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INDEX DES NOTATIONS. 

Dans cet index, lorsqu’une notation est suivie d’une astérisque entre parenthèse, cela signifie qu’elle 
a été calculée analytiquement (sans astérisque) ou numériquement (avec astérisque) dans le mémoire. 
 
A  : potentiel vecteur magnétique 
A  : la densité de courant linéique au stator d’une machine électrique (en ampère par mètre) 

IA  : potentiel vecteur dans la région I 

n,IaA  : terme général du potentiel vecteur dans la région I en l’absence de courant 

IapA  : potentiel vecteur dans la région I en alimentation autopilotée 

n,IapA  : terme général du potentiel vecteur dans la région I en alimentation autopilotée 

IIA  : potentiel vecteur dans la région II 
p
IIA  : solution particulière à l’équation aux dérivées partielles que vérifie le potentiel vecteur dans la 

région II 

n,IIaA  : terme général du potentiel vecteur dans la région II en l’absence de courant 

IIapA  : potentiel vecteur dans la région II en alimentation autopilotée 

n,IIapA  : terme général du potentiel vecteur dans la région II en alimentation autopilotée 

effA  : densité de courant surfacique efficace 

aimat  : ampèretours consommés dans les aimants 

conjaimat  : ampèretours consommés dans les aimants dans la position de conjonction 

a
n,aimconj

at  : terme général des ampèretours consommés dans les aimants dans la position de 

conjonction en l’absence de courant 
c

n,aimconj
at  : terme général des ampèretours consommés dans les aimants dans la position de 

conjonction en l’absence d’aimants 

opaimat  : ampèretours consommés dans les aimants dans la position d’opposition 

dentat  : ampèretours consommés dans les dents 

conjdentat  : ampèretours consommés dans les dents dans la position de conjonction 

opdentat  : ampèretours consommés dans les dents dans la position d’opposition 

entat  : ampèretours consommés dans l’entrefer 

conjentat  : ampèretours consommés dans l’entrefer dans la position de conjonction 

a
n,entconj

at  : terme général des ampèretours consommés dans l’entrefer dans la position de conjonction 

en l’absence de courant 
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c
n,entconj

at  : terme général des ampèretours consommés dans l’entrefer dans la position de conjonction 

en l’absence d’aimants 

opentat  : ampèretours consommés dans l’entrefer dans la position d’opposition 

ferat  : ampèretours consommés dans les parties ferromagnétiques d’une machine électrique 

pAt  : ampères-tours totaux sous un pôle d’une machine électrique (en ampère) 

rotat  : ampèretours consommés dans le rotor 

conjrotat  : ampèretours consommés dans le rotor dans la position de conjonction 

oprotat  : ampèretours consommés dans le rotor dans la position d’opposition 

statat  : ampèretours consommés dans le stator 

conjstatat  : ampèretours consommés dans le stator dans la position de conjonction 

opstatat  : ampèretours consommés dans le stator dans la position d’opposition 

α  : angle représentant la pente d’une route 

aα  : ouverture angulaire des aimants relative au pas polaire 

cuα  : coefficient de température du cuivre 
θα n,I  : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.ncos ) du potentiel vecteur dans la région I 

r
n,Iα  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr ) du potentiel vecteur dans la région I 

n,Iaα  : coefficient d’intégration du potentiel vecteur dans la région I en l’absence de courants 

θα n,Ia  : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.ncos ) du potentiel vecteur dans la région I en 

l’absence de courants 
r

n,Iaα  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr ) du potentiel vecteur dans la région I en 

l’absence de courants 

n,IIaα  : coefficient d’intégration du potentiel vecteur dans la région II en l’absence de courants 

θα n,IIa  : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.ncos ) du potentiel vecteur dans la région II en 

l’absence de courants 
r

n,IIaα  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr ) du potentiel vecteur dans la région II en 

l’absence de courants 

n,cα  : coefficient d’intégration du potentiel vecteur en l’absence d’aimants 

θα n,c  : : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.ncos ) du potentiel vecteur en l’absence 

d’aimants 
r

n,cα  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr ) du potentiel vecteur en l’absence d’aimants 

B  : vecteur induction 
B~  : induction sans dimension (rapport de l’induction sur une induction de 1 Tesla) 

θB  : composante tangentielle du vecteur induction 
rB  : composante radiale du vecteur induction 

IB  : induction dans la région I 
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θ
IB  : composante tangentielle du vecteur induction dans la région I 
r
IB  : composante radiale du vecteur induction dans la région I 

IaB  : induction dans la région I en l’absence de courants 
θ
IaB  : composante tangentielle du vecteur induction dans la région I en l’absence de courants 
r
IaB  : composante radiale du vecteur induction dans la région I en l’absence de courants 

IIB  : induction dans la région II 
θ
IIB  : composante tangentielle du vecteur induction dans la région II 
r
IIB  : composante radiale du vecteur induction dans la région II 

IIaB  : induction dans la région II en l’absence de courants 
θ
IIaB  : composante tangentielle du vecteur induction dans la région II en l’absence de courants 
r
IIaB  : composante radiale du vecteur induction dans la région II en l’absence de courants 

IIapB  : induction dans la région II en alimentation autopilotée 

θ
IIapB  : composante tangentielle du vecteur induction dans la région II en alimentation autopilotée 

r
IIapB  : composante radiale du vecteur induction dans la région II en alimentation autopilotée 

aB  : induction dans l’aimant d’un moteur-roue synchrone à aimants 

caB  : induction dans l’aimant corrigée (pour tenir compte de la perméabilité relative de l’aimant d’un 

moteur-roue synchrone à aimants 

minaB  : induction minimale dans l’aimant (pour des ampèretours créés par les enroulements du stator 

maximaux) d’un moteur-roue synchrone à aimants 

n,amin
B  : terme général de l’induction minimale dans l’aimant d’un moteur-roue synchrone à aimants 

crB  : induction maximale dans la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

crv
B  : induction maximale dans la culasse du rotor à vide d’un moteur-roue synchrone à aimants 

csB  : induction maximale dans la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
θ
csB  : composante tangentielle maximale du vecteur induction dans la culasse du stator à vide d’un 

moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

csv
B  : induction maximale dans la culasse du stator à vide d’un moteur-roue synchrone à aimants 

dB  : induction dans une dent du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
r
dB  : composante radiale du vecteur induction dans une dent du stator d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 
(*)

dv
B  : induction maximale à vide dans une dent du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

eB  : induction dans l’entrefer d’une machine électrique 

peB  : induction moyenne dans l’entrefer sous un pôle d’une machine électrique 

(*)
entv

B  : induction maximale à vide dans l’entrefer d’un moteur-roue synchrone à aimants 
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n,entv
B  : terme générale de l’induction maximale à vide dans l’entrefer d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 
(*)r

entv
B  : composante radiale maximale du vecteur induction à vide dans l’entrefer d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 
>< ferB  : valeur moyenne de l’induction dans l’entrefer d’un moteur-roue synchrone à aimants 

isB  : induction maximale dans l’isthme d’une dent du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

isv
B  : induction maximale à vide dans l’isthme d’une dent du stator d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 

rB  : vecteur induction résiduelle dans un matériau magnétique 

arB  : vecteur induction rémanente dans un aimant 

carB  : induction rémanente corrigée dans un aimant (pour tenir compte de la perméabilité relative de 

l’aimant) 

cIIrB  : vecteur induction rémanente corrigée dans le région II (pour tenir compte de la perméabilité 

relative de l’aimant) 
r
r cII

B  : composante radiale du vecteur induction rémanente corrigée dans le région II (pour tenir 

compte de la perméabilité relative de l’aimant) 
θβ n,I  : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.nsin ) du potentiel vecteur dans la région I  

r
n,Iβ  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr− ) du potentiel vecteur dans la région I 

n,Iaβ  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr− )  du potentiel vecteur dans la région I en 

l’absence de courants 
θβ n,Ia  : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.nsin ) du potentiel vecteur dans la région I en 

l’absence de courants 
r

n,Iaβ  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr− ) du potentiel vecteur dans la région I en 

l’absence de courants 

n,IIaβ  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr− ) du potentiel vecteur dans la région II en 

l’absence de courants 
θβ n,IIa  : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.nsin ) du potentiel vecteur dans la région II en 

l’absence de courants 
r

n,IIaβ  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr− ) du potentiel vecteur dans la région II en 

l’absence de courants 

airβ  : coefficient de dilatation de l’air 

n,cβ  : coefficient d’intégration du potentiel vecteur en l’absence d’aimants 

θβ n,c  : coefficient d’intégration (lié à la fonction ( )θ.p.nsin ) du potentiel vecteur en l’absence 

d’aimants 
r

n,cβ  : coefficient d’intégration (lié à la fonction p.nr− ) du potentiel vecteur en l’absence d’aimants 



Index des notations 

 17

C  : moment du couple fourni par un moteur électrique 
*

dynC  : moment du couple dynamique d’un moteur synchrone à aimants calculé numériquement 

(*)
emC  : moment du couple électromagnétique d’un moteur-roue synchrone à aimants 

n,emC  : terme général du moment du couple électromagnétique d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 
*

emdec
C  : moment du couple dynamique d’un moteur-roue synchrone à aimants calculé 

numériquement en tenant compte du décalage des aimants 
(*)

emmot
C  : moment du couple moyen maximal d’un moteur-roue synchrone à aimants 

n,emmot
C  : terme général du moment du couple moyen maximal d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 

moyemC  : moment du couple électromagnétique moyen d’un moteur-roue synchrone à aimants 

maxmoyemC  : valeur maximale du moment du couple électromagnétique moyen d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 

maxC  : moment du couple maximal que doit fournir un moteur 

motC  : moment du couple d’un moteur 

maxmotC  : valeur maximale du moment du couple d’un moteur 

moyC  : valeur moyenne du moment du couple d’un moteur 

airPC  : chaleur massique de l’air à pression constante  

cuPC  : chaleur massique du cuivre à pression constante  

rC  : moment du couple résistant à la rotation d’un moteur 

statC  : moment du couple statique d’un moteur 
inc
statC  : moment du couple statique d’un moteur ayant des encoches inclinées 

n
inc
statC  : terme général du moment du couple statique d’un moteur ayant des encoches inclinées 

n
réf
statC  : moment d’un couple statique de référence trapézoïdal 

vC  : chaleur massique à volume constant d’un corps 
Cx  : coefficient de pénétration dans l’air d’un véhicule 

mχ  : susceptibilité magnétique d’un matériau 

fild  : diamètre de cuivre d’un fil de bobinage d’un moteur-roue synchrone à aimants 

roued  : diamètre d’une roue d’un véhicule 

rB∆  : coefficient de variation de l’induction rémanente avec la température 
C∆  : amplitude de l’ondulation de couple d’un moteur synchrone à aimants 

effδ  : densité surfacique de courant efficace dans le bobinage d’un moteur électrique 

onδ  : chute de tension d’un transistor IGBT en conduction 
M
cH∆  : coefficient de variation du champ magnétique coercitif d’aimantation avec la température 

MLII∆  : ondulation de courant dans une phase d’un moteur synchrone à aimants alimenté par un 
onduleur fournissant des quasi créneaux de courants régulés par MLI 
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t∆  : temps d’échauffements adiabatiques du cuivre du bobinage d’un moteur électrique 
T∆  : échauffements moyens d’une moteur électrique 

adcuT∆  : échauffements adiabatiques du cuivre du bobinage d’un moteur électrique 

(*)E  : amplitude de la force électromotrice trapézoïdale d’un moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

1e , (*)
2e , (*)

3e  : force électromotrice d’un moteur-roue synchrone à aimants 
y
aircu

e  : épaisseur d’air (selon l’axe (Oy)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre unique 

z
aircu

e  : épaisseur d’air (selon l’axe (Oz)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre unique 

batE  : force électromotrice d’une batterie 

batmE  : énergie massique d’une batterie 

batvE  : énergie volumique d’une batterie 

batEnj  : énergie électrique embarquée dans la batterie d’un véhicule électrique 
ent  : entrefer réel d’une machine électrique 

cent  : entrefer d’une machine électrique corrigé en tenant compte de la denture du stator 

csent  : entrefer d’une machine électrique corrigé en tenant compte de la denture du stator et de la 
saturation du circuit magnétique du stator 

effent  : entrefer efficace d’une machine électrique à aimants 

ceffent  : entrefer efficace d’une machine électrique corrigé en tenant compte de la denture du stator 

cseffent  : entrefer efficace d’une machine électrique corrigé en tenant compte de la denture du stator et 

de la saturation du circuit magnétique du stator 

filie  : épaisseur d’isolant d’un fil de bobinage d’un moteur électrique 

te  : épaisseur de la tôle du circuit magnétique du stator 

ie  : épaisseur de l’isolant se trouvant entre les tôles du circuit magnétique du stator 
y
icu

e  : épaisseur d’isolant (selon l’axe (Oy)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre 

unique 
z
icu

e  : épaisseur d’isolant (selon l’axe (Oz)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre 

unique 

batmE  : énergie massique d’une batterie 

batvE  : énergie volumique d’une batterie 

aHε  : erreur moyenne commise sur le champ magnétique dans un aimant permanent dont on corrige 

l’induction rémanente afin d’utiliser une perméabilité magnétique relative de 1 
F  : force électromagnétique que subissent les conducteurs du stator d’une machine électrique 

af  : facteur d’autonomie d’un moteur de traction d’un véhicule électrique 

MLIf  : fréquence de Modulation de Largeur d’Impulsion 

motF  : force motrice totale développée par le(s) moteur(s) d’un véhicule électrique 

objf  : fonction objectif d’un programme d’optimisation 
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resF  : résultante de efforts résistants à l’avancement d’un véhicule 
(*)

1φ , (*)
2φ , (*)

3φ  : flux créé par les aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants dans les phases 
1, 2 ou 3 

vaimφ  : flux à vide créé par les aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants et traversant la 

frontière aimant – rotor 

n,aimv
φ  : terme général du flux à vide créé par les aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants et 

traversant la frontière aimant – rotor 

rotaim→φ  : flux traversant la frontière aimant – rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

déc1
φ , (*)

déc2
φ , (*)

déc3
φ  : flux créé par les aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants dans les 

phases 1, 2 ou 3 en tenant compte de l’inclinaison du stator 

statent→φ  : flux traversant la frontière entrefer – stator d’un moteur synchrone à aimants 

ventφ  : flux à vide créé par les aimants traversant la frontière entrefer – stator d’un moteur synchrone 

à aimants 

n,entv
φ  : terme général du flux à vide créé par les aimants traversant la frontière entrefer – stator d’un 

moteur synchrone à aimants 
g  : accélération de la pesanteur 
γ  : accélération d’un véhicule 

n,IIγ  : coefficient d’intégration d’une solution particulière à l’équation aux dérivées partielle du 

potentiel vecteur dans la zone II 
H  : vecteur champ magnétique 

IH  : champ magnétique dans la zone I 
θ
IH  : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone I 
r
IH  : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone I 

IaH  : champ magnétique dans la zone I en l’absence de courants 
θ
IaH  : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone I en l’absence de courants 
r
IaH  : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone I en l’absence de courants 

IapH  : champ magnétique dans la zone I en alimentation autopilotée 

IIH  : champ magnétique dans la zone II 
θ
IIH  : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone II 
r
IIH  : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone II 

IIaH  : champ magnétique dans la zone II en l’absence de courants 
θ
IIaH  : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone II en l’absence de courants 
r
IIaH  : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone II en l’absence de courants 

ah  : hauteur des aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants 

aH  : champ magnétique dans les aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants 
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caH  : champ magnétique dans les aimants corrigés (en tenant compte de leur perméabilité 

magnétique) d’un moteur-roue synchrone à aimants 
B
cH  : champ magnétique coercitif d’induction 
M
cH  : champ magnétique coercitif d’aimantation 

entconvh  : coefficient de convection entre l’entrefer et le rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 

flconvh  : coefficient de convection entre les flasques d’un moteur-roue synchrone à aimants et l’air 

extérieur 

rotconvh  : coefficient de convection entre le rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants et l’air 

extérieur 

tbconvh  : coefficient de convection entre les têtes de bobine et le rotor d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 

crh  : hauteur de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 

csh  : hauteur de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

dh  : hauteur des dents (hors isthmes) du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

eH  : champ magnétique dans l’entrefer d’une machine électrique 

ish  : hauteur de l’isthme des dents du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

kH  : champ magnétique de rigidité limite dans un aimant permanent 

rotH  : champ magnétique dans la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 

statH  : champ magnétique dans la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
η  : rendement d’une machine électrique 

(*)I  : amplitude des créneaux de courant alimentant un moteur-roue synchrone à aimants à forces 
électromotrices trapézoïdales 

(*)
1i , (*)

2i , (*)
3i  : intensité du courant dans la phase 1, 2 ou 3 d’un moteur-roue synchrone à aimants 

(*)
batI  : intensité du courant débité par une batterie alimentant un moteur-roue synchrone à aimants à 

forces électromotrices trapézoïdales via un onduleur de tension 
(*)

effI  : amplitude de l’intensité de courant alimentant un moteur-roue synchrone à aimants à forces 
électromotrices trapézoïdales 

(*)
em1

i , (*)
em2

i , (*)
em3

i  : intensité du courant électromagnétique dans la phase 1, 2 ou 3 d’un 

moteur-roue synchrone à aimants à forces électromotrices trapézoïdales 
(*)

emI  : amplitude des créneaux de courant électromagnétique d’un moteur-roue synchrone à aimants 
à forces électromotrices trapézoïdales 

(*)
fer1i , (*)

fer2i , (*)
fer3i  : intensité du courant électromagnétique modélisant les pertes fer d’un 

moteur-roue synchrone à aimants à forces électromotrices trapézoïdales 
(*)

ferI  : amplitude des créneaux de courant modélisant les pertes fer d’un moteur-roue synchrone à 
aimants à forces électromotrices trapézoïdales 

maxI  : valeur maximale de l’intensité du courant dans une phase d’un moteur-roue synchrone à 
aimants alimenté par un onduleur fournissant des quasi créneaux de courants régulés par MLI 
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minI  : valeur minimale de l’intensité du courant dans une phase d’un moteur-roue synchrone à 
aimants alimenté par un onduleur fournissant des quasi créneaux de courants régulés par MLI 
J  : vecteur densité de courant 

ej , 
1ej , 

2ej , 
3ej  : valeur efficace de la densité de courant dans le bobinage d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 

sj  ou sJ  : densité surfacique de courant dans le bobinage du stator d’une machine électrique 

bk  : coefficient de bobinage global du stator d’une machine électrique 

Ck  : coefficient de proportionnalité entre le couple d’un moteur-roue synchrone à aimants et le 
produit de la valeur maximale de l’induction dans l’entrefer avec l’amplitude du courant dans une 
phase 

cK  : coefficient de Carter multiplicatif de l’entrefer permettant de ramener un stator denté à un stator 
lisse 

Fouck  : coefficient permettant de calculer les pertes fer par courants de Foucault dans un circuit 
magnétique canalisant un flux magnétique variable 

hk  : rapport d’homothétie entre deux machines électriques 

1hk , 
2hk , 

3hk , 
4hk , 

5hk , 
6hk  : coefficients intervenant dans l’équation analytique modélisant la 

caractéristique B(H) d’un matériau magnétique 

hystk  : coefficient permettant de calculer les pertes fer par hystérésis dans un circuit magnétique 

canalisant un flux magnétique variable 

2
kη  : coefficient permettant de choisir le rendement comme fonction objectif dans le programme 

d’optimisation d’un moteur-roue synchrone à aimants 

Jk  : coefficient de proportionnalité entre les pertes Joule d’une machine électrique et le produit de la 
densité surfacique efficace de courant dans les encoche et la charge linéique efficace au stator 

aimmk  : coefficient permettant de choisir la masse d’aimants comme fonction objectif dans le 

programme d’optimisation d’un moteur-roue synchrone à aimants 

totmk  : coefficient permettant de choisir la masse totale des parties actives comme fonction objectif 

dans le programme d’optimisation d’un moteur-roue synchrone à aimants 

JPk  : coefficient de proportionnalité entre les pertes Joule d’une machine électrique et le produit de la 

résistance d’une phase avec l’amplitude du courant dans une phase 

roulk , >< roulk  : coefficient de roulement (moyen) d’un pneumatique 

sk  : coefficient de saturation des parties ferromagnétiques d’un moteur électrique 

conjsk  : coefficient de saturation des parties ferromagnétiques d’un moteur-roue synchrone à aimants 

dans la position de conjonction de flux 

opsk  : coefficient de saturation des parties ferromagnétiques d’un moteur-roue synchrone à aimants 

dans la position d’opposition de flux 

tbk  : rapport entre la longueur de cuivre dans les têtes de bobine d’une machine électrique et la 
longueur de cuivre totale 

bobl  : longueur totale d’une bobine de cuivre constituant une phase d’une machine électrique 
(*)

cL  : inductance cyclique d’un moteur-roue synchrone à aimants 
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dl  : largeur d’une dent de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

mindl  : largeur minimale (mécaniquement réalisable) d’une dent de la tôle du stator d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 

el  : largeur d’une encoche de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants entre les deux 
isthmes des dents 

bel  : largeur d’une encoche de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants au sommet de 

l’encoche (sous l’isthme des dents) 

hel  : largeur d’une encoche de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants au fond de 

l’encoche 

ferl  : longueur de fer d’une machine électrique 

fill  : longueur d’un fil de cuivre dans l’encoche d’une machine électrique (égal à la longueur de fer) 

isl  : largeur de l’isthme d’une dent de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

pL  : inductance propre d’un moteur-roue synchrone à aimants 

npl  : terme général de l’inductance propre d’un moteur-roue synchrone à aimants 

spl  : longueur de cuivre d’une spire du bobinage d’un moteur-roue synchrone à aimants 

spactl  : longueur de cuivre de la partie active d’une spire du bobinage d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 

sptbl  : longueur de cuivre de la partie se trouvant dans la tête de bobine d’une spire du bobinage d’un 

moteur-roue synchrone à aimants 

airλ  : conductivité thermique de l’air 

xbobλ  : conductivité thermique axiale équivalente du bobinage d’un moteur-roue synchrone à aimants 

cuλ  : conductivité thermique du cuivre 

iλ  : conductivité thermique de l’isolant entre les tôles du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

cuiλ  : conductivité thermique de l’isolant du cuivre d’un moteur-roue synchrone à aimants 

tλ  : conductivité thermique des tôles du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

ytλ  : conductivité thermique équivalente (dans le sens axial) des tôles du stator d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 

xztλ  : conductivité thermique équivalente (dans le sens radial) des tôles du stator d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 
m  : nombre de phases d’une machine électrique 

(*)M  : inductance mutuelle entre deux phases d’un moteur-roue synchrone à aimants 

nM  : terme général de l’inductance mutuelle d’un moteur-roue synchrone à aimants 
M  : vecteur aimantation magnétique 

aimm  : masse totale des aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants 

batm  : masse de la batterie alimentant un moteur-roue synchrone à aimants 

ferm  : masse totale des parties ferromagnétiques d’un moteur électrique 

cum  : masse totale du cuivre d’un moteur-roue synchrone à aimants 
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enccum  : masse totale du cuivre actif (se trouvant dans les encoches) d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 

tbcum  : masse totale du cuivre inactif (se trouvant dans les têtes de bobine) d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 

custatm  : masse de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

dentm  : masse des dents de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

actmotm  : masse totale des parties actives d’un moteur-roue synchrone à aimants 

rM  : aimantation rémanente d’un matériau magnétique 

rotm  : masse de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 

sM  : aimantation à saturation d’un matériau magnétique 

statm  : masse totale des parties ferromagnétiques du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

rouesup/m  : masse supportée par la roue d’un véhicule 

tecm  : masse totale en charge d’un véhicule 

totm  : masse totale des parties actives (d’une point de vue électromagnétique) du stator d’un moteur-
roue synchrone à aimants 

aimmv  : masse volumique des aimants 

airmv  : masse volumique de l’air 

cumv  : masse volumique du cuivre 

rotmv  : masse volumique de l’acier constituant le rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 

statmv  : masse volumique de la tôle constituant le stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

airµ  : viscosité dynamique de l’air 

arµ  : perméabilité relative d’un aimant permanent 

rµ  : perméabilité relative d’un matériau magnétique 

0µ  : perméabilité magnétique du vide 
n  : nombre de moteurs d’une solution multi-moteurs envisagée pour la traction d’un véhicule 
électrique 

paralbobN  : nombre de pôles couplés en parallèles dans un moteur-roue synchrone à aimants 

