Les pertes fer volumiques calculées par cette méthode deviennent : 

 

22
2211 ..)...( fFfBkBkP cfhhfer α+∆+∆=  (II. 44) 

 

Donc, basé sur les premières équations (II. 22), (II. 23) et (II. 24), nous avons 
développé mathématiquement pour obtenir un nouveau modèle (II. 44). Ce modèle exprime la 

relation des pertes fer en fonction des valeurs moyennes définies 1B∆ , 2B∆ , cfF . Nous 
développerons par la suite à partir de ce modèle des valeurs moyennes, une méthode de calcul 
des pertes fer en charges sur cycle. 

 

Pour vérifier la précision du modèle « modèle des valeurs moyennes », nous avons 
effectué des modélisations et des traitements des résultats d’éléments finis pour déterminer les 
pertes fer moyennes sur cycles. L’objectif est de comparer les pertes obtenues par ce modèle 
et celles obtenues par le modèle de l’intégrale pour assurer la précision du développement 
mathématique. 

 

La méthode de calcul des pertes fer à vide sur cycle utilisant le modèle « modèles 

des valeurs moyennes » respecte l’ordre suivant : 

• Modéliser par éléments finis pour plusieurs positions de rotation du rotor (n = 72 
positions dans ce cas) 

• Récupérer dans chaque subdivision i les valeurs des densités du flux dans les deux 
axes : bx, by 
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• Récupérer la valeur du volume de chaque subdivision vi 

• Déterminer pour chaque subdivision i les amplitudes maximales des densités du flux 
de deux axes xiB∆  et yiB∆  ; calculer la valeur de cfiF  pour chaque subdivision par 

(II. 41) 

• Calculer les valeurs moyennes sur le volume total du stator pour chaque axe, 1B∆ , 

2B∆  et cfF  par (II. 36), (II. 37) et (II. 42) 

• Calculer pour chaque axe x, y les valeurs des pertes fer par hystérésis (Physxi et Physyi) 
et des pertes par les courants de Foucault (Pcfxi et Pcfyi) pour chaque vitesse sur cycle 
par (II. 35) et (II. 43) 

• Déterminer la valeur des pertes fer moyennes sur cycle en faisant la somme des 
valeurs des deux axes Ox, Oy. 

 

Ce modèle est très efficace parce que nous pouvons calculer des pertes à partir des 
valeurs de densités du flux obtenues par éléments finis. De plus, ce calcul a une forte 
généralisation sur l’ensemble du volume du stator. C'est-à-dire que dans les autres cas, nous 
pourrons utiliser cette méthode pour calculer les pertes fer pour un volume quelconque. 

 

Les pertes fer à vide instantanées sur les trois cycles utilisant le modèle des valeurs 
moyennes sont présentées dans les figures suivantes : 

 

(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 

 

 

(c) MSCF 48-8                                            (d) MSAP 48-8 

Figure II.24.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle NEDC 
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(a) MSCF 12-8                                                   (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                            (d) MSAP 48-8 

Figure II.25.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Urbain 

 

 

(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 

 

(c) MSCF 48-8                                            (d) MSAP 48-8 

Figure II.26.  Pertes fer sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Routier 
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Tableau II. 13. Pertes fer moyennes sur cycle avec le modèle des valeurs moyennes 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 282 713 148 205 482 1332 

MSCF 12-16 470 2292 247 659 803 4281 

MSCF 48-8 307 820 161 236 525 1532 

MSAP 48-8 271 530 142 152 464 991 

 

Tableau II. 12. Pertes fer moyennes sur cycle avec le modèle de l’intégrale 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 282 713 148 205 482 1332 

MSCF 12-16 470 2292 247 659 803 4281 

MSCF 48-8 307 820 161 236 525 1532 

MSAP 48-8 271 530 142 152 464 991 

 

En comparant les valeurs obtenues par le modèle des valeurs moyennes dans le tableau 
II. 13 avec celles obtenues par le modèle intégral Tableau II. 12, nous avons trouvé qu’elles 
sont les mêmes. En effet, le modèle des valeurs moyennes est un résultat du développement 
purement mathématique du modèle de l’intégral. La précision de ce développement est donc 
assurée. 

 

L’avantage de ce modèle est la possibilité de donner des valeurs de pertes directement sur 
l’ensemble du volume traité. Nous développerons une méthode pour calculer les pertes fer en 
charges durant l’ensemble du cycle de fonctionnement que nous présenterons dans la 
prochaine partie. 
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I.4. Pertes fer en charges moyennes sur cycle : prise en compte 

du défluxage 

Dans cette partie, nous nous sommes intéressés à calculer les pertes fer en tenant 
compte du courant injecté dans les bobinages, pour la création du couple ainsi que pour le 
défluxage. 

Nous avons développé auparavant le modèle des valeurs moyennes [2.14] : 

 

22
2211 ..)...( fFfBkBkP cfhhfer α+∆+∆=  (II. 45) 

 

Nous avons également, à partir des modèles du couple et du défluxage, les valeurs 
efficaces des densités de courants : 

• bδ  est la densité du courant de l’axe q qui crée le couple de 210 Nm du point de 

base 

• ccδ  est la densité du courant de court-circuit de l’axe d qui défluxe totalement la 

machine 

 

Comme nous l’avons déjà présenté, un point de fonctionnement sur cycle demande un 
courant qδ  pour obtenir le couple voulu et un courant dδ  pour atteindre la vitesse désirée. 

Alors, nous avons bq δδ ≤  et ccd δδ ≤ . 

 

Pour tenir compte des courants dans le calcul des pertes fer, nous nous sommes 

attachés à chercher des relations entre les valeurs moyennes : 1B∆ , 2B∆  et cfF dans (II. 45) 

et les densités de courants qδ  et dδ . 

 

La normalisation de ces courants sur les valeurs de  bδ  et ccδ  nous donne : 

 

b

q

q
δ

δ
δ =*  

cc

d
d

δ

δ
δ =*  

(II. 46) 

 

Grâce aux éléments finis, nous pouvons calculer les valeurs moyennes pour chaque 
groupe ( qδ , dδ ). Pour pouvoir trouver une formulation de ces relations, nous nous sommes 

attachés à discrétiser les valeurs de ( *
qδ , *

dδ ) entre [0-1] en 4 points de calcul. Pour chaque 
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point de calcul, nous pouvons déterminer les valeurs moyennes dans les deux axes : xB1∆ , 

yB1∆ , xB2∆ , yB2∆ , cfxF  et cfyF  comme dans le tableau suivant : 

 

Tableau II. 14. Valeurs moyennes en fonction des densités de courants normalisés pour la 
MSCF 12-8 

*
qδ  *

dδ  xB1∆  yB1∆  xB2∆  yB2∆  cfxF  cfyF  

0 0 2,3 2,5 2,7 2,8 58,4 77,1 

0 0,33 1,9 2,2 2,3 2,3 47,9 38,9 

0 0,67 1,2 1,4 1,7 1,5 48,7 27,6 

0 1 1,4 1,6 1,9 1,8 69,8 43,4 

0,33 0 2,3 2,5 2,7 2,8 59,8 82,3 

0,33 0,33 2,1 2,2 2,5 2,4 49,5 57,4 

0,33 0,67 1,8 1,8 2,3 2,0 42,3 35,6 

0,33 1 1,8 1,8 2,4 2,0 58,5 51,2 

0,67 0 2,5 2,5 2,9 2,8 65,4 87,4 

0,67 0,33 2,4 2,4 2,9 2,6 52,3 69,2 

0,67 0,67 2,3 2,3 2,9 2,6 48,8 63,1 

0,67 1 2,3 2,3 2,9 2,6 65,8 85,9 

1 0 2,7 2,7 3,2 3,0 74,4 101,6 

1 0,33 2,6 2,6 3,1 2,9 60,8 87,0 

1 0,67 2,6 2,5 3,2 2,8 58,3 81,7 

1 1 2,6 2,6 3,2 2,9 75,4 107,1 

 

A partir de ces résultats, nous trouvons qu’il y des relations formalisables entre ces 

valeurs moyennes et des densités de courant. Pour une densité de courant *
qδ  donnée, plus la 

densité de courant *
dδ  est grande, plus les valeurs moyennes xB1∆ , yB1∆ , xB2∆ , yB2∆  sont 

petites. Pour une densité de courant *
dδ  donnée, plus la densité de courant *

qδ  est grande, plus 

les valeurs moyennes xB1∆ , yB1∆ , xB2∆ , yB2∆  sont importantes. Ces tendances chez cfxF  

et cfyF  ne sont pas pareilles mais formalisables. 
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Alors, nous nous sommes attachés à les formaliser par des modèles polynomiaux 
comme les suivants : 

2*
21

*
11011 .. dxbdxbxbx FFF δδ ++=∆Β  

2*
021

*
01100101 .. qxbqxbxbxb fffF δδ ++=  

2*
121

*
11110111 .. qxbqxbxbxb fffF δδ ++=  

2*
221

*
21120121 .. qxbqxbxbxb fffF δδ ++=  

 

(II. 47) 

2*
21

*
11011 .. dybdybyby FFFB δδ ++=∆  

2*
021

*
01100101 .. qybqybybyb fffF δδ ++=  

2*
121

*
11110111 .. qybqybybyb fffF δδ ++=  

2*
221

*
21120121 .. qybqybybyb fffF δδ ++=  

(II. 48) 

 

2*
22

*
12022 .. dxbdxbxbx FFFB δδ ++=∆  

2*
022

*
01200202 .. qxbqxbxbxb fffF δδ ++=  

2*
122

*
11210212 .. qxbqxbxbxb fffF δδ ++=  

2*
222

*
21220222 .. qxbqxbxbxb fffF δδ ++=  

(II. 49) 

 

2*
22

*
12022 .. dybdybyby FFFB δδ ++=∆  

2*
022

*
01200202 .. qybqybybyb fffF δδ ++=  

2*
122

*
11210212 .. qybqybybyb fffF δδ ++=  

2*
222

*
21220222 .. qybqybybyb fffF δδ ++=  

 

(II. 50) 

2*
2

*
10 .. dcfxdcfxcfxcfx FFFF δδ ++=  

2*
02

*
01000 .. qcfxqcfxcfxcfx fffF δδ ++=  

2*
12

*
11101 .. qcfxqcfxcfxcfx fffF δδ ++=  

2*
22

*
21202 .. qcfxqcfxcfxcfx fffF δδ ++=  

(II. 51) 
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 2*
2

*
10 .. dcfydcfycfycfy FFFF δδ ++=  

2*
02

*
01000 .. qcfyqcfycfycfy fffF δδ ++=  

2*
12

*
11101 .. qcfyqcfycfycfy fffF δδ ++=  

2*
22

*
21202 .. qcfyqcfycfycfy fffF δδ ++=  

(II. 52) 

 

La formulation par ces modèles permet d’établir les relations analytiques entre les 
valeurs moyennes et des densités de courants sous forme polynomiale. Les valeurs moyennes 
deviennent donc intermédiaires entre les pertes fer et les densités de courants. 

 

Dans ces formules, les « grands Fij » ( 211101 ,, xbxbxb FFF , etc.) sont les coefficients 

intermédiaires exprimant la relation entre xB1∆  et la densité de courant *
dδ  pour une valeur de 

la densité de courant *
qδ . 

Les valeurs de ces « grands Fij » sont déterminées par l’approximation des résultats 

d’éléments finis de xB1∆ , yB1∆ , xB2∆ , yB2∆ , cfxF  et cfyF  en fonction de la densité de 

courant *
dδ  pour chaque valeur de *

qδ . A partir des valeurs du tableau II. 14, nous avons 

calculé les valeurs des « grands Fij » qui sont présentées dans le tableau suivant : 

 

Tableau II. 15. Valeurs des « grand Fij » en fonction de *
qδ  

*
qδ  Fb1x0 Fb1x1 Fb1x2 Fb1y0 Fb1y1 Fb1y2 

0 2,3 -2,4 1,4 2,6 -2,5 1,4 

0,33 2,3 -1,2 0,7 2,5 -1,6 0,8 

0,67 2,5 -0,3 0,2 2,5 -0,6 0,4 

1 2,7 -0,3 0,3 2,7 -0,4 0,3 

 

*
qδ  Fb2x0 Fb2x1 Fb2x2 Fb2y0 Fb2y1 Fb2y2 

0 2,8 -2,4 1,6 2,9 -2,8 1,7 

0,33 2,8 -1,1 0,8 2,8 -1,9 1,1 

0,67 2,9 -0,2 0,2 2,8 -0,7 0,4 

1 3,2 -0,3 0,3 3,0 -0,5 0,4 
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*
qδ  Fcfx0 Fcfx1 Fcfx2 Fcfy0 Fcfy1 Fcfy2 

0 58,8 -60,3 70,8 77,1 -155,3 121,7 

0,33 60,9 -63,2 59,8 84,0 -125,5 91,0 

0,67 65,9 -68,5 67,9 88,2 -95,4 92,2 

1 74,8 -68,8 69,0 102,7 -86,7 90,0 

 

Ensuite, les « petits fij » (fb1x00, fb1x01, fb1x02, etc.) sont les coefficients exprimant la 

relation entre les « grands Fij » et la densité de courant *
qδ . La détermination des valeurs de 

ces « petits fij » est effectuée par l’approximation des valeurs de « grands Fij » en fonction de 

la densité de courant *
qδ . 

Tableau II. 16. Valeurs des « petits fij » 

fb1x00 fb1x01 fb1x02 fb1x10 fb1x11 fb1x12 fb1x20 fb1x21 fb1x22 

2,36 -0,20 0,51 -2,43 4,93 -2,81 1,40 -3,01 1,87 

 

fb1y00 fb1y01 fb1y02 fb1y10 fb1y11 fb1y12 fb1y20 fb1y21 fb1y22 

2,61 -0,42 0,47 -2,52 3,62 -1,44 1,43 -2,29 1,14 

 

fb2x00 fb2x01 fb2x02 fb2x10 fb2x11 fb2x12 fb2x20 fb2x21 fb2x22 

2,76 -0,16 0,62 -2,47 5,23 -2,99 1,61 -3,23 1,90 

 

fb2y00 fb2y01 fb2y02 fb2y10 fb2y11 fb2y12 fb2y20 fb2y21 fb2y22 

2,87 -0,43 0,56 -2,90 4,09 -1,61 1,74 -2,57 1,15 

 

fcfx00 fcfx01 fcfx02 fcfx10 fcfx11 fcfx12 fcfx20 fcfx21 fcfx22 

58,87 0,45 15,47 -59,95 -14,92 5,66 69,5 -26,45 27,22 

 

fcfy00 fcfy01 fcfy02 fcfy10 fcfy11 fcfy12 fcfy20 fcfy21 fcfy22 

77,73 7,27 17,05 -156,4 118,4 -47,62 119,9 -92,33 64,21 
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L’adéquation entre les valeurs obtenues par éléments finis et celles obtenues par les 
modèles est montrée dans la Figure II.27. 

 

 

(a) Pour x1∆Β                                                    (b) Pour y1∆Β  

 

(c) Pour x2∆Β                                                 (d) Pour y2∆Β  

 

(e) Pour cfxF                                                (f) Pour cfyF  

Figure II.27.  Valeurs moyennes en fonction de ** , qd δδ  pour la MSCF 12-8 

 

La méthode de calcul des pertes fer en charges sur cycle utilisant le modèle « modèle 

des valeurs moyennes » respecte l’ordre suivant [2.14] : 

• Modéliser par éléments finis pour plusieurs valeurs de courant qδ  pour déterminer 

la valeur de bδ . 
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• Modéliser par éléments finis pour plusieurs valeurs de courant dδ  pour déterminer 

la valeur de ccδ . 

• Modéliser par éléments finis pour des courants ( qijδ , dijδ ) pour obtenir des résultats 

comme dans le Tableau II. 14, où i, j varient entre 1 et np qui est le nombre de points 
de calcul sur les limites [0, bδ ] et [0, ccδ ]. Donc, le pas de calcul est : 

 

p

b
q

n
pas

δ
=  

p

cc
d

n
pas

δ
=  

(II. 53) 

 

• Utiliser la méthode de calcul par le modèle « modèle des valeurs moyennes » pour 
déterminer, pour le volume total du stator, les valeurs moyennes dans les deux axes 

xB1∆ , yB1∆ , xB2∆ , yB2∆ , cfxF  et cfyF . 

• Normaliser les densités de courant ( *
qijδ , *

dijδ ) correspondantes et mettre les valeurs 

moyennes calculées en fonction de ces densités de courant (Tableau II. 14). 

• Formuler ces valeurs moyennes xB1∆ , yB1∆ , xB2∆ , yB2∆ , cfxF  et cfyF   en 

fonction des densités de courant *
dδ  pour chaque valeur de la densité de courant *

qδ . 

Calculer les valeurs des « grand Fij » (Tableau II. 15). 

• Formuler ces valeurs des « grand Fij » en fonction des densités de courant  *
qδ . 

Calculer les valeurs des « petit fij » (Tableau II. 16). 

• Une fois que nous avons toutes les valeurs de ces coefficients, pour un point de 
fonctionnement sur cycle, nous avons un couple Ci et une vitesse Ni, nous pouvons 

calculer les valeurs de ( qiδ , diδ ) correspondantes par (II. 4) et (II. 15). 

• Calculer les valeurs des fij correspondantes à la valeur de *
qiδ  et les valeurs des Fij 

correspondantes à la valeur de *
diδ . 

• Déterminer les valeurs moyennes xB1∆ , yB1∆ , xB2∆ , yB2∆ , cfxF  et cfyF  

correspondantes à les valeurs de ( *
qiδ , *

diδ ) par les équations (II. 47) - (II. 52). 

• Calculer les valeurs des pertes fer par hystérésis (Physxi et Physyi) et des pertes par les 
courants de Foucault (Pcfxi et Pcfyi) pour chaque vitesse sur cycle par (II. 45). 

• Déterminer la valeur des pertes fer moyennes sur cycle en faisant la somme des 
valeurs de deux axes Ox, Oy. 

 

Les pertes fer en charges instantanées sur les trois cycles utilisant le modèle des valeurs 
moyennes sont présentées dans les figures suivantes : 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                         (d) MSAP 48-8 

Figure II.28.  Pertes fer en charges sur l’ensemble des points du cycle NEDC 
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(a) MSCF 12-8                                                   (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                          (d) MSAP 48-8 

Figure II.29.  Pertes fer en charges sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Urbain 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                           (d) MSAP 48-8 

Figure II.30.  Pertes fer en charges sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Routier 

 

Tableau II. 17. Pertes fer en charges moyennes sur cycle 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 160 419 106 131 247 758 

MSCF 12-16 252 752 177 348 378 1286 

MSCF 48-8 227 1661 133 345 370 3165 

MSAP 48-8 126 359 94 117 183 659 

 

Tableau II. 13. Pertes fer moyennes sur cycle avec le modèle des valeurs moyennes 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 282 713 148 205 482 1332 

MSCF 12-16 470 2292 247 659 803 4281 
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MSCF 48-8 307 820 161 236 525 1532 

MSAP 48-8 271 530 142 152 464 991 

 

En comparant les valeurs de pertes fer en charges (Tableau II. 17) avec celles de pertes 
fer à vide obtenues par le « modèle des valeurs moyennes » (Tableau II. 13), nous avons 
trouvé pour les trois cycles : 

 

• Les trois machines MSCF 12-8, MSCF 12-16 et MSAP 48-8 ont des pertes fer 
par hystérésis ainsi que celles dues aux courants de Foucault réduites 
significativement à un rapport de 2. 

• Pour la MSCF 48-8, les pertes fer par hystérésis diminuent faiblement alors que 
celles par courant de Foucault augmentent presque deux fois plus. 

 

Finalement, nous voyons dans ce cas, grâce au défluxage pour obtenir les vitesses 
désirées, les pertes fer moyennes sur cycle sont, de manière générale, diminuées. Le modèle 
« modèle des valeurs moyennes » est très efficace et très pratique pour déterminer les pertes 
fer en charge par cette méthode. 

 

Cette méthode de calcul des pertes en charges moyennes sur cycle demande environ 
np

2
 fois plus de temps de calcul par rapport à celle des pertes fer à vide, où np est le nombre de 

points de calcul sur les limites [0, bδ ] et [0, ccδ ]. 

 

Pourtant, la précision des résultats dépendent bien sûr de plusieurs paramètres dont 
nous traitons ensuite le nombre de subdivisions de calcul du stator et le champ tournant ou 
bien le choix du repère de calcul. 

 

I.5. Influence du nombre des subdivisions de calcul 

Il y a une dépendance entre les pertes fer, le nombre des subdivisions de calcul et le 
temps de calcul. Evidemment plus le nombre des subdivisions de calcul est grand, plus la 
valeur des pertes fer est précise et, plus le temps de calcul est long. C’est pourquoi, le choix 
d’un nombre de subdivisions qui peut donner un bon résultat et qui ne demande pas trop de 
temps de calcul est un compromis délicat et difficile à traiter. 

 

Comme nous avons montré dans la (Figure II.15), grâce à la symétrie et à la 
périodicité de l’induction dans les machines, nous traitons les densités des flux dans un 
huitième du stator. Alors, pour les deux machines à bobinages concentrés, un huitième du 
stator se compose de trois demi-dents statoriques et les parties de la culasse statorique 
correspondantes (Figure II.15.a). Pour les deux machines à bobinages répartis, il comprend les 
six dents et les parties de la culasse correspondante (Figure II.15.b). 
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Pour un huitième du stator des deux machines à bobinages répartis, à cause de l’effet 
des petites dents, nous gardons le nombre de 36 subdivisions. 

 

Pour un huitième du stator des deux machines à bobinages concentrés, nous étudions 
l’influence du nombre des subdivisions sur les valeurs des pertes fer. Comme ce huitième 
comprend trois demi-dents et les partis de la culasse statorique correspondantes, nous le 
divisons en (3*m) subdivisions. Où m est le nombre de subdivisions dans un demi dent-
culasse statorique (Figure II.31). 

 

Pour cette partie de l’étude, les calculs des pertes fer en charges sont effectués avec la 
même méthode pour les trois cycles de fonctionnement NEDC, Artemis-Urbain et Artemis-
Routier que pour la machine de référence MSCF 12-8 présentée pour l’exemple. Les nombres 
de subdivisions dans un demi dent-culasse statorique sont m = 2, 4, 6, 8, 10, 12, 14 et 18 
(Figure II.31). 

 

Les résultats comparatifs sont présentés dans le Tableau III. 18. Ces calculs ont été 
effectués par un PC DELL Pentium 4, CPU 3,2GHz, RAM 1G. 

 

Tableau II. 18. Comparaison pour différents nombres de subdivisions 

 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 
Nombre de 

subdivisions Pertes (W) Pertes (W) Pertes (W) 

Temps (s) 

m = 2 205 99 341 6322 

m = 4 336 160 563 6381 

m = 6 341 163 571 6489 

m = 8 370 171 625 6777 

m = 10 393 179 668 6846 

m = 12 394 179 670 6919 

m = 14 398 180 676 7841 

m = 18 424 187 726 8600 
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(a) m = 2                                                    (b) m = 4 

           

(c) m = 6                                                    (d) m = 8 

           

(e) m = 10                                                    (f) m = 12 

           

(g) m = 14                                                   (h) m = 18 

Figure II.31.  Différents nombres de subdivisions pour une moitié de dent-culasse 
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(a) Pour le cycle NEDC 

 

(b) Pour le cycle Artemis-Urbain         

 

 (c) Pour le cycle Artemis-Routier 

Figure II.32.  Influence du nombre de subdivisions 

 

Les résultats comparatifs dans le tableau II. 18 et dans (Figure II.32) ont montré 
l’influence du nombre de subdivisions de calcul sur le temps de calcul et sur les valeurs des 
pertes fer. En comparant les valeurs obtenues, nous avons trouvé que plus le nombre de 
subdivisions est grand, plus les valeurs des pertes fer sont grandes et plus le temps de calcul 
est grand. Cela vient du fait que le maillage devient plus fin quand le nombre de subdivisions 
est plus important. Alors, la détermination du flux moyen dans la surface d’une subdivision 
est plus précise. 

m=2 m=4 
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En effet, il y a une grande différence entre les valeurs des pertes de m = 2 à m = 8. 
Puis, à partir de m = 10, les pertes atteignent une valeur constante autour de 390 W, 180 W et 
670 W respectivement pour les cycles NEDC, Artemis-Urbain et Artemis-Routier. 

 

Pour avoir un bon compromis au niveau de précision et le temps de calcul, nous avons 
choisi le nombre de subdivisions m = 10 dans une moitié dent-culasse statorique, donc, 30 
subdivisions dans un huitième du stator. 

 

Cette étude fait une remarque importante au concepteur de la discrétisation des 
subdivisions. 

 

I.6. Influence du repère de calcul 

Dans le calcul des pertes fer présenté, l’induction dans le fer a été séparée en deux 
axes : Bx et By. Donc, les pertes fer par hystérésis et par les courants de Foucault ont été 
calculées séparément en deux axes et la valeur totale donne les pertes moyennes sur cycle. 

 

Cependant, la (Figure II.20) a montré que pour les subdivisions de la culasse, 
l’induction de l’axe Oy est beaucoup plus élevée que celle de l’axe Ox, alors que pour les 
subdivisions de la dent, l’induction de l’axe Ox est beaucoup plus élevée que celle de l’axe Oy 
(Figure II.33). 

 

 

Figure II.33.  Densité de flux dans les deux axes 

 

Par conséquent, dans le calcul des pertes fer par le modèle « modèles des valeurs 

moyennes », l’effet du moyennage sur toutes les subdivisions sur l’axe Ox ou l’axe Oy avec 
autant de variations pourraient diminuer la précision du calcul. Nous nous sommes donc 
intéressés à analyser l’influence du choix de repère sur les pertes fer. Pour cela, nous allons 
calculer séparément des pertes fer dans les deux axes et pour chaque subdivision. 

 

Les calculs ci-dessous sont effectués à f = 50 Hz à titre d’exemple pour la machine de 
référence MSCF 12-8 avec le choix de dix subdivisions pour une moitié de la dent-culasse. 
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Tableau II. 19. Analyse des pertes fer dans les deux axes pour chaque subdivision 

Pour la MSCF 12-8 

Subdivision xhysP −  (W) yhysP −  (W) xcfP −  (W) ycfP −  (W) Lieu 

1 0,7 12,8 1,1 25,2 Culasse 

2 0,7 11,5 1,1 23,3 Culasse 

3 0,6 5,6 0,9 9,2 Culasse 

4 4,4 3,9 6,5 6,3 Culasse 

5 10,1 0,6 19,9 0,7 Dent 

6 8,0 2,0 19,7 4,3 Dent 

7 6,3 1,0 23,2 3,1 Dent 

8 6,5 4,0 16,1 9,7 Dent 

9 13,8 6,2 47,6 12,3 Dent 

10 7,0 7,5 38,0 16,5 Dent 

 

Ce tableau montre clairement qu’il y a une grande différence des pertes fer dans les 
deux axes pour toutes les subdivisions dans la culasse, ainsi que celles dans la dent. 

 

En effet, pour les subdivisions de la culasse 1, 2, 3, 4, les pertes par hystérésis et par 
les courants de Foucault dans l’axe Ox sont beaucoup plus faibles que celles dans l’axe Oy. 
Cependant, pour les subdivisions de la dent 5, 6, 7, 8, 9, 10, les pertes par hystérésis et par les 
courants de Foucault dans l’axe Ox sont beaucoup plus élevées que celles dans l’axe Oy. 

 

Par conséquent, les variations des valeurs de pertes fer dans les dix subdivisions sont 
très différentes dans l’axe Ox, ainsi que dans l’axe Oy. Alors, un moyennage sur de telles 
valeurs, si différentes, peuvent donner une faible précision de calcul. 

 

Or, les valeurs des pertes de l’axe Ox (respectivement Oy) des subdivisions de la 
culasse sont proches à celles de l’axe Oy (respectivement Ox) des subdivisions de la dent. 
C’est pourquoi, nous avons décidé de moyenner les pertes fer dans l’axe Ox (respectivement 
Oy) de la culasse avec celles dans l’axe Oy (respectivement Ox) de la dent pour avoir une 
meilleure précision. Ce changement du repère de calcul peut donc diminuer les erreurs du 
moyennage. 
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Alors, après le changement du repère de calcul, nous avons refait le calcul des pertes 
fer en charge moyennes sur cycle pour chaque machine et pour chaque cycle. Les résultats 
sont présentés dans le tableau suivant : 

 

Tableau II. 20. Pertes fer en charges moyennes sur cycle avec changement du repère 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 160 419 106 131 247 758 

MSCF 12-16 252 752 177 348 378 1286 

MSCF 48-8 227 1661 133 345 370 3165 

MSAP 48-8 126 359 94 117 183 659 

 

 

Tableau II. 17. Pertes fer en charges moyennes sur cycle sans changement du repère 

NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

Machine 

hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) hysP  (W) cfP  (W) 

MSCF 12-8 160 419 106 131 247 758 

MSCF 12-16 252 752 177 348 378 1286 

MSCF 48-8 227 1661 133 345 370 3165 

MSAP 48-8 126 359 94 117 183 659 

 

En comparaison des résultats obtenus dans le tableau II. 20 (avec le changement du 
repère de calcul) et ceux qui sont dans le tableau II. 17 (sans changement du repère de calcul), 
nous trouvons qu’ils sont identiques. Cela rassure la précision de la méthode « modèle des 

valeurs moyennes ». 

 

Ce changement du repère de calcul ne fait pas changer le temps de calcul, il sera donc 
appliqué pour toutes les études suivantes. 
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I.7. Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons présenté le développement des modèles de pertes pour 
les machines électriques, y compris les modèles des pertes cuivre et des pertes fer. 

 

Nous avons proposé dans un premier temps la méthode de calcul des pertes cuivre 
moyennes sur cycle de fonctionnement du véhicule, pour trois cycles : NEDC, Artemis-
Urbain et Artemis-Routier. 

 

Ces pertes se composent de deux parties : l’une est due au courant de l’axe q, qui crée 
principalement le couple de la machine ; l’autre est due au courant de l’axe d, qui sert 
essentiellement au défluxage de la machine lors des vitesses au-delà de la vitesse de base. Ce 
principe de calcul permet d’identifier les contributions des pertes cuivre, notamment les pertes 
cuivre dues au défluxage pour les machines fonctionnant fréquemment à hautes vitesses. 

  

Ensuite, trois modèles de calcul des pertes fer ont été proposés : le modèle simple en 
supposant que l’induction est sinusoïdale dans toutes les subdivisions de calcul ; le modèle de 
l’intégral permettant de tenir compte des composantes harmoniques de l’induction ; et le 
modèle des valeurs moyennes développé mathématiquement du modèle de l’intégral pour 
calculer les pertes fer en charges sur cycle. L’adéquation entre ces deux modèles a été aussi 
vérifiée. 

 

Et puis, nous avons présenté deux cas de calcul des pertes fer sur cycle par le modèle 
des valeurs moyennes : pertes fer à vide et pertes fer en charges. La comparaison entre ces 
deux méthodes a été faite. 

 

Le calcul des pertes fer en charges peut donner un résultat plus précis que celui des 
pertes fer à vide mais il demande beaucoup plus de temps de calcul, 16 fois par exemple dans 
le cas de np = 4 (Figure II.27). Donc, comme chaque méthode a ses avantages, nous 
souhaitons étudier ces deux méthodes de calcul dans le cas d’optimisation des machines 
électriques sur cycle de fonctionnement du véhicule que nous présenterons dans les chapitres 
suivants. 

 

Enfin, l’étude sur l’influence de quelques paramètres sur le résultat des pertes a été 
faite, dont, le nombre de subdivisions dans une moitié de dent-culasse et le choix du repère ou 
le champ tournant. Ainsi, nous avons pu choisir leurs valeurs optimisées pour notre étude : 10 
subdivisions dans une moitié de la dent-culasse, l’assemblage des inductions de l’axe Ox dans 
la dent avec celles de l’axe Oy dans la culasse, l’assemblage de celles de l’axe Oy dans la dent 
avec celles de l’axe Ox dans la culasse. 

 

Dans ce chapitre, nous n’avons pas pris en compte des pertes magnétiques dans le fer 
et dans les aimants au rotor. Nous verrons dans le chapitre consacré aux vérifications 
expérimentales que ces pertes sont loin d’être négligeables, mais notre niveau de connaissance 
au moment de l’étude ne nous a pas permis d’en tenir compte. 
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I.1. Introduction 

Dans les chapitres précédents, nous avons présenté les machines étudiées, les modèles 
de pertes cuivre, de pertes fer à vide et en charge. Dans le chapitre IV, nous utiliserons ces 
modèles pour le calcul des pertes moyennes sur un cycle de fonctionnement du véhicule. 
Ensuite, nous les appliquerons à une méthode d’optimisation des machines électriques pour 
déterminer les machines optimisées sur un cycle donné. 

 

Nous avons proposé deux machines pour fabriquer des prototypes : une MSCF 12-8 et 
une MSCF 12-16. Certes, ces deux prototypes ne sont pas des machines optimisées mais elles 
sont utilisées pour une validation expérimentale des modèles. 

 

L’objectif de ce chapitre est de vérifier les modèles des pertes et les méthodes de 
calcul proposés, via des essais sur ces deux prototypes de MSCF.  Pour la validation 
expérimentale, nous nous sommes attachés à comparer les caractéristiques principales des 
machines, telles que le modèle de couple, le modèle de défluxage, le modèle de pertes fer à 
vide et le modèle des pertes fer en charge. 

 

I.2. Description du banc de test 

Il est intéressant de pouvoir appréhender concrètement et de la façon la plus réaliste 
possible le fonctionnement des machines étudiées au sein de leur environnement complet, 
c'est-à-dire :  

• Vérifier les performances des machines étudiées. 

• Valider les méthodes proposées sur celles-ci. 

 

C’est pourquoi, un banc d’essai a été réalisé au SATIE. 

 

I.2.1. Machines d’essai 

Les deux machines d’essai sont une MSCF 12-8 et une MSCF 12-16 qui, selon les 
performances comparatives obtenues, paraissent comme des machines plus intéressantes que 
les deux machines à bobinages répartis. La fabrication de ces deux prototypes a été réalisée 
chez Leroy Somer, le partenaire industriel du projet M2EI. 

 

Nous présentons dans la (Figure III.1) la géométrie de ces deux prototypes, qui ont des 
modifications par rapport aux machines étudiées, notamment au rotor, afin de profiter des 
intérêts du brevet de rotor de Leroy Somer : 

• Les modifications au rotor ont pour objectif d’augmenter la concentration de 
flux vers les dents du stator et de diminuer le couple de détente. 

• Les modifications au stator facilitent la manœuvre et la fabrication des 
prototypes. 
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L’objectif de ce chapitre est de valider les modèles de pertes proposés, nous nous 
intéressons à comparer les caractéristiques expérimentales avec celles obtenues par la 
modélisation numérique ou par les modèles. 

 

        

(a) MSCF 12-8                                                   (b) MSCF 12-16 

Figure III.1.  Géométrie de deux machines d’essais 

 

Comme les géométries des deux prototypes sont très fines et détaillées, cela ne facilite 
pas la modélisation numérique parce que le maillage prend énormément de temps pour chaque 
itération de calcul. C’est pourquoi nous avons simplifié un peu leurs détails géométriques 
pour gagner en temps de calcul. Les deux machines simplifiées sont présentées dans la Figure 
III.2. 

 

        

(a) MSCF 12-8 simplifiée                           (b) MSCF 12-16 simplifiée 

Figure III.2.  Géométries simplifiées des deux machines 

 

 Les simplifications détaillées sont effectuées au stator ainsi qu’au rotor : les parties 
dans les cycles rouges dans les figures suivantes : 
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(a) Dent statorique - avant                                        (b) Dent statorique - après 

                                             

(a) Culasse statorique - avant                                     (b) Culasse statorique - après 

Figure III.3.  Détails des simplifications effectuées au stator 

 
 

                            

(a) Rotor MSCF 12-8 - avant                      (b) Rotor MSCF 12-8 - après 

             

(a) Rotor MSCF 12-16 - avant                 (b) Rotor MSCF 12-16 - après 

Figure III.4.  Détails des simplifications effectuées au rotor 
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Au stator (Figure III.3), les formes spéciales des deux machines initiales rendent un 
temps de maillage très important, notamment la forme au niveau de la dent. Donc, une 
modification au niveau des dents et une modification au niveau de la culasse ont été 
effectuées. 

 

Au rotor (Figure III.4), il y a deux modifications de la MSCF 12-8 : la disparition du 
bloc d’air à l’extrémité de l’aimant vers l’entrefer et la simplification du bloc d’air entre deux 
aimants. Quant à la MSCF 12-16, il y en a deux aussi : la disparition du bloc d’air à 
l’extrémité de l’aimant vers l’entrefer et l’épaisseur réduit de la partie magnétique vers l’arbre 
de la machine afin de diminuer des fuites. 

 

Pour justifier ces simplifications, nous comparons le flux à vide des deux machines 
simplifiées avec celui des deux prototypes initiaux. 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.5.  Comparaison du flux à vide dans les machines 

 

Pour les machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16, le flux à vide de la machine initiale et 
celui de la machine simplifiée sont très proches. Les erreurs sont de 10 % et de 4 % 
respectivement pour la MSCF 12-8 et la MSCF 12-16. Alors, nous pouvons accepter que les 
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deux machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16 simplifiées (Figure III.2) sont équivalentes aux 
deux machines initiales (Figure III.1). Les modifications géométriques portées sur ces deux 
machines permettent de diminuer le temps d’un calcul dans un rapport 10 par rapport aux 
deux machines initiales. Donc, ces simplifications sont significatives. 

 

Pendant les essais, la température de travail varie entre 70 °C et 120 °C. Donc, les 
paramètres dépendant de la température ont été déterminés à une température moyenne de 100 
°C comme référence. Le tableau suivant présente les paramètres des deux machines d’essai. 

 

Tableau III. 1. Paramètres des deux machines d’essai 

Paramètre Symbole MSCF 12-8 MSCF 12-16 

Nombre d’encoches Ne 12 12 

Nombre de paires de pôles p 4 8 

Coefficient de remplissage kb 0,5 0,5 

Induction rémanente de l’aimant (T) Br 1,2 1,2 

Rayon externe (mm) Rsext 75 75 

Longueur active (mm) La 40 40 

Rayon d’entrefer (mm) Re 53,5 53,5 

Rayon d’arbre (mm) Ra 25 25 

Entrefer (mm) e 0,7 0,7 

Largeur de la dent (mm) Ld 11,6 11,6 

Epaisseur de la culasse du stator (mm) Hc 7 7 

Epaisseur de l’aimant au niveau de 
l’entrefer (mm) 

Ea1 3,8 3,9 

Epaisseur de l’aimant au niveau de 
l’arbre (mm) 

Ea2 7,1 6,4 

Section d’encoche (mm2) Sbob 100 100 

Nombre de spires par bobine ns 60 37 

Section du conducteur (mm2) Scond 0,8 1,3 

Résistance d’une phase à 100 °C ( Ω ) Rb 0,8 0,32 
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I.2.2. Banc d’essai 

Les deux prototypes ont été montés dans un ensemble d’un banc d’essai présenté dans 
la Figure I.20. Ce banc d’essai se compose des éléments suivants : 

 

• Autotransformateur associé à un pont de diodes permettant d’avoir une tension 
réglable entre 0 et 300 VDC. 

• Variateur de vitesse permettant de régler la vitesse de la machine asynchrone. 

• Machine asynchrone (MAS) qui est accouplé directement à la machine 
synchrone. 

• Moteur (machine synchrone étudiée MS) accouplé avec la MAS. 

• Onduleur de tension alimentant la MS connectée au même bus DC que le 
variateur de vitesse. 

• Refroidissement par eau de la MS. 

• PC de commande et dSPACE pour le contrôle de la MS 

 

 

Figure III.6.  Banc d’essai 

 

La Figure III.7 présente le schéma de principe du banc d’essai avec ses composants 
principaux. 
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Figure III.7.  Schéma de montage du banc d’essai 

 

Le schéma de principe (Figure III.8) comprend simplement les blocs suivants : Un 
capteur de position nous donne l’angle mécanique du rotor ; le bloc p (nombre de paires de 
pôles) peut convertir l’angle mécanique en angle électrique. Les blocs « actif » et « réactif » 
permettent de régler les valeurs des courants IA et IR injectés dans la machine pour effectuer 
les mesures correspondantes à ces valeurs. Ces courants sont assimilés aux courants d’axe d et 
q selon les formules (III. 1) et (III. 2). 

 

  

Figure III.8.  Commandes des machines sous Matlab/Simulink 
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Les commandes de l’onduleur de tension de la MS ont été effectuées sous 
Matlab/Simulink. Elles sont représentées par les commandes de courant actif IA 
(correspondant à Iq) et de courant réactif IR (correspondant à Id) (Figure III.8). 