Nc  : nombre de contraintes du cahier des charges d’un problème de conception 

aN  : nombre d’aimants décalés dans le sens axial d’une machine synchrone à aimants 
Nce  : nombre de contraintes d’égalité dans le cahier des charges d’un problème de conception 
Nci  : nombre de contraintes d’inégalité dans le cahier des charges d’un problème de conception 

dN  : nombre de dents du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
Ne  : nombre d’équations mathématiques dans le cahier des charges d’un problème de conception 

filn  : nombre de fils de cuivre associés en parallèle pour former chaque spire d’une bobine d’un 
moteur-roue synchrone à aimants 

filN  : nombre de fils de cuivre dans la section d’une encoche du stator d’un moteur-roue synchrone à 
aimants 

airGrN  : nombre de Grashof relatif à l’air 
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hystn  : puissance de l’induction dans le fer intervenant dans le calcul des pertes volumiques par 

hystérésis dans un matériau ferromagnétique 

airNuN  : nombre de Nusselt relatif à l’air 

Np  : nombres de paramètres (descriptifs et fonctionnels) d’un cahier des charges 

airPrN  : nombre de Prandtl relatif à l’air 

rot
Reair

N  : nombre de Reynolds relatif à l’air pour un mouvement de rotation d’un cylindre 

tr
Reair

N  : nombre de Reynolds relatif à l’air pour un mouvement de translation d’un cylindre 

resN  : nombre de bits d’une codeur incrémental 

roueN  : nombre de roue d’un véhicule 

airTayN  : nombre de Taylor relatif à l’air 

sn  : nombre de spires en série dans une encoche d’un moteur-roue synchrone à aimants 

tn  : nombre de tôles constituant le stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
p  : nombre de paires de pôles d’une machine électrique 
P  : pente d’une route 

(*)
aconvP  : puissance absorbée à la batterie par l’onduleur alimentant un moteur-roue synchrone à 

aimants 
(*)

amotP  : puissance fournie par l’onduleur alimentant un moteur-roue synchrone à aimants 

maxbatP  : puissance maximale que doit débiter une batterie 

(*)
convp  : pertes par conduction dans les interrupteurs de l’onduleur alimentant un moteur-roue 

synchrone à aimants 
Pe  : paramètres d’entrée du modèle d’un système à dimensionner 

emP , emp  : puissance électromagnétique convertie dans un moteur-roue synchrone à aimants 

n,emP  : terme général de la puissance électromagnétique convertie dans un moteur-roue synchrone à 

aimants 

élecP  : puissance électrique absorbée par une machine électrique 

FP  : pertes dans les parties ferromagnétiques soumises à une induction variable d’une machine 
électrique 

(*)
ferp  : pertes dans le stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

(*)
Foucp  : pertes par courant de Foucault dans le stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

(*)
Fouccs

p  : pertes par courant de Foucault dans la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 
(*)

Foucd
p  : pertes par courant de Foucault dans les dents du stator d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 
(*)

hystp  : pertes par hystérésis dans le stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

(*)
hystcs

p  : pertes par hystérésis dans la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
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(*)
hystdp  : pertes par hystérésis dans les dents du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

JP , (*)
Jp  : pertes par effet Joule dans le cuivre du bobinage d’un moteur-roue synchrone à aimants 

batmP  : puissance massique d’une batterie 

mécaP  : puissance mécanique disponible sur l’arbre d’un moteur électrique 
(*)

motP  : puissance mécanique fournie en sortie du moteur d’un moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

mrP  : puissance mécanique fournie par un moteur-roue synchrone à aimants (en sortie d’un 

réducteur éventuel) 
Ps  : paramètres d’entrée du modèle d’un système à dimensionner 

batvP  : puissance volumique d’une batterie 

q  : nombre d’encoches par pôle et par phase d’une machine électrique 
Q  : chaleur, énergie calorifique 

aθ  : ouverture angulaire d’un aimant d’une machine synchrone à aimants 

cθ  : coordonnée angulaire du premier capteur d’une machine synchrone à aimants dans un repère lié 
au stator 

e/iθ  : déphasage du fondamental du courant circulant dans une phase d’une machine synchrone à 
aimants par rapport au fondamental de la fém induite dans la même phase 

rθ  : coordonnée angulaire d’un point dans un repère cylindrique lié au rotor d’une machine électrique 

rsθ  : angle que fait l’axe 0r =θ  d’un repère lié au rotor d’une machine électrique par rapport à 

l’angle 0s =θ  d’un repère lié au stator 
(*)

rs0
θ  : valeur de l’angle rsθ  à l’instant 0t =  

sθ  : coordonnée angulaire d’un point dans un repère cylindrique lié au stator d’une machine électrique 
r  : coordonnée radiale d’un point dans un repère cylindrique 
r , 1r , 2r ,…, Nr , redr  : rapport de réduction d’un boite de vitesses utilisée dans un véhicule 

R , phR  : résistance d’une phase d’un moteur électrique 

aR  : rayon intérieur des aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants 

airR  : résistance thermique équivalente dans le sens axial de l’air contenu dans le bobinage d’une 
encoche d’un moteur-roue synchrone à aimants 

aéroR  : résistance aérodynamique de l’air sur la surface extérieure d’un véhicule 

xbobR  : résistance thermique équivalente dans le sens axial du bobinage complet contenu dans une 

encoche d’un moteur-roue synchrone à aimants 
(*)

cr  : valeur du rapport cyclique de MLI de l’onduleur alimentant un moteur-roue synchrone à 
aimants 

cuR  : résistance thermique équivalente dans le sens axial du cuivre contenu dans le bobinage d’une 
encoche d’un moteur-roue synchrone à aimants 

ondsr  : résistance d’un transistor MOS à l’état passant 

redrend  : rendement d’un réducteur reliant le moteur d’un moteur-roue synchrone à aimants à la jante 

extR  : rayon extérieur de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 
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cuiR  : résistance thermique équivalente dans le sens axial de l’isolant du cuivre contenu dans le 

bobinage d’une encoche d’un moteur-roue synchrone à aimants 

intR  : rayon intérieur de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

yiR  : résistance thermique équivalente dans le sens axial de l’isolant des tôles du stator d’un moteur-

roue synchrone à aimants 

onr  : résistance à l’état passant des transistors MOS 

penteR  : force de résistance à l’avancement d’un véhicule due à la pente de la route 

rR  : rayon intérieur de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 

( rR ) : référentiel lié au rotor d’une machine électrique 

roulR  : résistance au roulement des pneumatiques d’un véhicule 

sR  : rayon extérieur du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

( sR ) : référentiel lié au stator d’une machine électrique 

cssR  : rayon extérieur du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants après correction par le 

coefficient de Carter et par le coefficient de saturation 

statR  : rayon statorique d’une machine électrique 

ytR  : résistance thermique équivalente dans le sens axial des tôles du stator d’un moteur-roue 

synchrone à aimants 

yR  : résistance thermique équivalente dans le sens axial de l’empilement des tôles du stator d’un 

moteur-roue synchrone à aimants 
ρ  : masse volumique d’un corps 

airρ  : masse volumique de l’air 

0cuρ  : résistivité électrique du cuivre pour une température du cuivre 0cuT  

T∆ρ  : rapport entre les échauffements d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une 
solution mono-moteur et les échauffements des moteurs électriques pour une solution multi-moteurs 

afρ  : rapport entre le facteur d’autonomie d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une 

solution mono-moteur et le facteur d’autonomie global d’une solution multi-moteurs 

totmρ  : rapport entre la masse d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une solution 

mono-moteur et la masse des moteurs électriques pour une solution multi-moteurs 

JPρ  : rapport entre les pertes Joule d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une solution 

mono-moteur et la somme des pertes Joule des moteurs électriques pour une solution multi-moteurs 

tbρ  : rapport entre la longueur d’une spire contenue dans les têtes de bobine et la longueur totale 
d’une spire du bobinage d’un moteur-roue synchrone à aimants 

airS  : section totale d’air dans l’encoche du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

bobS  : section active de cuivre d’une bobine constituant une phase d’un moteur-roue synchrone à 
aimants 

condcuS  : section d’un conducteur (formé de filn  fils en parallèle) utilisé dans les bobines constitutives 

des phases d’un moteur-roue synchrone à aimants 

enccuS  : section totale de cuivre dans l’encoche du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
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dentS  : surface totale d’une dent du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

échS  : surface d’échange d’un moteur électrique avec l’extérieur 

encS  : surface totale d’une encoche du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

cuiS  : surface totale d’isolant de cuivre dans l’encoche d’un moteur-roue synchrone à aimants 

statS  : surface de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

frontS  : surface frontale projetée d’un véhicule en déplacement 

aσ  : conductivité électrique d’un aimant permanent 

tσ  : conductivité électrique des tôles du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 
T  : température 

aT , aimT  : température moyenne des aimants d’un moteur-roue synchrone à aimants 

airT  : température moyenne de l’air au voisinage des têtes de bobine d’un moteur-roue synchrone à 
aimants 

axeT  : température moyenne de l’axe d’un moteur-roue synchrone à aimants 

cuT  : température moyenne du cuivre du bobinage d’un moteur-roue synchrone à aimants 

aCuT  : température de Curie d’un aimant permanent 

dentT  : température moyenne des dents de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

encT  : température moyenne dans les encoches de la tôle du stator d’un moteur-roue synchrone à 
aimants 

extT  : température ambiante moyenne à l’extérieur d’un moteur-roue synchrone à aimants 

flT  : température moyenne des flasques d’un moteur-roue synchrone à aimants 

MLIT  : période de modulation de largeur d’impulsion 

infmoT  : température moyenne de la partie inférieure du moyeu d’un moteur-roue synchrone à aimants 

supmoT  : température moyenne de la partie supérieure du moyeu d’un moteur-roue synchrone à 

aimants 

minofft  : durée d’ouverture minimale d’interrupteurs de puissance 

minont  : durée de fermeture minimale d’interrupteurs de puissance 

rotT  : température moyenne de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone à aimants 

roulT  : température moyenne des roulements d’un moteur-roue synchrone à aimants 

statT  : température moyenne de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

tbT  : température moyenne des têtes de bobine d’un moteur-roue synchrone à aimants 

τ  : constante de temps d’une phase d’un moteur-roue synchrone à aimants (
c

ph
L

R
=τ ) 

dτ  : pas dentaire du stator d’un moteur-roue synchrone à aimants 

distτ  : taux de distorsion « trapézoïdal » du couple statique d’une machine synchrone brushless à fém 
trapézoïdale 

iτ  : angle d’inclinaison des tôles du stator d’une machine synchrone brushless à fém trapézoïdale 

aNτ  : angle optimal de décalage de aN  aimants d’une machine synchrone brushless à fém 

trapézoïdale 
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pτ  : pas polaire (ouverture angulaire d’un pôle d’une machine électrique) 

reτ  : taux de remplissage de l’encoche d’un moteur-roue synchrone à aimants 

aNtotτ  : angle optimal de décalage entre le premier et le dernier des aN  aimants d’une machine 

synchrone brushless à fém trapézoïdale 
(*)

batU  : tension continue aux bornes de la source (batterie) alimentant l’onduleur d’un moteur-roue 
synchrone à aimants 

(*)
convU  : amplitude de la tension alternative fictive fournie par l’onduleur d’un moteur-roue 

synchrone à aimants, sans tenir compte des chutes de tension dans l’onduleur 
(*)

motU  : amplitude de la tension alternative réelle fournie par l’onduleur d’un moteur-roue 
synchrone à aimants en tenant compte des chutes de tension dans l’onduleur 
v  : vitesse de déplacement d’un véhicule 

1v , 2v , 3v  : tensions simples aux bornes d’un moteur-roue synchrone à aimants 

batV  : volume de la batterie alimentant les moteurs de traction d’un véhicule électrique 

satCEV  : chute de tension des transistors IGBT à l’état saturé 

eV  : cylindrée d’une machine électrique 

encV  : volume occupé par les bobinages dans les encoches du stator d’un moteur-roue synchrone à 
aimants 

relv  : vitesse relative d’une véhicule par rapport au vent 

tbV  : volume occupé par les têtes de bobine dans les encoches du stator d’un moteur-roue synchrone à 
aimants 
ω  : pulsation des grandeurs électriques d’une machine électrique 
Ω  : vitesse de rotation d’une machine électrique 

baseΩ  : vitesse de rotation de base d’une roue d’un véhicule (cette vitesse correspond à une puissance 
maximale et à un couple maximal) 

maxΩ  : vitesse de rotation maximale d’une roue d’un véhicule 

motΩ  : vitesse de rotation d’un moteur de traction 

maxmotΩ  : vitesse de rotation maximale d’un moteur de traction 

rΩ  : vitesse de rotation d’une roue d’un véhicule 



 

INTRODUCTION. 

 La pollution des grands centres urbains a relancé depuis une dizaine d’années les recherches sur le 
véhicule électrique et le véhicule hybride. Des programmes d’ampleur nationale ont incité les 
constructeurs, notamment en France, à réaliser des véhicules tout électrique. Peugeot a été le premier 
constructeur mondial à produire un véhicule électrique en série. Malheureusement, trop souvent, les 
solutions qu’ils ont envisagées n’exploitent pas les avantages propres à l’énergie électrique (la 
précision de sa gestion par exemple) et ils se contentent de remplacer le moteur thermique par un 
moteur électrique à courant continu dans un véhicule qui existe déjà. Les performances sont alors 
médiocres, surtout à cause de la masse du véhicule qui implique une réserve d’énergie trop importante 
au regard de ce que l’on peut stocker actuellement dans les batteries. Pourtant, il existe de nombreuses 
solutions originales permettant de créer des véhicules totalement innovants, autour de concepts 
adaptés à l’énergie électrique. Il faut pour cela se libérer de la contrainte des batteries : 
− soit le véhicule est léger et il est destiné à des déplacements courts ; dans ce cas, les accumulateurs 

actuels sont suffisants ; 
− soit le véhicule est massif et il nécessite une forte puissance ; dans ce cas, l’énergie électrique doit 

être produite in situ par une autre source que la batterie et il s’agit alors de véhicule hybride. 
Récemment, plusieurs projets dans ces deux domaines ont vu le jour. D’une manière générale, le plus 
important est de bien cerner les domaines d’applications du véhicule électrique et de tenir compte de 
sa spécificité à tous les niveaux de la conception. C’est à cette seule condition que les véhicules 
électriques ont une chance d’aboutir. 
A cet égard, le moteur-roue, qui correspond à l’intégration d’un moteur électrique dans une roue, 
paraît intéressant dans la mesure où il apporte réellement de nouvelles possibilités. En effet, il est 
possible de supprimer toutes les parties mécaniques liées à la transmission et en même temps de 
commander indépendamment toutes les roues. Cette grande liberté doit pouvoir permettre une très 
bonne tenue de route, si on a su maîtriser les masses non suspendues. 
Dans ce mémoire, nous nous intéressons à la conception d’un tel système. Dans la première partie, 
nous commençons par situer le moteur-roue dans le cadre global de la traction électrique et des 
diverses solutions possibles. Nous essayons ainsi de dégager les contraintes de conception liées à cette 
application. Puis, partant de ces contraintes, nous recherchons une méthode de conception adaptée aux 
moteurs-roues. Nous montrons en particulier la nécessité de procéder en deux étapes : choisir d’abord 
la structure la mieux adaptée et ensuite procéder à son dimensionnement par optimisation. Nous 
montrons ainsi que le moteur synchrone sans balais à structure inversée est un bon choix de moteur-
roue. 
Dans la seconde partie, nous développons une modélisation analytique et numérique très détaillée du 
moteur-roue synchrone sans balais à structure inversée. Nous nous appliquons à tenir compte d’un 
maximum de phénomènes qui interviennent d’un point de vue quantitatif dans le fonctionnement du 
système. Ainsi, nous modélisons à la fois les comportements magnétique, électromécanique et 
thermique. 



 30 

Dans la dernière partie, nous validons les modèles établis avant de mettre en œuvre la méthodologie 
exposée lors de la première partie. Finalement, nous l’appliquons au cas particulier de l’optimisation 
d’un moteur-roue d’assistance au pédalage. 
Dans tout ce mémoire, nous nous attachons à dégager des principes généraux qui dépassent 
l’application particulière du moteur-roue, notamment autour de la conception et de la modélisation de 
systèmes électromagnétiques. 



 

- PARTIE A - 

CONCEPTION D’UN MOTEUR-ROUE 
POUR VÉHICULE ELECTRIQUE : 

PROBLÉMATIQUE, MÉTHODOLOGIE 
DE CONCEPTION ET CHOIX D’UNE 

STRUCTURE 

Dans cette partie, nous faisons une présentation générale du véhicule électrique et de sa structure, 
puis nous décrivons plus particulièrement le moteur-roue électrique. Nous posons ensuite le problème 
de la conception d’un moteur-roue, en recherchant les différentes contraintes qui doivent être prises 
en compte. Nous recherchons alors une méthodologie de conception capable de pouvoir résoudre le 
plus efficacement ce problème. Nous montrons que cette méthodologie doit se dérouler en deux 
temps : premièrement il faut rechercher la meilleure structure parmi les systèmes capables qui 
répondent correctement au cahier des charges, et deuxièmement, il faut dimensionner le système 
choisi afin de définir toutes les grandeurs nécessaires à sa réalisation. Nous montrons que l’efficacité 
de la seconde étape peut être accrue en combinant une phase d’optimisation sur la base d’un modèle 
analytique du système et une phase de validation par des méthodes numériques. Nous finissons cette 
partie en expliquant pourquoi le moteur synchrone à aimants, à structure inversée, à fém trapézoïdale 
et alimenté par des créneaux de courant possède des qualités de nature à faire de lui un bon moteur-
roue. Nous détaillons alors le principe de fonctionnement de ce système et quelques problèmes 
généraux liés à sa conception. 





 

Chapitre 1. Le véhicule électrique et le 
moteur-roue 

1. Introduction. 

E chapitre commence par des généralités sur le véhicule électrique, afin d’introduire le 
concept de moteur-roue (ou roue électrique) dont on détaille ensuite les contraintes de 
conception. Remarquons que nous entendons par véhicule électrique un système permettant de 

se déplacer en utilisant uniquement ou en partie de l’énergie électrique ; ainsi le véhicule comprend au 
moins un moteur électrique. Il s’agit donc de voitures, de camions, de bus, de scooters, de vélos,... 
Nous décrivons différents types de véhicules, puis nous détaillons les implantations possibles de 
moteur électrique et nous présentons enfin le moteur-roue et ses contraintes de dimensionnement. 

2. Pourquoi le véhicule électrique ? 

2.1. Le véhicule électrique : une idée ancienne. 

 L'idée de la propulsion électrique n'est pas neuve. Au milieu du 19ème siècle des prototypes de 
véhicules ferroviaires et des bateaux propulsés par des moteurs électriques alimentés par des piles 
avaient été réalisés. En 1899, "La Jamais Contente", à l'allure d'un cigare propulsé par un moteur 
électrique, fut la première voiture à dépasser la vitesse de 100 km/h. En 1918, A. Soulier écrivait dans 
la Revue Générale d’Électricité [1] : « Il semble donc que, si l'on veut s'abstenir de faire du tourisme, 
il y a place dès maintenant dans les grandes villes françaises, pour les véhicules électromobiles, 
camions et voitures ; on y gagnerait en propreté et en commodité ». 

2.2. Le frein au développement du véhicule électrique : le stockage de l'énergie. 

 Cependant, le problème majeur du véhicule électrique était et est toujours le transport et la recharge 
de l'énergie électrique [2] [3]. Pour comprendre ce problème, rappelons qu’un litre d'essence contient 
théoriquement environ 12,5 kW.h/kg alors qu’une batterie au plomb de 12 V classique contient, 
toujours théoriquement, 175 W.h/kg. Le tableau 1 développe ce qui vient d’être énoncé et montre que 
les carburants sont 50 à 100 fois plus performants que les batteries en terme de stockage d’énergie. 
Notons que l’énergie massique disponible pour les carburants a été calculée en tenant compte du 
rendement énergétique d’un moteur thermique pris arbitrairement à 0,25 et que celle concernant les 
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batteries inclut le rendement électrochimique de la batterie1 et un rendement de la chaîne électrique 
(ensemble convertisseur et moteur) égal à 0,8. 

tableau 1 : tableau comparatif entre les énergies massiques de différentes sources d'énergie 

types de support 
énergétique 

nature de l’énergie énergie massique 
théorique (W.h/kg) 

énergie massique 
disponible (W.h/kg) 

super calorifique 12500 3125 
gasoil calorifique 13000 3250 

gaz de pétrole liquéfié calorifique 10260 2565 
batterie Pb électrochimique 175 32 

batterie Ni-Cd électrochimique 208 52 
batterie Ni-MH électrochimique 380 120 

 
Remarquons ensuite que le plein d’énergie est aussi un point faible des véhicules utilisant une batterie. 
En effet, considérons l’exemple d’un scooter. Le plein en essence d’un réservoir de 5 litres prend 
environ 30 secondes, ce qui correspond à une puissance de recharge de 7,5 MW. La pleine charge de 
la batterie d’un scooter électrique2 ayant des performances voisines d’un scooter thermique nécessite 5 
heures, ce qui correspond à une puissance de recharge de 360 W. Mais notons que le débit d’énergie 
n’est pas constant durant la charge. En effet une charge de 95 % est obtenue en 2h, ce qui correspond 
alors à une puissance de recharge de 855 W. 
Enfin, la durée de vie d’un réservoir de carburant n’est évidemment pas limitative alors qu’une batterie 
nécessite un entretien et que son nombre de cycles charge - décharge est limité (1500 pour les batteries 
Ni-Cd par exemple). 
Ainsi il apparaît clairement que le véhicule électrique, qui nécessite a priori une source d’énergie 
électrochimique est désavantagé par ses performances et son coût. Ces paramètres étaient d’autant plus 
vrais au début du siècle, et comme aucun élément extérieur ne le favorisait, le développement du 
véhicule électrique autonome s’arrêta et le train fut l’un des rares véhicules à fonctionner en utilisant 
l’électricité. Il restait en outre quelques véhicules (chariots de manutention par exemple) pour réaliser 
des déplacements courts dans des lieux fermés où le bruit et/ou les dégagements gazeux n’étaient pas 
acceptables. 

2.3. Le renouveau du véhicule électrique. 

 Durant ces vingt dernières années, le véhicule électrique est (re)devenu un thème scientifique, 
technologique, industriel, économique et médiatique important. Les raisons en sont multiples. 
Elles sont d’abord d’ordre symbolique [1], [2], [4]. En effet, considérons l’exemple de la voiture 
électrique : elle associe la voiture qui est vecteur de libertés individuelles et l’électricité qui est une 
source d’énergie moderne et à l’origine du confort domestique. De plus, l’électricité garde une image 
d’énergie propre, même si en France elle est en grande partie produite dans des centrales nucléaires 
dont l’impact écologique est encore mal évalué. 

                                                      
1 Ce rendement est égal au rapport entre la tension disponible aux bornes d’une batterie sur la force 
électromotrice théorique du couple électrochimique en jeu ; il est en général faible, de l’ordre de 0,2 ou 0,3. 
2 Les données utilisées sont celles du scooter électrique de Peugeot MTC : 3 monoblocs NiCd de 6 V et 100 Ah, 
soit 2,16 MJ d’énergie disponible. 
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Ensuite, elles sont d’ordre écologique voire sociologique [1], [4], [5]. En effet, le véhicule électrique 
(voiture, bus, scooter, vélo,...) pourrait bien changer la vie de nos cités en même temps que nos 
comportements. Il s’agit d’un véhicule qui, de par ses qualités (pas d’émissions gazeuses, peu de bruit, 
conduite plus souple, absence de consommation énergétique à l’arrêt, entretien simplifié) mais aussi 
ses défauts (puissance et autonomie relativement faibles) est parfaitement adapté aux déplacements 
urbains, qui représentent plus de 80 % des déplacements selon des études de l’INRETS 3. 
Elles sont enfin d’ordre technologique. La gestion de l’énergie électrique est relativement aisée, 
surtout depuis les progrès de l’électronique de puissance et du contrôle/commande. On peut ainsi 
envisager de nouvelles possibilités : freinage électrique avec récupération d'énergie, limitation 
automatique de vitesse, suppression des boîtes de vitesse… Par ailleurs le véhicule hybride, 
fonctionnant à la fois avec de l’énergie électrique et de l’énergie calorifique, permet une meilleure 
utilisation des moteurs thermiques : ils tournent à vitesse constante, ce qui permet d’avoir 
constamment un bon rendement et de diminuer leur émission de gaz polluants. 
Le renouveau du véhicule électrique est maintenant très visible. Des expériences en grandeur nature 
comme à La Rochelle sont en cours. D’autre part, l’ensemble des constructeurs automobiles (et en 
particulier les constructeurs français) font des efforts de recherche et de développement. Ainsi, 
l’attitude du groupe Peugeot Société Anonyme est intéressante. Il équipe actuellement en série des 
voitures thermiques de moteurs électriques. A court terme, le constructeur lancera un véhicule urbain 
(dénommé l’ION) spécifiquement conçu pour la propulsion électrique. A moyen terme, il travaille sur 
un véhicule hybride (dénommé TULIP) reposant sur un nouveau concept de mobilité urbaine : 
voitures électriques en libre-service. 
Ceci montre que le véhicule électrique n’est pas LE véhicule de demain par excellence, mais 
l’exploitation de ses qualités propres (et pas seulement ses qualités écologiques mais aussi ses qualités 
technologiques) autour de concepts adaptés à la traction purement électrique ou hybride devrait 
permettre un développement important dans les années à venir. Notons à ce sujet l’incroyable 
explosion du marché du vélo électrique au Japon : 300 000 exemplaires ont été vendus en 1996 [6]. 

3. Les différentes structures de véhicules électriques. 

 Après avoir étudié les raisons du renouveau du véhicule électrique, nous abordons maintenant une 
description plus précise. Nous avons vu qu’un problème majeur du véhicule électrique était le 
transport de son énergie de propulsion. On distingue ainsi couramment le véhicule tout électrique du 
véhicule hybride, selon qu’il utilise ou non une source d’énergie différente de la source 
électrochimique (i.e. la batterie). 

3.1. Le véhicule tout électrique (VTE). 

 Il s’agit d’un véhicule qui possède uniquement un accumulateur comme source d’énergie. La 
structure est donnée par le schéma de la figure 1. 
Les avantages du VTE sont : 
− l'absence totale d'émission gazeuse, ce qui rend localement le véhicule très écologique4 ; 

                                                      
3 94 % des trajets sont inférieurs à 30 km et 80 % sont des déplacements de proximité. 
4 Localement, car il ne faut pas oublier le problème de la production primaire d'énergie électrique et celui du 
recyclage des batteries. 
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− le très faible niveau sonore du véhicule, uniquement provoqué par le roulement de ses roues et 
éventuellement le "sifflement" de l'alimentation à basse vitesse. 

Les inconvénients du VTE sont essentiellement liés à la batterie : 
− une puissance massique limitée par les batteries ; 
− une autonomie faible ; notons à ce sujet que le volume de batterie doit être correctement choisi, 

car une augmentation de celui-ci peut a priori permettre d’améliorer l’autonomie en augmentant 
l’énergie disponible, mais elle rajoute une masse supplémentaire au véhicule et par conséquent 
l’énergie nécessaire à la traction augmente ; en résumé il existe une masse optimale de batterie qui 
permet de maximiser l’autonomie. 

Ainsi, le VTE semble bien adapté pour les petits véhicules urbains [7]. En effet, ceux-ci ne sont pas 
trop pénalisés par la limitation de la puissance et de l'autonomie et le problème des pollutions gazeuse 
et sonore est essentiel pour eux. 
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figure 1 : schéma de principe d'un véhicule tout électrique. 

3.2. Le véhicule hybride (VH). 

 Un VH [8], [9], [10], [11], [12] est un véhicule qui utilise à la fois une source d'énergie 
électrochimique et une source d'énergie thermique. Deux types de VH existent selon l'association des 
sources d'énergie. 

3.2.1. Le véhicule hybride parallèle (VHP). 

 La première idée est de faire deux véhicules en un, en bénéficiant des avantages de chacun. Le 
VHP possède ainsi deux moteurs fonctionnant en parallèle (d'où le nom) : un électrique et un 
thermique. Les deux moteurs sont utilisés séparément et on résout alors le problème écologique du 
moteur thermique en ville, en fonctionnant en mode électrique et celui de l'autonomie du véhicule 
électrique pour les grands déplacements hors des agglomérations en fonctionnant en mode thermique. 
Le schéma de principe d'un tel véhicule est donné sur la figure 2. 
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figure 2 : schéma de principe d'un véhicule "hybride" parallèle. 

Les avantages du VHP sont : 
− des performances et une autonomie comparables à celles d'un véhicule thermique ; 
− l'émission zéro en mode électrique. 
Les inconvénients du VHP sont : 
− l'importance du système de motorisation lourd et volumineux, ce qui augmente la masse du 

véhicule et limite la place disponible tout en augmentant le coût du véhicule ; 
− une utilisation peu rationnelle de l'énergie disponible avec une redondance de fonctionnalité entre 

les deux moteurs. 

3.2.2. Le véhicule hybride série (VHS). 

Dans ce cas, le principe repose sur le fait que l'énergie électrique utilisée par le moteur électrique peut 
être produite par un alternateur entraîné par un moteur thermique fonctionnant à vitesse de rotation 
constante. Les deux moteurs sont donc en série, d'où l'appellation. On peut alors choisir la vitesse de 
rotation du moteur thermique de manière à obtenir un rendement maximum et par conséquent 
augmenter la quantité de carburant brûlée dans un cycle moteur, ce qui implique une diminution des 
rejets gazeux. Par ailleurs, la signature acoustique du moteur thermique peut être améliorée pour la 
vitesse de rotation fixe choisie. Le schéma de principe d'un tel véhicule est donné sur la figure 3. La 
plus grande partie de l'énergie électrique nécessaire au fonctionnement du moteur électrique est 
fournie par la génératrice. La batterie est là uniquement en tampon pour fournir des pointes d'énergie 
ou pour fonctionner en mode tout électrique. 
Les avantages du VHS sont : 
− une autonomie et une puissance disponible comparable à un véhicule thermique ; 
− une gestion globale de l'énergie présente dans le système (thermique et électrique) ; 
− un sous-dimensionnement de la batterie qui ne devient plus limitative d'un point de vue 

énergétique ; 
− possibilité (réduite) de mode zéro émission (aucune émission gazeuse). 
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L'inconvénient majeur du VHS est l'importance du système de motorisation de même que pour le 
VHP, avec les mêmes conséquences d'augmentation de la masse, du coût et la diminution de la place 
disponible. 
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figure 3 : schéma de principe d'un véhicule hybride série 

Les applications des VHP et VHS sont sensiblement les mêmes. Il s'agit de gros véhicules pour 
lesquels la place et la masse du système de motorisation ne sont pas un problème alors que la 
puissance et l'autonomie doivent être importantes. On pense à des camions de transport de 
marchandises, à des bus ou des véhicules militaires pour lesquels l'option tout électrique est surtout 
intéressante du fait de la diminution des signatures acoustiques et thermiques. 

4. L’implantation du moteur électrique dans le véhicule. 

 L’objet de ce paragraphe [3], [13] est d’explorer les différentes possibilités d’implantation d’un 
moteur électrique dans un véhicule. On passe en revue les solutions avec l’adjonction ou non d’un 
réducteur, avec un ou plusieurs moteurs, avec un moteur central ou des moteurs dans les roues. En 
introduction de cette étude, on fait quelques rappels sur le fonctionnement des moteurs 
électr(omagnét)iques. 

4.1. Rappels des principes de fonctionnement et de dimensionnement des moteurs 
électriques. 

La fonction de tous les moteurs est de transformer une énergie (thermique ou électromagnétique pour 
les moteurs usuels) en énergie mécanique. Ils doivent fournir une force ou un couple en même temps 
qu’ils se déplacent en translation ou en rotation. Au total, ils fournissent une certaine puissance 
mécanique pour l’entraînement d’une charge à vitesse constante ou variable. 
Tous les moteurs électriques reposent sur le même principe général de production de couple ou de 
force [14], [15] : il s’agit de la variation de l’énergie électromagnétique échangée entre une partie 
statique (le stator) et une partie dynamique (le rotor) dans un entrefer. Pour établir des expressions 
simples du couple, des pertes et du rendement d’un moteur électrique, nous considérerons le cas d’une 
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machine synchrone. Nous faisons l’hypothèse que les relations établies dans les paragraphes qui 
suivent sont sensiblement valables pour les autres machines électriques (à courant continu, à 
réluctance variable et asynchrones) même si le fonctionnement est différent. Cela permet d’établir des 
règles simples de dimensionnement des machines électriques 

4.1.1. Calcul simplifié du couple d’une machine synchrone. 

 Dans une machine synchrone (hors machine à réluctance variable), le couple est simplement dû à 
l’interaction d’un moment magnétique rM  et un champ magnétique sH . Au rotor, le moment rM  
est créé par des électroaimants alimentés en courant continu ou par des aimants permanents. Le champ 

sH  est créé par des bobinages placés au stator. La figure 4 montre la coupe d’une machine synchrone 
cylindrique possédant deux pôles. 
Le moment rM  crée dans l’entrefer de la machine une induction radiale )(Be θ . Les courants 

statoriques qui créent le champs sH  sont représentés par des courants surfaciques de densité )(js θ  

parcourant un cylindre (Cyl) de rayon R et de longueur L (cf. fig). Les allures idéalisées de )(Be θ  et 

)(js θ  sont représentées sur la figure 4. 

L’induction dans l’entrefer )(Be θ  interagit avec un élément de surface dS du cylindre (Cyl) parcouru 

par le courant ( ) θθ d.LR.js  pour créer l’élément de force de Laplace dF qui, par réaction, provoque la 
rotation du rotor (cf. figure 4) : 

( ) ( )( ) ( ) ( ) θθθ=θθθ= d.j.B.R.LL.d.R.L.j.BdF se
2

se  (1) 

On en déduit l’expression de la force totale par pôle : 

( ) ( )∫∫
π

θθθ==
p

0
se

2

Cyl

p d.j.B.R.LdFF  (2) 

Et par suite la force totale F et le couple total C de la machine valent respectivement : 

( ) ( )∫
π

θθθ==
p

0
se

2
p d.j.B.R.L.p.2F.p.2F  (3) 

∫
π

θθθ==
p

0
se

22 d)(j)(BRpL2RFC  (4) 

Dans le cas idéalisé présenté sur la figure 4, la densité de courant sous un pôle est supposée constante 

et vaut 
L.R.

p

At
J p

s π
= , où pAt  sont les ampères-tours totaux sous un pôle. Si on introduit la densité de 

courant linéique au stator s
p J.L
R.

p

At
A =

π
= , le volume eV  du cylindre (Cyl) et l’induction moyenne 

dans l’entrefer sous un pôle peB  le couple a alors l’expression suivante : 

( ) A.B.V.2B.
p

.A.R.L.p.2d.B.
L
A.R.L.p.2C peepe

2p

0
e

22 =⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ π
=θθ= ∫

π

 (5) 
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figure 4 : représentation simplifiée d’une machine synchrone et allures idéalisées de l’induction 
dans l’entrefer et de la densité surfacique de courant statorique. 

Dans le cas plus général où la densité de courant n’est pas constante sous un pôle, on montre qu’en 
introduisant un coefficient bk  lié au bobinage du stator, on retrouve une expression du même type : 

A.B.V.k.2C peeb=  (6) 

L’équation 6 montre clairement que le couple d’une machine électrique dépend de trois paramètres : 
− l’induction moyenne dans l’entrefer ; elle dépend du type de moteur et on obtient grossièrement 

des inductions allant de 0,3 T pour les petites machines asynchrones à 1 T pour des machines à 
aimants permanents de bonne qualité (Sm-Co ou Nd-Fe-B) avec un flux éventuellement 
concentré ; 

− la densité linéique de courant qui est limitée par la saturation magnétique de la machine et par les 
échauffements admissibles ; en effet, nous montrons au paragraphe 4.1.2 que les pertes Joule sont 
environ proportionnelles au produit de la densité surfacique de courant efficace dans les 
conducteurs statoriques par la densité linéique efficace de courant ; on retient que A peut varier de 
quelques 100 A/cm à quelques 1000A/cm ; 

− la cylindrée, i.e. le volume du cylindre qui entoure l’entrefer ; nous retenons donc que c’est le 
couple maximal que doit fournir un moteur qui fixe son volume et par conséquent sa masse et dans 
une moindre mesure son prix (qui dépend aussi de la nature des matériaux et de leur augmentation 
de volume propre). 
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4.1.2. Calcul simplifié des pertes Joule d’une machine synchrone. 

 On ne tient compte que des pertes Joule statoriques. Les pertes Joule d’un moteur synchrone 
s’expriment alors simplement en fonction de la densité de courant efficace et de la résistivité des 
conducteurs du stator par la formule suivante : 

∫∫∫ δρ=

sconducteur
des volume

2
effcuJ dV..P  (7) 

Si on considère que la densité de courant est constante dans tout le bobinage et que l’on introduit un 
coefficient tbk  caractéristique des têtes de bobines5 nous pouvons alors écrire : 

( ) 2
effenccutb

2
efftbenccuJ .V..k.VV.P δρ≅δ+ρ=  (8) 

En utilisant la relation liant la charge linéique efficace au stator et la densité surfacique efficace de 
courant dans les conducteurs enceffeff S.L.A δ= , nous obtenons une nouvelle expression des pertes 
Joule : 

effeffcutb
2

effenccutbJ A...k.S.L..kP δρ=δρ=  (9) 

En remarquant que la charge linéique efficace au stator effA  est proportionnelle à la charge linéique 
A, nous pouvons donner l’expression générale suivante des pertes Joule : 

effeffJJ A.kP δ=  (10) 

Le produit effeff A.δ  caractérise donc les échauffements d’une machine électrique et il doit être limité 
à une valeur maximale qui dépend beaucoup du type de refroidissement utilisé. On retiendra les 

valeurs de 3210 /mA 10.3  en convection naturelle et de 3210 /mA 10.30  en convection forcée par 
liquide caloporteur. 

4.1.3. Calcul simplifié des pertes fer d’une machine synchrone. 

 On peut montrer que les pertes fer au stator6 prennent grossièrement la forme suivante : 

( ) fer
22

ferFouc
n

ferhystF m..B.k.B.kP ω><+ω><=  (11) 

ferB , ferm , ω  étant respectivement l’induction dans le stator, la masse totale des parties 

ferromagnétiques du stator, la pulsation électrique de la machine et hystk  et Fouck  les coefficients 

caractéristiques du matériau magnétique utilisé et de l’allure de la variation de l’induction (sinusoïdale 
carré, trapézoïdale,…). Les pertes fer dépendent donc essentiellement de trois paramètres : 
− l’induction moyenne dans le fer : cette valeur doit être la plus faible possible pour minimiser les 

pertes fer, mais elle devra être compatible avec une induction dans l’entrefer suffisante et une 
masse raisonnable. En effet, à induction constante dans l’entrefer, la diminution de l’induction 
dans le fer ne peut être réalisée qu’en augmentant les sections de conduction du flux magnétique, 
soit les largeurs des dents et des culasses ; on atteint couramment 1,7 à 1,8 T dans les dents et 1,4 
à 1,6 T dans les culasses ; 

                                                      
5 Le coefficient ktb est difficile à calculer car il dépend du type de bobinage et des caractéristiques géométriques 
de la machine (notamment le nombre de pôles) mais aussi de l’art du technicien ou de la machine réalisant le 
bobinage. 
6 A priori le stator seul canalise un flux magnétique variable dans le temps, susceptible de créer des pertes fer. 
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− la qualité du matériau magnétique utilisé : selon la nuance de tôle, on peut avoir des pertes 
massiques (en induction sinusoïdale de fréquence 50 Hz et d’amplitude 1,5 T) qui évoluent de 
quelques 0,1 W/kg à 10 W/kg ; 

− la pulsation électrique : la plage de vitesse d’un moteur étant imposée, on peut la modifier en 
jouant sur le nombre de pôles de la machine ; ainsi la polarité des machines rapides est faible et 
celles des machines lentes est forte. 

4.1.4. Calcul simplifié du rendement d’une machine synchrone. 

 La puissance mécanique mécaP  disponible sur l’arbre vaut : 

Ω= .CPméca  (12) 

où Ω  est la vitesse de rotation du rotor. 
En négligeant les pertes dues aux frottements mécaniques, la puissance électrique élecP  absorbée par 
la machine vaut alors : 

FJmécaélec PPPP ++=  (13) 

Par définition le rendement du moteur est : 

FJméca

méca

élec

méca
PPP

P
P
P

++
==η  (14) 

En substituant dans l’équation 14 les expressions du couple de l’équation 6, des pertes Joule de 
l’équation 10 et des pertes fer de l’équation 11, on obtient l’expression suivante du rendement : 
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 (15) 

Au vue de l’expression ci-dessus, nous pouvons faire les remarques suivantes : 
− pour un couple donné, il existe toujours un maximum du rendement en fonction de la vitesse ; cet 

optimum est obtenu soit pour la vitesse qui réalise l’égalité des pertes Joules et des pertes par 
courants de Foucault ou, si cette vitesse est hors de la plage de fonctionnement, pour la vitesse 
maximum de fonctionnement ; 

− pour augmenter le rendement, on a toujours intérêt à atteindre la meilleure induction dans 
l’entrefer, car cela permet de créer un couple et une puissance plus élevés sans augmenter le 
volume ou les ampères-tours de la machine ; 

− l’augmentation de la cylindrée permet d’améliorer le rendement en gardant la même induction 
dans l’entrefer. 

4.1.5. Conclusions : rappels des règles élémentaires de dimensionnement d’un moteur 
électrique. 

A partir de ce que nous venons de dire précédemment, nous pouvons résumer les règles 
élémentaires de dimensionnement d’un moteur sous la forme des contraintes qui agissent sur les 
paramètres « naturels » de fonctionnement que sont le couple et la vitesse : 
− le couple : il est limité par le volume disponible et la charge linéique que l’on peut obtenir dans la 

machine, qui est elle-même limitée par les échauffements tolérables maximaux et les phénomènes 
de saturation magnétique ; les contraintes sont donc volumiques, thermiques et magnétiques. 
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− la vitesse : elle est limitée par les pertes fer qui détériorent le rendement pour les vitesses élevées 
et par le comportement mécanique de la machine7 ; les contraintes sont donc mécaniques et 
énergétiques. 

4.2. Motorisation avec transmission mécanique. 

 La voie la plus simple pour réaliser un véhicule électrique est de remplacer le moteur thermique par 
un moteur électrique. L’architecture mécanique du véhicule est alors totalement conservée et les 
contraintes de dimensionnement en couple et en vitesse sont les mêmes que celles du moteur 
thermique. Notamment, on peut conserver la boîte de vitesse et l’embrayage. Nous allons discuter de 
l’intérêt d’un tel système quant au dimensionnement du moteur électrique de traction. Pour cela, 
supposons que l’on ait à réaliser un système moteur pouvant atteindre un couple maximal maxC  
(correspondant par exemple au couple nécessaire au démarrage du véhicule) et une vitesse maximale 

maxΩ  (correspondant par exemple à la vitesse maximale que doit pouvoir atteindre le véhicule). Si on 

n’utilise pas de réducteur, le couple maximal 
maxmotC  et la vitesse maximale 

maxmotΩ  que doit 

atteindre le moteur valent respectivement maxC  et maxΩ  ; on utilise le moteur en attaque directe. Si 
celui-ci est capable de fournir le couple maximum sur toute la plage de vitesse, sa puissance maximale 
vaut : maxmaxmotmotmot .C.CP

maxmaxmax
Ω=Ω= . Pour cette grandeur, on parle aussi de puissance de 

coin. 

4.2.1. Utilisation d’un réducteur de rapport fixe. 

 En supposant que l’on associe un moteur fournissant un couple maximum égal à 
maxmotC  et une 

vitesse maximale 
maxmotΩ  à un réducteur de rapport 1r , le couple disponible grâce à l’ensemble 

machine/réducteur vaut 
maxmot1 C.r  et la vitesse 

1

mot

r
max

Ω
. Il faut que l’on vérifie les deux relations 

suivantes : 

⎪
⎪
⎩

⎪⎪
⎨

⎧

Ω=
Ω

=

max
1

mot

maxmot1

r

CC.r

max

max

 pour que l’ensemble moteur et réducteur satisfasse au cahier des 

charges énoncé au paragraphe précédent. Le moteur doit donc être dimensionné pour un couple 

maximal 
1

max
r

C  et une vitesse maximale max1.r Ω . 

Les figures 5 et 6 montrent respectivement les zones des points de fonctionnement accessibles dans le 
plan couple - vitesse et dans le plan puissance - vitesse. En supposant toujours que le moteur est 
capable de fournir le couple maximal sur toute la plage de vitesse, la puissance fournie par le moteur 
associé au réducteur est inchangée. Mais le moteur sera a priori moins volumineux, car le couple 
demandé est plus faible (dans le rapport de réduction 1r ) avec le réducteur (cf. §4.1.5). On a donc 
intérêt à utiliser un réducteur pour diminuer la masse et le coût du moteur. Cependant, le rapport de 
réduction va être limité d’une part par les limites en vitesse du moteur (thermiques et mécaniques) 

                                                      
7 Les vitesses périphériques maximales varient de 50 m/s pour les machines à courant continu à collecteurs 
jusqu’à 300 m/s pour des machines asynchrones à rotor massif. 
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mais aussi par le réducteur lui-même dont la réalisation se complique en même temps que son 
rendement diminue lorsque le rapport de réduction augmente. 

couple

vitesse

r Cmot1 ×
max

Cmotmax

Ωmot

r
max

1

Ωmotmax

points de fonctionnement
accessibles par l’ensemble

moteur - réducteur

points de fonctionnement
accessibles par le moteur seul

 

figure 5 : zones des points de fonctionnement accessibles à un moteur associé avec un réducteur 
unique. 

puissance

vitesse
Ωmot

r
max

1

Ωmotmax

points de fonctionnement accessibles
par l’ensemble moteur - réducteur

points de
fonctionnement
accessibles par
le moteur seul

Cmot motmax max
× Ω

 

figure 6 : zones des points de fonctionnement accessibles à un moteur associé avec un réducteur 
unique. 
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4.2.2. Utilisation d’une boîte de vitesse. 

couple

vitesse

r Cmot2 ×
max

Cmotmax

Ωmot

r
max

1

Ωmotmax

points de fonctionnement
accessibles par l’ensemble

moteur - réducteur

points de
fonctionnement
accessibles par
le moteur seul

Ωmot

r
max

2

r Cmot1 ×
max

 

figure 7 : zones des points de fonctionnement accessibles à un moteur associé avec deux 
réducteurs dans le plan couple - vitesse 
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accessibles par
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Cmot mot
1

2
max max

Ω

Ωmot

r
max

2  

figure 8 : zones des points de fonctionnement accessibles à un moteur associé avec deux 
réducteurs dans le plan puissance – vitesse 

 La boîte de vitesse est équivalente à un réducteur à plusieurs rapports de réduction. Considérons 
pour simplifier une boîte de vitesse à deux rapports 1r  et 2r , avec 1r < 2r . Si l’on utilise celle-ci avec 
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un moteur capable de fournir un couple 
maxmotC  et d’atteindre la vitesse 

maxmotΩ , l’ensemble boîte 

et moteur sera capable de fournir le couple 
maxmot1 C.r  et la vitesse 

1

mot

r
max

Ω
 sur le premier rapport 1r  

et le couple 
maxmot2 C.r  et la vitesse 

2

mot

r
max

Ω
 sur le second rapport 2r . Au total le couple maximal 

disponible sur l’ensemble moteur boîte de vitesse sera 
maxmot2 C.r  et la vitesse maximale 

1

mot

r
max

Ω
. 