 

Les commandes de ces courants sont exprimées par les formules suivantes : 

 

θθ cos.sin.1 RA IIi +=  (III. 1) 

 

)
3

2
cos(.)

3

2
sin(.2

π
θ

π
θ −+−= RA IIi  (III. 2) 

 

Où : 

IA :   Courant actif (A) 

IR :   Courant réactif (A) 

L’asservissement des courants se fait avec des correcteurs par hystérésis. Seuls deux 
courants sur les trois sont asservis, car le neutre de la machine n’est pas relié et la commande 
du troisième bras d’onduleur est déterminée à partir de la commande des deux autres. 

 

Le fait que la MS et la MAS ont le même axe mécanique permet de maitriser le 
fonctionnement à différentes vitesses réglées par le variateur de vitesse et donc, la MS 
fonctionne en régime de moteur. Cela n’entraine pas en général des différences par rapport 
aux régimes de générateur. Alors, une fois les tests sont validés pour ce régime, ils peuvent 
être appliqués pour le régime de générateur, ce qui répond à notre étude pour une application 
de la traction hybride. 

 

I.3. Caractérisation du modèle de couple 

Dans le chapitre II, nous avons supposé que le couple des machines étudiées est créé 
uniquement par le courant de l’axe q (Iq). Ensuite, à partir des valeurs de couple en fonction 
des densités de courant qδ , nous avons proposé un modèle polynomial de deuxième ordre 

pour exprimer leur relation. La détermination des coefficients est basée sur l’approximation 
de ce modèle avec les valeurs obtenues par la modélisation. Dans cette partie nous nous 
intéressons à justifier les hypothèses utilisées, ainsi qu’à valider les modèles proposés par des 
essais. 

 

Pour mesurer le couple, nous avons utilisé un montage de balance (Figure III.9). En 
effet, pour ces tests, nous ne souhaitons pas utiliser le couple-mètre pour éviter des erreurs 
causées par l’électronique quand les machines fonctionnent à hautes vitesses. C’est aussi la 
raison pour laquelle notre équipe SETE du laboratoire SATIE n’utilise actuellement que ce 
montage de balance. 
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Le principe de mesure a été effectué dans l’ordre suivant : la position initiale est celle 
où nous avons obtenu l’équilibre horizontal de ces poids sans alimenter la MS et la MAS. 
L’injection des courants IA, IR est effectuée sous Simulink. Selon les valeurs des courants, le 
montage de balance peut bouger et perd son équilibre initial. Les poids à droite sont fixés 
alors que les poids à gauche de valeur 2 N, 5 N, 10 N sont déplaçables pour rétablir l’équilibre 
de ce montage. Le déplacement des poids sur la barre (en cm) et leur poids (en N) permet de 
déterminer le couple (en Nm). 

 

   

Figure III.9.  Montage de balance pour mesurer le couple 

 

I.3.1. Caractéristique du couple en minimisant les pertes cuivre 

L’hypothèse que le couple est créé essentiellement par l’injection du courant dans l’axe 
q, est pour l’objectif de pouvoir obtenir un couple en minimisant les pertes cuivre. C’est 
pourquoi nous nous attachons dans un premier temps à ajuster cette hypothèse par des essais 
expérimentaux. 

 

Pour cela, nous avons imposé une valeur de couple de C = 10 Nm. Nous avons cherché 

les courants dans les deux axes d, q pour avoir ce couple. Ces courants 22
qd II + doivent être 

évidemment inférieurs au courant maximum (ou le courant thermique, correspondant 
expérimentalement à un couple de l’ordre de 15 Nm selon les mesures). Parmi eux, il existe 
une valeur (Iq, Id = 0) comme celle de référence. Cette mesure a été effectuée à faibles vitesses 
inférieures à 2000 tr/min. 

 

Certes, les différentes valeurs des courants injectés dans la machine pour obtenir ce 
couple donnent les valeurs des pertes cuivre correspondantes. C’est pourquoi nous avons tracé 
les courbes de pertes cuivre en fonction du courant de l’axe d pour voir l’influence du courant 
Id sur les pertes cuivre en assurant le même couple. 

Poids de balance 
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Les courbes comparatives sont présentées dans la Figure III.10 pour la MSCF 12-8 et 
MSCF 12-16.  
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.10.  Caractéristique de pertes cuivre en fonction du courant Id pour avoir 10 Nm 

 

Nous avons trouvé clairement que le couple créé en minimisant les pertes cuivre est le 
couple créé uniquement par le courant de l’axe q (Id = 0).  Cela est valable pour la MSCF 12-8 
ainsi que pour la MSCF 12-16. L’hypothèse peut donc être assurée. 

 

I.3.2. Caractéristique de couple – densité de courant qδ  – pertes cuivre 

Nous avons montré par des essais que le courant de l’axe q joue le rôle essentiel pour 
créer le couple dans la machine. Donc, nous nous intéressons à étudier le couple en fonction 
de la densité de courant qδ  (ou du courant Iq) et comparer avec les résultats obtenus par la 

modélisation numérique et le modèle polynomial. Le modèle du couple proposé est le suivant: 
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Où : 

C :   Couple (Nm) 

qδ  :   Densité de courant efficace de l’axe q (A/mm2) 

kc1 et kc2 : Coefficients de couple 

 

Les valeurs des coefficients kc1 et kc2 sont déterminées par l’approximation des 
résultats obtenus par éléments finis. Elles sont présentées dans le tableau suivant : 

 

Tableau III. 2. Coefficients du modèle de couple 

Machine kc1 kc2 

MSCF 12-8 12,0 10,4 

MSCF 12-16 16,9 19,2 

 

Bien que les caractéristiques couple-densité de courant de ces deux machines sont 
presque linéaires (Figure III.11), nous préférons garder le coefficient kc2 pour assurer une 
adéquation avec le modèle proposé précédemment. Une fois que nous avons toutes ces 
valeurs, nous pouvons comparer cette caractéristique dans les trois cas : éléments finis (EF), 
modèle (Pol), et essais (Exp). 
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Figure III.11.  Caractéristique de couple-densité de courant qδ  

 

La Figure III.11 nous a montré une très bonne adéquation entre les courbes. Les 
courbes du couple en fonction de la densité de courant qδ  obtenues par la modélisation, par le 

modèle et par les essais sont bien collées. Les écarts moyens des couples entre le modèle et 
les essais sont inférieurs à 5 %. 
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Nous nous intéressons par la suite à la comparaison des pertes cuivre en fonction du 
couple obtenu par la modélisation, par le modèle et par les essais. Pour cela, à partir des 
valeurs mesurées (Iq, Rb), nous avons pu évaluer les valeurs des pertes cuivre pour ces 
mesures par la formule suivante : 

 

bmesmescu RIP ..3 2
_ =  (III. 4) 

 

Où : 

Pcu_mes :  Pertes cuivre selon les mesures (W) 

Imes :  Courant efficace mesuré (A) 

Rb :  Résistance d’une phase à la température moyenne de travail ( Ω ) 

 

Les pertes cuivre évaluées à partir des valeurs des densités de courant qδ  sont 

déterminées par la formule suivante : 

 

62 10.).24...(. qbobbcucu SkLP δρ=  (III. 5) 

 

Où : 

Pcu:   Pertes cuivre (W) 

ρ  :  Résistivité du cuivre à 100 °C ( mΩ ) 

Lcu =La+Ltêtes :Longueur totale dans une encoche, y compris les têtes de la bobine (m) 

kb :  Coefficient de remplissage 

Sbob :  Section d’une bobine (mm2) 

 

Les comparaisons pertes cuivre/couple pour les deux machines MSCF 12-8 et MSCF 
12-16 entre la modélisation, le modèle et les essais sont présentées dans la Figure III.12. 
Selon ces résultats, les courbes des pertes cuivre en fonction du couple sont aussi bien 
conformes entre modèle et essais. Les écarts moyens des pertes cuivre entre le modèle et les 
essais sont inférieurs à 5 %. 

 

De plus, nous trouvons que pour avoir un même couple, la MSCF 12-16 donne 
beaucoup moins de pertes cuivre par rapport à la MSCF 12-8, ce qui correspond bien aux 
remarques que nous avons fait pendant les études précédentes. Par exemple, pour avoir un 
couple de 10 Nm, la MSCF 12-16 a environ 85 W de pertes cuivre alors que celles de la 
MSCF 12-8 sont environ de 130 W. 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.12.  Caractéristique de pertes cuivre - couple 

 

En s’appuyant sur les résultats comparatifs présentés dans les figures Figure III.10, 
Figure III.11, Figure III.12, nous avons pu justifier l’hypothèse que le couple créé par le 
courant Iq peut minimiser les pertes cuivre et valider le modèle polynomial du couple en 
fonction de la densité de courant, ainsi que celui des pertes cuivre que nous avions proposés 
dans les chapitres précédents. 

 

I.4. Caractérisation du modèle de défluxage 

Le défluxage dans les machines à aimants permanents est toujours un problème 
d’actualité. Pour cela, nous avons supposé précédemment qu’il est suffisant de réagir sur le 
courant de l’axe d pour obtenir une vitesse supérieure à la vitesse de base. Le modèle proposé 
dans le chapitre II est le suivant : 

 









−=

i

b
ccd

N

N
1.δδ  si Ni > Nb (III. 6) 
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Où : 

Ni :  Vitesse au-delà de la vitesse de base (tr/min) 

Nb :  Vitesse de base (tr/min) 

ccδ  : Densité de courant efficace de court-circuit (A/mm2) 

dδ  : Densité de courant efficace de l’axe d correspondant à la vitesse Ni (A/mm2) 

 

Nous avons effectué les modélisations des deux machines d’essai pour trouver les 
valeurs des densités de courant de court-circuit ccδ  (Figure III.13 et Tableau III.3).  La vitesse 

de base choisie est de 1500 tr/min car selon les essais, au-delà de cette vitesse, la machine 
n’atteint plus un couple maximal. 
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Figure III.13.  Défluxage dans les deux MSCF sous éléments finis 

 

Tableau III. 3. Paramètres du défluxage de deux machines d’essai 

Paramètre Symbole MSCF 12-8 MSCF 12-16 

Vitesse de base (tr/min) Nb 1500 1500 

Densité de courant efficace de court-
circuit (A/mm2) ccδ  15,9 11,9 

Courant efficace de court-circuit (A) Icc 13,4 16,2 

 

A partir de l’équation (II. 15), nous pouvons déterminer les densités de courant dδ  en 

fonction des vitesses supérieures à 1500 tr/min. 

 

Pour les mesures, le défluxage a été fait dans les conditions maximales. C'est-à-dire 
d’avoir le couple maximal en réagissant sur les valeurs des courants Iq et Id pour différentes 
vitesses (des vitesses plus élevées que Nb). Connaissant les valeurs du courant Id, nous 
pouvons déterminer les valeurs correspondantes de la densité de courant dδ . 
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Les résultats de dδ  en fonction des vitesses obtenus par le modèle (Pol) et par les 

essais (Exp) ont été présentés dans la Figure III.14. 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.14.  Comparaison des courants de défluxage entre le modèle et les essais 

 

Selon ces résultats, la MSCF 12-16 a besoin d’une densité de courant plus faible que la 
MSCF 12-8 pour défluxer la machine et pour avoir la même vitesse désirée, ce qui correspond 
bien au résultat indiqué dans la Figure III.13. Par exemple, à 6000 tr/min, la MSCF 12-16 

sollicite une densité de courant 2/9 mmAd =δ  alors que la MSCF 12-8 demande 
2/12 mmAd =δ . 

 

Nous trouvons ainsi que plus la vitesse est grande, plus la densité de courant dδ  est 

importante. Pourtant, il y a une saturation à des grandes vitesses vers la valeur de limite (la 
densité de courant de court-circuit ccδ ). En effet, cette saturation de dδ  approche la valeur de 

16 A/mm2 pour la MSCF 12-8 et de 12 A/mm2 pour la MSCF 12-16, ce qui correspond bien 
au résultat indiqué dans le tableau III.3.  

 

Les courbes obtenues par les essais et par le modèle sont très bien superposées, donc, 
l’hypothèse sur l’obtention des hautes vitesses par l’action sur Id est bien justifiée. 
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I.5. Caractéristique couple-vitesse maximale des deux machines 

La caractéristique couple-vitesse maximale d’une machine est un des critères 
importants pour le choix d’une machine. Nous allons chercher à l’identifier pour ces deux 
machines d’essai et la comparer avec celle du modèle. 

 

Pour avoir la courbe couple-vitesse maximale d’une machine, nous avons besoin d’un 
courant maximal. Ce courant doit être inférieur au courant thermique. Dans le cas de ces deux 
machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16, ce courant maximal qui est le courant de court-circuit, 
est bien inférieure au courant thermique. 

 

Alors, pour les modèles, une fois que nous avons les valeurs des densités efficaces de 
courants de court-circuit dans les machines (Tableau III. 3), nous faisons varier l’angle de 

déphasage oψ  des courants Iq, Id  comme la formule suivante : 

 

)sin(.2.1
°−= ψθδδ iccbk  

)120sin(.2.2
°−°−= ψθδδ iccbk  

)240sin(.2.3
°−°−= ψθδδ iccbk  

(III. 7) 

 

Quand nous faisons varier oψ  de 0° à 360°, nous obtenons à la fois la valeur du flux 

iϕ  (Wb) dans les bobinages et le couple produit Ci, par la modélisation numérique. Grâce à la 

symétrie, nous n’avons besoin que de calculer pour oψ  de 0° à 90°. Connaissons le nombre 
de spires par bobine ns dans chaque machine (ns = 60 pour la MSCF 12-8 et ns = 37 pour la 
MSCF 12-16), nous pouvons déterminer la vitesse en fonction de flux iϕ  (ou en fonction de 

oψ )  par la formule : 

 

is

i
pn ϕ..4

2/300
=Ω  (rad/s) (III. 8) 

 

Enfin, nous obtenons la courbe de couple Ci en fonction de la vitesse correspondante 

Ni (où 
π2

60
.iiN Ω= )  pour chaque machine (Figure III.15). 

 

Pour la partie expérimentale, nous avons fait varier à la fois le courant IA et le courant 
IR en minimisant des pertes cuivre pour atteindre le couple maximal à différentes vitesses. 
D’où nous pouvons évaluer les valeurs des pertes cuivre, ainsi que des pertes fer pour chaque 
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machine. Les caractéristiques de couple – vitesse maximale de deux machines obtenues par 
modèle et par essais sont comparées et illustrées dans la figure suivante. 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.15.  Caractéristique couple-vitesse maximale des deux machines 

 

Cette caractéristique représente essentiellement les performances des machines. Selon 
les courbes obtenues ci-dessus, la MSCF 12-8 a une zone de couple-vitesse plus large que la 
MSCF 12-16. Par exemple, dans la Figure III.15, à 10 Nm, la MSCF 12-8 peut atteindre une 
vitesse de 3500 tr/min alors que celle de la MSCF 12-16 est de 2500 tr/min. 

 

En effet, selon l’équation (III. 8) la vitesse dépend du flux du nombre de paires de 
pôles et du nombre de spires.  Le nombre de spires par bobine est de ns = 37 et ns = 60 pour la 
MSCF 12-16 et pour la MSCF 12-8 respectivement. La MSCF 12-16 possède un double 
nombre de paires de pôles. Alors, la MSCF 12-8 peut atteindre des vitesses plus grandes que 
celles de la MSCF 12-16 dès que son flux maximal par spire est plus grand que celui de la 
MSCF 12-16 de (2*37/60) = 1,23 fois. Selon la Figure III.5 par exemple, le flux à vide de la 
MSCF 12-8 est de 0,67 mWb, 1,4 fois plus grand que celui de la MSCF 12-16 (0,47 mWb). 
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La Figure III.15 a montré également une très bonne adéquation entre les résultats 
obtenus par le modèle et par les essais. Certes, théoriquement, les machines peuvent atteindre 
une vitesse infinie mais pour les essais, nous avons limité à des vitesses autour de 10000 
tr/min pour assurer une bonne précision des mesures, ainsi que les contraintes thermiques. 

 

I.6. Caractérisation des modèles de pertes fer 

A partir des modèles de couple et de défluxage, nous avons proposé et développé des 
modèles de pertes fer : modèle de pertes fer à vide et en charge. Les calculs des pertes fer ont 
été effectués uniquement au stator. 

 

Dans ce chapitre de validation expérimentale, nous souhaitons donc vérifier et mettre 
en valeur les modèles proposés via des essais. Pour cela, nous avons fait des essais pour deux 
cas correspondants : à vide et en charge. Pour les pertes fer à vide, nous étudions les deux cas 
différents suivants : 

• sans courants Id, Iq. 

• avec courant 0≠dI  mais couple nul 0=C  et 0=qI  

 

I.6.1. Pertes fer à vide sans courants Iq, Id 

Le mode « à vide » est défini dans ce cas par la non-alimentation des courants Iq, Id dans 
les machines. 

  

Nous avons modélisé les deux machines et récupéré les valeurs des densités de flux 
dans chaque subdivision et pour les deux axes Bx, By. D’où nous avons pu calculer les valeurs 
des pertes fer à vide dans le stator par la méthode « modèle des valeurs moyennes », pour 
différentes vitesses de rotation. Les résultats pour les deux machines MSCF 12-8 et MSCF 
12-16 sont présentés sur la Figure III.16. 
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Figure III.16.  Pertes fer à vide calculées au stator des deux machines par le modèle 
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Comme les deux machines ont les mêmes dimensions statoriques, la même valeur de 
Br, possédant un nombre de pôles au rotor double, la MSCF 12-16 donne beaucoup plus des 
pertes fer à vide au stator que la MSCF 12-8, avec un rapport d’à peu près 3/2. 

 

Pour mesurer les pertes fer à vide par les essais, comme la machine synchrone porte 
des aimants au rotor, nous n’avons pas pu séparer les pertes fer au stator et celles au rotor. 
Nous nous sommes donc attachés à faire des mesures pour pouvoir évaluer des ordres de 
grandeur des pertes fer à vide dans les machines. 

 

Pour faire fonctionner la MS à vide en mode générateur, nous devons entrainer une 
rotation du rotor à travers la MAS qui a le même axe mécanique avec la MS. Nous avons 
utilisé ce principe pour mesurer des pertes à vide dans la machine. 

 

Pour cela, nous avons suivi un ordre des tâches suivantes : 

 

• Mettre en équilibre le montage balance sans alimentation de l’ensemble du banc 
d’essai. Cette étape détermine la référence pour le montage balance. 

• Alimenter la MAS. La rotation de la MAS à une vitesse donnée entraine ensuite 
celle du rotor de la MS. La MS fonctionne donc à vide avec un rotor tournant. 

• Cette rotation entraine donc un déséquilibre du montage de balance par rapport à 
l’état initial, à cause des pertes à vide. 

• Pour rétablir l’équilibre du montage de balance, nous avons déplacé des poids. 
D’où nous avons pu déterminer une valeur du couple. Ce couple avec la vitesse 
donnée crée une puissance équivalente des pertes à vide. 

 

Ces pertes à vide se composent des parties suivantes : pertes mécaniques Pméc, pertes 
au rotor Pfer_rot et pertes fer au stator Pfer_st : 

 

stferrotfermécvide PPPCP __. ++=Ω=  (III. 9) 

 

C :   Couple mesuré (Nm) 

Ω  :   Vitesse de rotation (rad/s) 

 

Nous avons fait cet essai pour différentes vitesses. L’évolution de ces pertes en 
fonction de la vitesse de rotation est montrée dans la Figure III.17. Nous y mettons également 
les courbes des pertes fer à vide au stator obtenues par le modèle pour pouvoir comparer et 
analyser la contribution de ces pertes dans l’ensemble des pertes fer à vide. 

 

Certes, les valeurs obtenues par les essais sont très différentes par rapport à celles par 
modèle, ce que nous voyons dans la (Figure III.17). Nous allons chercher à expliquer ces 
différences. Dans ces figures, les courbes « bleue » représentent des pertes fer au stator Pfer_st 
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déterminées par le modèle alors que les courbes « rouge » représentent des pertes fer au 
stator, au rotor, ainsi que des pertes mécaniques. Alors, nous définissons les « autres pertes » 
par la relation suivante : 

 

mod___ stferessairotferméc PPPPtesautres per −=+=  (III. 10) 

 

Pour justifier les valeurs des pertes fer à vide au stator, nous utilisons ces « autres 

pertes » comme une référence. 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.17.  Comparaison des pertes à vide dans les deux machines 

 

I.6.2. Pertes fer à vide avec 0≠dI , 0=C  et 0=qI  

Le deuxième essai-calcul que nous faisons a pour but de mesurer des pertes fer à vide en 
défluxant la machine. Cela signifie que les machines fonctionnent à des vitesses supérieures à 
la vitesse de base Nb, donc en mode de défluxage, par l’injection d’une densité de courant dδ  

mais « à vide », c'est-à-dire que le couple est nul : C = 0. 
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Puisque nous injectons un courant dans la machine, nous utilisons la méthode de calcul 
des pertes fer en charges par le modèle « modèle des valeurs moyennes » que nous avons 
présenté dans le chapitre II. 