Par conséquent, le moteur devra être dimensionné pour les valeurs maximales du couple 
2

max
r

C  et de 

la vitesse max1.r Ω  pour qu’il satisfasse au cahier des charges énoncé au paragraphe 4.2. Associé à 
deux réducteurs, le volume du moteur sera donc plus petit qu’avec un seul, car la contrainte en couple 
sera plus faible ( 21 rr < ) et la vitesse maximum qu’il pourra atteindre sera la même qu’avec un seul 
réducteur. En revanche, la puissance maximum de l’ensemble moteur - réducteur ne vaudra plus que : 

maxmaxmaxmax
2

1
motmotmot .C.C.

r
r.CP

maxmaxmax
Ω<Ω=Ω=  car 21 rr < . 

D’une manière plus générale, si on utilise N réducteurs de rapport N21 r,...,r,r , l’ensemble moteur - 

réducteur pourra atteindre le couple 
maxmotN21 C).r,...,r,rmax(  et la vitesse 

)r,...,r,rmin( N21

motmax
Ω

. On 

pourra donc obtenir des vitesses élevées et des couples élevés avec un petit volume de moteur. 
Evidemment le système moteur + N réducteurs développera une puissance maximale plus faible que le 
moteur sans réducteur ayant les mêmes performances en couple et en vitesse. Mais, il faut considérer 
le fait que le moteur sans réducteur ne peut pas en général développer le couple maxC  jusqu’à la 

vitesse maxΩ  à cause des échauffements de la machine au couple maxC . 
Par ailleurs la solution moteur + réducteur(s) pose plusieurs problèmes. Il y a d’abord la réalisation de 
la boîte de vitesse associant plusieurs réducteurs et la nécessité d’un système de changement de vitesse 
qui sous-entend l’utilisation d’un embrayage. De plus, il se pose un problème de puissance disponible. 
La puissance maximale est plus faible et la figure 8 montre l’existence de « trous » de puissance au 
niveau du changement de rapport. Ce problème peut être résolu par l’utilisation d’un réducteur 
continûment variable avec la vitesse. Mais ce type de réducteur ou de variateur utilisé par exemple sur 
les vélomoteurs ou les scooters n’est pas encore développé pour l’automobile. 

4.3. Motorisation sans transmission mécanique. 

 La motorisation sans transmission mécanique correspond à une situation où le moteur est proche de 
la roue. Dans ce cas chaque roue ou au moins chaque roue d’un essieu est équipée de son propre 
moteur. Il s’agit donc d’une solution multi-moteurs. Nous allons décrire les deux cas possibles, puis 
nous discuterons des intérêts et inconvénients d’une solution utilisant plusieurs moteurs. 

4.3.1. Moteur à proximité de la roue. 

 Dans ce cas, il s’agit d’un système ou le moteur est contre la roue. L’axe est relié à la jante 
directement ou à travers un réducteur. 
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4.3.2. Moteur dans la roue ou moteur-roue. 

 C’est a priori la solution la plus élégante et la plus compacte. On intègre directement le moteur 
dans la roue. On parle aussi de moteur jante ou de roue électrique. Le moteur possède une structure 
inversée où le rotor est extérieur et le stator intérieur et on dispose la jante sur le rotor. La figure 9 
montre l’intégration d’un moteur synchrone sans balais dans la jante d’un petit véhicule blindé [16]. 

stator

axe

rotor
jante

 

figure 9 : prototype de moteur-roue 18 kW - 750 tr/mn IGE/TECHNICREA. 

Commençons par les inconvénients d’une telle structure. Dans ce type de configuration, il est très 
difficile d’intégrer un réducteur. Par conséquent, le moteur est a priori à attaque directe et il doit 
fournir un couple élevé, notamment dans les phases de démarrage en pente. Conformément à ce qui a 
été énoncé au paragraphe 4.1.5, le volume du moteur donc la masse et le coût sont élevés. Il est 
nécessaire de minimiser au mieux la masse totale des parties actives conformément au cahier des 
charges imposé. Remarquons aussi que le comportement routier d’un véhicule est lié au rapport des 
masses non suspendues sur celles suspendues. Ainsi, l’introduction d’un moteur fort couple dans la 
roue peut avoir tendance à déstabiliser le véhicule. Enfin, il se pose aussi le problème du freinage ; 
d’une part il faut intégrer au moteur-roue le disque de frein et d’autre part il faut tenir compte des 
échauffements supplémentaires dus à la dissipation d’énergie calorifique lors des phases de freinage. 
En revanche, le principal avantage du moteur-roue est sa grande compacité. Toute la fonction 
motricité (en dehors de l’alimentation8) est regroupée dans la roue qui devient un organe de traction à 

                                                      
8 On peut songer à étudier l’intégration de l’alimentation à l’intérieur du moteur électrique (qui est généralement 
vide dans le cas d’un moteur à fort couple) pour des petits moteurs équipant un vélo électrique. 
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part entière. En supprimant le moteur et la transmission mécanique sous le capot, cela libère de 
l’espace dans le véhicule électrique, notamment utilisable par les batteries. 
Nous y reviendrons plus en détail dans la partie portant sur les contraintes de dimensionnement propre 
au moteur-roue. 

4.3.3. Remarques sur la solution multi-moteurs. 

 Les solutions n’utilisant pas de transmission mécanique nécessitent souvent l’utilisation de 
plusieurs moteurs [3]. Nous allons donc essayer de comparer la motorisation mono-moteur avec celle 
multi-moteurs. 

4.3.3.1 Sécurité de fonctionnement. 

 Il est important de soigner la commande des moteurs afin d’assurer la sécurité du fonctionnement 
du système. Citons trois exemples de problèmes à prendre en compte. Il faut recréer artificiellement un 
système équivalent au différentiel afin d’éviter une usure prématurée des pneumatiques. D’autre part, 
il ne faut en aucun cas que le moteur se bloque, notamment sous l’effet d’un problème électrique 
(court-circuit par exemple). Enfin, si le moteur utilise une excitation par aimants permanents, il se 
comporte en générateur dès qu’il tourne. Cela implique par exemple qu’il faut protéger son 
alimentation en cas de traction de dépannage. 

4.3.3.2 Comparaison des masses et des performances des solutions mono-moteur et multi-
moteurs. 

 Dans ce paragraphe, nous comparons la masse et les performances d’un moteur 1M  unique avec 

celles de n moteurs identiques nM  tournant à la même vitesse et fournissant le même couple total. 
Nous effectuons cette comparaison en considérant successivement trois critères. 
Dans le premier cas, nous supposons que les rendements des deux types de motorisation sont 
identiques et nous comparons leurs masses totales et leurs échauffements. 
Dans le second cas, nous supposons que les échauffements d’un moteur nM  sont les mêmes que ceux 

du moteur 1M  et nous comparons les masses totales et les pertes. 
Dans le troisième cas, nous supposons que c’est le produit des pertes par la masse totale qui est la 
même pour les deux moteurs et nous comparons le rendement, les échauffements et la masse totale des 
deux solutions. Notons que conserver le produit pertes par masse totale revient sensiblement à 
conserver l’autonomie du véhicule. En effet, celle-ci décroît lorsque les pertes augmentent. Ainsi, pour 
l’améliorer, il faut limiter le plus possible les pertes (à couple et vitesse fixés). Cela s’accompagne 
d’une augmentation de la masse des moteurs, entraînant une augmentation de la consommation 
d’énergie lorsque la route est en pente ou dans les phases d’accélération. L’optimisation globale de la 
consommation d’énergie passe donc par un compromis entre les pertes et la masse des moteurs qui, 
toutes les deux, doivent être minimales. On peut ainsi considérer que l’inverse du produit des pertes 
par la masse totale est une bonne image de l’autonomie du véhicule. Nous l’appellerons facteur 
d’autonomie af  : 

( ) totFJ
a m.PP

1f
+

=  (16) 

Dans l’étude qui suit, nous primons les grandeurs concernant les moteurs nM  et nous faisons les 
hypothèses suivantes : 
− nous négligeons les pertes fer ; l’étude sera donc essentiellement valable aux faibles vitesses ; 
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− les masses totales totm  et 
ntotm  des moteurs 1M  et nM  sont proportionnelles à leurs cylindrées 

eV  et 'Ve  de telle sorte que : 

e

e

tot

ntot
V

'V
m
m

=  (17) 

− un moteur nM  est obtenu par une homothétie de rapport hk  sur toutes les dimensions du moteur 

1M  ; ainsi, les cylindrées eV  et 'Ve  des moteurs 1M  et nM  vérifient : 

e
3

he V.k'V =  (18) 

− les échauffements T∆  d’un moteur sont proportionnels au rapport des pertes sur la surface 
d’échange thermique du moteur avec l’extérieur échS  ; en négligeant les pertes fer, nous pouvons 
alors écrire que : 

'S
S.

P
'P

T
'T

éch

éch

J

J=
∆
∆  (19) 

a) Equations caractérisant l’identité du couple global des deux solutions. 

 En préliminaire, nous établissons une relation entre les ampères-tours par pôle pAt  du moteur 1M  

et 'Atp  d’un moteur nM , sachant que les deux types de motorisation fournissent le même couple 

global : 
'C.nC =  (20) 

D’après l’équation 6, les couples C et C’ sont donnés par : 

A.B.V.k.2C peeb=  (21) 

'A'.B'.V.k.2'C peeb=  (22) 

Lorsqu’on peut appliquer le même rapport d’homothétie à l’entrefer qu’aux autres dimensions, sans 
atteindre les limites de faisabilité mécanique, l’induction moyenne dans l’entrefer reste constante. Les 
relations 18 et 20 permettent alors d’établir le rapport entre les deux charges linéiques A et A’ : 

3
hk.n

1
A

'A
=  (23) 

Or les charges linéiques des moteurs 1M  et nM  valent respectivement 
R.

p

At
A p

π
=  et 

'R.
p

'At
'A p

π
= . Et 

comme Rk'R h= , les ampères-tours par pôle des deux moteurs vérifient la relation : 

2
hp

p

k.n
1

At
'At
=  (24) 

b) Comparaison à rendement constant. 

 Si le rendement 'η  des n moteurs nM  est égal à celui η  du moteur 1M , nous pouvons alors écrire 
que : 

JJ P.C
.C

'P''.C
''.C'

+Ω
Ω

=
+Ω
Ω

→η=η  (25) 



Chapitre 1 

 50 

Les moteurs nM  tournent tous à la même vitesse Ω  que 1M , donc, en utilisant l’équation 20, nous 
établissons que : 

'P.nP JJ =  (26) 

D’après l’équation 10, les pertes Joule de 1M  valent effeffJJ A..kP δ=  et celles de nM  

'A'..k'P effeffJJ δ= . En remarquant que le rapport des charges linéiques efficaces effA  sur 'Aeff  et 

des densités de courant efficace effδ  sur 'effδ  évoluent par homothétie respectivement comme le 
rapport des charges linéiques A  sur 'A  et des densités de courant δ  sur 'δ  et en utilisant les identités 
23 et 26, on obtient le rapport entre les densités de courant des moteurs 1M  et nM  : 

3
hk'

=
δ
δ  (27) 

Or ces densités de courant valent respectivement 
penc

p

S
At

=δ  et 
'S

'At
'

penc

p=δ , où 
pencS  et 'S

penc  sont les 

surfaces d’encoche par pôle des moteurs 1M  et nM . Comme 
pp enc

2
henc S.k'S = , les ampères-tours 

par pôle des deux moteurs vérifient donc : 

5
h

p

p k
At

'At
=  (28) 

Les deux relations 24 et 28 doivent être vérifiées pour que le moteur 1M  et les moteurs nM  
fournissent le même couple total avec le même rendement global. On en déduit la valeur du rapport 
d’homothétie : 

7
1

nkh
−=  (29) 

Or, nous avons supposé que la masse totale d’un moteur est proportionnelle à sa cylindrée. D’après les 
équations 17, 18 et 29, nous pouvons donner l’expression du rapport )n(

totmρ  entre la masse d’une 

solution mono-moteur et celle d’une solution multi-moteurs à n machines ayant les mêmes 
performances (couple, vitesse et rendement) : 

7
4

tot
n)n(m =ρ  (30) 

La figure 10 représente l’évolution de l’augmentation relative de masse entre les deux solutions en 
fonction du nombre de moteurs de la solution multi-moteurs. Elle met en évidence une augmentation 
de 50 % de la masse totale pour deux moteurs et une masse plus de deux fois supérieure pour quatre 
moteurs. Réciproquement, cela signifie aussi qu’il faut admettre une diminution du rendement si l’on 
veut conserver la masse totale des moteurs. 
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figure 10 : augmentation de la masse globale de la solution multi-moteurs relativement à celle de 
la solution mono-moteur, à rendement constant. 
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figure 11 : diminution des échauffement de la solution multi-moteurs relativement à ceux de la 
solution mono-moteur, à rendement constant. 
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Pour ce qui est des échauffements, remarquons que les surfaces d’échanges thermiques vérifient 

éch
2

héch S.k'S = . En utilisant les relations 19, 26 et 29, nous établissons l’expression du rapport T∆ρ  
entre les échauffements des deux motorisations : 

7
5

T n)n(
−

∆ =ρ  (31) 

Les échauffements diminuent avec le nombre de moteurs, comme le montre la figure 11. Nous 
pouvons très simplement interpréter ce phénomène en remarquant que les mêmes pertes globales sont 
réparties sur plusieurs machines dont les surfaces d’échanges ne sont pas diminuées autant que les 
pertes par machine. 
En utilisant les relations 26 et 30, nous établissons que le rapport 

afρ  entre les facteurs d’autonomie 

de chaque solution vaut : 

7
4

a
nf

−=ρ  (32) 

L’autonomie du véhicule diminue donc en multipliant les moteurs. En effet, les pertes Joule totales 
restent constantes, mais, dans le même temps, la masse totale augmente. 

c) Comparaison à échauffements constants. 

 Maintenir les échauffements constants implique la relation suivante : 

1
'S

S.
P

'P

éch

éch

J

J =  (33) 

Or, par homothétie de rapport hk , la surface d’échange évolue en 2
hk . Par conséquent, les pertes 

Joule évoluent comme suit : 

2
h

J

J k
P

'P
=  (34) 

En utilisant l’expression des pertes Joule donnée par l’équation 10 et la relation 23 liant les charges 
linéiques, on obtient l’évolution de la densité de courant : 

5
hk.n'

=
δ
δ  (35) 

On en déduit la relation suivante entre les ampères-tours : 

7
h

p

p k.n
At

'At
=  (36) 

En comparant les équations 24 et 36, on obtient l’expression de hk  en fonction de n dans le cas 
présent : 

9
2

nkh
−=  (37) 

Nous pouvons alors calculer le nouveau rapport )n(
totmρ  entre la masse d’une solution mono-moteur 

et celle d’une solution multi-moteurs à n machines produisant le même couple à la même vitesse et 
dont les machines nM  ont des échauffements similaires à la machine 1M  : 

3
1

tot
n)n(m =ρ  (38) 

Les équations 34 et 37 permettent d’exprimer l’évolution du rapport 
JPρ entre les pertes Joules 

globales des deux solutions : 
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9
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J
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P
'P.n

J

J
P ==ρ  (39) 
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figure 12 : augmentation de la masse globale de la solution multi-moteurs relativement à celle de 
la solution mono-moteur, à échauffements constants. 
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figure 13 : augmentation des pertes Joules globales de la solution multi-moteurs relativement à 
celles de la solution mono-moteur, à échauffements constants. 
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d) Comparaison à autonomie constante. 

 Dans les deux cas précédents, nous avons vu que l’autonomie des solutions multi-moteurs étaient 
détériorées. Considérons maintenant le cas où on conserve le facteur d’autonomie. Cela implique la 
relation suivante : 

1
m.P

'm.n'.P

totJ

totJ =  (40) 

En utilisant les relations 10, 17 et 18, nous pouvons réécrire la relation ci-dessus : 

1
A.

k.n'.A'. 3
h =

δ
δ  (41) 

Comme les deux types de motorisation fournissent le même couple global, on peut utiliser la relation 
23 donnant le rapport des charges linéiques. Nous obtenons alors le rapport des densités de courant : 

1'
=

δ
δ  (42) 

Et nous en déduisons la relation entre les ampères-tours par pôle : 

2
h

p

p k
At

'At
=  (43) 

Les deux relations 24 et 43 doivent être vérifiées pour que le moteur 1M  et les moteurs nM  

fournissent le même couple total avec le même facteur d’autonomie. D’où la valeur de hk  : 

4
1

nkh
−=  (44) 

Le rapport entre les masses totales des deux motorisations vaut alors : 

4
1

tot
n)n(m =ρ  (45) 

En utilisant les équations 40 et 45, nous pouvons aussi calculer le rapport entre les pertes Joules : 

4
1

J
n

P
'P.n

J

J
P

−==ρ  (46) 

La surface d’échange évoluant en 2
hk , nous donnons enfin le rapport entre les échauffements : 

4
1

n)n(T =ρ∆  (47) 

Nous avons représenté l’évolution de ces trois rapports en fonction du nombre de moteurs sur les trois 
figures suivantes. 
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figure 14 : augmentation de la masse globale de la solution multi-moteurs relativement à celle de 
la solution mono-moteur, à autonomie constante. 
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figure 15 : diminution des pertes Joule de la solution multi-moteurs relativement à celles de la 
solution mono-moteur, à autonomie constante. 
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figure 16 : augmentation des échauffements de la solution multi-moteurs relativement à ceux de 
la solution mono-moteur, à autonomie constante. 

e) Conclusions et remarques sur la comparaison entre les solutions mono-moteur et 
multi-moteurs. 

 Cette étude a montré que la solution multi-moteurs avait tendance à augmenter la masse totale des 
moteurs ou à détériorer le rendement et les échauffements. Pour que cette solution soit vraiment 
intéressante, il convient de réaliser des moteurs en optimisant le facteur d’autonomie, c’est-à-dire 
l’inverse du produit des pertes par la masse totale. Dans ce cas, l’augmentation de la masse par rapport 
à un moteur unique fournissant le même couple à la même vitesse reste modérée ( environ 40 % pour 
quatre moteurs) et on peut raisonnablement penser que cette masse supplémentaire est compensée par 
la suppression de la transmission mécanique. De même l’augmentation des échauffements reste 
limitée et ne semble pas a priori compliquer le système de refroidissement. 
A ces conclusions, nous ajoutons plusieurs remarques. 
Ce calcul ne tient pas compte des pertes fer. On peut montrer [3] qu’alors, à masse constante, le 
rendement de la solution multi-moteurs ne se détériore pas autant que ce qui a été vu ici. Cela signifie 
que c’est surtout à faible vitesse que le problème des pertes est le plus important, c’est-à-dire là où le 
couple demandé est en général le plus important (phase de démarrage). 
La solution mono-moteur utilise le plus souvent un réducteur de telle sorte que le rapport entre le 

couple C est inférieur à n
C  ce qui augmente encore l’écart de masse entre les deux solutions. 

Pour ce qui est de l’analyse relative à l’autonomie, notons que le facteur d’autonomie n’est qu’une 
image de l’autonomie du système. Nous pourrions faire un calcul plus exact sur un cycle de 
fonctionnement donné. Mais ce calcul serait plus compliqué et l’objet de ce paragraphe est seulement 
d’établir des conclusions générales. 
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En résumé, nous retiendrons que la solution multi-moteurs impose de réaliser un compromis correct 
entre la masse et les pertes des moteurs afin de maximiser l’autonomie du véhicule, et ce d’autant plus 
si les moteurs sont à attaque directe. 

5. Evaluation des contraintes de dimensionnement d’un moteur-roue. 

 Dans cette partie nous essayons de recenser toutes les contraintes liées à la conception d’un 
moteur-roue. 

5.1. Contraintes de couple et de puissance. 

 Nous avons vu au paragraphe 4.1.1 que le couple d’un moteur électrique était fortement lié à son 
volume. Ainsi, la première contrainte correspond au couple que l’on demande de fournir au moteur-
roue. Nous commencerons donc à énumérer les différents efforts résistants que le véhicule doit vaincre 
pour avancer. 

5.1.1. Efforts résistants à l’avancement d’un véhicule. 

 Le principe fondamental de la dynamique classique appliqué au solide « véhicule » permet d’écrire 
l’équation suivante : 

restecmot F.mF +γ=  (48) 

où tecm , γ, motF  et resF  sont respectivement la masse totale en charge du véhicule, son accélération, 
la force motrice totale délivrée par l’ensemble des moteurs-roues et la résultante des efforts résistants à 
l’avancement du véhicule considéré. 
Ces efforts résultants se décomposent en trois composantes : 
− la résistance au roulement roulR  qui provient des efforts exercés par le pneumatique au contact du 

sol ; cette force a la forme suivante : 
g.m.kR rouesup/roulroul =  (49) 

où roulk  est un coefficient qui dépend de la nature du pneumatique, de sa pression de gonflage 

mais peu de la charge supportée, rouesup/m  est la masse de véhicule supportée par la roue 

considérée et g l’accélération de la pesanteur terrestre (on prendra 2s.m 81,9g −= ) ; 

− la résistance aérodynamique aéroR  de l’air sur la surface extérieure du véhicule ; cette force a la 
forme suivante : 

2
relfrontairaéro v.Cx.S..

2
1R ρ=  (50) 

où airρ  est la masse volumique de l’air extérieur, frontS  la surface frontale ou maître couple9 du 

véhicule, Cx le coefficient de pénétration dans l’air10 et relv  la vitesse relative du véhicule par 
rapport à l’air extérieur11 ; 

                                                      
9 Il s’agit de la surface du véhicule projetée perpendiculairement à la direction de déplacement du véhicule. 
10 Ce coefficient est difficilement calculable théoriquement et, le plus souvent, il est mesuré en soufflerie sur le 
véhicule réel ou sur une maquette. 
11 Par la suite on considérera toujours qu’il n’y a pas de vent ; la vitesse relative du véhicule vrel est alors égale à 
sa vitesse propre v. 
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− la résistance due à la pente de la route penteR  qui a l’expression classique suivante : 

g.sin.mR tecpente α=  (51) 

où α est l’angle que fait la route avec l’horizontale12. 
On peut réécrire l’équation 48 en donnant la force totale de traction nécessaire pour un fonctionnement 
du véhicule décrit par son accélération γ, sa vitesse v et la pente P  de la route : 

2
relfrontairtecroultectecmot v.Cx.S..

2
1m.kg.

100
PtanArcsin.m.mF ρ++⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛+γ=  (52) 

où roulk  est le coefficient moyen de roulement sur toutes les roues du véhicule. 

Nous en déduisons le couple de traction nécessaire par moteur-roue pour le fonctionnement décrit plus 
haut : 

roue

rouemot
mot N

2
d.F

C =  (53) 

où roued  est le diamètre de roulement des roues et roueN  le nombre de roues motrices. 
Enfin, la puissance nécessaire par moteur-roue vaut : 

v.FP motmot =  (54) 

Le tableau 2 fixe des ordres de grandeur pour les différents paramètres mécaniques décrits dans ce 
paragraphe et pour quatre véhicules typiques. 

tableau 2 : ordre de grandeur de quelques caractéristiques mécaniques pour des véhicules 
typiques 

 Bus Voiture Scooter Vélo13 
Masse totale en charge (kg) 15000 2000 250 100 

Coefficient de roulement 
estimé (dN/tonne) 

10 10 10 2 

Maître couple (m²) 5 3 0,7 0,5 
Coefficient de pénétration 

dans l’air 
0,7 0,35 0,8 0,8 

Nombre de roues motrices 
(moteurs-roues) 

2/4 2/4 1 1 

Diamètre de roulement des 
roues 

1000 
jante 22’’ 

650 
jante 13’’ 

500 
jante 10’’ 

700 

 

5.1.2. Caractéristiques limites de fonctionnement couple/vitesse et puissance/vitesse. 

 Les équations précédentes permettent de calculer le couple, la vitesse de rotation et la puissance 
d’un moteur-roue pour des points de fonctionnement définis par trois grandeurs : la vitesse, 
l’accélération du véhicule et la pente de la route. En fait le fonctionnement d’un véhicule est plutôt 

                                                      
12 On rappelle que cet angle est lié à la pente de la route (exprimée en %) par la relation α= tan.100P . 
13 La motorisation électrique d’un vélo a pour objectif de fournir un aide au pédalage et non d’entraîner 
complètement le véhicule. 



Le véhicule électrique et le moteur-roue 

 59

caractérisé par des zones de fonctionnement sur des trajets typiques (trajet en ville, sur route, sur 
autoroute, ou mixte). Pour une détermination précise de ces zones, on peut réaliser des relevés 
expérimentaux de couple et de vitesse (ou de puissance et de vitesse) sur le moteur d’un véhicule déjà 
existant ou on peut éventuellement utiliser des résultats provenant de simulations [13]. Ainsi, on est 
renseigné sur l’enveloppe limite des points de fonctionnement mais aussi sur leur densité d’apparition. 
On en déduit des points de fonctionnement statistiquement les plus fréquents, pour lesquels il faudra 
particulièrement travailler le dimensionnement du moteur, notamment le rendement dans un objectif 
d’amélioration d’autonomie. 
Des caractéristiques limites typiques dans les plans couple/vitesse et puissance/vitesse sont 
respectivement représentées sur la figure 17 et la figure 18. Elles définissent une enveloppe de points 
de fonctionnement, c’est-à-dire que tous les points possibles du véhicule seront inclus dans la zone du 
plan couple/vitesse (ou puissance/vitesse) délimitée par la courbe et les deux axes de coordonnées. 
Cette courbe limite définit deux fonctionnements classiques. Le premier est à couple maximum 
constant ; il correspond aux faibles vitesses où l’on cherche à avoir les meilleures accélérations 
possibles ou à démarrer dans des pentes très élevées. Le second est à puissance maximale constante. 
Dans cette plage de vitesse, le couple nécessaire au véhicule diminue avec l’augmentation de la 
vitesse. En effet, lorsque la vitesse croît, la puissance est progressivement utilisée pour lutter contre les 
frottements de l’air et non plus pour disposer d’accélération et pour la vitesse maximum, le couple ne 
sert qu’à équilibrer les forces de frottement de l’air sur le véhicule. La caractéristique de la figure 17 
montre qu’il n’est pas nécessaire de fournir le couple maximum sur toute la plage de vitesse ; la 
portion de travail à puissance constante peut être obtenue par défluxage14 [17], [18] [19]. Les moteurs 
synchrones ou à courant continu à excitation bobinée sont donc avantageux par rapport aux mêmes 
moteurs à aimants permanents car on peut facilement régler le flux par action sur le courant 
d’excitation. Cependant, l’excitation bobinée est source de pertes Joule et nécessite un système de 
contacts tournants dans le cas de la machine synchrone. Il existe des techniques de défluxage des 
machines synchrones à aimant en ajustant le déphasage entre les fondamentaux de la force 
électromotrice et du courant d’une même phase, par la commande électronique. 
Si les contraintes de dimensionnement en couple et en vitesse sont définies par des portions du plan 
couple/vitesse, on peut néanmoins définir deux points de fonctionnement extrêmes qui caractérisent 
bien les possibilités électromécaniques d’un moteur-roue : si le moteur peut atteindre ces points de 
fonctionnement, il pourra atteindre tous les autres. Le premier point est celui à couple et à puissance 
maximaux. La vitesse baseΩ  de ce point est appelée la vitesse de base. Si le moteur peut fournir le 

couple maximal à la vitesse baseΩ , il peut fournir le couple sur toute la plage [ ]base,0 Ω . Le second 
point est le point à puissance et à vitesse maximales. On l’appelle souvent improprement le point 
nominal15. Si le moteur peut fournir la puissance maximale jusqu’à la vitesse maxΩ  et le couple 

maximal à la vitesse baseΩ , alors, d’un point de vue électromécanique, le moteur est capable 
d’atteindre tous les points de fonctionnement qu’englobe la caractéristique de la figure 17. 

                                                      
14 La diminution du flux créé par l’inducteur d’une machine électrique permet d’augmenter sa vitesse de rotation 
en diminuant son couple et maintenant la puissance constante  
15 En effet, pour un moteur destiné intrinsèquement à fonctionner à vitesse et charge variable sur des cycles de 
fonctionnement très divers, la notion de point nominal n’a plus vraiment de sens. On peut introduire plutôt les 
notions de points extrêmes et de points statistiquement les plus fréquents ou points moyens. 
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figure 17 : caractéristique classique du couple d’un moteur de traction d’un véhicule en fonction 
de sa vitesse de rotation. 
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figure 18 : caractéristique classique de la puissance d’un moteur de traction d’un véhicule en 
fonction de sa vitesse de rotation. 

 
Des ordres de grandeur des caractéristiques des deux points de fonctionnement Pf1 et Pf2 sont donnés 
dans le tableau 3 pour les véhicules typiques du tableau 2. 
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tableau 3 : ordre de grandeurs du couple maximum, de la vitesse de base, de la vitesse et de la 
puissance maximums pour des moteurs-roues utilisés dans les véhicules typiques du tableau 2 

 Bus Voiture Scooter Vélo 
(assistance) 

Démarrage en côte, 
véhicule en charge 

20% à 0,5 m/s² 
de 0 à 5 km/h 

20% à 1 m/s² de 
0 à 15 km/h 

20% à 1 m/s² de 
0 à 15 km/h 

15% à 0,3 m/s² 
de 0 à 5 km/h* 

Franchissement de pente, 
véhicule en charge 

15% 
à 15 km/h 

20% 
à 25 km/h 

15% 
à 30 km/h 

10% 
à 10 km/h* 

Accélération à pleine 
charge sur le plat 

1 m/s² 
de 0 à 30 km/h 

2 m/s² 
de 0 à 60 km/h 

2 m/s² 
de 0 à 40 km/h 

0.5 m/s² 
de 0 à 20 km/h 

Vitesse maximale du 
véhicule (km/h) 

70 km/h 130 km/h 55 km/h 30 km/h 

Nombre de roues motrices 2 2 1 1 
Couple maximal d’un 

moteur-roue (N.m) 
9600 1000 200 30 

Vitesse de base d’un 
moteur-roue (tr/mn) 

50 350 200 130 

Vitesse maximale d’un 
moteur-roue (tr/mn) 

370 650 600 225 

Puissance maximale (kW) 50 35 4 0,4 
* Pour ces deux fonctionnements, on considère que le vélo ne fournit que la moitié du couple. 

5.2. Notions de cycles de fonctionnement et contraintes thermiques. 

 Dans la partie précédente nous avons caractérisé un point de fonctionnement par deux variables 
parmi le couple, la puissance et la vitesse. En fait, une troisième variable est extrêmement importante 
pour caractériser le fonctionnement des moteurs-roues : il s’agit du temps de fonctionnement pour un 
point donné, car celui-ci définira directement les contraintes thermiques du moteur. En effet, le moteur 
ne transforme qu’une partie de la puissance électrique en puissance mécanique ; l’autre partie 
correspond aux pertes du moteur qui se transforment en chaleur et par conséquent augmentent la 
température des diverses parties du moteur. Or la température influence les caractéristiques physiques 
des matériaux (le cuivre et d’éventuels aimants par exemple) et, de plus, elle peut détériorer des parties 
du moteur (le bobinage ou les tôles). Il faut donc connaître le temps de fonctionnement (régime 
permanent ou discontinu) à un point donné ainsi que « l’histoire » du moteur pour arriver à ce point. 
Ainsi, on peut prévoir le refroidissement du moteur. 
Trois points seront particulièrement importants et on supposera qu’ils seront suffisants pour 
caractériser les contraintes thermiques du moteur. Il y a d’abord le point à la vitesse baseΩ , qui 
présente les plus grandes pertes. En effet, les pertes Joule (en général prépondérantes devant les pertes 
fer) augmentent avec le couple demandé. Elles seront donc maximales pour le couple maximal et, de 
plus, sur la plage [ ]base,0 Ω  de travail à couple maximal, les pertes fer (qui augmentent avec la vitesse) 

sont maximales pour la vitesse baseΩ . Ensuite, il y a le point à vitesse nulle et couple maximal (où le 
véhicule ne bouge pas et la roue ne tourne pas). En effet, ce sont les conditions les plus défavorables 
de refroidissement (uniquement la convection naturelle). On peut enfin s’intéresser à un point de 
fonctionnement moyen (statistiquement le plus fréquent) où le moteur travaille en régime permanent. 
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5.3. Contraintes mécaniques. 

 La conception des moteurs-roues doit tenir compte de trois contraintes mécaniques. Il y a d’abord 
une contrainte liée à l’encombrement de la roue. Le moteur doit être intégré dans une roue de diamètre 
donné et la largeur du moteur ne doit pas dépasser celle du pneumatique pour que celui-ci protège le 
moteur. Ensuite, nous rappelons que la tenue de route et le confort du véhicule dépendent fortement du 
rapport des masses non suspendues sur celles suspendues. Par conséquent la masse du moteur (qui 
n’est pas suspendue lorsqu’il est intégré dans la roue) doit être minimale. La dernière contrainte 
concerne les harmoniques de couple générés par les moteurs électriques à cause des effets de la 
denture du stator et/ou du rotor et de l’alimentation électronique du moteur. Ces harmoniques de 
couple à haute fréquence sont sources de fatigue mécanique et de bruit. C’est pourquoi il faut réduire 
au maximum les ondulations de couple. 

5.4. Contraintes liées à l’alimentation du moteur-roue. 

 Le moteur-roue est inclus dans un système comprenant une source d’énergie électrique continue 
(une batterie ou un ensemble moteur thermique/alternateur/redresseur ou les deux) et une alimentation 
électronique qui adapte la source d’énergie au moteur de traction. 
La source de tension continue présente une valeur qui est souvent faible à cause des problèmes de 
sécurité. Pour une puissance donnée, le courant débité est donc élevé. Cela nécessite un 
dimensionnement adéquat des interrupteurs de puissance de l’alimentation électronique du moteur. 
D’une manière générale, une valeur élevée du courant détériore le rendement du moteur et du 
convertisseur. Dans le cas d’une alimentation par batterie, il faut aussi tenir compte de la résistance 
interne de celle-ci qui diminue encore la tension continue lorsqu’elle débite des courants élevés. Le 
point Pf2 à vitesse maximale sera donc le point le plus contraint par la valeur limite de la tension 
continue d’alimentation : il faut pouvoir atteindre la vitesse maxΩ  pour cette tension. 

5.5. Contraintes énergétiques liées à l’autonomie du véhicule. 

 L’autonomie d’un véhicule électrique est un point important surtout si la source d’énergie est une 
batterie. Elle correspond à la distance que l’on peut parcourir sans recharger la batterie. Pour une 
charge donnée, l’autonomie dépend bien entendu du trajet à réaliser (trajet plat, en pente, en ville, sur 
autoroute, etc.) et de la façon de conduire du conducteur (des accélérations brusques et répétées 
consommeront inutilement de la puissance), qui sont des paramètres extérieurs sur lesquels le 
concepteur ne peut agir. 
En revanche, le concepteur doit rechercher à optimiser les facteurs qui influencent intrinsèquement 
l’autonomie du véhicule. On peut réduire l’énergie nécessaire pour atteindre des performances 
données d’un véhicule16 et aussi améliorer la conversion d’énergie (i.e. le rendement) du moteur. Nous 
ne nous sommes pas intéressé à l’optimisation de la batterie même si nous sommes conscient de 
l’intérêt de cet élément dans un véhicule électrique. En se limitant au moteur-roue, les deux facteurs 
qui vont principalement agir sur l’autonomie sont le rendement et la masse totale du moteur. Or ces 
deux facteurs sont contradictoires, car l’accroissement du rendement d’un moteur de technologie 

                                                      
16 L’amélioration des pneumatiques et du Cx des véhicules ont permis de réduire considérablement la puissance 
nécessaire pour des performances données ; à titre d’exemple une Citroën AX demande 17 kW pour avancer à la 
vitesse stabilisée de 120 km/h alors que la « traction » de 1934 en demandait 41 (pour des masses certes 
différentes). 
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donnée nécessite un accroissement de sa masse qui va augmenter la consommation d’énergie du 
moteur. Et inversement, la réduction de la masse du moteur détériore son rendement. Il faudra donc 
chercher le meilleur compromis sachant que la masse du moteur est aussi contrainte par des 
considérations mécaniques. 

5.6. Conclusions quant à la nature et la diversité des contraintes de conception d’un 
moteur-roue. 

 Les quatre paragraphes précédents ont mis en évidence un grand nombre de contraintes qui 
concernent tous les aspects physiques du système, ce qui impose deux conséquences sur la 
méthodologie qui devra être mise en œuvre pour la conception des moteurs-roues. 
Premièrement, les contraintes englobent tous les phénomènes physiques du problème (magnétiques, 
électriques, mécaniques et thermiques) ; elles sont non linéaires et les phénomènes sont couplés entre 
eux. En conséquence la méthodologie de conception des moteurs-roues devra nécessairement inclure 
une description complète de tous les éléments du système et de tous les phénomènes physiques qui y 
interviennent : on parle d’une approche système. Deuxièmement, nombre de contraintes ont des 
influences contradictoires. Par exemple, l’obtention d’un bon rendement impose d’augmenter d’une 
part les sections de cuivre pour diminuer les pertes Joule et d’autre part les hauteurs de culasse qui 
canalisent un flux variable pour réduire les pertes fer. Ainsi, l’amélioration du rendement passe par 
l’augmentation de la masse du moteur, ce qui est contradictoire avec le fait que les masses non 
suspendues d’un véhicule doivent être minimales. La méthodologie de conception des moteurs-roues 
devra donc gérer ces contradictions en faisant des compromis et des optimisations de manière à 
satisfaire au mieux toutes les contraintes de conception. 

6. Conclusions. 

 Dans ce chapitre nous avons montré pourquoi le véhicule électrique était redevenu une 
problématique d’actualité. Puis nous avons détaillé les différentes structures de véhicule électrique 
(tout électrique ou hybride) en montrant les intérêts relatifs de chaque solution, notamment la solution 
hybride série. Ensuite, en s’appuyant sur une étude paramétrique simplifiée des performances d’un 
moteur électrique (couple, rendement et échauffements), nous avons étudié les différentes possibilités 
d’implantation de celui-ci dans un véhicule électrique. Nous avons alors décrit le concept de moteur-
roue. Le dernier paragraphe a eu pour objet de recenser toutes les contraintes liées à la conception d’un 
moteur-roue. Nous avons alors montré que le nombre et la diversité de ces contraintes imposaient des 
caractéristiques particulières à un processus de conception. L’objet du prochain chapitre sera de définir 
une méthodologie de conception tenant compte de toutes les contraintes développées dans le 
paragraphe 5. En outre, l’enjeu sera aussi de développer une méthodologie qui soit la plus efficace 
possible, tant dans la phase de développement des outils d’aide au concepteur, que dans la phase 
d’utilisation des outils en vue de la recherche de solutions. 





 

Chapitre 2. Méthodologie de conception des 
moteurs-roues 

1. Introduction. 

E chapitre précédent a permis d’évaluer les contraintes de conception d’un moteur-roue. Nous 
cherchons maintenant à établir une méthodologie de conception la plus efficace possible pour 
les moteurs-roues. De plus, nous nous efforçons de montrer que la méthodologie mise en 

œuvre a une portée plus générale, notamment dans le cadre du génie électrique. Nous commençons par 
décomposer la conception en deux étapes élémentaires que nous décrivons en détail, puis nous faisons 
un bilan ordonné des différents outils d’aide à la conception et nous finissons enfin par exposer notre 
approche en vue d’une conception efficace des moteurs-roues. 

2. La conception en génie électrique. 

 A partir d’une définition de conception, nous montrons que tout processus de conception nécessite 
deux étapes. Nous décrivons ces deux étapes en recherchant comment améliorer l’efficacité de 
chacune d’elle. 

2.1. Définition de la conception. 

 On peut proposer la définition très générale suivante. La conception correspond à la définition 
d’un objet ou d’un système (ensemble d’objets) répondant à un besoin défini dans un cahier des 
charges. 
Nous retiendrons l’importance du cahier des charges qui doit nécessairement être clairement posé. 
Dans le cadre du génie électrique, le cahier des charges doit contenir la ou les fonctions à réaliser 
(conversion d’énergie électromécanique, conversion d’énergie électrique, traitement de signaux, etc.) 
et les contraintes qui reposent sur ces fonctions (caractéristiques techniques, performances, 
encombrement, mais aussi caractéristiques économiques ou écologiques, etc.). 
Par exemple un entraînement à vitesse variable sera défini par : 
− sa fonction : entraîner une charge (un véhicule, un ascenseur, un ventilateur, une pompe,..) à 

vitesse variable ; 
− les contraintes sur cette fonction : la plage de vitesse à couvrir, le couple ou la puissance devant 

être fourni par le système sur cette plage de vitesse, les cycles de fonctionnement, les limites 
thermiques, la consommation d’énergie, la source d’énergie disponible, le prix objectif, les limites 
de pollution auditive, etc. 

L 
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2.2. Les deux étapes de la conception. 

 Nous proposons le schéma de la figure 19 comme méthodologie générale de conception. Nous y 
distinguons deux grandes étapes que nous allons maintenant détailler. 

2.2.1. Choix de la structure du système à concevoir. 

 La première étape consiste en la définition de la structure répondant à la fonction décrite dans le 
cahier des charges. Il s’agit de choisir, parmi des éléments existants, celui ou l’ensemble de ceux qui 
permet de réaliser la fonction. Dans cette étape, il s’agit de rassembler des connaissances pour 
construire plusieurs solutions possibles existantes ou nouvelles et ensuite de faire un choix parmi elles. 
Cette étape repose aussi sur des notions plus abstraites et plus difficiles à formaliser telles que la 
créativité ou l’expérience. Le plus souvent, on fait appel à son expérience et à son savoir-faire ou on 
agit par similitude avec d’autres applications (plus ou moins proches) déjà traitées. En pratique, une 
revue de toutes les solutions possibles doit être réalisée et un premier choix doit être fait, a priori, en 
fonction de la satisfaction plus ou moins complète du cahier des charges. Le choix définitif ne peut 
être fait qu’après la fin de la deuxième étape. 
Pour reprendre l’exemple de l’entraînement à vitesse variable, il faut choisir un actionneur 
électromécanique, un convertisseur électronique et une stratégie de commande de l’ensemble pour 
satisfaire la fonction désirée. 
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figure 19 : organigramme général de conception. 

2.2.2. Dimensionnement de la structure choisie. 

 Une fois le choix de la structure fait, il faut déterminer les grandeurs géométriques, physiques et de 
commande du système en respectant les contraintes décrites dans le cahier des charges. Ces 
contraintes sont issues des impératifs liés au coût et aux performances imposées au système. 
Dans cette étape, le concepteur manipule des équations mathématiques liant des paramètres. Il existe 
deux types de paramètres : les paramètres Pe descriptifs d’un système (grandeurs géométriques par 
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exemple) et les paramètres Ps caractérisant le fonctionnement du système (par exemple le rendement 
d’un moteur). Il faut donc pouvoir évaluer quantitativement l’expression de toutes les variables qui 
caractérisent le fonctionnement et les qualités du système, et en particulier celles qui apparaissent dans 
le cahier des charges, en fonction des grandeurs descriptives du système. Ceci est l’opération de 
modélisation : étant donné un système décrit par ses grandeurs géométriques, physiques et de 
commande (paramètres Pe), on est capable de donner son fonctionnement par un modèle 
mathématique. Le dimensionnement correspond en fait à l’opération inverse : le cahier des charges 
définit un fonctionnement à réaliser et le concepteur doit déterminer les grandeurs descriptives du 
système. On parle ainsi de problème direct pour la modélisation et de problème inverse pour le 
dimensionnement [20]. 
Nous pouvons développer un peu plus cette idée. Le modèle de la structure à dimensionner (modèle 
structural) correspond en fait à un système (S) de Ne équations mathématiques liant les Np paramètres 
descriptifs et fonctionnels du système. Le cahier des charges impose Nc contraintes qui peuvent être 
traduites mathématiquement par Nce contraintes d’égalité et Nci contraintes d’inégalité 
( NcNciNce =+ ). Ainsi on doit résoudre un système (S’) de NeNce +  équations et de Nci 
inéquations à Np inconnues. Deux cas sont à envisager. 
Premièrement, le système mathématique (S’) n’a pas de solutions, cela correspond à un cahier des 
charges trop contraignant ou irréaliste. Deuxièmement, le système (S’) a une ou plusieurs solutions 
(voire une infinité), ce qui correspond à un cahier des charges réalisable. Alors il faut au moins trouver 
une solution, au mieux trouver la meilleure solution au regard d’un ou plusieurs critères que l’on se 
fixe arbitrairement ou qui découle naturellement du cahier des charges. Par exemple, on cherchera 
plutôt à minimiser le coût d’un moto-ventilateur de voiture alors que l’on cherchera à minimiser la 
consommation d’énergie d’un moteur installé sur un satellite. 
On retiendra donc que, s’il est nécessaire de disposer d’un modèle de la structure, l’opération de 
dimensionnement nécessite de mettre au point une méthodologie et une stratégie pour réaliser 
l’inversion du modèle et disposer ainsi d’une méthode de dimensionnement. En cela, on notera que la 
plupart des outils de Conception Assisté par Ordinateur en génie électrique (par exemple Flux2d, 
Flux3d, Saber, Spice) sont plutôt des outils de « Modélisation Assisté par Ordinateur ». Cela a déjà été 
plusieurs fois souligné et il existe maintenant des outils offrant de réelles possibilités d’aide à la 
conception, surtout dans la phase de dimensionnement [20], [21]. 
A la fin de cette deuxième étape, un choix définitif pourra être réalisé à partir des résultats de 
dimensionnement des différentes structures. 

2.3. Efficacité de la conception. 

 L’organigramme de la figure 19 montre clairement l’importance du travail à réaliser pour 
concevoir un objet. Il faut manipuler des connaissances, des équations mathématiques, faire des choix, 
élaborer des stratégies,… On comprend donc aisément qu’il faille chercher des outils aidant le 
concepteur (qui est souvent un ingénieur de bureau d’études) dans les deux étapes en automatisant la 
plus grande partie possible du travail. En même temps que cet objectif de gain de temps, on recherche 
constamment une amélioration des solutions proposées (augmentation du rendement, diminution des 
masses, diminution du coût, etc.). Ainsi on cherche très exactement à augmenter l’efficacité [22] de la 
conception. 
Il est indéniable que les ordinateurs, à travers les outils mathématiques et de traitement de la 
connaissance contribuent à augmenter l’efficacité de la conception sur les deux plans : ils peuvent 
aboutir à de meilleures solutions en mettant en œuvre divers algorithmes de recherche des solutions 
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que l’on ne peut pas gérer « manuellement » et ils permettent d’effectuer des manipulations de 
données (mathématiques entre autres) avec une rapidité indiscutable. 
Nous allons maintenant voir quels sont les outils qui peuvent améliorer l’efficacité de la conception 
dans ces deux étapes : le choix de la structure et le dimensionnement de la structure. 

3. Outils d’aide à la conception en vue de l’amélioration de son efficacité. 

3.1. Outils d’aide au choix de la structure du système à concevoir. 

 Cette étape est difficile à automatiser car nous rappelons qu’il s’agit de manipuler des 
connaissances et d’intégrer de l’expérience voire de la créativité, soit globalement de manipuler de 
l’intelligence. 
On peut simplement mettre en place des bases de données regroupant diverses solutions et leurs 
qualités respectives. Une comparaison des qualités requises par le cahier des charges avec celles de la 
base de données permet de retenir une structure [10]. 
Des outils plus évolués et naturellement plus adaptés sont ceux utilisant l’intelligence artificielle, par 
exemple les systèmes experts. On reproduit le raisonnement d’un véritable expert lorsqu’il a à choisir 
une structure parmi plusieurs possibilités. On représente les éléments du système à concevoir (par 
exemple les convertisseurs statiques et les machines électriques pour un entraînement à vitesse 
variable) par des objets (au sens informatique) et on applique à ces objets des règles permettant de les 
assembler et de faire des choix. 
Nous ne nous attarderons pas plus sur cet aspect de la conception encore peu développé et dont le 
concepteur lui-même n’a pas forcément la charge. Souvent, le choix de la structure est clairement 
imposé dans le cahier des charges et le travail le plus important reste le dimensionnement. D’autre 
part, à ce niveau de la conception, il n’est pas toujours possible de trancher entre plusieurs structures et 
seul le dimensionnement permet un choix objectif et définitif [23]. 

3.2. Outils d’aide au dimensionnement. 

 Une analyse des différentes solutions existantes amène à distinguer trois types d’outils. Ils partent 
tous de la connaissance de base qui est un modèle mathématique de la structure représentée mais ils 
diffèrent dans l’approche qu’ils ont pour « inverser » le modèle (cf. § 2.2.2). 