 

Les valeurs des pertes fer à vide au stator en défluxant les machines synchrones à 
aimants permanents, obtenues par le modèle, sont présentées dans la Figure III.18. Nous y 
présentons aussi les pertes fer à vide calculées sans courants Iq , Id pour voir l’effet du 
défluxage dans les machines. 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.18.  Pertes à vide au stator calculées avec 0≠dI  les machines par le 

modèle 

 

Ainsi, par le modèle, nous montrons que le défluxage électronique diminue fortement 
les pertes fer à vide au stator. Par exemple, à 8000 tr/min, les pertes fer au stator sont 
diminuées d’environ 140W pour la MSCF 12-8 et de 210W pour la MSCF 12-16. Ces pertes 
sont les pertes fer au stator diminuées dues au défluxage, Pfer_st_déf. 

 

Pour les essais, afin d’assurer le mode « à vide » avec le courant Id non-nul et le 
couple nul, nous avons suivi un ordre des mesures suivantes : 
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• Mettre en équilibre le montage de balance sans alimentation de l’ensemble du 
banc d’essai. Cette étape détermine la référence pour le montage de balance. 

• Alimenter la MAS à une vitesse donnée. La rotation de la MAS entraine ensuite 
celle du rotor de la MS. 

• Cette rotation entraine donc un déséquilibre du montage de balance par rapport à 
l’état initial, à cause des pertes à vide. 

• Pour rétablir l’équilibre du montage de balance, nous injectons un courant réactif 
Id dans la MS, sans bouger les poids de balance. 

• Mesurer le courant Id, tension, etc. pour chaque vitesse donnée. 

• Evaluer les valeurs des pertes. 

 

Les valeurs des pertes fer à vide en défluxant les machines obtenues par les essais sont 
présentées dans la figure suivante, en comparant avec celles obtenues par le modèle (Figure 
III.18). 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.19.  Comparaison des pertes fer à vide avec 0≠dI  dans les deux machines 

 

Par les essais, nous trouvons que les différences entre les pertes obtenues par les essais 
et celles obtenues par le modèle sont dues aux pertes mécaniques et aux pertes au rotor. 
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Nous n’avons étudié dans ce cas que l’alimentation par un courant Id dans la machine, 
ce qui n’est pas tout à fait valable pour plusieurs points de fonctionnement (couple, vitesse) 
pour pouvoir valider le modèle des pertes fer en charge. Pour cela, nous allons comparer des 
pertes fer en charge en alimentant les deux courants Iq, Id. 

 

I.6.3. Pertes fer en charge 

Nous passons maintenant au calcul des pertes fer en charge. Nous choisissons donc la 
caractéristique couple-vitesse maximale (Figure III.15) pour cette étude. 

 

Pour obtenir cette caractéristique par les essais, nous devons injecter les courants dans 
les deux axes IA, IR pour atteindre un couple maximal à une vitesse donnée. D’où nous 
pouvons évaluer les valeurs des pertes cuivre, ainsi que des pertes fer à chaque vitesse. La 
caractéristique couple-vitesse maximale donne l’ensemble des points (couple, vitesse) pour 
cette étude. 

 

Pour le modèle, nous utilisons la méthode « modèles des valeurs moyennes » présentée 
précédemment. La comparaison des pertes fer en charges pour la caractéristique de couple-
vitesse maximale entre le modèle et les essais est représentée sur la Figure III.20. 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.20.  Comparaison des pertes fer en charges selon la caractéristique maximale 
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En comparaison avec des pertes fer à vide présentées dans la Figure III.17, nous 
trouvons que grâce au défluxage, les pertes fer sont bien diminuées par rapport au modèle des 
pertes fer à vide, pour le modèle théorique (les courbes bleues), ainsi que pour les essais (les 
courbes rouges).  

 

I.6.4. Comparaison des pertes fer dans les trois cas 

A partir de ces trois essais, nous avons pu comparer les pertes fer à vide et en charge, 
obtenues par le modèle et celles obtenues par les essais. 

 

En comparaison des résultats dans la Figure III.17, la Figure III.19 et la Figure III.20, 
nous trouvons qu’il y a une différence des pertes entre le modèle et les essais. Ces différences 
sont représentées sur la figure suivante : 
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(b) MSCF 12-16 

Figure III.21.  Différences mesure - modèle 

 

Tableau III. 4. Comparaison des différences de pertes modèles-essais à 8000 tr/min 

Cas d’étude MSCF 12-8 MSCF 12-16 

A vide sans courants 380 W 490 W 
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A vide avec courant Id et C = 0 350 W 450 W 

Couple-vitesse maximale 370 W 470 W 

 

Certes, ces valeurs sont relatives. Elles ont pour but de donner un ordre de grandeur. 
Ces trois cas d’étude n’ont pas les mêmes conditions magnétiques car les niveaux de 
défluxage ainsi que les courants d’injection sont différents. Mais sur l’ensemble des résultats 
ci-dessus, nous pensons que les différences sont dues à la somme des pertes mécaniques et 
des pertes au rotor (Pméc+Pfer_rot) qui sont presque similaires dans les trois cas. 

 

A travers les analyses et les comparaisons de pertes dans plusieurs cas ci-dessus, nous 
pouvons assurer la validation expérimentale des modèles de pertes fer à vide et en charge au 
stator des machines synchrones à aimants permanents. Cette étude fait une remarque 
importante au concepteur : il n’y a pas que les pertes fer au stator. Ces pertes sont plus ou 
moins importantes dans l’ensemble des pertes dans la machine. 

 

I.7. Identification des machines d’essai sur les fronts de Pareto 

Nous nous intéressons finalement aux performances sur cycles des deux machines 
d’essais. Certes, ces deux prototypes sont beaucoup plus petits que les machines proposées 
pour les cycles étudiés : diamètre de 150 mm au lieu de 200 mm et longueur active de 40 mm 
au lieu de 200 mm. Pour pouvoir comparer les performances des deux machines d’essai avec 
celles des machines optimisées, nous avons fait élargir des machines par les rapports 
de 200/150 et 200/40 respectivement pour le diamètre extérieur et la longueur active. Ensuite, 
nous avons effectué des modélisations puis calculé les pertes cuivre, pertes fer en charges, le 
courant efficace au point de base, d’où nous pouvons identifier la position des deux machines 
d’essai par rapport aux fronts de Pareto obtenus. 

 

Les fronts de Pareto sont l’ensemble des machines optimisées selon les deux critères : 

• Minimiser les pertes moyennes sur cycle 

• Minimiser le courant efficace du point de base 210 Nm et 1820 tr/min 

 

Les détails de la méthode d’optimisation pour obtenir ces fronts de Pareto seront 
présentés dans le chapitre suivant. Dans cette partie, nous utilisons ces résultats comme une 
référence pour les machines d’essai. 

Pour cela, nous rappelons les paramètres importants de chaque cycle : 

Tableau III. 5. Paramètres des cycles 

Paramètres Symbole NEDC 
Artemis-

Urbain 

Artemis-

Routier 

Couple efficace (Nm) Ceff 29,7 41,1 32,9 
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Vitesse efficace (tr/min) Neff 3636 1950 4971 

Nombre de points 

où N > Nb 
d% 58 % 38 % 89 % 

 

Où : 

∑
=

=
n

i

ieff C
n

C
1

2.
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n
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ieff N
n

N
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2.
1

 

(III. 11) 

 

Les résultats pour tous les cycles et pour les deux machines MSCF 12-8 et MSCF 12-
16 sont présentés ci-dessous avec les pertes fer uniquement au stator. 
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    (a) NEDC                                                  (b) Artemis-Urbain 
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(c) Artemis-Routier 

Figure III.22.  Identification de la MSCF 12-8 sur les fronts de Pareto 
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  (a) NEDC                                               (b) Artemis-Urbain 
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(c) Artemis-Routier 

Figure III.23.  Identification de la MSCF 12-16 sur les fronts de Pareto 

 

Pour un même point de base (210 Nm et 1820 tr/min), la MSCF 12-8 et la MSCF 12-
16 sollicitent presqu’un même courant (210 A et 205 A). Les valeurs des pertes moyennes sur 
cycle des deux machines sont présentées dans le tableau suivant : 

 

Tableau III. 6. Bilan des pertes des deux machines 

 NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

MSAP 12-8 

Pcu (W) 375 186 736 

Pfer (W) 84 68 116 

MSCF 12-16 

Pcu (W) 212 93 420 

Pfer (W) 185 118 290 

 

Certes, ces deux machines d’essai ne sont pas optimisées. Pourtant, selon les figures 
ci-dessus, nous avons trouvé que la position de la MSCF 12-8 est presque superposée sur les 
fronts de Pareto obtenus par les algorithmes génétiques alors que celle de la MSCF 12-16 est 
loin de ses fronts de Pareto. En effet, dans le prochain chapitre, nous allons voir que les 
machines optimisées sont des machines à faibles Br (0,4 T - 0,6 T) alors que la MSCF 12-16 
d’essai a Br = 1 T. 
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I.8. Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons présenté deux prototypes de MSCF 12-8 et MSCF 12-16. 
Nous avons fait plusieurs essais dans le but de justifier les hypothèses utilisées et de valider 
les modèles et les méthodes de calcul proposés durant notre étude. 

 

Les premiers tests concernent la caractérisation du modèle de couple. Nous avons bien 
montré que l’alimentation des machines uniquement par le courant Iq à des faibles vitesses 
permet non seulement d’obtenir le couple demandé mais aussi de minimiser les pertes cuivre 
dans les machines, ce qui nous permet de valider le modèle de couple en fonction de la 
densité de courant dans l’axe q : ( )qfC δ= . D’où nous l’avons formulé sous forme 

polynomiale en deuxième ordre par l’approximation des valeurs obtenues par les éléments 
finis. Ensuite, une bonne adéquation des caractéristiques de couple-densité de courant qδ , 

donc couple-pertes cuivre, entre le modèle polynomial et les essais a été justifiée. 

 

Puis, nous avons montré également qu’il est suffisant d’alimenter les machines avec le 
courant Id pour atteindre les vitesses supérieures à la vitesse de base. Le défluxage à vide pour 
un couple nul ou celui à la caractéristique maximale de couple-vitesse des machines, ont 
justifié cette hypothèse par de bonnes adéquations des courants et des pertes cuivre, des pertes 
fer entre le modèle et les essais. 

 

Les modèles des pertes fer à vide et en charges ont été ensuite comparés avec les 
essais. Il apparait qu’il y a non seulement des pertes fer au stator dans la machine, que la non 
prise en compte des pertes mécaniques et des pertes magnétiques au rotor est une hypothèse 
difficile à tenir. Cependant, nous avons pu observer que pour les deux machines, ces pertes 
sont du mêmes ordre de grandeur et proportionnelles au carré de la vitesse de rotation. 
Compte tenu de la planification des travaux, ces résultats expérimentaux sont arrivés après 
toute la mise en place des procédures d’optimisation. Une évolution logique de ces dernières 
doit consister en la prise en compte de ces pertes mécaniques et des pertes magnétiques au 
rotor. 

 

Nous avons essayé enfin de regarder les positions des machines test par rapport aux 
fronts de Pareto optimisés sur chaque cycle, dans une même échelle dimensionnelle (200 mm 
x 200 mm). D’où nous pouvons vérifier et les comparer avec les machines optimisées. Nous 
avons identifié leurs positions sur chaque cycle, ce qui peut être utile dans le choix des 
machines optimales sur cycle selon les critères des concepteurs. 

 

En conclusion, dans ce chapitre, nous avons démontré une validation expérimentale 
des hypothèses en ce qui concerne les modèles du couple, des pertes cuivre et dans une 
moindre mesure des pertes fer statoriques à vide et en charge. 
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CHAPITRE IV :   
Optimisation sur cycle des machines électriques par 
algorithmes génétiques 
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I.1. Introduction 

Dans les chapitres précédents, nous avons présenté une méthode de calcul des pertes 
moyennes dans les machines électriques sur cycle de fonctionnement du véhicule. Ces pertes 
se décomposent en des pertes cuivre dues au courant de l’axe q pour créer le couple, en des 
pertes cuivre dues au défluxage (par injection d’un courant dans l’axe d) pour atteindre la 
vitesse désirée, et en des pertes fer. 

 

Pour les pertes fer, nous avons présenté deux types de modèles différents : le premier 
pour déterminer les pertes fer à vide et le second, les pertes fer en charge. Pour les pertes fer à 
vide, nous avons présenté et comparé trois modèles : le modèle simple supposant que 
l’induction est sinusoïdale dans toutes les subdivisions du stator, le modèle de l’intégrale 
prenant en compte les composantes harmoniques de l’induction et le troisième modèle 
« modèle des valeurs moyennes » développé à partir du deuxième pour avoir un modèle 
permettant de calculer les pertes fer en charge. Les pertes fer en charge utilisant ce modèle 
peuvent prendre en compte l’influence des composantes harmoniques de l’induction ainsi que 
les courants des axes d et q variant en fonction des couples et des vitesses sur cycle.  Les 
résultats et les comparaisons ont été présentés pour les quatre machines : MSCF 12-8, MSCF 
12-16, MSCF 48-8 et MSAP 48-8, et pour les cycles NEDC, Artemis-Urbain et Artemis-
Routier. 

 

Suite aux analyses de la méthode et des résultats obtenus par cette méthode, nous nous 
sommes intéressés à développer une méthode d’optimisation sur cycle des machines 
électriques. Pour cela, nous avons choisi une méthode d’optimisation par les algorithmes 
génétiques. C’est la méthode Non-dominated Sorting Genetic Algorithm II (NSGA-II). 

 

Dans ce chapitre, nous allons présenter tout d’abord la formulation du problème de 
conception optimale des machines électriques, les définitions des critères, des variables, des 
contraintes et le processus d’optimisation. C’est une optimisation à deux critères : 
minimisation des pertes moyennes sur cycle et minimisation de la valeur efficace du courant 
d’alimentation fourni par l’onduleur de tension au point de base permettant de minimiser le 
volume de l’onduleur associé. 

 

Les études paramétriques présentées dans le chapitre II sont utilisés pour cette méthode 
d’optimisation afin de choisir les intervalles des variables. 

 

Ensuite, nous allons présenter les résultats d’optimisation obtenus pour les deux 
modèles différents de pertes fer : pertes fer à vide et en charge et pour les trois cycles de 
fonctionnement donnés : NEDC, Artemis-Urbain, Artemis-Routier. Des analyses 
comparatives de ces résultats en termes de performances énergétiques, de temps de calcul, de 
type d’utilisation seront effectuées. Finalement, une étude plus détaillée des machines 
optimisées pour chaque cycle de fonctionnement sera présentée. 
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I.2. Formulation du problème de conception 

Nous menons ici une démarche de conception par optimisation à l’aide d’un algorithme 
génétique multicritère, NSGA-II. Cette méthode est numérique, et se base sur les 
modélisations par éléments finis 2D et le traitement des résultats par le logiciel Matlab. 

 

Pour une telle démarche d’optimisation, nous devons définir les critères à atteindre, les 
variables de conception et les contraintes à respecter. 

 

I.2.1. Définition des critères de conception 

Le premier objectif de notre démarche d’optimisation est la minimisation des pertes 
électromagnétiques des machines électriques au cours d’un cycle de fonctionnement du 
véhicule. C’est aussi l’objectif de l’augmentation du rendement des machines électriques. 

 

Nous intégrons comme deuxième objectif, la minimisation du courant d’alimentation  
fournie par l’onduleur de tension au point de base défini par un couple de 210 Nm et une 
vitesse de 1820 tr/min, ce qui a pour effet, de réduire la dimension et le coût de l’onduleur de 
tension associé. 

 

• Minimisation des pertes moyennes sur cycle 

 

Les pertes à minimiser comprennent les pertes cuivre dues au courant de l’axe q, celles 
dues au courant de l’axe d et les pertes fer. 

 

La méthode de calcul de pertes cuivre sur cycle a été présentée précédemment en tenant 
compte des têtes de bobines. Pourtant, elles ne sont pas prises en compte dans les pertes 
cuivre présentées dans ce chapitre. La raison est qu’au moment de l’étude 
d’optimisation, nous ne les avions pas pris en compte et que les calculs d’optimisation 
prenant beaucoup de temps, nous n’avons pas pu refaire des calculs pour la rédaction. 
Pourtant, pour donner les ordres de grandeur de ces pertes, nous avons présenté ces 
calculs pour chaque machine dans le chapitre précédent. 

 

En effet, du début jusqu’à la fin du projet MEEI, les industriels ne s’intéressaient qu’à la 
longueur active. Puis, à la fin du projet, ils ont écarté les machines à bobinages répartis 
de la liste des machines sélectionnées alors que les deux machines à bobinages 
concentrés ont de courtes têtes de bobines (environ 10 % - 15 % de la longueur active). 
Donc, les pertes dues à ces parties deviennent négligeables. 

 

Les pertes fer sont calculées dans deux cas : à vide et en charge. Nous nous intéressons 
donc à traiter ces deux modèles de pertes fer dans cette démarche d’optimisation dans le 
but d’étudier les impacts de ces modèles sur les résultats d’optimisation. 
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Alors, le premier critère FO1 peut être exprimé par : 

 

)min()min(1 ferdcuqcutot PPPPFO ++== −−  (IV. 1) 

 

Dans cette équation, nous précisions que les pertes sont toutes exprimées en valeurs 
moyennes, pour un cycle de fonctionnement donné. Les cycles et les modèles de pertes 
ont été présentés dans le chapitre II. 

 

• Minimisation du courant efficace au point de base 

 

Le deuxième critère FO2 consiste en minimisation du courant efficace au point de base : 

 

)min(2 bIFO =  (IV. 2) 

 

Pour déterminer cette valeur pour une machine quelconque, nous avons défini les 
paramètres suivants pour le point de base : 

- Le couple de base Cb = 210 Nm 

- La vitesse de base Nb = 1820 tr/min 

- La tension du bus continu de l’onduleur de tension est U0 = 300 V 

 

 

Figure IV.1.  Onduleur de tension triphasé 

 

Pour un onduleur de tension triphasé, dans le cas d’une commande en modulation de 
largeur d’impulsion (MLI), l’amplitude maximale de chacune des tensions sinusoïdales de 
sortie est égale à U0/2. Donc, l’onduleur de tension triphasé fixe une contrainte maximale sur 
la machine qui se traduit par l’équation : 
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Où : 

bΩ  :   Vitesse de rotation de la machine (rad/s) 

 

sradNbb / 6,190
60

2
. ==Ω

π
 (IV. 4) 

 

Φ  :   Flux maximal par phase (Wb) 

mϕ  : Flux maximal par spire et par bobine (Wb). La valeur de ce flux est 

déterminée en charge, c'est-à-dire avec la densité de courant qui permet 
d’avoir le couple de 210 Nm. 

Ns :  Nombre de spires par phase 

 

sbs nnN .=  (IV. 5) 

 

nb :   Nombre de bobines par phase 

ns :   Nombre de spires par bobine 

 

Tableau IV. 1. Nombre de bobines par phase 

Machine nb 

MSCF 12-8 4 

MSCF 12-16 4 

MSCF 48-8 8 

MSAP 48-8 8 

 

Supposant que les bobines sont connectées en série, nous pouvons en déduire le nombre 
de spires par bobine et par phase : 
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La valeur efficace du courant au point de base est finalement déterminée par : 

 

s

bbb

b
n

Sk
I

..δ
=  (IV. 7) 

 

Où : 

bI  :   Courant efficace du point de base (A) 

bδ  :  Densité de courant efficace permet d’avoir Cb = 210Nm (A/mm2) 

kb :   Coefficient de remplissage 

Sb :  Section d’une bobine (mm2) 

 

I.2.2. Définition des variables de conception 

Dans le chapitre I, nous avons présenté une étude paramétrique qui traite de l’influence 
des paramètres géométriques et magnétiques sur les performances des machines, le rapport 
couple/pertes cuivre, ce qui nous a permis de choisir des paramètres géométriques et 
magnétiques comme variables pour le problème d’optimisation. 

 

Pour les trois machines synchrones à concentration de flux MSCF 12-8, MSCF 12-16 et 
MCSF 48-8, nous avons choisi cinq variables et pour la MSAP 48-8, nous avons choisi quatre 
variables (Figure I.20) (Tableau IV. 2). 

 

Tableau IV. 2. Variables de conception des machines électriques 

Variation 
Symbole Définition Nature 

Min Max 
Machine 

Re/Rsext 
Rapport du rayon d’entrefer / 

Rayon extérieur du stator 
Continue 0,45 0,85 Toutes 

0,30 0,70 12 dents 
Hc/Ld 

Rapport de la hauteur de 
culasse / Largeur de la dent 

Continue 
0,70 2,50 48 dents 

Br 
Induction rémanente de 

l’aimant 
Discrète, pas 

de 0,1 T 
0,4 T 1,2 T toutes 

Ea1 
Epaisseur de l’aimant au 

niveau de l’entrefer 
Continue 4,0 mm 7,5 mm MSCF 

Ea Epaisseur de l’aimant Continue 2,5 mm 10 mm MSAP 

Ra Rayon d’arbre Continue 25 mm 45 mm MSCF 
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(a) MSCF 

 

(b) MSAP 

Figure IV.2.  Extrait géométrique d’un quart des machines 

 

Les constantes du problème d’optimisation sont définies soit selon le cahier des charges, 
soit selon les données techniques. Il y a le rayon externe du stator Rsext = 100 mm, la longueur 
active La = 200 mm, l’entrefer e = 0,6 mm, l’épaisseur de l’ergot au niveau de l’entrefer 2 
mm, celui au niveau de l’axe 1 mm, l’épaisseur de l’aimant au niveau de l’axe Ea2 = Ea1 + 3,6 
mm, le coefficient de remplissage kb = 0,35 pour les bobinages répartis et kb = 0,6 pour les 
bobinages concentrés, etc. Il est à noter qu’il est envisageable d’introduire ces constantes 
comme variables du problème d’optimisation. 

 

I.2.3. Définition des contraintes de conception 

 

Pour garantir la faisabilité du système, lorsque les paramètres de conception, notés X 
varient sur l’ensemble du domaine d’exploration, il est nécessaire d’introduire certaines 
contraintes, notées gi que l’on peut généralement traduire en inégalités de la forme [4.1] [4.2]: 

 

0)( ≤Xg i  (IV. 8) 
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Où X désigne le vecteur associé aux variables de conception. 

 

Les deux contraintes proposées sont les suivantes : 

 

• Contrainte thermique : 

Les contraintes thermiques ont été fixées par le choix de la densité de courant efficace 
maximale injectée dans la machine 2

lim /20 mmA=δ . Signalons que cette valeur n’est pas 
issue d’une modélisation thermique mais de l’expérience des chercheurs de l’équipe SETE. 

 

Cette densité de courant est déterminée par la valeur maximale entre : 

o La densité de courant maximale d’un point de fonctionnement sur cycle dans 
les deux axes d, q. 

o La densité de courant du point de base bδ . 

 





 +=

=

b

diqii

δ

δδδ
δ

)max(
max

22
max

max  (IV. 9) 

 

Alors, pour assurer les conditions thermiques, nous définissons la deuxième 
contrainte : 

 

0)( limmax1 ≤−= δδXg  (IV. 10) 

 

• Contrainte de tension : 

Nous avons fixé une tension maximale à la sortie de l’onduleur de tension 
2

0U
, d’où 

nous avons pu déterminer le nombre de spires par bobine et par phase ns par l’équation (IV. 
6). Or, ce nombre Nns ∈  doit satisfaire la contrainte : 

 

01)(2 ≤−= snXg  (IV. 11) 
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I.2.4. Processus d’optimisation 

Le problème de conception optimale formulé dans les parties précédentes se traduit en 
un problème d’optimisation que l’on peut résoudre à l’aide d’une méthode dédiée. Il s’agit 
d’un problème à deux critères, à variables mixtes (continues et discrètes) sous contraintes 
[4.1] [4.2]. Pour résoudre ce type de problème, les méthodes stochastiques et les algorithmes 
évolutionnaires sont particulièrement bien adaptés [4.2]-[4.9]. Pourtant, les algorithmes 
génétiques sont devenus aujourd’hui une référence en matière d’optimisation multicritère 
[4.3], [4.9]. Nous avons donc choisi le NSGA-II qui a été adapté pour l’application des 
machines électriques. 

 

Les démarches d’optimisation par l’algorithme NSGA-II sont présentées à la Figure 
IV.3. Ils se composent de quatre blocs principaux : le cahier des charges, les algorithmes 
génétiques NSGA-II, la modélisation par éléments finis et le résultat. Le NSGA-II a pour 
objectif d’adapter les cinq paramètres de conception (ou quatre pour la MSAP 48-8) de 
manière à minimiser les pertes totales moyennes produites sur un cycle de fonctionnement 
représenté par des points (couple, vitesse), et à minimiser le courant efficace de l’alimentation 
par onduleur de tension au point de base, tout en respectant l’ensemble des contraintes 
géométriques, thermiques et de tension. Les modèles de pertes, du couple, ainsi que les 
méthodes de calcul des objectifs, etc. ont été présentés précédemment et ont été reprises dans 
la Figure IV.3. 

 

Pour les cycles de fonctionnement du véhicule, que nous avons présenté précédemment, 
nous nous intéressons non seulement à optimiser les machines sur chaque cycle mais aussi sur 
l’ensemble de trois cycles : NEDC, Artemis-Urbain, Artemis-Routier. 

 

De plus, le processus présenté dans la Figure IV.3 représente non seulement les 
démarches d’optimisation avec le modèle des pertes fer à vide mais aussi pour le modèle des 
pertes fer en charge. Certes, les temps de calcul sont différents pour chaque machine, pour 
chaque cycle, ainsi que pour chaque modèle de pertes. Le temps de calcul pour le modèle des 
pertes fer en charge étant plus grand que celui des pertes fer à vide. 

 

Le processus a besoin finalement d’un nombre de générations de calcul et d’un nombre 
d’individus (machines) pour chaque génération. Plus le nombre d’individus et celui de 
générations sont grands, plus le temps de calcul est grand. Pour notre étude, la plupart du 
temps de calcul est consommé par la modélisation numérique des machines. Ce temps dépend 
du nombre de mailles et du nombre de calculs effectué pour chaque étape. Donc, le choix de 
ces nombres est un compromis du temps de calcul et de la convergence après chaque 
génération pour avoir un font Pareto bien clair. 

 

Pour le choix de quatre ou cinq variables à optimiser, nous avons choisi 20 individus 
pour chaque génération et 20 générations pour le calcul total, ce qui est équivalent à 400 
machines. Ce choix d’un tel nombre de machines peut assurer environ six valeurs tirées dans 
les intervalles de chaque variable. De plus, la bonne convergence de NSGA-II vers les valeurs 
optimales après chaque génération, ce qui est son avantage, peut donner un front de Pareto 
clair de façon rapide. 
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Figure IV.3.  Processus d’optimisation avec le NSGA-II 
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I.3. Résultats d’optimisation avec le modèle des pertes fer à vide 

Nous présentons dans cette partie les résultats d’optimisation issus du processus de 
conception par algorithme génétique NSGA-II en utilisant le modèle des pertes fer à vide. Le 
résultat obtenu représente sous la forme d’un front de Pareto dans le plan des critères à 
optimiser. 

 

Nous superposons dans le plan des critères à optimiser : pertes totales moyennes sur 
cycle – courant efficace du point de base, les fronts de Pareto optimaux obtenus pour les 
quatre machines sur le cycle NEDC (Figure IV.4), Artemis-Urbain (Figure IV.5), Artemis-
Routier (Figure IV.6). 
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Figure IV.4.  Résultats d’optimisation pour le cycle NEDC 
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Figure IV.5.  Résultats d’optimisation pour le cycle Artemis-Urbain 
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Figure IV.6.  Résultats d’optimisation pour le cycle Artemis-Routier 

 

En se basant sur les fronts Pareto obtenus, nous avons trouvé que la MSCF 12-16 offre 
les meilleures performances pour chaque cycle. En effet, le fait qu’elle possède un nombre 
deux fois plus élevé de pôles au rotor offre une possibilité d’obtenir une valeur de couple la 
plus importante pour une même valeur de courant. En conséquence, elle dissipe moins de 
pertes cuivre et la minimisation de l’ensemble des pertes assure que les pertes fer ne 
contrebalancent pas ce point. 

 

Les deux machines MSCF 12-8 et MSAP 48-8 quant à elles offrent également des 
performances très intéressantes. La MSAP 48-8 parait meilleure que la MSCF 12-8. En effet, 
le choix de Br comme variable a une influence sur les valeurs des pertes. Grâce à cette 
variable, la MSAP 48-8 peut diminuer les pertes fer par l’effet des petites dents et des pôles 
lisses. C’est probablement la raison pour laquelle elle offre clairement de meilleures 
performances que la MSCF 12-8 pour les cycles NEDC, Artemis-Routier où les vitesses de 
rotation sont plus importantes que celles de Artemis-Urbain. 

 

La MSCF 48-8 au contraire, offre quant à elle les performances les moins intéressantes. 
En effet, la MSCF 48-8 donne beaucoup plus de pertes et demande un courant élevé. Cela 
peut être causé par deux origines importantes : 

 

• L’effet des bobinages répartis demandent plus de pertes cuivre pour une même 
section d’encoche, en raison d’un coefficient de remplissage plus faible. 

• Par rapport à la MSAP 48-8, la saillance dans la MSCF 48-8 fait les pertes fer plus 
importantes. 

 

Nous reviendrons sur cette analyse de façon plus détaillée par la suite. 

 

Une comparaison du temps de calcul pour chaque cycle et pour les quatre machines a 
été également effectuée sur les mêmes nombres d’individus et de générations (20 individus x 
20 générations) : le temps de calcul pour chaque machine et pour chaque cycle est autour de 
trois jours. 



 

Chapitre IV : Optimisation sur cycle des machines électriques par algorithmes génétiques 

 
 

 160 

Tableau IV. 3. Comparaison du temps de calcul pour les quatre machines (jours) 

Machine NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

MSCF 12-8 3,1 3,1 3,1 

MSCF 12-16 3,0 2,9 2,9 

MSCF 48-8 3,1 3,0 3,2 

MSAP 48-8 2,9 2,8 2,7 

 

Nous indiquons ci-dessous (Figure IV.7) l’évolution des variables de conception le long 
du front optimal, en fonction du courant efficace. Cette évolution est analysée 
particulièrement pour le cycle NEDC, mais elle est également valable pour tous les cycles 
effectués. Certes, ces résultats sont toujours délicats à analyser. Nous pouvons toutefois noter 
certaines tendances allant dans le sens de l’augmentation du courant efficace, ou bien dans le 
sens de la diminution des pertes totales moyennes sur cycle : 

 

• La diminution du rayon d’entrefer sur rayon extérieur Re/Rsext 

• La diminution de l’induction rémanente de l’aimant Br 

• La diminution de l’épaisseur de culasse par rapport à la largeur de la dent Hc/Ld 

• La diminution de l’épaisseur de l’aimant Ea1 (MSCF) ou Ea (MSAP) 

• La diminution du rayon d’arbre Ra 

• La diminution du nombre de spires par pôle et par phase, ns   

 

De plus, à partir de ces évolutions de paramètres, nous pouvons avoir des ordres de 
grandeur de valeurs optimales. 

 

Sur la Figure IV.7.a, nous pouvons remarquer, par exemple, que les valeurs optimales 
du rapport rayon d’entrefer/rayon extérieur Re/Rsext sont proches de la valeur 0,65 pour les 
deux machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16 alors que pour les deux machines MSCF 48-8 et 
MSAP 48-8, ces valeurs sont proches de 0,55 - 0,6. 

 

Ainsi, nous pouvons remarquer clairement à la Figure IV.7.c que les valeurs optimales 
de Hc/Ld sont proches de 2-2,5 pour les deux machines à bobinages répartis alors que celles 
des deux machines à bobinages concentrés, elles sont proches de 0,6. 

 

Les autres paramètres optimaux n’ont pas clairement une convergence vers une valeur 
déterminée, le rayon d’arbre ou Br par exemple. Ils varient légèrement selon les valeurs du 
courant Ib par une tendance mais il n’y a pas d’une convergence claire vers une valeur 
concrète. C’est pourquoi, nous montrons ces évolutions mais nous ne pouvons pas en 
conclure par une généralisation. 
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Figure IV.7.  Evolution des variables tout le long du front optimal  

 

I.4. Analyse et sélection des solutions avec des pertes fer à vide 

Le choix des solutions optimales est en fonction des objectifs de recherche. Donc, il y 
a plusieurs possibilités de choisir la machine optimale. Nous entrons dans une analyse des 
choix des machines optimales pour le cycle NEDC par exemple (Figure IV.8). 

 

Si nous choisissons une machine qui a une valeur de courant efficace limitée 
(inférieure à 200 A par exemple) et qui minimise les pertes moyennes sur cycle, nous pouvons 
choisir les solutions numéro 1, 2, 3, 4 correspondant respectivement à la MSCF 12-8, la 
MSCF 12-16, la MSCF 48-8 et la MSAP 48-8. Elles ont les pertes moyennes sur cycle les 
plus faibles parmi les machines représentées dans leurs fronts de Pareto. 
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Figure IV.8.  Résultats d’optimisation pour le cycle NEDC 

 

Si nous choisissons une machine qui minimise les pertes moyennes sur cycle et qui a 
une grande flexibilité des valeurs de courants, jusqu’à une valeur autour de 600 A par 
exemple, nous pouvons choisir les solutions numéro 5, 6, 7, 8, respectivement pour la MSCF 
12-8, la MSCF 12-16, la MSCF 48-8 et la MSAP 48-8. Elles ont les pertes moyennes sur 
cycle les plus petites sur l’ensemble des fronts de Pareto. 

 

Alors, le choix des machines optimales dépend des concepteurs et de leurs objectifs. 
Pour notre étude, afin de minimiser les pertes ainsi que le courant, les solutions optimales 
choisies à partir des fronts de Pareto sont les machines qui offrent les performances les plus 
proches à la courbe ayant le rapport Pmoy/Ib = 1. En se basant sur ce critère, nous avons obtenu 
des machines optimales pour chaque cycle : 9, 10, 11, 12, respectivement pour la MSCF 12-8, 
la MSCF 12-16, la MSCF 48-8 et la MSAP 48-8. Ce principe de choix des solutions 
optimales est le même pour les autres cycles avec le modèle des pertes fer à vide et en 
charges. 

 

Nous nous intéressons ensuite à analyser les solutions optimales choisies pour 
concrétiser l’ensemble des paramètres de conception, des caractéristiques électromagnétiques 
et géométriques. 

 

Les géométries des solutions optimales de quatre machines sont présentées 
respectivement dans les (Figure IV.9), (Figure IV.11), (Figure IV.13) pour le cycle NEDC, 
Artemis-Urbain, Artemis-Routier. Puis, les figures (Figure IV.10), (Figure IV.12), (Figure 
IV.14) présentent les distributions des pertes sur cycles pour chaque machine optimale : pertes 
cuivre dues au courant de l’axe q, d, pertes fer par hystérésis et par courants de Foucault. 

 

Enfin, les paramètres d’optimisation, les critères d’optimisation ainsi que les contraintes 
sont présentés dans les tableaux IV.4, IV. 7, IV. 8 pour chaque machine optimale. 
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I.4.1. Cycle NEDC 

                     
(a) MSCF 12-8                                    (b) MSCF 12-16 

                     
(c) MSCF 48-8                                    (d) MSAP 48-8 

Figure IV.9.  Géométries des machines optimisées pour le cycle NEDC 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 

0 200 400 600 800 1000 1200
0

200

400

600

800

1000

Temps, sec

P
e
rt

e
s
, 

W

 

 

P
cu-q

P
cu-d

P
fer-h

P
fer-cf

0 200 400 600 800 1000 1200
0

200

400

600

800

Temps, sec

P
e
rt

e
s
, 

W

 

 

P
cu-q

P
cu-d

P
fer-h

P
fer-cf

 
(c) MSCF 48-8                                                    (d) MSAP 48-8 

Figure IV.10.  Pertes sur l’ensemble des points du cycle NEDC 
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Tableau IV. 4. Paramètres des machines optimisées 

Paramètres MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Paramètres d’optimisation 

Re (mm) 65,4 65,2 68,2 54,8 

Hc (mm) 10,7 10,9 10,3 8,1 

Ld (mm) 17,2 17,2 4,5 3,6 

Ea1 ou Ea (mm) 6,7 5,9 5,5 5,6 

Ra (mm) 32,9 29,1 25,8 33,9 

Br (T) 0,7 0,4 0,6 0,5 

Critères d’optimisation 

OF1 (W) 397 278 529 352 

OF2 (A) 390 299 484 338 

Bilan des pertes 

Pcu-q (W) 18 10 30 46 

Pcu-d (W) 136 33 231 183 

Pfer_st (W) 243 235 268 123 

Ph_st (W) 142 115 141 72 

Pcf_st  (W) 101 120 127 51 

Contraintes d’optimisation 

ns 5 4 2 4 

maxδ  (A/mm2) 4,9 3,0 9,6 6,5 

Paramètres de vérification 

Sb (mm2) 275 275 125 222 

bδ  (A/mm2) 11,8 7,3 22,1 17,4 

ccδ  (A/mm2) 6,4 3,5 11,5 7,7 

mϕ  (mWb) 8,9 6,1 9,9 5,9 

 

La meilleure solution pour cette application est la MSCF 12-16, selon les critères 
proposés. Elle offre non seulement les pertes les plus petites mais aussi une bonne condition 
thermique avec une densité de courant maximale très faible. Grâce à un grand nombre de 
pôles, elle donne les pertes cuivre faibles alors que les pertes fer sont beaucoup plus 
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importantes. Pourtant, elle utilise des aimants à Br = 0,4 T, donc beaucoup moins couteux par 
rapport aux autres machines. Cette machine nécessite une faible densité de courant de court-
circuit (3,5 A/mm2) pour le défluxage, ainsi qu’une faible densité de courant (7,3 A/mm2) 
pour atteindre le point de base. 

 

La MSCF 48-8 apparait comme la moins intéressante au niveau des pertes ainsi qu’au 
niveau thermique. Même si elle utilise des aimants à Br faibles, elle dissipe beaucoup de 
pertes. En effet, les bobinages répartis avec un faible coefficient de remplissage et les sections 
bobinables plus petites sont à l’origine des pertes cuivre élevées. En addition, un volume 
important des tôles magnétiques au stator rend les pertes fer élevées (Figure IV.9.c). En outre, 
cette machine demande une densité de courant de défluxage et celle du point de base plus 
élevées que les autres machines. 

 

La MSAP 48-8 quant à elle offre des performances intéressantes. Elle demande un 
volume d’aimants moins important que celui demandé par les autres machines. De plus, bien 
qu’elle donne des pertes cuivre plus importantes que celles des deux machines à bobinages 
concentrés, notamment les pertes cuivre dues au défluxage (Figure IV.10.d), elle donne 
beaucoup moins des pertes fer par hystérésis, ainsi que celles dues aux courants de Foucault. 

 

La MSCF 12-8 donne des performances aussi intéressantes que la MSAP 48-8. De 
plus, comme les pertes calculées ne comptent pas les têtes des bobines, elle pourrait être plus 
intéressante que la MSAP 48-8 si nous en tenons compte parce qu’elle a des têtes de bobines 
plus courtes. 

 

Pour justifier les valeurs des pertes cuivre, nous utilisons les méthodes de calcul 
simplifiées que nous avons présentées dans le chapitre II en définissant des valeurs efficaces 
ou moyennes sur cycle (par la formule (II. 19)). Puis les formules (II. 5), (II. 6) et (II. 20), (II. 
21), (II. 22) permettent de calculer les valeurs moyennes des pertes cuivre sur cycle, Pcu-q et 
Pcu-d (pages 78-79). 

 

Comme la méthode est pareille pour tous les cycles, nous présentons ci-dessous les 
résultats de ces vérifications uniquement pour le cycle NEDC, pris comme exemple. 

 

Tableau IV. 5. Vérification des valeurs pour le cycle NEDC 

Machine Sb (mm
2
) qδ  (A/mm

2
) dδ  (A/mm

2
) Pcu-q (W) Pcu-d (W) 

MSCF 12-8 275 0,9 3,2 17 120 

MSCF 12-16 275 0,2 1,8 10 35 

MSCF 48-8 125 1,6 5,9 30 218 

MSAP 48-8 222 1,5 4,1 45 173 
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En comparant avec les valeurs des pertes cuivre dans le tableau IV. 4, nous trouvons 
qu’elles sont très proches. La précision de la méthode appliquée au processus d’optimisation 
est donc assurée. 