3.2.1. Dimensionnement par approche « procédurale ». 

 La première idée, intellectuellement la plus immédiate, est de définir une procédure qui traite les 
équations dans un ordre logique et ramène ponctuellement le dimensionnement à une suite de 
problèmes mathématiques simples ne demandant pas d’algorithmes numériques lourds (résolutions 
d’équations du premier ou du second degré à une ou deux inconnue). Pour cela, on simplifie le modèle 
mathématique et on fixe a priori certains paramètres ; ensuite de proche en proche on trouve les autres 
paramètres en faisant éventuellement des retours en arrière (des itérations) pour corriger un ou 
plusieurs paramètres en vue d’améliorer ou tout simplement de trouver une solution. Ces procédures, 
très classiques, sont abondamment décrites dans les ouvrages habituels de dimensionnement des 
machines électriques [24], [25] et dans de très nombreux articles ([26] ou [27] entre autres). 
Souvent ces procédures reposent sur une grande finesse de synthèse et beaucoup d’expérience. De plus 
une de leurs qualités non négligeable est qu’elles ne nécessitent généralement pas de point initial, 
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c’est-à-dire que l’on peut dimensionner une structure sans avoir une idée a priori de ses grandeurs 
descriptives. Cependant, elles manquent clairement d’efficacité pour deux raisons. 
Premièrement, la qualité de la solution trouvée reste souvent médiocre à cause des simplifications 
intervenues dans le modèle et des variables qui ont été fixées initialement. Ainsi ces procédures 
permettent de trouver une solution satisfaisant le cahier des charges, mais la solution est rarement 
optimale. 
Deuxièmement, si le temps mis pour trouver une solution, une fois la procédure programmée, est 
généralement court, il reste que cette approche n’a rien de générique et qu’il faut donc déterminer et 
programmer une procédure pour chaque structure à dimensionner. Par ailleurs, la solution 
dimensionnée par cette approche nécessite souvent d’être validée par un outil numérique plus précis 
que le modèle analytique sur lequel repose la procédure précédente. L’approche « procédurale » 
s’avère finalement relativement coûteuse en temps, même si elle ne fait pas forcément appel à des 
techniques mathématiques élaborées. 

3.2.2. Dimensionnement à l’aide de systèmes experts. 

 Le dimensionnement utilisant des systèmes experts [28], [29] repose sur les techniques de 
l’intelligence artificielle. L’objectif est de reproduire le raisonnement d’un expert vis à vis d’un 
problème de conception donné. Une grande partie du travail consiste donc à recueillir la connaissance 
de l’expert. Il faut ensuite la modéliser, c’est-à-dire la représenter par des règles élémentaires 
applicables à l’objet à concevoir. Le système expert sera d’autant plus efficace que le nombre de 
règles sera important. Mais la limite vient souvent du fait que ces règles finissent par se contredire et 
donc à bloquer le système. Ainsi, même si les logiciels obtenus avec les systèmes experts sont 
conviviaux et peuvent traiter les deux phases de la conception d’une structure, ils restent en général 
long de par l’utilisation d’un langage symbolique de haut niveau. 

3.2.3. Dimensionnement à l’aide d’algorithmes d’optimisation. 

 Nous rappelons que, dans le cas où le cahier des charges est réalisable, il existe le plus souvent une 
infinité de solutions à un problème de dimensionnement donné. Donc, au delà de la simple recherche 
d’une solution, l’idéal est de trouver la meilleure solution au regard d’un critère qui est en fait un 
paramètre ou une combinaison de paramètres du modèle structural (par exemple la masse totale d’un 
moteur, le coût total d’un convertisseur, le rendement du système, etc.). On parle pour ce paramètre 
particulier de fonction objectif. Dans l’espace des solutions, on recherche alors une solution optimale, 
c’est-à-dire qui rend minimale ou maximale la fonction objectif. En génie électrique, plusieurs auteurs 
[20], [21], [30], [31] ont ainsi montré l’équivalence entre un problème de dimensionnement de 
structure et un problème mathématique d’optimisation sous contraintes : avec les notations du 
paragraphe 2.2.2 de ce chapitre, il faut donc vérifier les Ne équations du modèle, les Nce contraintes 
d’égalité du cahier des charges, les Nci contraintes d’inégalité du cahier des charges et optimiser une 
fonction objectif. 
On peut schématiquement résumer cela par le système bouclé de la figure 20. Ce schéma appelle deux 
remarques. Premièrement, le dimensionnement par optimisation est toujours itératif. Il faut donc partir 
d’un point initial qui pourra par exemple être obtenu par une approche « procédurale » sommaire [21] 
et faire des itérations jusqu’à satisfaire un critère qui permet de dire si l’optimum de la fonction 
objectif a été atteint ou pas. Cette approche convient donc parfaitement au problème de l’amélioration 
d’une structure déjà existante (par exemple l’optimisation d’une gamme de machines électriques chez 
un constructeur de grandes séries). Deuxièmement, le système bouclé de la figure 20 est analogue à un 
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système électronique où l’on cherche à inverser un opérateur en l’insérant dans la chaîne de retour 
d’un système bouclé ; ici, on inverse l’opérateur « modèle », ce qui correspond à l’opération de 
dimensionnement comme il a été dit plus haut. 

Modification des Pe par
l’algorithme d’optimisation

+
−

Modification des Pe par
l’algorithme d’optimisation

Psspécifiés par
le cahier des charges

Pe obtenus par
le dimensionnement

Ps obtenus par
le dimensionnement

 

figure 20 : représentation symbolique de l’algorithme de dimensionnement par optimisation à 
l’aide d’un système bouclé. 

4. Dimensionnement par optimisation. 

 Les deux éléments de base constituant une procédure de dimensionnement par optimisation sont un 
modèle et un algorithme d’optimisation. On distingue plusieurs méthodes selon le type de modèle et 
d’algorithme d’optimisation. 

4.1. Les deux familles d’algorithme d’optimisation. 

 Il existe deux grandes familles d’algorithme d’optimisation : 
− les algorithmes stochastiques ; 
− les algorithmes non stochastiques ou déterministes. 
De nombreux auteurs ont décrit et comparé ces algorithmes. Nous nous proposons d’en faire ici un 
résumé succinct en comparant essentiellement l’efficacité qu’il peuvent conférer à une procédure de 
dimensionnement. 

4.1.1.  Les algorithmes d’optimisation stochastiques. 

 Ces algorithmes sont basés sur une analyse aléatoire de l’espace des solutions. On peut citer trois 
exemples : 
− la méthode de Monte-Carlo : on génère des combinaisons aléatoires de paramètres descriptifs du 

système ; on analyse chaque combinaison avec le modèle et on choisit celle qui optimise le 
critère ; éventuellement on affine le tir autour du point optimum ; 

− la méthode génétique : elle s’appuie sur une analogie entre la recherche d’un optimum et la 
sélection naturelle ; on crée des « populations » de la structure à dimensionner, puis on leur 
applique des opérations génétiques telles que la reproduction, le croisement ou la mutation pour 
créer de nouvelles populations ; le processus s’arrête lorsqu’une solution stable est atteinte ; 

− la méthode du recuit simulé : elle repose sur une simulation de l’opération de recuit d’un solide ; 
cette opération consiste dans le chauffage d’un solide jusqu’à la fusion de celui-ci ; puis le solide 
est refroidi pour arriver à un état optimum d’énergie ; en optimisation, on choisit un paramètre de 
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contrôle ou de chauffage analogue à la température et la fonction objectif sera l’analogue de 
l’énergie du solide ; le but est de minimiser la fonction objectif (l’énergie) en faisant décroître le 
paramètre de contrôle (la température). 

En terme d’efficacité, les algorithmes d’optimisation stochastiques présentent donc les deux avantages 
incontestables suivants. Le premier est la validité de la solution trouvée tandis que le second concerne 
la rapidité d’obtention d’un logiciel s’appuyant sur ces méthodes : 
− les procédés mathématiques sur lesquels reposent ces algorithmes ne nécessitent pas de point de 

départ physiquement cohérent, car ils évitent naturellement les optimums locaux ; en pratique, cela 
veut dire pour le dimensionnement que l’on peut se passer d’une procédure d’initialisation 
élaborée et reposant sur la physique du problème ; un simple (et rapide) tirage aléatoire des 
paramètres initiaux peut éventuellement convenir, sans compromettre la convergence de 
l’algorithme ou buter sur un optimum local ; 

− ces méthodes sont directes ; aucun calcul supplémentaire et aucune hypothèse particulière sur la 
nature mathématique du modèle ne sont nécessaires (en dehors des évaluations des différentes 
combinaisons de paramètres descriptifs de la structure) ; ainsi l’élaboration d’un logiciel reposant 
sur ces techniques d’optimisation n’impose que la programmation du modèle et de l’algorithme, 
ce qui rend cette élaboration a priori assez rapide. 

Cependant, le principal inconvénient qui limite l’efficacité des algorithmes d’optimisation 
stochastiques concerne leur rapidité d’obtention d’une solution. En effet, ces méthodes convergent 
lentement et nécessitent un grand nombre d’itérations pour aboutir à une solution. Cela signifie qu’une 
fois le logiciel programmé, les méthodes de dimensionnement utilisant ces algorithmes sont plutôt 
lentes dans l’obtention d’une solution, surtout si elles sont liées à des modèle numériques, eux-mêmes 
coûteux en temps de calcul. De plus, comme ces méthodes n’utilisent pas de critère rigoureux de 
convergence, il est très difficile de savoir avec quelle précision relative l’optimum est atteint. 

4.1.2. Les algorithmes déterministes. 

 Ces algorithmes orientent leur recherche de l’optimum à l’aide d’une information mathématique : 
la valeur de la dérivée partielle de la fonction objectif. Ainsi, l’algorithme « plonge » rapidement vers 
l’optimum le plus proche. Ces algorithmes portent aussi le nom de méthodes du gradient. Il en existe 
plusieurs, plus ou moins élaborées, convergeant plus ou moins rapidement et tenant compte ou non des 
contraintes. On trouve dans [30] une présentation détaillée de ces méthodes. D’une manière générale 
elles possèdent les trois inconvénients suivants, qui sont à mettre en parallèle avec les avantages des 
méthodes stochastiques : 
− ces algorithmes nécessitent le calcul de toutes les dérivés partielles de la fonction objectif en 

fonction de tous les paramètres dont elle dépend ; ils imposent donc un temps de calcul analytique 
et de développement important pour chaque problème ; 

− ces algorithmes peuvent converger vers des optimums locaux, ce qui impose de bien choisir le 
point initial et donc de développer une procédure dédiée à ce travail ; pour confirmer le résultat, il 
est nécessaire de réaliser plusieurs optimisations avec plusieurs points initiaux pour trouver 
l’optimum global ; 

− ces algorithmes sont applicables dans des espaces continus ; ils ne permettent donc pas de tenir 
compte directement d’éventuels paramètres discrets tels que le nombre de paires de pôles d’une 
machine. 

Les méthodes du gradient présentent en outre les deux avantages très intéressants qui suivent : 
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− elles convergent rapidement et ce d’autant plus que l’on dispose d’une expression symbolique 
exacte des dérivées partielles17, ce qui, théoriquement, est toujours possible ; ainsi, une fois le 
logiciel programmé, elles sont extrêmement rapides dans la recherche d’une solution ; 

− elles possèdent des critères de convergence exacts et on peut donc dire avec quelle précision un 
optimum est atteint ; ceci permet d’obtenir de bonnes solutions en ajustant la précision de 
convergence. 

Le tableau 4 résume les avantages et les inconvénients en terme d’efficacité de dimensionnement. 

tableau 4 : tableau comparatif des mérites des deux familles d’algorithmes d’optimisation  en 
terme d’efficacité de dimensionnement 

 Rapidité de développement 
d’un outil de 

dimensionnement 

Rapidité d’obtention d’une 
solution une fois l’outil de 
dimensionnement réalisé 

Qualité de la solution obtenue 

Algorithmes 
stochastiques 

+ -- + 

Algorithmes 
déterministes 

 
- 

 
++ 

+ 
(si on ne converge pas vers un 

optimum local) 

4.2. Les deux familles de modèles. 

 On distingue deux types de modèles que l’on va décrire et dont on va discuter l’intérêt toujours 
dans la même problématique d’efficacité de dimensionnement [22]. 

4.2.1. Les modèles analytiques. 

 Il s’agit des solutions symboliques exactes des équations physiques d’un système, en faisant des 
hypothèses simplificatrices sur la structure et les propriétés physiques de celui-ci. 
Nous citons les deux exemples suivants dans le cadre des machines électriques : 
− on peut établir l’expression exacte du potentiel vecteur dans l’entrefer d’une machine électrique 

synchrone à aimants en supposant que le stator n’est pas denté et que la perméabilité des 
matériaux ferromagnétiques est infinie ; de ce potentiel vecteur, on peut déduire toutes les 
grandeurs électromagnétiques de la machine (force électromotrice, couple, etc.) ; 

− à partir de schémas équivalents, on peut modéliser le fonctionnement macroscopique électrique, 
magnétique ou thermique18 d’un système [32] ; si ces schémas nécessitent des hypothèses fortes, 
ils permettent néanmoins d’établir symboliquement l’expression de toutes les performances. 

Les modèles analytiques présentent les avantages suivants : 
− ils sont rapides et permettent d’explorer au maximum l’espace des solutions dans un temps donné ; 
− ils permettent une grande variation de tous les paramètres du modèle dans les limites de validité de 

ses équations ; cela permet par exemple de dimensionner des moteurs de puissances très 
différentes et dont tous les paramètres varient dans de grandes proportions ; 

− leurs équations symboliques contiennent un lien explicite entre tous les paramètres et les 
phénomènes physiques qui interviennent dans le système ; cela aide le concepteur à comprendre le 

                                                      
17 On évite alors des problèmes liés à l’évaluation numérique des dérivées partielles qui appauvrissent la 
convergence de l’algorithme et par conséquent la qualité de la solution. 
18 On parle alors plutôt de schéma nodal équivalent. 
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fonctionnement intime de la machine et l’interaction entre les différents paramètres, notamment 
pour réaliser d’éventuels compromis ; 

− ils permettent de calculer l’expression symbolique rigoureuse de tous les paramètres de 
fonctionnement en fonction de tous les paramètres descriptifs du système et de toutes les dérivées 
partielles de la fonction objectif par rapport à tous les paramètres du système ; nous avons vu que 
cela s’avère particulièrement utile lorsque le modèle est lié à un algorithme du gradient et cela 
permet en outre de connaître facilement la sensibilité d’un paramètre fonctionnel à une variation 
d’un paramètre descriptif. 

En revanche, ils présentent les inconvénients suivants : 
− ils sont adaptés aux calculs de performances moyennes, mais peu aux calculs de phénomènes 

locaux ; ainsi, ils ne permettent pas (ou difficilement) de modéliser des phénomènes 
microscopiques (par exemple une saturation magnétique locale dans l’isthme d’une dent d’un 
stator de machine électrique ou le couple de détente dans une machine à aimant) ; ainsi ces 
modèles manque généralement de précision dans l’évaluation de certains phénomènes locaux ; 

− ils ne sont pas génériques ; cela implique qu’un développement complet de toutes les équations 
doit être réalisé pour chaque nouvelle machine. 

4.2.2. Les modèles numériques. 

 Ces modèles résolvent directement les équations physiques de base du système à dimensionner, 
avec un faible niveau d’hypothèses et en utilisant des algorithmes mathématiques numériques 
lourds19 ; ils fournissent des valeurs de potentiels (magnétiques, électriques ou thermiques) en tous les 
points de la structure. On déduit du potentiel les valeurs des grandeurs macroscopiques du problème 
(par exemple couple moyen, puissance ou encore température moyenne du bobinage d’une machine 
électrique). La méthode des éléments finis [33], [34] et la méthode des différences finies sont des 
exemples de méthodes numériques très utilisées et permettant la modélisation de phénomènes 
électriques, magnétiques, mécaniques ou thermiques. Ces méthodes reposent en général sur la 
décomposition de la structure en petites régions (maillage) sur lesquelles on suppose une évolution 
donnée du potentiel (évolution linéaire ou quadratique en général) ; en regroupant les équations de 
toutes les « petites » régions (les mailles) et en utilisant les conditions aux limites du problème, on 
peut trouver une valeur approchée du potentiel en tous les nœuds et par suite dans toutes les mailles de 
la structure. 
Ces modèles présentent les avantages suivants : 
− ils sont précis, car ils peuvent tenir compte de phénomènes locaux et ce d’autant plus que le 

maillage de la structure est plus fin ; 
− ils se présentent le plus souvent sous la forme de logiciels génériques dans lesquels on ne fait que 

décrire la structure géométrique et ses propriétés physiques ; ainsi le temps de développement est 
plutôt court. 

En revanche, ils présentent les inconvénients suivants : 
− ils sont lents à cause de la lourdeur des calculs mis en œuvre et du fait qu’ils nécessitent au départ 

un maillage de la structure ; 
− ils n’offrent pas de lien explicite entre les paramètres car ils se présentent comme une boîte noire 

abstraite ; aussi ces modèles ne donnent-ils que peu d’informations explicites sur la physique du 
problème ; 

                                                      
19 Il s’agit le plus souvent de l’inversion de grandes matrices. 
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− ils ne permettent pas un couplage facile des différents phénomènes physiques ; en pratique on 
dispose actuellement au mieux de couplages forts ou faibles entre deux phénomènes physiques 
(magnétiques et thermiques ou magnétiques et électriques par exemple) ; il ne s’agit pas 
nécessairement d’une limite théorique, mais dans tous les cas, les couplages ont tendance à 
allonger encore plus les temps de calcul, ce qui rend l’approche système difficile à mettre en 
œuvre avec de tels modèles. 

Le tableau 5 résume ce qui vient d’être dit quant aux mérites comparés des modèles analytiques et 
numériques dans une procédure de dimensionnement. 

tableau 5 : comparaison des modèles analytiques et numériques en terme d’efficacité dans une 
procédure de dimensionnement 

 Modèles analytiques Modèles numériques 
Facilité et rapidité de mise en œuvre - + 

Niveau d’hypothèses -- (élevé) ++ (faible) 
Possibilité d’analyse de tout le système (couplages) ++ - 

Finesse de l’analyse et précision de la solution - ++ 
Rapidité de l’analyse ++ - 

4.3. Conclusions sur le dimensionnement par optimisation. 

 D’après de ce qui a été dit précédemment, on retrouve quatre types de procédures qui ont toutes 
déjà été mises en œuvre. Nous allons les décrire et essayer de déterminer laquelle est la plus efficace. 

4.3.1. Optimisation d’une structure par modèle numérique et algorithme du gradient. 

 Ce genre d’approche [35] est très lourd car il faut évaluer les dérivées partielles numériquement ; 
l’approche est très coûteuse en calcul et la convergence n’est pas toujours facile surtout si l’on veut 
prendre en compte beaucoup de paramètres. De plus, le temps de développement est long car il 
n’existe pas à notre connaissance d’outils génériques qui formalisent cette approche. La méthode 
semble donc assez peu efficace, car : 
− elle demande beaucoup d’investissement en temps de développement (et de plus il faut 

recommencer le travail pour chaque nouvelle structure) : il faut développer une procédure pour 
trouver un point initial et programmer le logiciel qui lie un algorithme du gradient à un modèle 
numérique ; 

− le temps d’obtention de la solution est long du fait du nombre de calculs numériques à effectuer et 
ce d’autant plus que l’on on veut obtenir une solution plus précise ; 

− la qualité de la solution n’est pas toujours satisfaisante car le modèle ne tient pas compte de tous 
les phénomènes physiques, donc toutes les contraintes n’interagissent pas ensemble ; par exemple 
on peut trouver une machine électrique optimale pour la création de couple mais dont les 
échauffements ne sont pas admissibles si la modélisation thermique n’intervient pas. 

4.3.2. Optimisation d’une structure par modèles numériques et algorithmes stochastiques. 

Cette approche [21] est moins lourde que la précédente, car il n’est pas nécessaire de calculer des 
dérivées partielles. Ainsi, on peut utiliser facilement un outil générique déjà existant pour la 
modélisation numérique et le lier à un algorithme d’optimisation disponible dans des bibliothèques de 
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procédures déjà programmées, ce qui permet de réduire les temps de développement. Ceci étant, il 
reste les inconvénients suivants : 
le temps de calcul reste toujours long à cause du nombre important d’analyses par le modèle 
numérique surtout si l’on considère beaucoup de paramètres20 ; 
la précision de la solution est incertaine à cause de la méthode d’optimisation et il est difficile de 
prendre en compte la diversité physique des contraintes. 

4.3.3. Optimisation d’une structure par modèles analytiques et algorithmes stochastiques. 

Cette approche [20] permet d’utiliser un modèle décrivant le système dans sa globalité ce qui permet 
de tenir compte de toutes les contraintes du cahier des charges simultanément. Les temps de 
développement sont essentiellement limités par l’obtention d’un modèle analytique complet du 
système à dimensionner, tâche qui doit être répétée pour chaque nouvelle structure. De plus 
l’utilisation des algorithmes stochastiques demande beaucoup d’analyses par le modèle dans la 
recherche d’une solution ; la convergence reste donc longue même si elle est plus courte qu’avec les 
modèles numériques, ce qui autorise à tenir compte de plus de paramètres. L’efficacité est donc 
améliorée à la fois en temps de calcul et au niveau de la cohérence de la solution avec les contraintes 
du cahier des charges. 

4.3.4. Optimisation d’une structure par modèles analytiques et algorithmes du gradient. 

Dans cette approche, le temps de développement concerne surtout, outre l’obtention du modèle, le 
calcul de toutes les dérivées partielles. Lorsque le problème est grand (ce qui est nécessairement le cas 
si on veut modéliser tous les phénomènes physiques d’un système), le nombre de dérivées partielles 
devient extrêmement important. Deux solutions s’offrent à nous : 
renoncer à l’expression symbolique des dérivées partielles et les calculer numériquement, mais cela 
limite la rapidité d’obtention des solutions et surtout crée des problèmes numériques qui empêchent 
parfois la convergence ; au total la méthode serait plutôt lente et imprécise [36] ; 
automatiser le calcul des dérivées partielles à l’aide d’un logiciel de calcul symbolique [37] ; c’est le 
cœur de la méthodologie PASCOSMA [20] développée expérimentalement au LEG ; on dispose alors 
des dérivées partielles exactes, ce qui permet d’utiliser toute la puissance des algorithmes de gradient 
(i.e. la rapidité et la précision de convergence) ; de plus ces opérations mathématiques ne dépendent 
pas de la nature physique des équations et elles ont donc un caractère générique qui a été utilisé dans 
la méthodologie PASCOSMA ; au total tout le travail de calcul des dérivées partielles, de 
programmation de ces dérivées et de liaison avec un algorithme d’optimisation (déjà programmé et 
extrait d’une bibliothèque [38]) est automatisé selon le schéma de la figure 21. 

4.3.5. Conclusions. 

Avec la méthodologie PASCOSMA, c’est l’approche regroupant les modèles analytiques et les 
méthodes du gradient qui se montre la plus efficace car : 
le temps de développement est limité à l’obtention d’un modèle analytique de la structure, le reste des 
développements informatiques étant pris en charge automatiquement21 par PASCOSMA; 

                                                      
20 [21] annonce 48 heures de calcul sur un PC équipé d’un PENTIUM cadencé à 200 MHz pour l’optimisation 
d’une machine synchrone à aimants sur trois paramètres. 
21 On remarque au passage que l’automatisation de la programmation évite les phases de déverminage, ce qui 
accroît encore l’efficacité de la méthode. 
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le temps d’obtention d’une solution est rapide car la disposition des dérivées partielles exactes permet 
de converger en quelques itérations (quelques dizaines au plus) ; 
la qualité dépend essentiellement de celle de la modélisation qui pourra être ici la plus large et la plus 
précise possible pour tenir compte correctement de tous les phénomènes physiques. 