 

Pour les valeurs des pertes fer, la méthode simplifiée présentée dans le chapitre II se 
base sur le modèle des pertes en supposant que l’induction est sinusoïdale comme dans les 
formules (II .29) – (II. 32) (pages 86-88). Les valeurs des pertes fer sont présentées dans le 
tableau suivant : 

 

Tableau IV. 6. Paramètres pour quatre machines optimisées sur le cycle NEDC 

Machine xmB −  (T)
 

ymB −  (T)
 fmoy (Hz) feff (Hz) Ph (W) Pcf (W) 

MSCF 12-8 0,45 1,22 178 242 142 105 

MSCF 12-16 0,34 0,74 356 484 116 140 

MSCF 48-8 0,29 1,30 178 242 141 110 

MSAP 48-8 0,14 0,91 178 242 72 53 

 

En comparant avec les valeurs des pertes fer Ph et Pcf dans le tableau IV. 4, nous 
trouvons que les valeurs de Ph sont les mêmes parce qu’elles ne dépendent que de l’amplitude 
maximale de densité de flux. Même s’il y a une différence de Pcf dans ces deux tableaux, elles 
sont dans des ordres de grandeurs proches. Cette différence est causée par la simplification 
des variations de Bx, By (des composantes harmoniques). La méthode appliquée au processus 
d’optimisation est donc assurée. 

 

Comme le processus ne change pas entre les cycles, une fois que nous vérifions les 
calculs des pertes pour ce cycle NEDC, nous ne les faisons pas pour les cycles suivants. 
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I.4.2. Cycle Artemis-Urbain 

                     
(a) MSCF 12-8                                    (b) MSCF 12-16 

                     
(c) MSCF 48-8                                    (d) MSAP 48-8 

Figure IV.11.  Géométries des machines optimisées pour le cycle Artemis-Urbain 
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(a) MSCF 12-8                                                (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                                (d) MSAP 48-8 

Figure IV.12.  Pertes sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Urbain 
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Tableau IV. 7. Paramètres des machines optimisées 

Paramètres MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Paramètres d’optimisation 

Re (mm) 63,7 60,6 59,8 51,9 

Hc (mm) 10,4 10,3 8,3 7,7 

Ld (mm) 16,7 16,0 3,9 3,4 

Ea1 ou Ea (mm) 6,4 5,1 4,7 3,3 

Ra (mm) 38,2 34,2 28,6 33,3 

Br (T) 1,0 0,8 1,1 0,9 

Critères d’optimisation 

OF1 (W) 255 203 315 252 

OF2 (A) 243 148 284 227 

Bilan des pertes 

Pcu-q (W) 28 9 36 33 

Pcu-d (W) 69 19 92 80 

Pfer_st (W) 158 175 187 139 

Ph (W) 109 109 127 96 

Pcf (W) 49 66 60 43 

Contraintes d’optimisation 

ns 6 5 3 4 

maxδ  (A/mm2) 5,1 2,7 7,6 6,4 

Paramètres de vérification 

Sb (mm2) 300 337 189 242 

bδ  (A/mm2) 8,1 3,7 12,9 10,7 

ccδ  (A/mm2) 7,6 4,3 10,3 8,5 

mϕ  (mWb) 8,0 4,8 7,8 5,6 

 

La MSCF 12-16 est aussi la meilleure solution pour le cycle Artemis-Urbain. Elle est 
très avantageuse thermiquement avec une densité de courant maximale sur cycle très faible. 
Elle produit des pertes fer assez importantes à cause d’un grand nombre de pôles, elle donne 
en revanche des pertes cuivre faibles. En plus, elle nécessite des aimants à Br le plus faible, 
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donc beaucoup moins couteux par rapport aux autres machines. En outre, la Figure IV.12.b a 

bien montré qu’elle est plus facile à être défluxée ( 2/3,4 mmAcc =δ ), donc, elle a des pertes 

cuivre dues au défluxage faibles. Elle demande un faible courant pour atteindre le point de 

base ( 2/7,3 mmAb =δ ). 

Les deux machines MSCF 12-8 et MSAP 48-8 quant à elles offrent des performances 
intéressantes. La MSCF 12-8 offre des pertes cuivre moins importantes grâce aux bobinages 
concentrés alors que la MSAP 48-8 gagne considérablement en pertes fer. La MSAP 48-8 
quant à elle demande un volume d’aimants beaucoup moins important que celui demandé par 
les autres machines. L’épaisseur de l’aimant n’est que de 3,3 mm. 

 

La MSCF 48-8 parait comme la moins intéressante même si elle offre des 
performances pas loin de celles offertes par d’autres machines. Elle sollicite des aimants à Br 
de manière important et elle n’est pas avantageuse thermiquement.  

 

Au niveau des pertes fer, pour toutes les quatre machines optimisées, nous trouvons que 
le rapport Ph/Pcf est autour de 1/0,5 alors que pour le cycle NEDC, ce rapport est autour de 
1/1. En effet, le cycle Artemis-Urbain a des vitesses plus faibles par rapport à celles du cycle 
NEDC. De plus, les pertes fer dues aux courants de Foucault sont proportionnelles au carré de 
la fréquence (ou de la vitesse de fonctionnement). Alors, à faibles vitesses, ces pertes sont 
bien diminuées. 

I.4.3. Cycle Artemis-Routier 

                     

(a) MSCF 12-8                                    (b) MSCF 12-16 

                     

(c) MSCF 48-8                                    (d) MSAP 48-8 

Figure IV.13.  Géométries des machines optimisées pour le cycle Artemis-Routier 
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(a) MSCF 12-8                                                    (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                                        (d) MSAP 48-8 

Figure IV.14.  Pertes sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Routier 

 

Tableau IV. 8. Paramètres des machines optimisées 

Paramètres MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Paramètres d’optimisation 

Re (mm) 60,0 55,7 65,2 54,2 

Hc (mm) 10,1 9,2 10,4 8 

Ld (mm) 15,8 147 4,3 3,6 

Ea1 ou Ea (mm) 7,2 6,9 5,1 7,6 

Ra (mm) 44,2 42,6 26,6 31,3 

Br (T) 1,0 0,8 0,7 0,4 

Critères d’optimisation 

OF1 (W) 560 454 1023 561 

OF2 (A) 540 426 482 417 

Bilan des pertes 

Pcu-q (W) 43 12 36 105 

Pcu-d (W) 208 65 461 308 
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Pfer_st (W) 309 377 526 148 

Ph (W) 181 163 275 86 

Pcf (W) 128 214 251 62 

Contraintes d’optimisation 

ns 5 4 2 4 

maxδ  (A/mm2) 6,7 3,2 9,6 11,4 

Paramètres de vérification 

Sb (mm2) 347 412 141 226 

bδ  (A/mm2) 13 6,9 19,5 21,1 

ccδ  (A/mm2) 5 2,6 10,7 6,9 

mϕ  (mWb) 9,2 5,6 9,5 6,1 

 

Les machines électriques fonctionnent fréquemment à des vitesses supérieures à la 
vitesse de base sur le cycle Artemis-Routier, donc, elles fonctionnent souvent en défluxage. 
Grâce aux bobinages concentrés et aux grandes sections bobinables, les deux machines MSCF 
à douze dents dissipent beaucoup moins de pertes cuivre par rapport aux deux machines à 
bobinages répartis. Elles sont aussi très avantageuses pour le défluxage. 

 

Selon la (Figure IV.14), nous avons trouvé également qu’elles demandent de faibles 
volumes d’aimants et de matériau magnétique au rotor. C’est un avantage thermique lors du 
fonctionnement fréquent à grandes vitesses. Pourtant, la MSCF 12-16 est la meilleure solution 
dans ce cas. 

 

La MSAP 48-8 quant à elle offre des performances intéressantes et pas loin de celles 
offertes par la MSCF 12-16. Elle nécessite des aimants à Br faibles. C’est la raison pour 
laquelle elle a besoin d’une densité de courant plus importante que les trois autres machines. 
Bien que l’épaisseur d’aimants soit assez importante, les pertes fer dans cette machine sont 
beaucoup plus faibles par rapport aux autres. 

 

La MSCF 48-8 est enfin la machine la moins intéressante, notamment au niveau des 
pertes. Même si son Br optimum est relativement faible, elle présente beaucoup de pertes 
cuivre ainsi que des pertes fer. Les pertes sont deux fois plus élevées que celles d’autres 
machines, notamment les pertes fer au rotor à cause d’un gros volume de matériau 
magnétique. 

 

Au niveau des pertes fer, comme ce cycle a des vitesses plus grandes que les deux 
cycles précédents, les machines optimales ont des pertes Ph et Pcf bien plus élevées. Les 
rapports Ph/Pcf sont différents pour chaque machine, mais ils varient autour de 1/1. 
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I.4.4. Conclusion 

Parmi les quatre machines optimisées sur chaque cycle, nous avons trouvé que la MSCF 
12-16 offre la meilleure performance selon les critères d’optimisation. Elle demande un 
courant beaucoup plus faible, ainsi elle consomme moins d’énergie par rapport aux autres. En 
plus, elle utilise des aimants à Br plus faible par rapport aux autres machines optimales, tandis 
que les aimants sont la partie la plus chère des machines, ce qui en fait la plus économique des 
quatre. 

 

La MSCF 12-8 elle aussi offre une bonne performance qui est proche de celle de la 
MSCF 12-16. En plus, son volume d’aimants est plus faible que celui de la MSCF 12-16. 
Mais, elle nécessite des aimants à grandes valeurs de Br par rapport aux autres, donc, 
économiquement, elle n’est pas intéressante. 

 

Les deux machines à bobinages répartis quant à elles ne sont pas avantageuses au 
niveau des coefficients de remplissage par l’effet de petites dents et de type de bobinage. Elles 
offrent en général des performances beaucoup moins intéressantes que les deux machines à 
bobinage concentré sur chaque cycle. 

 

Au niveau des contraintes thermiques, la MSCF 12-16 offre la meilleure condition 
thermique. Mais surtout, cette contrainte est bien respectée durant le cycle car le niveau 
maximal est aussi loin de la limite. 

 

Au niveau des pertes fer, nous trouvons qu’en général les rapports Ph/Pcf des machines 
optimales est autour de 1/1. Dans tous les cycles étudiés, la MSCF 48-8 ont les pertes fer les 
plus élevées que celles des trois autres machines alors que la MSAP 48-8 ont les pertes fer les 
plus faibles. En effet, la MSCF 48-8 optimale nécessite les aimants à Br élevé alors que les 
aimants de la MSAP 48-8 sont souvent à faibles Br. Cela est peut être raison pour laquelle ses 
pertes fer sont plus importantes. D’ailleurs, selon les structures des machines électriques, les 
pertes fer peuvent dépendre de la composante fondamentale ou des composantes 
harmoniques, ce qui peut rendre une grande différence entre Ph et Pcf. 

 

En considérant sur les fronts de Pareto obtenus et l’analyse des solutions optimales, 
nous trouvons que les machines optimales pour chaque cycle sont différentes. Donc, il y a une 
possibilité d’application de cette méthode d’optimisation sur différents cycles de 
fonctionnement. 
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I.5. Résultats d’optimisation avec le modèle des pertes fer en charge 

Afin d’améliorer les performances des machines, le défluxage est nécessaire pour 
diminuer les pertes fer et atteindre la vitesse désirée. La prise en compte des pertes dues au 
défluxage fait augmenter le temps de calcul pour l’optimisation. Mais le défluxage permet une 
vue complète sur les performances comparatives sur cycle des machines étudiées. Nous 
présenterons donc ci-dessous les résultats d’optimisation issus du processus de conception par 
algorithme génétique NSGA-II en utilisant le modèle des pertes fer en charge. Le résultat 
obtenu est représenté sous forme de fronts de Pareto dans le plan des critères à optimiser. 

 

Nous superposons dans le plan des critères à optimiser : pertes totales moyennes sur 
cycle – courant efficace du point de base, les fronts de Pareto optimaux obtenus pour les 
quatre machines sur le cycle NEDC (Figure IV.15), Artemis-Urbain (Figure IV.16), Artemis-
Routier (Figure IV.17). 

 

 

Figure IV.15.  Résultats d’optimisation pour le cycle NEDC 

 

 

Figure IV.16.  Résultats d’optimisation pour le cycle Artemis-Urbain 
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Figure IV.17.  Résultats d’optimisation pour le cycle Artemis-Routier 

 

Vu les fronts de Pareto obtenus, nous avons trouvé clairement que la MSCF 12-16 
offre les meilleures performances parmi les quatre machines étudiées pour chaque cycle. Dans 
ces cas, grâce au défluxage, elle a effectivement moins des pertes fer sur cycle. 

 

Les machines MSCF 12-8 et MSAP 48-8 quant à elles offrent des performances 
similaires sur tous les cycles alors que la machine MSCF 48-8 donne beaucoup plus de pertes 
d’énergie électrique sur cycle. Ce fait doit être dû aux pertes fer importantes dans la dernière. 
En conclusion, en tenant compte le défluxage, la MSCF 12-16 reste toujours la meilleure 
machine parmi ces quatre machines. 

 

Au niveau du temps de calcul, une comparaison pour chaque cycle et pour les quatre 
machines a été effectuée sur les mêmes nombres d’individus et de générations (20 individus x 
20 générations) : 

 

Tableau IV. 9. Comparaison du temps de calcul pour les quatre machines, jours 

Machine NEDC Artemis-Urbain Artemis-Routier 

MSCF 12-8 11,2 12,9 13 

MSCF 12-16 13,4 13,5 13,7 

MSCF 48-8 15,1 15,2 14,5 

MSAP 48-8 14 15,1 13,2 

 

Le temps de calcul est fonction du nombre de maillage des machines et le nombre de 
calculs effectués. Dans cette étude, le nombre de calculs effectués pour les quatre machines 
sont pareils, donc, le temps de calcul reste dépendant du nombre de mailles des machines, 
autrement dit, la géométrie ou la structure de la machine. Il n’y a qu’une petite différence de 
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temps de calcul entre eux. Il varie entre 11 et 15 jours. La machine MSCF 48-8 prend 
exceptionnellement le plus de temps de calcul. En effet, cette structure à petites dents et à 
concentration de flux demande un plus grand nombre de mailles par rapport aux autres : les 
deux MSCF demandent moins de mailles au stator alors que la MSAP demande moins de 
mailles au rotor. 

 

En comparant avec le temps de calcul utilisant le modèle des pertes fer à vide 
(Tableau IV.3), nous avons trouvé que le modèle des pertes fer en charges demande 
généralement entre quatre et cinq fois plus de temps. En effet, le temps ajouté vient des 
calculs de pertes fer en tenant compte du défluxage. 

 

Nous indiquons aussi dans la Figure IV.18 l’évolution des variables de conception le 
long du front optimal, en fonction du courant efficace. Cette évolution est analysée 
particulièrement pour le cycle NEDC, mais elle est également valable pour tous les cycles 
effectués. 

 

Nous pouvons noter certaines tendances allant dans le sens de l’augmentation de 
courant efficace, ou bien dans le sens de la diminution des pertes totales moyennes sur cycle : 

 

• La diminution du rayon d’entrefer sur rayon extérieur Re/Rsext 

• La diminution de l’induction rémanente de l’aimant Br 

• La convergence vers une valeur constante de l’épaisseur de culasse par rapport à la 
largeur de la dent Hc/Ld 

• La convergence vers une valeur constante de l’épaisseur de l’aimant Ea1 (MSCF) ou 
Ea (MSAP) 

• La diminution du rayon d’arbre Ra 

• La diminution du nombre de spires par pôle et par phase, ns 

 

Alors, nous avons trouvé que les paramètres (Hc/La) et Ea sont moins dominants par 
rapport aux autres. En comparaison avec les résultats obtenus par le modèle des pertes fer à 
vide, les tendances sont plus claires cette fois-ci. 

 

Nous pouvons également remarquer des ordres de grandeur de valeurs optimales. La 
Figure IV.18.c par exemple, les valeurs optimales de Hc/Ld sont proches à 2-2,5 pour les 
deux machines à bobinages concentrés alors que celles des deux machines à bobinages 
répartis sont proches à 0,6. C’est pareil au cas du modèle à vide. 

 

Nous pouvons remarquer aussi dans la Figure IV.18.d, les valeurs optimales de 
l’épaisseur des aimants sont convergées vers Ea1 = 7 mm pour les machines MSCF 12-8 et 
MSCF 12-16 et vers Ea1 = 4 mm pour la MSCF 48-8, Ea = 4,5 mm pour la MSAP 48-8. 
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En revanche, les autres paramètres optimaux n’ont pas une convergence vers une valeur 
déterminée, le rayon d’entrefer pour la MSAP 48-8 par exemple (Figure IV.18.a). Ils varient 
légèrement selon les valeurs du courant Ib par une tendance mais il n’y a pas de convergence 
claire vers une valeur concrète. 
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                     (c) Hc/Ld                                          (d) Ea1 (MSCF) ou Ea (MSAP) 

 

      (e) Rayon d’arbre                                         (f) Nombre de spires, ns 

Figure IV.18.  Evolution des variables tout le long du front optimal  

 

I.6. Analyse et sélection des solutions avec des pertes fer en charge 

Revenons maintenant à analyser les fronts Pareto obtenus. Nous avons choisi les deux 
objectifs à minimiser : les pertes totales moyennes sur cycle et le courant efficace du point de 
base. En conséquence, la solution optimale à partir d’une telle courbe est la machine dont la 
position est le plus proche à la courbe du rapport Pmoy/Ib = 1. 
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A partir des courbes obtenues (Figure IV.15 -Figure IV.17), nous avons trouvé ces 
solutions optimales pour chaque front Pareto et pour chaque cycle. 

 

Nous nous sommes attachés à analyser les solutions obtenues pour concrétiser 
l’ensemble des paramètres de conception, des caractéristiques électromagnétiques et 
géométriques qui sont présentés dans les tableaux suivants pour chaque cycle. 

 

En outre, comme pour le modèle des pertes fer à vide, nous avons calculé les pertes fer 
au rotor uniquement pour les solutions optimales. L’objectif de ce calcul est de montrer la 
contribution de ces pertes dans l’ensemble des pertes sur cycle en tenant compte du défluxage. 
D’où nous pourrons montrer ses influences sur les performances de machines. 

 

Les solutions optimales des quatre machines sont présentées respectivement dans les 
(Figure IV.19), (Figure IV.21), (Figure IV.23) pour le cycle NEDC, Artemis-Urbain, Artemis-
Routier. Les figures (Figure IV.20), (Figure IV.22), (Figure IV.24) présentent les distributions 
des pertes sur cycles pour chaque machine optimale : pertes cuivre dues au courant de l’axe q, 

d, pertes fer par hystérésis et par courants de Foucault. 

 

Enfin, les paramètres d’optimisation, les critères d’optimisation ainsi que les contraintes 
sont présentés dans les tableaux IV.10-IV.12 pour chaque machine optimale. 

 

I.6.1. Cycle NEDC 

                     
(a) MSCF 12-8                                    (b) MSCF 12-16 

                     
(c) MSCF 48-8                                    (d) MSAP 48-8 

Figure IV.19.  Géométries des machines optimisées pour le cycle NEDC 
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(a) MSCF 12-8                                                 (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                                (d) MSAP 48-8 

Figure IV.20.  Pertes sur l’ensemble des points du cycle NEDC 

 

Tableau IV. 10. Paramètres des machines optimisées 

Paramètres MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Paramètres d’optimisation 

Re (mm) 58,4 58,4 64,2 53,6 

Hc (mm) 9,6 9,5 10,6 7,0 

Ld (mm) 15,6 15,4 4,2 3,5 

Ea1 ou Ea (mm) 7,3 6,9 4,6 3,2 

Ra (mm) 29,5 40,8 27,0 35,2 

Br (T) 0,8 0,8 0,7 0,8 

Critères d’optimisation 

OF1 (W) 366 215 638 408 

OF2 (A) 338 192 599 267 

Bilan des pertes 

Pcu-q (W) 15 8 35 17 

Pcu-d (W) 125 60 164 198 
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Pfer_st (W) 226 147 439 193 

Ph (W) 95 66 108 70 

Pcf (W) 131 82 331 123 

Contraintes d’optimisation 

ns 6 5 2 4 

maxδ  (A/mm2) 4,4 3,3 7,6 6,4 

Paramètres de vérification 

Sb (mm2) 375 377 146 238 

bδ  (A/mm2) 9,0 4,2 23,5 12,8 

ccδ  (A/mm2) 5,3 3,8 8,6 7,8 

mϕ  (mWb) 7,89 4,54 10,2 5,71 

 

La MSCF 12-16 parait comme la plus intéressante au niveau des pertes ainsi qu’au 
niveau du courant d’alimentation et au niveau thermique. Les deux machines MSCF 12-8 et 
MSCF 12-16 ont presque le même stator (même rayon d’entrefer, Hc et Ld très proches). Elles 
ont aussi la même valeur de Br. Pourtant, grâce à un nombre deux fois plus grand de pôles au 
rotor, elle offre beaucoup moins de pertes même si elle ne demande pas un volume d’aimants 
beaucoup plus grand (Figure IV.19.b).  