Modèle analytique

Edition de lien automatique avec l’algorithme
d’optimisation sous contraintes

Obtention d’un programme de dimensionnement
et d’optimisation sous contraintes

Ecriture symbolique du modèle sous la forme : j i, )Pe(fPs ij ∀∀=

Recherche automatique dans le modèle :
[ ]n,1i Pe i ∈- des paramètres d’entrée : 
[ ]m,1j Ps j ∈- des paramètres de sortie : 

Programmation automatique des j i, )Pe(fPs ij ∀∀=

Obtention d’un
programme
d’analyse

Calcul symbolique des expressions des dérivées partielles j i, 
Pe
Ps

i

j ∀∀
∂

∂

Programmation automatique des j i, 
Pe
Ps

i

j ∀∀
∂

∂
Obtention d’un
programme de

calcul de sensibilité

 

figure 21 : organigramme de génération automatique d’un programme de dimensionnement et 
d’optimisation sur la base d’un modèle analytique avec la méthodologie PASCOSMA. 

Les limites de cette approche sont celles des modèles analytiques et des algorithmes du gradient : 
il est nécessaire de pouvoir décrire tout le système par un modèle analytique et ceci n’est pas toujours 
aisé22 ; 
il faut posséder un point de départ, ce qui est facilement réalisable en développant une procédure de 
dimensionnement sommaire ; 
l’algorithme peut être berné par un optimum relatif et il ne sait pas gérer les paramètres discrets (on 
peut par exemple converger vers une solution où le nombre de pôles d’une machine électrique vaut 

                                                      
22 Par exemple il n’est pas facile décrire le comportement séquentiel de l’électronique de puissance. 
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7,56) ; là, une solution consiste à commencer l’optimisation avec des méthodes stochastiques qui 
gèrent les paramètres discrets et évitent les extremums relatifs puis de finir avec une méthode du 
gradient en fixant les paramètres discrets ; on y perdrait en temps de calcul mais on y gagnerait en 
précision de la solution. 

5. Description de la procédure retenue pour la conception des moteurs-
roues. 

La procédure que nous avons finalement retenue pour la conception des moteurs-roues est décrite sur 
l’organigramme de la figure 22. Nous avons entouré d’un trait simple les étapes qui sont réalisées une 
fois pour toutes et d’un trait double celles qui sont à refaire pour chaque nouveau cahier des charges de 
moteur-roue. 
La première partie concerne la définition de la structure. Elle est faite « à la main », car il n’existe pas 
encore d’outil disponible pour ce travail. Nous passons en revue les différentes solutions possibles 
dont on compare qualitativement les mérites respectifs afin de retenir une structure. Ce travail fait 
l’objet du troisième chapitre de ce mémoire. 
La seconde partie de dimensionnement de la structure est la plus coûteuse en temps de développement. 
Il faut établir les équations d’un modèle analytique complet de moteur-roue en tenant compte des 
phénomènes magnétiques, électriques et thermiques. C’est l’objet de la deuxième partie de ce 
mémoire. Le modèle analytique obtenu sert de base à une application de dimensionnement par 
optimisation générée par le logiciel PASCOSMA. Il faut aussi concevoir une procédure simple de pré-
dimensionnement dont l’objectif est d’avoir directement à partir du cahier des charges un premier 
système sommaire, non optimal mais physiquement cohérent, qui sert de point de départ à 
l’optimisation. 
Nous avons voulu ajouter à cela une validation des performances de la solution obtenue par 
l’optimisation en utilisant des simulations numériques. En effet, nous pensons que l’emploi des 
modèles numériques reste nécessaire à ce stade de la conception pour les trois raisons suivantes : 
− il faut vérifier que l’on n’est pas sorti des limites de validité du modèle analytique qui ne sont pas 

toujours faciles à cerner, et ce d’autant plus que l’optimisation va souvent chercher des solutions 
au voisinage de ces limites ; 

− il est bon d’évaluer le comportement microscopique du système (saturations magnétiques locales, 
démagnétisation d’un aimant, points chauds, etc.) et de déterminer des grandeurs difficiles ou 
impossibles à modéliser correctement analytiquement (couple de denture, inductances de fuites, 
etc.) ; 

− enfin, il est intéressant d’avoir des valeurs plus exactes des performances du système, donc plus 
proches de la réalité du premier prototype. 

Nous préconisons l’emploi des modèles numériques à la suite d’une optimisation sur la base des 
modèles analytiques, car le calcul numérique est long. Dans cette approche de validation, un seul 
calcul est a priori nécessaire. Nous nous fions à l’étape précédente pour la recherche de l’optimum et 
nous ne cherchons qu’à caractériser plus finement la solution obtenue sans effectuer de nouvelles 
itérations. De trop grosses erreurs entre les modèles analytiques et numériques nous amèneraient plutôt 
à revoir le modèle analytique ou les contraintes du cahier des charges pour améliorer la solution 
analytique. D’autre part, on remarque que la réalisation d’un modèle paramétré, avec lequel on 
effectue toujours les mêmes simulations, autorise une automatisation de tous les calculs numériques ; 
cela évite beaucoup de travail au concepteur. 
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6. Conclusions 

Nous avons procédé à une analyse du processus de conception que nous avons décomposé en deux 
étapes : la définition d’une structure et son dimensionnement. Nous avons passé en revue les 
principales méthodes permettant d’accroître l’efficacité du dimensionnement. Nous avons alors jeté les 
bases d’une méthodologie de dimensionnement utilisant une procédure d’optimisation sur la base de 
modèle analytique et une validation par des modèles numériques. Nous pensons que cette procédure 
s’avère extrêmement efficace, tant au niveau des développements à réaliser pour la mettre en œuvre, 
qu’au niveau de la rapidité d’obtention et de la qualité des solutions. Ce chapitre, plutôt abstrait, est 
guidé par ce seul maître mot : l’efficacité. L’objectif est d’éviter au concepteur toutes les démarches 
longues et rébarbatives pour se concentrer sur la physique du problème et l'analyse critique des 
résultats. Au total le concepteur passe plus de temps à concevoir qu’à faire des mathématiques. Cette 
approche sera validée par un exemple pratique au dernier chapitre de ce mémoire. 
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figure 22 : organigramme de la procédure proposée pour la conception de moteurs-roues. 





 

Chapitre 3. Choix de la structure de 
moteur-roue 

1. Introduction. 

OUS avons vu au chapitre 2 que la première étape de la conception correspond au choix 
d’une structure susceptible de répondre le mieux possible au cahier des charges. Nous allons 
donc rechercher un système associant un moteur électrique et un convertisseur électronique 

pouvant être intégré de façon simple dans la roue d’un véhicule électrique, en tenant compte de toutes 
les contraintes de conception exposées dans le premier chapitre. Pour faire ce choix, nous faisons une 
analyse critique des principales possibilités et nous comparons celles-ci non seulement au regard des 
performances à atteindre, mais aussi des contraintes technologiques et économiques liées à un éventuel 
développement industriel. En effet, notre objectif n’est pas seulement de déterminer un système 
performant, mais nous voulons que celui-ci puisse aboutir à des applications concrètes sur des 
véhicules. Nous montrons ainsi que le moteur synchrone sans balais à fém trapézoïdale associé à un 
onduleur de tension régulé en courant répond correctement à ces conditions. Nous abordons ensuite le 
fonctionnement du système et quelques problèmes liés à la conception générale du système. 

2. Les différentes structures envisageables. 

 Nous allons passer en revue différentes solutions envisageables. Dans la mesure du possible, nous 
ferons référence à des réalisations concrètes déjà publiées à ce jour, afin de justifier la vraisemblance 
des solutions envisagées. Pour autant, il ne s’agit pas d’une étude bibliographique exhaustive ; la 
production scientifique sur le sujet est actuellement très abondante et notre objet est plutôt d’illustrer 
différentes solutions techniques. Nous considérons ici à la fois les « vrais » moteurs-roue et les 
moteurs à proximité de la roue, et nous classons les systèmes en fonction de la nature du moteur 
utilisé. 

2.1. Systèmes utilisant un moteur asynchrone. 

 Le moteur asynchrone reste aujourd’hui encore le moteur industriel par excellence et c’est celui où 
la standardisation est la plus avancée (par exemple, les tôles utilisables sont normalisées). Pour 
fonctionner à vitesse variable à partir d’une batterie, il doit être associé à un onduleur de tension 
triphasé. 
La société GEC Alsthom [12] a développé un moteur-roue pour la traction de bus électriques hybrides. 
Le moteur est associé à un réducteur et l’ensemble est intégré dans une roue très large pour laquelle un 
pneumatique spécial a été développé (cf. figure 23). Les caractéristiques techniques du moteur sont les 
suivantes : 

N 
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− type : moteur asynchrone triphasé rapide ; 
− puissance en régime continu : 60 kW ; 
− puissance maximale : 90 kW ; 
− vitesse maximale : 9200 tr/min ; 
− couple maximal : 500 N.m ; 
− refroidissement : par circulation interne d’eau glycolée ; 
− masse du moteur : kg130≈ . 

 

figure 23 : structure du moteur-roue asynchrone développé par GEC Alsthom pour un bus 
hybride. 

Le moteur est alimenté par un convertisseur compact, totalement intégré dans un boîtier. Les 
caractéristiques techniques de ce convertisseur sont les suivantes : 
− type : onduleur de tension triphasé régulé par MLI ; 
− fréquence de la MLI : 7,5 kHz ; 
− refroidissement : par circulation interne d’eau glycolée ; 
− masse du convertisseur : kg10≈  

− volume occupé par le convertisseur : l9≈ . 

2.2. Systèmes utilisant un moteur à courant continu. 

 Le moteur à courant continu est, pour sa part, le plus simple à piloter, car on régule une seule 
grandeur qui, en plus, est continue. La régulation par un hacheur réversible en courant et en tension est 
bien maîtrisée et largement décrite dans de nombreuses références bibliographiques. L’électronique est 
relativement simple et peu coûteuse. Cette solution est la seule utilisée par les constructeurs 
automobiles réalisant des voitures électriques en série (Peugeot 106 ou Renault CLIO par exemple). 
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Mais, sur ces véhicules, le moteur n’est pas à proximité des roues. Nous avons trouvé deux exemples 
de moteurs intégrés. 
Le premier date de 1975. Il est décrit par un brevet américain et il concerne un vélo électrique. La 
structure du moteur est décrite sur la figure 24. Il s’agit d’un moteur inversé. Il n’y avait pas de 
convertisseur statique et la régulation de la vitesse était réalisée par un rhéostat.. On peut noter la 
disposition intéressante des balais tournants. 

 

figure 24 : intégration d’un moteur à courant continu inversé dans la roue arrière d’un vélo 
électrique. 

Le second est plus récent. Il concerne un projet de véhicule en self-service développé par l’INRIA [7]. 
Il s’agit de « voiturettes » sans permis à quatre roues motrices et directrices. Ces véhicules seraient 
disponibles dans les zones piétonnières au centre des villes. Chaque moteur est intégré dans un 
« ensemble de roue » composé d’un moteur de traction à courant continu de 4 kW (associé à un 
réducteur mécanique), d’un frein motorisé, d’une suspension et de différents capteurs. Le moteur est 
alimenté par un hacheur dont les caractéristiques techniques ne sont pas plus précisées que celles du 
moteur. Notons que la version future utilisera un moteur synchrone sans balais. 

2.3. Systèmes utilisant un moteur synchrone. 

 Le moteur synchrone autopiloté à rotor bobiné ou à aimants permanents est de plus en plus utilisé 
en traction. Le TGV Atlantique l’utilise depuis la fin des années 80. Il permet un fonctionnement à 
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facteur de puissance proche de l’unité et son contrôle, quoique plus compliqué que celui du moteur à 
courant continu, paraît plus simple que celui du moteur asynchrone. Nous n’avons pas trouvé 
d’exemple de moteur à rotor bobiné utilisé dans un système de moteur-roue. A l’inverse, le moteur 
synchrone à aimants permanents est le moteur le plus utilisé pour ce type (Magnet Motors en 
Allemagne, Hydroquebec-M4 au Quebec, [9], [39]). Par exemple, la société Hydroquébec 
(l’équivalent québécois d’E.D.F) a dépensé 30 millions de dollars canadiens pour le développement 
d’un moteur-roue synchrone à aimants. Nous présentons ici trois exemples. 
Le premier concerne le véhicule du projet IZA développé dès 1991 par la Compagnie Electrique de 
Tokyo [39]. Il s’agit d’une voiture de tourisme tout électrique. Les caractéristiques techniques du 
moteur sont les suivantes : 
− type : moteur synchrone à aimant et à rotor inversé à attaque directe ; 
− type d’aimants : aimants Sm-Co ; 
− puissance continue : 6,8 kW ; 
− couple continu : 52 N.m ; 
− puissance maximale : 25 kW ; 
− vitesse maximale : 1540 tr/min (soit 180km/h pendant 3 min) ; 
− couple maximal : 425 N.m (pendant 20 s) ; 
− masse du moteur : kg33 . 
Le moteur est alimenté par un onduleur de tension régulé en courant, de masse 22 kg, lui-même 
alimenté par 24 batteries de type Ni-Cd de 100 A.h connectées de manière à fournir une tension de 
288 V. Aucun renseignement supplémentaire n’est communiqué sur l’alimentation du moteur. Notons 
que l’autonomie mesurée du véhicule, à la vitesse stabilisée de100 km/h sur un parcours plat, est de 
270 km. 
Le second système concerne le véhicule solaire AURORA développé par l’Université Technologique 
de Sydney pour le Challenge Mondial Solaire Darwin – Adélaïde. [40] donne uniquement des 
précisions sur le moteur, dont les caractéristiques techniques sont les suivantes : 
− type : moteur synchrone à aimant Nd-Fe-B, à flux axial et à enroulements statoriques dans 

l’entrefer23 ; 
− puissance continue : 1,8 kW ; 
− puissance maximale : kW8,13×  (pendant 72s) ; 

− vitesse moyenne : 1060 tr/min (soit 100 km/h) ; 
− vitesse maximale : 1380 tr/min (soit 130km/h) ; 
− couple nominal : 16,2 N.m ; 
− couple maximal : 30 N.m (limite thermique dont la durée n’est pas précisée) ; 
− rendement à la vitesse moyenne : 97,5 % ; 
− masse totale du moteur : 8,3 kg. 
La figure 25 montre l’intégration du moteur dans la roue, sans réducteur. Les performances de ce 
moteur sont excellentes, mais celui-ci reste essentiellement adapté à un véhicule solaire. Par exemple, 
le comportement mécanique du moteur en environnement difficile (routes cahoteuses, chocs contre 
des obstacles tels que les trottoirs…) n’est pas connu. 

                                                      
23 Le stator est réalisé sans matériaux ferromagnétiques ; les seules pertes du moteur sont localisées dans le 
bobinage : les pertes par effet Joule classiques et les pertes supplémentaires par courant induit. 
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figure 25 : structure schématique du moteur synchrone à aimants, à flux axial et à enroulements 
dans l’entrefer, développé pour le véhicule AURORA. 

 

figure 26 : moteur-roue développé par le LEEI pour la traction d’un véhicule solaire. 

Pour une application similaire le LEEI à Toulouse (France) a développé un moteur-roue à aimant 
permanent (cf. figure 26) . Les caractéristiques techniques du moteur sont les suivantes : 
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− type : moteur triphasé à entrefer radial ; 
− nombre de pôles : 22 ; 
− nombre d’encoches : 18 ; 
− type d’aimants : aimants Nd Fe B frittés (Br = 1.25T) ; 
− longueur sur l'axe : 114 mm ; 
− diamètre extérieur : 240 mm ; 
− poids en ordre de marche : 14 kg ; 
− couple nominal : 20 N.m. 
Les caractéristiques techniques du convertisseur sont les suivantes : 
− type : onduleur de tension fournissant des créneaux de courant de 120° ; 
− type d’interrupteurs de puissance : transistors IGBT ; 
− fréquence de découpage MLI : 15Khz ; 
− rendement : 97% (le point de fonctionnement de ce rendement n’est pas précisé) 
− tension alimentation continue : 144 V ; 
− courant maximal : 100A. 

2.4. Systèmes utilisant un moteur synchrone à réluctance variable. 

 Il existe de nombreux types de moteurs à réluctance variable. Pour ce qui est des moteurs purement 
à réluctance, on peut citer les moteurs à bobinages dentaires, que l’on appelle aussi à double saillance 
[41], et les machines à bobinage globaux. Les moteurs à réluctance peuvent également associer des 
aimants : ce sont les moteurs à réluctance hybrides [42]. Enfin, ces moteurs, comme les autres peuvent 
être à flux radial ou axial. Ils sont souvent alimentés comme les moteurs synchrones sauf pour le 
moteur à double saillance qui est alimenté en courants unidirectionnels par des demi-ponts 
asymétriques. 
Le moteur à réluctance variable a été envisagé par la société Radio Energie pour la traction d’un vélo 
électrique [43]. Par ailleurs, [41] propose une comparaison entre un moteur synchrone à réluctance 
variable à double saillance et un moteur synchrone à aimant en prenant comme application un moteur 
de puissance maximale de 26 kW de 2500 tr/min à 10000 tr/min pour un véhicule léger urbain. 
Nous avons trouvé une seule référence concernant un moteur-roue. Il s’agit du travail mené par l’IGE 
dans le cadre d’un contrat avec la Direction Générale de l’Armement sur un moteur triphasé de type 
vernier (12/16), hybride et à flux axial. La figure 27 précise la structure du moteur. Les performances 
prévues par la simulation d’un prototype de faible puissance sont les suivantes : 
− puissance continue : 2 kW ; 
− couple continu : 32 N.m ; 
− vitesse maximale : 600 tr/min ; 
− couple maximal : 90 N.m ; 
− rendement à la vitesse maximale : 90 %. 
− masse des parties actives du moteur : 10,4 kg ; 
− masse d’aimants Nd-Fe-B : 0,9 kg. 
Le moteur est alimenté par un onduleur de tension triphasé régulé en courant, lui-même alimenté par 
une batterie de tension 120 V. 
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figure 27 : structure d’un moteur-roue hybride et à flux axial. 

3. Comparaison des différentes structures possibles. 

 Pour comparer le plus objectivement possible les différentes structures considérées ci-dessus, nous 
définissons d’abord des critères représentant le mieux l’aptitude d’une machine électrique et 
éventuellement de son convertisseur à être intégrés dans un moteur roue. 

3.1. Définition de critères de comparaison. 

 Nous regroupons les différents critères en quatre familles. 

3.1.1. Les performances du systèmes. 

 Les critères concernant les performances du système se déduisent naturellement des contraintes 
développées au paragraphe 5 du chapitre 1. 
Le moteur doit avoir un couple massique et une puissance massique élevés pour au moins deux 
raisons. Premièrement, le moteur doit fournir un couple important afin d’assurer les phases de 
démarrage en pente ou de fortes accélérations, et ce, en évitant d’insérer un réducteur (car il augmente 
l’encombrement et la masse du système, il complique l’intégration dans une roue et il est source de 
bruit). Deuxièmement, le système doit être le moins lourd possible afin de ne pas détériorer la tenue de 
route et l’autonomie du véhicule. 
Le moteur et le convertisseur statique doivent posséder un rendement élevé sur toute la plage de 
fonctionnement pour obtenir la meilleure autonomie. Il faut également limiter les pertes Joule du 
moteur à couple élevé afin de ne pas compliquer le refroidissement du moteur ; par exemple, il n’est 
guère envisageable de refroidir le rotor par circulation de fluide. 
La réversibilité du système est intéressante dans la mesure où elle autorise un ralentissement 
récupératif. L’autonomie du système est ainsi accrue et, de plus, le système de freinage peut être sous-
dimensionné, ce qui permet de réduire les échauffements au voisinage du moteur. 
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Les vibrations mécaniques du système doivent être maîtrisées afin de réduire les problèmes de 
nuisances sonores et de fatigue mécanique. 
Enfin, le facteur de puissance du moteur doit être le plus élevé possible pour éviter un sur-
dimensionnement du convertisseur statique. 

3.1.2. L’aptitude du système à être intégré dans une roue. 

 Les paramètres de cette famille caractérisent la facilité d’intégration mécanique du moteur et 
éventuellement du convertisseur dans une roue. 
D’abord, le moteur doit avoir une largeur restreinte, afin d’être totalement couvert par la jante et le 
pneumatique ; ainsi il est protégé de chocs extérieurs (notamment latéraux). Cela implique par 
exemple que la longueur des têtes de bobines doit être réduite au maximum. 
Même si cela n’est pas obligatoire, il est intéressant d’inverser la structure (le rotor est alors extérieur), 
car cela simplifie grandement le montage du moteur en l’absence de réducteur24 : on monte la jante 
directement sur le rotor. 
Il faut éviter les contacts tournants et autres joints tournants, dont la maîtrise est rendue plus difficile 
lorsque le rotor est solidaire de la jante et qu’ils sont susceptibles de subir des mouvements verticaux 
et horizontaux selon l’état de la route. 
Enfin, il est intéressant de disposer d’un espace libre à l’intérieur du moteur, permettant ainsi 
d’intégrer le convertisseur statique si son volume est faible. Les connexions du système sont alors 
réduites à une alimentation de puissance continue (composée de deux fils) et un bus conduisant les 
signaux de commande et de contrôle du dispositif. 

3.1.3. La sécurité et la fiabilité du système. 

 La sécurité et la fiabilité du système sont des critères très importants. En effet, ils conditionnent 
d’une part celles du véhicule complet et ils permettent d’autre part de diminuer les coûts de 
maintenance. 
L’expérience de fabrication ainsi que la maturité de la technologie diminuent a priori les risques 
potentiels de problèmes imprévus. Ceux-ci sont liés entre autres à l’utilisation de nouveau matériaux 
dont l’évolution des caractéristiques avec le temps n’est pas bien connue ou à la mise au point de 
nouveaux processus de fabrication. 
Il existe aussi des problèmes liés à la structure même du système. Par exemple les machines à aimants 
sont toujours excitées lorsque les aimants sont aimantés. La machine se comporte donc en génératrice 
dès que le moteur tourne, ce qui implique un risque potentiel au niveau du convertisseur. 
Enfin la maintenance du système doit être simple. Toute les parties susceptibles d’être détériorées 
doivent être accessibles et réparées ou changées simplement et rapidement. 

3.1.4. Le coût du système. 

 Le dernier point concerne le prix de revient du moteur. Il faut considérer deux facteurs : 
− le coût des matériaux qui est incompressible ; 
− le coût du montage qui peut éventuellement varier selon le mode de production25 et les quantités à 

produire. 

                                                      
24 Dans les structure inversées, on peut éventuellement intégrer un réducteur planétaire et on obtient alors deux 
cylindres tournant en sens inverse ; cela nécessite d’enfermer l’espace entre la jante et le rotor afin de ne pas 
gêner la rotation et de ne pas abîmer ces deux parties. 
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3.2. Comparaison des structures. 

 Une fois définis, les critères ci-dessus nous permettent de comparer les systèmes décrits au 
paragraphe 2 de ce chapitre. 

3.2.1. Systèmes utilisant un moteur asynchrone (MAS). 

 Le principal avantage du MAS est que le milieu industriel posséde une expérience et une maîtrise 
de fabrication inégalée, ce qui plaide en faveur d’une bonne fiabilité. De plus le coût du moteur à cage 
d’écureuil est faible. Néanmoins, les performances du MAS sont relativement réduites. Il présente un 
faible couple massique. Le rotor est toujours source de pertes Joule ; ceci complique le refroidissement 
et détériore le rendement. Pour obtenir un bon couple au démarrage, il faut utiliser une commande 
vectorielle du flux du moteur ; la commande de l’onduleur est alors plus difficile à mettre en œuvre, 
surtout si on veut obtenir une bonne fiabilité, et le coût du convertisseur augmente. Souvent, le moteur 
doit être associé à un réducteur, ce qui diminue le rendement et augmente l’encombrement et le bruit. 
La réversibilité du système est limitée par la nécessité de fournir en permanence de la puissance 
réactive. 

3.2.2. Systèmes utilisant un moteur à courant continu (MCC). 

 Le MCC bénéficie lui aussi d’une grande expérience de conception et de fabrication. Son 
alimentation est simple, fiable et peu coûteuse. La réversibilité du système est très simple à réaliser. Le 
moteur peut fournir un couple élevé dès le démarrage. Pour autant, les inconvénients de cette solution 
sont bien connus. Ils proviennent essentiellement du système balai/collecteur. La chute de tension au 
collecteur détériore le rendement et le contact tournant limite la vitesse de rotation et impose une 
maintenance régulière. De plus, le collecteur augmente la masse et l’encombrement du moteur (surtout 
en largeur). Ainsi, la puissance massique reste limitée et l’intégration dans une roue est difficile. Le 
collecteur représente en outre un surcoût incompressible. La présence d’un enroulement au rotor 
complique le refroidissement du cuivre et exclut quasiment de placer le rotor à l’extérieur (sauf à 
mettre des balais tournants comme sur la structure de la figure 24). 