 

Les deux machines MSCF 48-8 et MSAP 48-8 paraissaient moins intéressantes. Elles 
offrent des valeurs de pertes plus grandes. Elles sont moins bonnes thermiquement. En effet, 
les bobinages répartis avec un faible coefficient de remplissage et des sections bobinables plus 
petites sont à l’origine des pertes cuivre élevées. En addition, un volume important de tôles 
magnétiques au stator et au rotor rendent les pertes fer élevées. 

 

Particulièrement, la MSCF 48-8 donne des pertes en charge plus grandes que celles à 
vide. Son origine est venue des pertes fer. La MSCF 48-8 optimisée en charge a des pertes fer 
s’élevant à 439 W contre 268 W pour celle optimisée à vide. Certes, le dé fluxage 
électronique fait diminuer la composante fondamentale. A partir des figures Figure IV.10 et 
Figure IV.20, nous trouvons clairement cet effet. 

 

Pourtant, selon les structures de machines, les pertes fer dépendent effectivement aussi 
des composantes harmoniques qui ne sont pas diminuées avec le défluxage électronique. Ces 
composantes harmoniques sont à l’origine des pertes fer dues aux courants de Foucault. C’est 
pourquoi, ces pertes Pcf en charge sont beaucoup plus élevées que celles à vide (Figure 
IV.10.c et Figure IV.20.c). 
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I.6.2. Cycle Artemis-Urbain 

                     
(a) MSCF 12-8                                    (b) MSCF 12-16 

                     
(c) MSCF 48-8                                   (d) MSAP 48-8 

Figure IV.21.  Géométries des machines optimisées pour le cycle Artemis-Urbain 
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(c) MSCF 48-8                                                (d) MSAP 48-8 

Figure IV.22.  Pertes sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Urbain 
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Tableau IV. 11. Paramètres des machines optimisées 

Paramètres MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Paramètres d’optimisation 

Re (mm) 65,4 63,4 72,7 48,2 

Hc (mm) 10,2 9,9 11,4 5,5 

Ld (mm) 17,2 16,7 4,8 3,2 

Ea1 ou Ea (mm) 4,9 6,4 5,4 6,2 

Ra (mm) 25,5 33,9 27,8 26,7 

Br (T) 1,0 0,6 0,7 0,8 

Critères d’optimisation 

OF1 (W) 218 144 392 237 

OF2 (A) 210 145 339 206 

Bilan des pertes 

Pcu-q (W) 18 8 73 45 

Pcu-d (W) 62 23 143 86 

Pfer_st (W) 138 115 176 106 

Ph (W) 87 63 82 60 

Pcf (W) 51 52 94 46 

Contraintes d’optimisation 

ns 6 5 2 5 

maxδ  (A/mm2) 4,8 3,0 13,5 6,4 

Paramètres de vérification 

Sb (mm2) 283 312 91 285 

bδ  (A/mm2) 7,4 3,8 21,3 10,4 

ccδ  (A/mm2) 7,4 4,5 18,4 8,1 

mϕ  (mWb) 7,89 4,58 9,46 4,71 
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Comme ce cycle comprend des points de fonctionnement à des couples et vitesses plus 
faibles par rapport aux autres cycles, les machines optimisées offrent des pertes plus faibles. 
Mais la MSCF 12-16 reste la machine la plus intéressante. Elle utilise un Br faible (0,6 T), 
donc, même si elle a un nombre de pôles deux fois plus grand que la MSCF 12-8, ses pertes 
fer sont moins élevées. 

 

Les deux machines MSCF 48-8 et MSAP 48-8 restent moins intéressantes. Elles sont 
moins bonnes thermiquement et énergétiquement. En effet, la MSCF 48-8 nécessite une 
densité de courant au point de base beaucoup plus élevée que les autres machines (13,5 
A/mm2). En addition, les pertes fer en charge sont plus élevées qu’à vide. Et l’origine vient 
toujours des pertes fer dues aux courants de Foucault, donc, des harmoniques de l’induction 
(Figure IV.12.c et Figure IV.22.c). 

 

I.6.3. Cycle Artemis-Routier 

 

                     
(a) MSCF 12-8                                 (b) MSCF 12-16 

 

                     
(c) MSCF 48-8                                  (d) MSAP 48-8 

Figure IV.23.  Géométries des machines optimisées pour le cycle Artemis-Routier 
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(c) MSCF 48-8                                                (d) MSAP 48-8 

Figure IV.24.  Pertes sur l’ensemble des points du cycle Artemis-Routier 

 

Tableau IV. 12. Paramètres des machines optimisées 

Paramètres MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Paramètres d’optimisation 

Re (mm) 64,2 59,7 61,4 57,6 

Hc (mm) 10,6 8,4 9,8 6,8 

Ld (mm) 16,8 15,7 4,0 3,8 

Ea1 ou Ea (mm) 4,7 5,8 5,0 3,5 

Ra (mm) 32,9 26,3 35,2 38,8 

Br (T) 0,9 0,5 0,9 0,6 

Critères d’optimisation 

OF1 (W) 527 284 1446 590 

OF2 (A) 424 295 595 333 

Bilan des pertes 

Pcu-q (W) 24 8 65 40 

Pcu-d (W) 199 77 356 331 
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Pfer_st (W) 304 212 1023 219 

Ph (W) 116 86 205 76 

Pcf (W) 188 126 818 142 

Contraintes d’optimisation 

ns 5 4 2 4 

maxδ  (A/mm2) 6,0 2,6 9,8 8,5 

Paramètres de vérification 

Sb (mm2) 291 378 168 215 

bδ  (A/mm2) 12,2 5,2 20,2 17,7 

ccδ  (A/mm2) 5,3 3,0 8,3 7,4 

mϕ  (mWb) 9,12 5,48 9,51 6,14 

 

Ce cycle Artemis-Routier possède des points à grandes vitesses avec 89 % des points 
en régime du défluxage. C’est pourquoi, les machines fonctionnant durant ce cycle ont des 
pertes électriques élevées, notamment les pertes cuivre dues au défluxage et les pertes fer 
parce que les fréquences sont souvent élevées. 

 

Parmi les quatre machines, la MSCF 12-16 présente des pertes cuivre et pertes fer au 
stator les plus faibles, ainsi qu’un courant faible d’alimentation au point de base. Du point de 
vue thermique, elle reste la plus intéressante. 

 

Les deux machines optimisées MSCF 12-8 et MSCF 48-8 nécessitent des aimants à Br 

élevée alors que les deux autres ont des aimants à Br bien plus faibles. C’est pourquoi la 
MSCF 12-8 et la MSCF 48-8 ont de grandes valeurs de pertes fer, notamment la MSCF 48-8. 

 

Comparant les deux figures Figure IV.14.c et Figure IV.24.c, nous remarquons des 
valeurs de pertes en charge beaucoup plus élevées que celles à vide. Pour la valeur maximale 
par exemple, elle atteint presque 3000 W en charge et seulement environ 1500 W à vide. 
Donc, le défluxage électronique rend les composantes harmoniques de l’induction plus 
importantes dans ce cas. 
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I.6.4. Conclusion 

Pour les quatre machines optimisées sur chaque cycle, nous avons trouvé que la MSCF 
12-16 offre la meilleure performance en termes de pertes totales moyennes sur cycle/courant 
efficace du point de base. Elle absorbe un courant beaucoup plus faible, ainsi qu’elle 
consomme moins d’énergie par rapport aux autres. En plus, elle utilise les aimants les moins 
couteux (Br le moins faible dans tous les cas), donc elle est également plus économique au 
niveau du coût de matériel. La MSCF 12-8 peut offrir une bonne performance et des 
avantages non négligeables : moins de volume d’aimants, bonnes conditions thermiques. 

 

Les deux machines à bobinages répartis offrent des performances moins bonnes que 
celles de deux machines à bobinages répartis, même si dans cette partie, nous n’avons pas pris 
en compte des pertes cuivre dues aux têtes des bobines. Si nous ajoutons cette partie, les 
pertes dans ces deux machines sont accentuées. 

 

En termes de contrainte thermique, la MSCF 12-16 présente la meilleure condition 
thermique parmi les quatre machines grâce à de faibles pertes. Particulièrement, cette 
contrainte est bien respectée durant le cycle car le niveau maximal est assez loin de la limite 
alors que la MSCF 48-8 parait comme la machine la moins avantageuse thermiquement avec 
une densité de courant assez proche de la valeur de limite. 

 

Après avoir analysé tous ces résultats, nous trouvons que les deux machines MSCF 48-8 
et MSAP 48-8 sont beaucoup moins intéressantes que les deux machines MSCF 12-8 et 
MSCF 12-16. C’est pourquoi, nous avons choisi de fabriquer deux prototypes de ces 
machines pour la validation des modèles et méthodes proposés que nous avons présentée dans 
le chapitre précédent. 

 

 

I.7. Impacts des modèles de pertes sur les résultats d’optimisation 

Pour les deux modèles de pertes proposés : pertes fer à vide et pertes fer en charges, 
nous nous sommes attachés à étudier les impacts sur les résultats obtenus. Il y a deux points 
essentiels à analyser : le temps de calcul et l’approximation des résultats d’optimisation de 
deux méthodes. 

 

Pour cela, nous présentons les courbes comparatives obtenues pour chaque modèle, 
pour chaque machine et pour chaque cycle illustrées dans les figures suivantes. 
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(a) MSCF 12-8                                                             (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                                  (d) MSAP 48-8 

Figure IV.25.  Comparaison des résultats d’optimisation pour le cycle NEDC  
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(c) MSCF 48-8                                                     (d) MSAP 48-8 

Figure IV.26.  Comparaison des résultats d’optimisation pour le cycle Artemis-Urbain 
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(a) MSCF 12-8                                                             (b) MSCF 12-16 
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(c) MSCF 48-8                                                       (d) MSAP 48-8 

Figure IV.27.  Comparaison des résultats d’optimisation pour le cycle Artemis-Routier 

 

Pour les deux machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16, les courbes obtenues par le 
modèle des pertes en charges se retrouvent plus bas que celles obtenues par le modèle des 
pertes à vide, donc meilleures performances. 

 

En effet, le modèle des pertes en charges tient compte de l’influence du défluxage sur 
la densité de flux dans les tôles magnétiques. Donc, plus grande est la vitesse à laquelle la 
machine électrique fonctionne en régime de défluxage, plus faible est la densité de flux dans 
la partie magnétique. Alors, grâce au défluxage, les pertes fer sont diminuées. Voyons les 
courbes (a) et (b) dans les figures ci-dessus, nous avons trouvé que le défluxage améliore 
beaucoup mieux les performances dans les deux machines à bobinages répartis que dans les 
deux machines à bobinages concentrés. 

  

Pour la MSAP 48-8, nous trouvons que le front de Pareto obtenu avec le modèle des 
pertes fer à vide est aussi proche de celui obtenu avec le modèle des pertes fer en charges. 
Nous constatons une diminution très faible au niveau des pertes. C'est-à-dire que le défluxage 
ne fait pas diminuer les pertes fer. 

 

Certes, pour chaque modèle, les solutions optimales obtenues ne sont pas les mêmes. 
Comme les fronts de Pareto obtenus par les modèles des pertes fer à vide et en charges sont 
très proches pour les deux machines, le modèle des pertes fer à vide peuvent être très efficace 
dans le but de relever des performances comparatives des machines pour un cahier des 
charges donné. En plus, ce modèle peut faire gagner beaucoup de temps par rapport au 
modèle complet avec des pertes fer en charges (environ 3 - 5 fois). Donc, dans le cadre des 
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études comparatives de plusieurs machines qui acceptent des hypothèses pour les simplifier 
comme celle-ci, le modèle des pertes fer à vide est très avantageux. 

 

L’optimisation avec le modèle des pertes fer en charges offre des performances 
comparatives plus nettes entre les machines d’études. De plus, la précision de calcul et des 
solutions optimales obtenues par ce modèle est plus convaincante. Mais cette méthode 
demande un temps considérable pour avoir des résultats suffisamment bons. C’est pourquoi, 
l’application d’une de deux méthodes est en fonction des critères et de la précision désirés. 

 

Afin de justifier les impacts des deux modèles de pertes, nous revenons à l’étude de la 
contribution de chaque type de pertes fer (pertes par hystérésis ou pertes dues aux courants de 
Foucault) dans les machines pour les deux cas : pertes fer à vide et en charge. Pour cela, nous 
présentons ci-dessous les valeurs des pertes des machines optimales pour le cycle NEDC par 
exemple : 

 

Tableau IV. 16. a. Contribution des pertes fer à vide 

 MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Pcu (W) 154 43 261 229 

Pfer_st (W) 243 235 268 123 

Ph (W) 142 115 141 72 

Pcf (W) 101 120 127 51 

 

Tableau IV. 16. b.  Contribution des pertes fer en charges 

 MSCF 12-8 MSCF 12-16 MSCF 48-8 MSAP 48-8 

Pcu (W) 140 68 199 215 

Pfer_st (W) 226 147 439 193 

Ph (W) 95 66 108 70 

Pcf (W) 131 82 331 123 

 

Nous avions remarqué que pour les pertes fer à vide, le rapport Phys/Pcf est autour de 
1/1 alors que pour les pertes fer en charges, les Pcf sont plus importantes que les Ph. 
Particulièrement, pour les deux machines à bobinages répartis MSCF 48-8 et MSAP 48-8, ce 
rapport peut atteindre une valeur autour de 1/2 ou 1/3. 

 

Effectivement, le défluxage électronique diminue la composante principale, donc, les 
pertes fer par hystérésis sont diminuées. Pourtant, selon les structures des machines, les pertes 
fer dépendent aussi des composantes harmoniques qui ne sont pas diminuées avec le 
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défluxage électronique. C’est le cas des deux machines à bobinages répartis. Cela explique 
pourquoi pour la MSCF 48-8, les fronts de Pareto obtenus par le modèle des pertes fer en 
charge se trouve au-dessus des fronts obtenus par le modèle des pertes fer à vide. 

 

Nous trouvons que le défluxage électronique diminue la composante principale, mais 
les composantes harmoniques sont importantes. Effectivement, selon les structures des 
machines, les pertes fer dépendent aussi des composantes harmoniques qui ne sont pas 
diminuées avec le défluxage électronique. 

 

I.8. Impacts de la méthode d’optimisation 

Avant d’appliquer la méthode d’optimisation par les algorithmes génétiques NSGA-II, 
nous avions cherché une méthode d’optimisation nommée « tirage aléatoire ». 

Cette méthode utilise les mêmes calculs que nous avons présentés dans le chapitre II, à 
savoir : 

• Les pertes cuivre dues à la création du couple, Pcu-q , les pertes cuivre dues au 
défluxage, Pcu-d, les pertes fer à vide ou les pertes fer en charges moyennes sur 
cycle. 

• La valeur efficace du courant au point de base, noté Ib. 

 

Au niveau du processus d’optimisation, cette méthode se base sur le tirage aléatoire 
des valeurs de variables entre les intervalles [xmin ; xmax] définis auparavant par le concepteur. 
Ce tirage est défini sur tout au long de ces intervalles pour éviter les mauvaises sélections 
locales de valeurs. 

 

Cette méthode utilise donc les mêmes variables (et les mêmes intervalles associés), les 
mêmes contraintes et les mêmes critères d’optimisation par rapport au processus NSGA-II. Le 
processus de la méthode « tirage aléatoire » est présenté à la Figure IV.28. 

 

Par rapport au NSGA-II, ce processus « tirage aléatoire » n’a pas d’itérations entre les 
générations. Il définit dès son début le nombre d’individus tirés, ni. Chaque individu est défini 
par une sélection par hasard des valeurs de variables entre leurs intervalles. Dès alors, la 
modélisation par éléments finis permet de dessiner la géométrie et de calculer les 
performances sur cycle de la machine. Puis, les individus qui ne satisfont pas l’ensemble des 
contraintes proposées sont supprimés. Enfin, nous obtenons l’ensemble des machines qui peut 
créer un front de Pareto. 

 

Certes, ce processus converge moins bien que le NSGA-II car ce dernier utilise des 
algorithmes pour analyser et donner des valeurs de variables qui peuvent rendre une bonne 
convergence vers l’optimum après chaque génération. Nous avions travaillé sur la méthode 
« tirage aléatoire » avant d’utiliser le NSGA-II, et enfin, nous avons choisi ce dernier pour 
notre étude. L’objectif de la méthode « tirage aléatoire » n’est pas donc de faire une 
comparaison avec le NSGA-II mais de présenter une méthode d’optimisation. 
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Figure IV.28.  Processus d’optimisation avec la méthode « tirage aléatoire » 

Cahier des charges 
- Cycle de fonctionnement : Ci, Ni 

- Constantes géométriques : Rsext, La, e, p, etc. 
- Tension du bus continu : U0 
- Coefficients : kb, kh1, kh2, α  

Tirage aléatoire (avec ni individus) : 
Re/Rsext, Hc/Ld, Ea1, Ra, Br 
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Même si notre objectif n’est pas de comparer les deux méthodes d’optimisation, nous 
avons effectué deux calculs à un faible nombre d’individus et à un nombre important 
d’individus. Nous les avons mis ensemble avec les résultats obtenus par le NSGA-II comme 
référence. Ces calculs sont effectués comme exemple, avec la MSCF 12-8, pour le modèle de 
pertes fer à vide et sur le cycle NEDC. 

 

Pour un nombre total de 50 individus, nous avons ni = 50 individus pour le « tirage 

aléatoire », et nous avons 10 individus x 5 générations pour le NSGA-II. Pour un nombre total 
de 300 individus, nous avons ni = 300 et 20 individus x 15 générations respectivement. Les 
résultats sont représentés sur les figures suivantes : 
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Figure IV.29.  Comparaison des deux méthodes à ni = 50 
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Figure IV.30.  Comparaison des deux méthodes à ni = 300 

 

Nous trouvons que les deux résultats d’optimisation obtenus par le NSGA-II et par le 
« tirages aléatoire » sont très proches dans ces deux cas. Les fronts de Pareto obtenus par le 
NSGA-II couvrent bien les résultats du « tirage aléatoire ». Comme le temps de calcul est 
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celui de la modélisation numérique par éléments finis, ces deux méthodes ont besoin du même 
temps de calcul pour un même nombre total d’individus. 

 

Nous trouvons que les résultats obtenus par le « tirage aléatoire » approchent le front 
de Pareto du NSGA-II, même si ce n’est pas très clair. Alors, cela peut assurer une certitude 
du NSGA-II. Cette méthode peut être utilisée dans le cas de comparer des différentes 
machines pour une sélection préliminaire. Par contre, comme il nous manque des explications 
et des justifications de cette méthode, nous n’avions pas eu le suivre jusqu’au bout. Cette 
étude pourrait être une perspective prometteuse. 

 

I.9. Conclusion 

Ce chapitre a présenté les applications des modèles de pertes aux méthodes 
d’optimisation de machines électriques sur cycle de fonctionnement du véhicule, y compris 
les modèles des pertes fer à vide et en charge. Les pertes prises en compte dans les calculs 
sont les pertes cuivre en tenant compte du défluxage et les pertes fer avec ou sans défluxage. 

 

En s’appuyant sur les cahiers des charges, nous avons formulé le problème de 
l’optimisation sur cycle en définissant les variables, les critères, ainsi que les contraintes pour 
assurer la faisabilité et la fiabilité des solutions optimales. Nous avons choisi les algorithmes 
génétiques qui sont les algorithmes les plus utilisés pour l’optimisation des machines 
électriques. La méthode d’optimisation par NSGA-II nous a offert des fronts de Pareto 
exprimant les critères comparatifs voulus. Malgré l’inconvénient souvent évoqué du temps de 
calcul de cette méthode, il influence peu notre problème d’optimisation par les modèles 
numériques (éléments finis). 

 

Ensuite, les résultats d’optimisation de chaque machine sur chaque cycle de 
fonctionnement ont été présentés. Les études comparatives ont été effectuées. D’où nous 
avons trouvé que les deux machines MSCF 12-8 et MSCF 12-16 sont les plus intéressantes en 
termes de pertes totales sur cycle/courant efficace du point de base. Particulièrement la MSCF 
12-16 offre des performances intéressantes sur tous les cycles. Les solutions optimales 
obtenues pour chaque machine et pour chaque cycle ont été analysées et comparées. 

 

Enfin, nous avons étudié les impacts de deux modèles de pertes fer à vide et en 
charges sur les résultats d’optimisation. D’où nous pourrons appliquer l’une des deux 
méthodes en fonction des critères et de la précision ou du temps désirés. La méthode 
d’optimisation avec le modèle des pertes fer à vide prend beaucoup moins de temps de calcul 
que celle avec le modèle des pertes fer en charge. Donc, elle peut être utilisée pour trier des 
machines lors d’un nombre important de machines étudiées par exemple. Puis la méthode 
d’optimisation avec le modèle des pertes en charge peut être utilisée pour trouver les solutions 
optimales. 

 

L’intérêt important de notre étude est que la méthode de calcul des pertes sur cycle est 
valable pour tous les cycles demandés. Alors, pour un cahier des charges donné et une 
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machine synchrone à aimants permanents donnée, nous pouvons calculer les pertes 
électromagnétiques moyennes sur cycle. Nous pouvons également appliquer les méthodes 
d’optimisation pour trouver la machine optimale selon les critères demandés. 

 

Un autre point intéressant de notre étude, nous avons trouvé que les deux machines à 
bobinages répartis ont des pertes fer en charge dues aux courants de Foucault plus importantes 
que celles à vide alors que ce n’est pas le cas des deux machines à bobinages concentrés. 
Alors, selon les structures des machines électriques, le défluxage électronique peut diminuer 
ces pertes ou non. 
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CONCLUSION GENERALE 

Commencé par une présentation sur le développement des véhicules hybrides 
électriques, le premier chapitre a présenté plusieurs types de machines électriques utilisées 
pour ces applications : machines asynchrones, machines à courant continu, machines 
synchrones à rotor bobiné et surtout machines synchrones à aimants permanents (MSAP). Les 
MSAP possèdent plusieurs avantages tels qu’un bon couple massique, une puissance 
massique élevée, une possibilité de fonctionnement à une température plus élevée (sans 
bobines au rotor), un contrôle simple, etc. 

 

Nous avons présenté ensuite les méthodes d’optimisation pour la conception des 
machines électriques, notamment des méthodes utilisant les algorithmes génétiques qui sont 
les plus utilisées actuellement. Finalement, notre choix s’est porté sur l’algorithme NSGA-II, 
une méthode populaire grâce à sa simplicité, une convergence rapide, la possibilité de fixer 
des variables et des contraintes non-linéaires, etc. 

 

Nous avons aussi présenté des modèles de pertes dans les MSAP utilisées pour les 
applications aux véhicules hybrides/électriques. Ce sont des modèles de pertes fer qui 
décomposent les pertes par hystérésis et les pertes par courants de Foucault. Nous les avons 
analysés dans le contexte de l’optimisation des machines électriques en prenant en compte les 
composantes harmoniques des densités de flux, le défluxage, la possibilité de calcul sur 
l’ensemble d’un cycle de fonctionnement. D’où nous avons choisi le modèle des pertes fer 
proposé dans la thèse de E. Hoang que nous avons pu ensuite développer mathématiquement 
pour construire les méthodes de calcul de pertes moyennes sur cycle dans les deux cas : pertes 
fer à vide et en charge. 

 

Après une étude du contexte, nous nous sommes intéressés à la présentation, la 
modélisation numérique et l’étude paramétrique des quatre machines choisies. Nous avons 
présenté les géométries et le principe de fonctionnement des machines étudiées pour nos 
cahiers des charges qui sont les trois cycles de fonctionnement : NEDC, Artemis-Urbain, 
Artemis-Routier. Ce sont trois machines synchrones à concentration de flux dont une est à 
encochage fractionnaire (MSCF 12-16) et deux sont à encochage entier (MSCF 12-8 et MSCF 
48-8), et une machine synchrone à aimants en surface (MSAP 48-8). Les configurations des 
MSCF ont été développées à partir du rotor breveté par Leroy Somer. Les autres machines ont 
été développées dans le but d’étudier les impacts du type de bobinage et du positionnement 
des aimants, sur les performances des machines. 

 

Les premières performances comparatives des machines, de flux à vide, de densité de 
flux, de couple moyen et de couple de détente ont été faites. Les résultats ont montré que la 
MSCF 12-16 donne un meilleur rapport couple/densité de courant (ou couple/pertes cuivre) 
parmi les quatre machine. Puis, afin d’améliorer les performances en termes de couple en 
fonction des pertes cuivre, nous avons proposé une première étude où l’influence de cinq 
paramètres géométriques et magnétiques est étudiée : le rayon d’entrefer Re, l’induction 
rémanente de l’aimant permanent Br, l’épaisseur de la culasse Hc, l’épaisseur de l’aimant Ea, 
le rayon d’arbre Ra. 
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Même si dans cette étude du premier chapitre, nous n’avons pas pris en compte les 
pertes fer, elle reste très intéressante parce que nous avons pu définir les intervalles de ces 
variables liés au problème d’optimisation. De plus, selon ces critères, nous avons pu estimer 
des ordres de grandeur de paramètres optimaux, par exemple, le rayon d’entrefer doit être 
dans les valeurs autour de 60% - 65% du rayon extérieur pour les machines à bobinages 
concentrés et de 55% - 60% pour les machines à bobinages répartis. 

 

Dans les deux chapitres suivants, nous avons présenté le développement des modèles 
de pertes pour les machines électriques, y compris les modèles des pertes cuivre et les 
modèles des pertes fer ainsi que leur validation expérimentale. 

 

Nous avons proposé dans un premier temps la méthode de calcul des pertes cuivre 
moyennes sur cycle de fonctionnement du véhicule. Pour cela, nous avons supposé que le 
courant de l’axe q crée principalement le couple dans la machine et que le courant de l’axe d 
défluxe la machine pour des vitesses supérieures à la vitesse de base. Ces deux hypothèses ont 
été validées lors des essais. 

 

En effet, nous avons montré expérimentalement que pour avoir un couple donné à des 
vitesses inférieures à la vitesse de base, l’injection du courant uniquement dans l’axe q peut 
minimiser les pertes cuivre. Nous avons donc pu valider le modèle de couple en fonction du 
courant. L’injection d’un courant dans l’axe d, jusqu’à la valeur du courant de court-circuit, 
défluxe la machine et la fait atteindre de grandes vitesses, ce qui correspond bien à notre 
modèle de défluxage basé sur ce courant de court-circuit. Alors, les pertes cuivre ont été 
calculées séparément pour les deux axes d et q. Ce principe de calcul permet d’identifier les 
contributions des pertes cuivre, notamment les pertes cuivre dues au défluxage pour les 
machines fonctionnant fréquemment à hautes vitesses. 

 

Ensuite, trois modèles de calcul des pertes fer ont été proposés : le modèle simple en 
supposant que l’induction est sinusoïdale dans toutes les subdivisions de calcul ; le modèle de 
l’intégral permettant de tenir compte des composantes harmoniques de l’induction ; et le 
modèle « modèle des valeurs moyennes » développé mathématiquement à partir du modèle 
intégral. Les impacts de ces modèles sur des pertes fer moyennes sur cycle ont été analysés et 
comparés. Ainsi, la précision de ces développements mathématiques a été confirmée. 

 

Nous avons alors choisi le modèle « modèle des valeurs moyennes » qui a pour but de 
calculer les pertes fer à vide et en charge sur un cycle donné. Les comparaisons modèle-essais 
des pertes fer, calculées par ce modèle, ont été effectuées dans les trois cas : 

• Pertes fer à vide sans courants 

• Pertes fer à vide avec 0≠dI  mais 0=C  

• Pertes fer en charge ( 0≠qI  et 0≠dI ) 

 

Dans tous les cas, il y a une différence entre modèle et essais. Pourtant, ces différences 
sont presque similaires dans les trois cas, nous pensons donc que ce sont les pertes 
mécaniques et les pertes fer au rotor. Ainsi, cela pourrait assurer une validation de nos 
modèles de pertes fer. 
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Une étude sur l’influence de quelques paramètres sur le résultat des pertes a été faite, 
dont, le nombre de subdivisions dans une moitié dent-culasse et le changement du repère. 
Ainsi, nous avons pu choisir leurs valeurs optimisées pour notre étude : 10 subdivisions dans 
une moitié dent-culasse, l’assemblage des inductions de l’axe Ox dans la dent avec celles de 
l’axe Oy dans la culasse, l’assemblage de celles de l’axe Oy dans la dent avec celles de l’axe 
Ox dans la culasse. Cela évite les erreurs de l’effet de moyennage dans notre modèle. 

 

En conclusion des modèles de couple, de défluxage et de pertes, grâce à la séparation 
des axes d, q, basé sur des valeurs obtenues par les éléments finis, nous avons pu formuler les 
relations du couple et de la vitesse (cahier des charges) en fonction de ces courants sous forme 
des modèles polynomiaux. Ainsi, le modèle « modèle des valeurs moyennes » permet de 
formuler des pertes fer en fonction des densités de courant d’axes d, q sous forme 
polynomiale. Alors, l’intérêt de notre étude est de formuler les valeurs numériques en modèles 
analytiques pour avoir une généralisation sur l’ensemble du calcul. Par conséquent, les 
méthodes de calcul des pertes moyennes sur cycle est valable pour tous les cycles de 
fonctionnement couple-vitesse et pour tous les types de machines synchrones à aimants 
permanents. 

 

Le quatrième chapitre a présenté les applications des modèles de pertes à 
l’optimisation des machines électriques sur cycle de fonctionnement. Les pertes prises en 
compte dans les calculs sont les pertes cuivre en tenant compte du défluxage et les pertes fer 
avec ou sans défluxage. 

 

Pour l’optimisation sur cycle, nous avons défini les variables, les critères, ainsi que les 
contraintes pour assurer la faisabilité et la fiabilité des solutions optimales. Les résultats 
d’optimisation sont représentés sous forme de fronts de Pareto qui : 

• Minimisent les pertes moyennes sur cycle 

• Minimisent le courant efficace du point de base 

 

Selon les résultats d’optimisation, nous avons trouvé que la MSCF 12-16 offre les 
performances les plus intéressantes sur chaque cycle ou sur l’ensemble des trois cycles, pour 
les pertes fer à vide et en charge.  Particulièrement, les solutions optimales de MSCF 12-16 
utilisent des aimants à faible Br, ce qui est avantageux en termes du coût des matériaux. Les 
deux machines MSCF 12-8 et MSAP 48-8 offrent des performances moins intéressantes mais 
proches que celles de la MSCF 12-16 alors que la MSCF 48-8, avec ses particularités du type 
de bobinage et du positionnement des aimants, devient la moins intéressante. Cette dernière 
dissipe des pertes cuivre et des pertes fer beaucoup plus importantes que celles des trois autres 
machines. De plus, le défluxage fait augmenter les pertes fer en charge par les composantes 
harmoniques, tandis que l’avantage du défluxage est de limiter ces pertes en augmentant la 
vitesse de rotation, ce qui est le cas des trois autres machines. Alors, dans ce cas, la 
concentration de flux est efficace pour les bobinages concentrés mais pas pour les bobinages 
répartis. C’est une remarque importante et utile pour le choix des structures de MSAP. 

 

Quant à l’application des modèles des pertes fer à vide et en charge dans le processus 
d’optimisation, la méthode d’optimisation avec le modèle des pertes fer à vide prend 
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beaucoup moins de temps de calcul qu’avec le modèle des pertes fer en charge. Donc, elle 
peut être utilisée pour sélectionner des machines lors d’un nombre important des machines 
étudiées. Puis la méthode d’optimisation avec le modèle des pertes en charge peut être utilisée 
pour trouver les solutions optimales et comparer des machines prometteuses. 

 

Afin de pouvoir critiquer les résultats d’optimisation, nous avons positionné les deux 
machines d’essai sur les fronts de Pareto pour chaque cycle, dans une même échelle 
dimensionnelle (200 mm x 200 mm). D’où nous pouvons les vérifier et les comparer avec les 
machines optimisées. La MSCF 12-8 d’essai offre des performances proches des fronts de 
Pareto alors que la MSCF 12-16 possédant des aimants à Br = 1 T se retrouve loin des fronts 
de Pareto où les solutions optimales sollicitent des aimants à faibles valeurs de Br. C’est aussi 
une remarque importante et utile pour le choix des machines optimales des concepteurs. 

 

PERSPECTIVES 

Dans notre étude, nous avons proposé des modèles de couple, de défluxage, de pertes 
fer à vide et en charge en vue de l’optimisation sur cycle des machines synchrones à aimants 
permanents. Certes, notre étude contribue à l’élaboration des modèles, des méthodes et des 
résultats importants à l’optimisation des machines électriques en tenant compte des 
contraintes systémiques. Mais il est nécessaire d’avoir des améliorations de modèles pour 
avoir une meilleure précision et de pouvoir ramener cette étude à des études généralisables sur 
l’ensemble des MSAP. 

 

Pour les modèles de pertes fer, afin d’utiliser les mêmes méthodes de calcul des pertes 
moyennes sur cycle, l’amélioration du modèle pourrait être effectué par l’étude de l’influence 
de la fréquence sur les coefficients kh1, kh2 et kcf, par exemple )(1 fkh , )(2 fkh , )( fkcf  : 

 

22
2211 .).().).().(( fFffBfkBfkP cfhhfer α+∆+∆=  (C. 12) 

 

Pour cela, le modèle (I. 10) (page 23) proposé par [1.89] pourrait être utile car les 
auteurs ont proposé un modèle où ces coefficients dépendent non seulement de la fréquence 
mais aussi de l’induction magnétique dans la zone de calcul. Les modèles proposés dans 
[1.22], [1.29] et [1.40] pourraient également utiles car les coefficients ne dépendent que de la 
fréquence. Pourtant, les auteurs dans ces références n’ont pu que proposer une méthode de 
calculer les pertes fer à vide pour différentes fréquences, mais pas les pertes fer en charge. 
Alors, selon notre modèle, si les coefficients ne dépendent que de la fréquence (ou de la 
vitesse de rotation), nous pourrons calculer des pertes fer en charge en les séparant en deux 
parties : 

• Les paramètres magnétiques 1B∆ , 2B∆  et cfF  peuvent être calculés par les 
méthodes usuelles. 

• Les coefficients )(1 fkh , )(2 fkh , )( fkcf  peuvent être déterminées en fonction du 

matériau magnétique et de la fréquence de rotation. 
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D’ailleurs, il serait nécessaire d’avoir une méthode de calcul des pertes fer au rotor et 
des pertes mécaniques qui peuvent prendre une valeur importante. Pour cela, il devrait 
prendre en compte la rotation dans le calcul des pertes fer au rotor. 

 

Pour l’optimisation sur cycle, il y aurait plusieurs points à améliorer. Pour la définition 
des variables, il faudrait augmenter le nombre de variables et élargir les intervalles, par 
exemple le rayon extérieur et la longueur active de la machine. Cela pourrait offrir des 
machines plus petites en volume et en poids. 

 

De plus, au niveau des contraintes, nous avons mis une contrainte thermique qui est 

représentée sous forme d’une valeur limite de densité de courant 2/20 mmAd =δ . Pour cela, il 

vaudrait mieux développer un modèle thermique afin de déterminer la température maximale 
dans la machine à partir des pertes calculées. 

 

Pour les objectifs d’optimisation, nous en avons choisi deux : minimiser les pertes 
moyennes sur cycle et minimiser le courant efficace du point de base. Ce dernier a pour 
objectif de minimiser les dimensions de l’onduleur de tension associée. Pourtant, il n’est pas 
suffisamment concret. Alors, une étude plus systémique vers l’optimisation d’un ensemble 
onduleur de tension-machines en prenant en compte les pertes dans l’onduleur par exemple 
serait très intéressante parce que l’intégration des composants dans le système est un objectif 
plus réaliste. D’ailleurs, selon les objectifs des concepteurs, nous pourrions choisir différents 
critères tels que : 

• Minimiser le poids de la machine ou de l’ensemble 

• Minimiser le coût de la machine ou de l’ensemble 

 

Particulièrement, comme notre étude a abordé des MSAP pour différents 
positionnements d’aimant et à différentes configurations de bobinage, elle pourrait ouvrir 
d’autres études sur la comparaison de différents types de machines : machine à encochage 
entier et machine à encochage fractionnaire, machines à bobinages concentrés et machine à 
bobinage répartis, l’influence des types de bobinage et des positionnements d’aimants pour 
des MSAP. 

 

Nous pensons que ce serait intéressant aussi de comparer les résultats d’optimisation 
avec ceux obtenus par les méthodes classiques telles que le dimensionnement uniquement sur 
le couple ou sur les pertes cuivre. 

 

D’ailleurs, les modèles et les méthodes d’optimisation des machines à aimants 
permanents proposés dans notre étude pourraient être utilisés dans les autres applications 
telles que la propulsion électrique, la traction ferroviaire et l’actionnement aéronautique, etc., 
selon leurs cahiers des charges. 
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Impacts des modèles de pertes sur l’optimisation sur cycle d’un 

ensemble convertisseur-machine synchrone. 

Applications aux véhicules hybrides. 

Résumé : 

La quasi-totalité des études de machines synchrones à aimants permanents (MSAP) 
pour les applications aux véhicules hybrides concernent les performances uniquement sur 
quelques points particuliers d’un cycle de fonctionnement du véhicule (le point de base, le 
point à grande vitesse, etc.). Cependant, ces machines électriques fonctionnent souvent à 
différents couples et à différentes vitesses. Cette thèse s’intéresse donc à l’étude des 
performances de MSAP sur l’ensemble d’un cycle de fonctionnement en vue de les optimiser 
sur cycle. Durant cette thèse, l’auteur a contribué à développer des modèles de couple, de 
défluxage, de pertes cuivre et de pertes magnétiques. Des méthodes de calcul de ces pertes, à 
vide et en charge, ont été appliquées pour les quatre MSAP dont trois machines à 
concentration de flux et une machine à aimants en surface, et ce pour trois cycles de 
fonctionnement : NEDC, Artemis-Urbain et Artemis-Routier. Une validation expérimentale 
des modèles a été effectuée sur un banc d’essai avec deux prototypes de MSAP. Ensuite, les 
MSAP ont été dimensionnées en vue d’une minimisation des pertes sur cycle et du courant 
efficace du point de base. Cette combinaison a pour but d’augmenter le rendement de la 
machine électrique et de minimiser la dimension de l’onduleur de tension associé. Ce 
problème d’optimisation multi-objectif a été réalisé en utilisant l'algorithme génétique, Non-
Dominated Sorting Genetic Algorithm (NSGA-II). Ainsi, un Front de Pareto des solutions 
optimales peut être déduit. Les impacts des modèles de pertes et leur intérêt sur l’optimisation 
sur cycle des machines sont présentés. Les modèles et méthodes de calcul proposés peuvent 
être appliqués à tous les cycles de fonctionnement et à différentes MSAP. 

Mots clés : machine synchrone à aimants permanents; dimensionnement; modélisation; 
optimisation; validation expérimentale; cycle de fonctionnement; traction hybride électrique. 

 

Abstract : 

Almost all studies of permanent magnet synchronous machines (PMSM) for for hybrid 
vehicle applications relate to their performances on a specific point of a driving cycle of the 
vehicle (the base point, the point at high speed…). However, these machines often operate at 
different torques and at different speeds. This thesis studies therefore PMSM performances in 
order to optimize during an entire driving cycle. In this thesis, the author contributed to 
develop models of torque, field weakening, copper losses and iron losses and methods of 
calculating these losses at no-load and at load for four MSAP (three concentrated flux 
machine and a surface mounted PMSM) and for three driving cycles (New Eurepean Driving 
Cycle, Artemis-Urban and Artemis-Road). An experimental validation of these models was 
realized on a test bench with two prototypes of MSAP. Then, the MSAP were sized for a 
minimization of average power losses during the cycle and of the RMS current at the base 
point. This combination is designed to increase the efficiency of the electrical machine and 
minimize the size of the associated voltage inverter. This multi-objective optimization 
problem was performed using the genetic algorithm, Non-Dominated Sorting Genetic 
Algorithm (NSGA-II). Thus, a Pareto front of optimal solutions can be derived. The impacts 
of loss models (at no-load and at load) on the PMSM optimization during the cycle are 
studied and the interest of each model is presented. Models and calculation methods proposed 
in this thesis can be applied to all cycles, at different MSAP and for other applications. 
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