3.2.3. Systèmes utilisant un moteur synchrone (MS). 

 Il existe deux types de MS : les moteurs synchrones à rotors bobinés (MSRB) et les moteurs 
synchrones à aimants permanents (MSAP). Les conclusions sont très différentes pour les uns et pour 
les autres. 
Un avantage du MSRB est de pouvoir régler très facilement le flux inducteur. Cela permet 
d’augmenter simplement la plage de vitesse du moteur en diminuant le courant d’excitation, c’est-à-
dire en diminuant le flux d’excitation. Malheureusement, ces moteurs nécessitent des contacts 
tournants, ce qui limite les possibilités d’intégration dans une roue. Comme pour le moteur à courant 
continu, le refroidissement des bobinages rotoriques est compliqué. 
Le MSAP ne possède pas ces inconvénients provenant d’un bobinage tournant. Si les aimants ont une 
forte densité d’énergie (aimants terre-rare de type Nd-Fe-B ou Sm-Co) et que le moteur est alimenté 
par des créneaux de courant, il permet de fournir un couple massique élevé. Le rendement lui aussi est 
élevé, car on obtient une forte induction dans l’entrefer et il n’y a pas de pertes au rotor. Le seul 

                                                                                                                                                                      
25 Par exemple, le prix du cuivre bobiné manuellement est beaucoup plus élevé que le prix du cuivre bobiné 
automatiquement ; mais il faut que le bobinage du moteur soit adapté. 
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inconvénient de ce type de structure est que l’induction dans le fer ne varie pas sinusoïdalement et que 
cela provoque des pertes fer supplémentaires à vitesse élevée. Cependant, en attaque directe, la vitesse 
de rotation des roues reste relativement basse quelque soit le type de véhicule (< 500 tr/min). 
Remarquons enfin que la structure du moteur est simple ce qui signifie que les coûts de fabrication 
devrait être relativement limités. 

3.2.4. Systèmes utilisant un moteur à réluctance variable (MRV). 

 Nous considérons deux types de MRV : les moteurs à double saillance (MRVDS) et les moteurs 
hybrides (MRVH). 
Les premiers présentent de nombreux avantages. D’abord la structure est très simple : le stator possède 
un bobinage concentré (très simple à réaliser) et le rotor, homogène, ne supporte ni bobinages ni 
aimants. La construction (bobinage, équilibrage du rotor…) est facile donc peu onéreuse. D’un point 
de vue énergétique, les têtes de bobine sont courtes (à cause du bobinage concentré) et le coefficient 
de remplissage élevé, ce qui limite les pertes par effet Joule souvent plus faible que dans les MSA 
[41]. En revanche, du fait que les variations de l’induction sont non sinusoïdale, les pertes fer sont 
relativement élevées (comme pour les MAS à fém trapézoïdale). L’alimentation du moteur peut être 
réalisée par un onduleur en demi-pont asymétrique, car les courants dans le moteur sont 
unidirectionnels. Cela confère à ces moteurs une bonne sécurité de fonctionnement, car les trois phases 
sont indépendantes. Le gros problème de ces structures vient du bruit qui est créé, notamment à cause 
des ondulations de couple. De par le principe même de production du couple, celui-ci est pulsatoire, et 
il l’est d’autant plus que la vitesse est élevée, car, alors, on ne peut plus réguler le courant pour 
compenser les ondulations. Par ailleurs le couple maximal reste sensiblement plus faible que celui que 
l’on peut obtenir avec une MSA utilisant des aimants Nd-Fe-B. 
L’insertion des aimants dans les structures hybrides permet d’augmenter le couple en renforçant 
l’induction dans l’entrefer de la machine. On arrive donc à de bonnes performances de couple et de 
rendement. Les problèmes viennent des risques important de désaimantation des aimants et aussi de la 
fabrication du moteur rendue difficile par l’intégration des aimants dans les plots du rotor. De plus 
comme les MRVDS, elles fournissent un couple assez fortement pulsatoire. 

3.2.5. Conclusion. 

 Le tableau 6 fait la synthèse de l’analyse des quatre paragraphes précédents.  

tableau 6 : analyse synthétique des avantages et des inconvénients de chaque structure de 
moteur-roue au regard des critères définis au § 3.1. 

 MAS MCC MSRB MSA MRVDS MRVH 
Performances -- - + +++ ++ ++ 

Intégration - -- -- ++ + ++ 
Sécurité et fiabilité + - + + + + 

Coût + + - + ++ - 
Appréciation globale - --- - +++++++ ++++++ ++++ 

 
Il ressort du tableau ci-dessus que les moteurs synchrones à aimant et ceux à réluctance variable à 
double saillance sont les mieux placés. Nous retiendrons le moteur synchrone à aimants permanents (à 
haute densité d’énergie) alimenté par des quasi créneaux de courant, car il possède les meilleures 
performances utiles pour réaliser un moteur-roue : notamment il possède un très bon rendement et peut 
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atteindre des couples très élevés. Ainsi, il n’est pas utile d’utiliser un réducteur et l’intégration est plus 
aisée. Le refroidissement du stator, ne pose pas non plus de problème particulier. L’alimentation et la 
régulation du couple est relativement simple par MLI. Le MSAP présente en plus l’avantage sur le 
MSRVDS de pouvoir facilement fonctionner en génératrice et de présenter moins de vibrations, ce qui 
limite le bruit. Enfin, le prix du moteur, plus élevé que pour les MSRVDS est lié aux aimants et au 
bobinage. Mais les aimants Nd-Fe-B sont maintenant disponibles pour des prix intéressants (600 F/kg 
en Chine) et les spécialistes du métier admettent que le bobinage du moteur peut être automatisé si la 
polarité n’est pas trop grande (inférieure à une vingtaine de pôles). Néanmoins, on retiendra qu’une 
contrainte importante de dimensionnement du moteur sera de minimiser la masse d’aimants 
permanents. 

4. Principe de fonctionnement du moteur synchrone sans balais – Eléments 
de conception générale. 

 Dans ce paragraphe, nous décrivons d’abord la constitution du moteur et de son alimentation, ainsi 
que le principe de production de couple dans le MSSB. Ensuite, nous présentons quelques solutions à 
des problèmes de conceptions générales : le choix du type de bobinage, le choix des matériaux, la 
réduction des ondulations de couple, le choix et le positionnement des capteurs de position ou encore 
le choix des interrupteur de puissance. 

4.1. Constitution du système. 

 Nous allons détailler successivement la constitution du moteur et de son alimentation. 

4.1.1. Constitution du moteur. 

 La figure précise les formes géométriques du rotor et du stator du moteur. 

rotor

aimant

stator
dents

droites

 

figure 28 : structure géométrique du rotor et du stator d’un moteur synchrone sans balais à 
structure inversée. 
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Le rotor extérieur du moteur est constitué d’une culasse en acier ferromagnétique doux, à l’intérieur de 
laquelle sont collés 2.p aimants26 en tuile de type Nd-Fe-B. Etant donné leurs positions, les aimants ne 
risquent pas d’être décollés par la force centrifuge. Cependant, on peut éventuellement les protéger de 
la corrosion et maîtriser leur position angulaire en les frettant. La frette doit alors être amagnétique et 
non conductrice, de façon à éviter de créer un couple asynchrone et des pertes électromagnétiques. 
Le stator est constitué de tôles magnétiques isolées entre elles. Le bobinage triphasé est réalisé en fil 
rond afin de minimiser la taille des têtes de bobines et les dents sont droites. Nous reviendrons plus 
loin sur le choix du nombre d’encoches par pôle et par phase et sur le type de bobinage. Une 
imprégnation globale du stator permet de protéger le bobinage. 

4.1.2. Alimentation du moteur. 

 Le moteur est alimenté par un onduleur de tension régulé en courant par Modulation de Largeur 
d’Impulsion (MLI) conformément au schéma de la figure 29. L’onduleur de tension produit des quasi-
créneaux de courant tels que ceux représentés sur la figure 30. On remarque qu’il existe six séquences 
élémentaires de conduction de l’onduleur. Pendant chacune d’elles, deux transistors conduisent le 
courant I, de telle sorte qu’une phase du moteur est parcourue par le courant I+ , une seconde par le 
courant I−  et une troisième n’est pas alimentée. 
La fréquence de ces courants est directement commandée à partir de l’information de vitesse du rotor 
qui est donnée par les capteurs de position, de telle sorte que la condition de synchronisme, nécessaire 
à la production d’un couple moyen non nul dans une machine synchrone, est toujours respectée. Pour 
cette raison, on dit que le moteur est autopiloté. 
L’amplitude des courants dans chaque phase est régulée à partir de leurs mesures et d’une consigne 
qui dépend du couple que l’on demande au moteur de fournir. On peut réduire le nombre de capteurs 
de courant à deux si le moteur est connecté en étoile. Si on supprime le capteur sur la troisième phase, 
on dispose toujours de 

mes1i  et 
mes2i  ; on peut en déduire 

mes3i  par la relation ( )
mesmesmes 213 iii +−= . 

A priori, en fonctionnement normal, on peut même utiliser un seul capteur de courant que l’on place 
soit sur une phase soit sur le bus continu de la batterie. Dans le premier cas, on ne peut pas faire une 
régulation correcte des courants dans les deux autres phases en cas de défaut car on n’est pas capable 
de les reconstruire. Dans le second cas, on peut reconstruire les trois courants, mais la logique 
nécessaire implique un surcoût qui dépasse l’économie du capteur. A ce jour, le bon compromis entre 
le coût et la simplicité de la commande correspond à l’utilisation de deux capteurs sur deux phases du 
moteur. 
Pendant une séquence élémentaire d’autopilotage (cf. figure 30), la régulation du courant est réalisée 
en ouvrant et fermant à haute fréquence un des deux transistors de conduction. Les phases du moteur 
étant inductives, le courant croît faiblement lorsque le transistor conduit et décroît faiblement lorsque 
le transistor ne conduit plus. Il apparaît donc une ondulation du courant dont l’amplitude est 
intimement liée à la valeur de l’inductance cyclique par phase et à la fréquence MLIF  de hachage27. 
L’inductance cyclique des moteurs synchrones à aimants étant a priori faible (à cause de la valeur 
importante de l’entrefer efficace), cette ondulation peut s’avérer gênante. Deux solutions sont 
possibles. La première consiste à augmenter au maximum la fréquence MLIF , mais cela risque 
d’entraîner des pertes par commutation importantes dans l’onduleur. La seconde consiste à augmenter 
                                                      
26 On note p le nombre de paires de pôles. 
27 Le calcul analytique de l’amplitude des ondulations de courant dues au hachage est effectué au paragraphe 
4.6.1 de ce chapitre. 



Choix de la structure de moteur-roue 

 93

artificiellement l’inductance du moteur en rajoutant une inductance en série avec chaque phase du 
moteur. Cependant, cette solution présente l’inconvénient d’augmenter le volume du système et d’en 
réduire sa dynamique. De plus, la commutation d’une phase sur l’autre, au changement de séquence 
d’autopilotage, est d’autant plus ralentie que l’inductance cyclique est élevée ; cette situation crée des 
ondulations de couple supplémentaires [44]. 

régulateur des courants
du moteur 1i

2i

3i

signaux des

capteurs de position

signaux de commande des transistors

signaux des capteurs de courant

T1 T2 T3

T4 T5 T6

D1 D2 D3

D4 D5 D6

C1 C2 C3

 

figure 29 : schéma de principe de l’alimentation du moteur synchrone sans balais à fém 
trapézoïdale. 

4.2. Production du couple dans le moteur synchrone à aimant à fém trapézoïdale 
alimenté par des quasi-créneaux de courant. 

 Idéalement, les forces électromotrices du moteur sont trapézoïdales (cf. figure 30). La puissance 
électromagnétique instantanée du moteur vaut [45] : 

( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( )ti.teti.teti.tetp 332211em ++=  (55) 
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En négligeant les pertes mécaniques et les pertes fer, cette puissance peut aussi s’exprimer par la 
relation suivante : 

( ) ( ) ( )t.tCtp motmotem Ω=  (56) 

où motC  et motΩ  sont respectivement le couple et la vitesse du moteur. 

i1

I

-I

I

-I

I

-I

p
.2 π

p.3
.2 π

p.3
π

e1

i2 e2

i3 e3

E

-E

rsθ

rsθ

rsθ

 

figure 30 : allures des courants fournis par l’onduleur de tension régulé en courant dans les trois 
phases du moteur. 

En régime permanent, on peut supposer que la vitesse est sensiblement constante ; le couple vaut 
alors : 

( ) ( )
mot

em
mot

tptC
Ω

=  (57) 

L’allure du couple fourni par le moteur est donc identique à celle de la puissance électromagnétique. 
On peut montrer que la largeur angulaire du plateau de la fém est égale à la largeur angulaire de 
l’aimant aθ . Or, si la largeur angulaire du plateau de la fém est supérieure ou égale à celle du plateau 

du courant, i.e. 
p.3
.2 π , et que, de plus, le fondamental du courant ( )ti1  est en phase avec le fondamental 

de la fém ( )te1 , alors les plateaux du courant et de la fém d’une même phase sont en concordance (cf. 
figure 31) et le couple électromagnétique instantané est constant et vaut : 

( ) 0et
p.3
.2siI.E.2tC,t e/ia

mot
mot =θ

π
≥θ

Ω
=∀  (58) 
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en notant e/iθ  le déphasage du fondamental du courant par rapport au fondamental de la fém et E 
l’amplitude du plateau. 
Si ces deux conditions ne sont pas réalisées, alors les plateaux du courant et de la fém d’une même 
phase ne sont plus en concordance ; cela provoque des ondulations du couple du moteur en même 
temps qu’une réduction de sa valeur moyenne. La figure 31 montre les deux cas possibles : celui où le 

plateau de la fém est trop petit, i.e. 
p.3
.2

a
π

≤θ , et celui où les fondamentaux du courant et de la fém 

d’un même enroulement ne sont pas en phase, i.e. 0e/i ≠θ . 

2
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figure 31 : allures idéales des fém, des courants et du couple électromagnétique d’un moteur 
synchrone à aimants alimenté par des créneaux de courant selon les valeurs de θa et θe/i. 
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L’angle e/iθ  est donné par les capteurs de position dont les informations commandent la commutation 
des transistors. Pour cette raison, on parle aussi d’angle d’autopilotage. En modifiant la position des 
capteurs, on règle cet angle de façon à obtenir un couple moyen maximal et des ondulations de couple 
minimales. Il faut noter que si l’angle est mal choisi, le moteur peut ne pas démarrer car il est dans une 
position où le couple instantané est trop faible. Pour les petits moteurs, on peut l’aider à démarrer, 
mais on remarque que le courant continu absorbé par l’onduleur oscille ; il peut prendre des valeurs 
maximales instantanées élevées et détériorer les transistors de l’onduleur. On remarque que le réglage 
de l’angle d’autopilotage est l’analogue du calage des balais pour un moteur à courant continu. 

4.3. Ondulations de couple. 

 Nous avons vu au paragraphe 3.1.1 de ce chapitre qu’il faut limiter les ondulations de couple dans 
un système de moteur-roue, car elles participent à la création de bruit et provoquent des problèmes 
mécaniques. Dans les moteurs synchrones à aimants, il existe deux types d’ondulations de couple. 

4.3.1. Ondulations de couple dues à l’alimentation du moteur. 

L’alimentation du moteur est une première cause d’ondulations du couple moteur. Au paragraphe 4.2 
nous avons montré l’influence de l’angle d’autopilotage à ce sujet. 
Par ailleurs, la commutation d’une phase sur l’autre entre deux séquences élémentaires d’autopilotage 
peut aussi provoquer des ondulations. En effet, la commutation du courant I ou I−  d’une phase vers 
une autre affecte le courant dans la troisième phase qui, a priori, n’est pas concernée par la 
commutation. Par une étude analytique simplifiée, négligeant l’influence de la résistance d’une phase, 
[44] montre qu’il existe trois régimes de fonctionnement selon les valeurs relatives de la fém E du 
moteur et de la source d’alimentation batU . Nous donnons dans chaque cas l’ondulation de couple : 

− 
4

U
E bat<  - régime des basses vitesses : 

2
E

U

4
E

U

C
bat

bat

−

−
=∆  ; 

− 
4

UE bat>  - régime des hautes vitesses : 
⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ −

−
=∆

1
E

U
.2

4
E

U

C
bat

bat

 ; 

− 
4

UE bat=  - régime intermédiaire particulier où le courant de la phase qui n’est pas concernée 

par la commutation n’est pas affectée : 0C =∆ . 

4.3.2. Ondulations de couple dues à la structure du moteur. 

 La structure du moteur affecte évidemment la forme du couple instantané produit par le moteur. 
Nous avons déjà vu précédemment que l’aimant devait avoir une ouverture angulaire suffisante pour 
ne pas créer des « creux » de couples. 
Un autre facteur extrêmement important est l’influence de la denture du stator. Celle-ci crée un effet 
de réluctance. Le couple total est alors composé d’un couple principal, provenant de l’interaction des 
conducteurs avec les aimants du rotor, et d’un couple de réluctance, provenant de l’interaction des 
conducteurs et des dents statoriques. Lorsque le moteur est à vide, le couple total se réduit au couple 
de réluctance ; on parle de couple de détente. 
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4.3.3. Réduction des ondulations due à l’effet de réluctance. 

 Nous proposons des solutions pour « filtrer » le couple de réluctance. Pour caractériser chacune des 
méthodes, nous utilisons un calcul numérique reposant sur la méthode des éléments finis [33]. Ainsi 
nous modélisons correctement l’effet de denture et les non-linéarités des matériaux magnétiques. Le 
moteur considéré est le « moteur 30 kW », dont les caractéristiques géométriques et physiques sont 
précisées dans l’annexe 1. 
Avant d’aller plus loin, nous présentons la méthode utilisée pour calculer numériquement le couple 
instantané. 

4.3.3.1 Notions de couple statique et de couple dynamique. 

 Lorsque le moteur est autopiloté, nous avons vu qu’il existe six séquences élémentaires qui sont 
résumées dans le tableau 7. 

tableau 7 : valeurs des courants pour les six séquences élémentaires d’autopilotage d’un moteur 
synchrone à aimants alimenté par des créneaux de courants. 

séquence n °1 n °2 n °3 n °4 n °5 n °6 

1i  0 I+  I+  0 I−  I−  

2i  I−  I−  0 I+  I+  0 

3i  I+  0 I−  I−  0 I+  

 
D’un point de vue électromagnétique, ces six séquences sont strictement équivalentes. En effet, entre 

deux séquences successives, les courants statoriques sont décalés d’un angle électrique valant 
3
π  et le 

rotor tourne d’un angle mécanique valant 
p.3

π . Nous pouvons donc calculer le couple instantané sur 

une période électrique lorsque le moteur est alimenté conformément à une séquence élémentaire, par 

exemple 
⎪⎩

⎪
⎨
⎧

+=
−=

=

Ii
Ii

0i

3
2
1

. Le couple obtenu est appelé couple statique. Idéalement, le couple statique 

correspondant à la séquence considérée vérifie la relation suivante : 

( ) ( ) ( )[ ]
mot

13
stat

tete.ItC
1 Ω

−
= . (59) 

Le couple statique est donc trapézoïdal ; son amplitude vaut 
Ω

I.E.2  et la largeur de son plateau vaut 

2
aθ . 

Pour les six séquences élémentaires, on obtient six couples statiques équivalents décalés de 
p.3

π . La 

figure 32 montre alors l’allure des couples statiques pour les trois cas déjà considérés au paragraphe 
4.2. 
Lorsque le moteur est autopiloté et que l’on néglige l’influence des commutations d’une phase à 
l’autre (cf. §4.3.1), le couple instantané, que l’on appelle aussi couple dynamique, peut-être construit à 
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partir des couples statiques : on passe instantanément de l’un à l’autre lorsque l’on change de séquence 
d’autopilotage (cf. figure 32). 
Nous en déduisons une méthode pour calculer numériquement le couple dynamique du moteur. Nous 
calculons d’abord le couple statique d’une séquence donnée. Nous choisissons ensuite l’angle 
d’autopilotage tel que les ondulations du couple dynamique soient minimales et le couple moyen 

maximal. Enfin nous reproduisons six fois une portion du couple statique de largeur angulaire de 
3
π  

électrique définie par l’angle d’autopilotage. 

Cas optimal : 0et
p.3

.2
i/ea =θ

π
≥θ Cas où : 0et

p.3
.2

i/ea =θ
π

<θ Cas où : 0et
p.3

.2
i/ea ≠θ

π
≥θ

Couple statique pour la séquence n°1

Couple statique pour les autres séquences

Couple dynamique

2p.3
aθ

−
π

t t t

e/iθ

 

figure 32 : allures idéales des couples statiques et du couple dynamique d’un moteur synchrone à 
aimants alimenté par des créneaux de courant selon les valeurs de θa et θe/i. 

4.3.3.2 Couple statique et couple dynamique calculés numériquement pour un moteur 
sans modifications du stator et du rotor. 

 Nous commençons par représenter les couples statique et dynamique du moteur 30kW sur la figure 
33. Nous calculons un couple moyen m.N1915Cmoy = et des ondulations de couple m.N357C =∆  

représentant 18,6 % du couple moyen. 

4.3.3.3 Influence d’un décalage des aimants sur le couple statique et le couple dynamique. 

a) Décalage de deux aimants. 

 La première idée pour supprimer l’effet de réluctance est de constituer deux demi machines. 

Chacune d’elle est décalée d’un demi pas dentaire, i.e. 
dN

π  ( dN  étant le nombre de dents au stator), 

de telle sorte que, lorsque le stator de la première demi-machine est attiré par les aimants, celui de la 
seconde est repoussé. On imagine bien que l’on peut ainsi réduire les ondulations du couple 
dynamique. 
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Dans cette configuration, on a calculé que le couple moyen et les ondulations de couple du moteur 30 
kW valent respectivement m.N1861Cmoy =  et m.N300C =∆ . Cela correspond à des ondulations 

relatives de 16,1%. Elles ont donc chutés de 2,5%. En revanche le couple moyen a chuté de 3%. 
L’efficacité de la méthode semble donc acquise mais dans des proportions relativement faibles. 
En pratique on réalise ce système en utilisant un stator unique et en plaçant deux rangées d’aimants au 

rotor d’égales longueurs et décalées de l’angle 
dN

π  (cf. figure 34). 
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figure 33 : couple statique et dynamique du moteur 30 kW simulés numériquement pour 1000 
ampères-tours par encoche en fonction de l’angle électrique (sans aucun décalage des aimants ni 

inclinaison du stator). 
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figure 34 : représentation d’un rotor avec deux blocs d’aimants décalés de π/Nd. 

b) Décalage de Na aimants. 

 Nous cherchons à aller plus loin en scindant l’aimant en plus de deux blocs. Cela est possible pour 
des moteurs qui ont une longueur de fer suffisante. Deux blocs consécutifs sont alors décalés 
régulièrement d’un angle 

aNτ . Théoriquement [46] ont montré que l’angle optimal de décalage pour 

aN  blocs d’aimants vaut : 

da
N N.N

.2
a

π
=τ  (60) 

Remarquons que, pour 2Na = , cette formule donne le même angle optimal que celui que nous avons 
déterminé empiriquement au paragraphe précédent. Nous excluons ici des décalages irréguliers entre 
les différents blocs ; [16] a néanmoins montré que cela pouvait mener à des solutions très 
intéressantes. Mais ces solutions conduisent à des décalages précis, qui représentent quelques degrés 
ou dixièmes de degré pour les moteurs à forte polarité, ce qui est difficile à réaliser en pratique. 
Sur la figure 35, nous avons tracé l’évolution des pertes de couple moyen relatives à la structure de 
base (ayant une seule rangée d’aimants) en fonction du nombre de blocs utilisés. Bien que le couple 
moyen diminue avec le nombre de blocs, les pertes de couple sont de moins en moins sensibles à 
mesure que le nombre de blocs augmente. Par ailleurs, la figure 36 montre l’évolution des ondulations 
de couple relatives à sa valeur moyenne. Si la réduction des ondulations de couple est d’autant plus 
efficace que le nombre de bloc augmente, il ne semble pas utile de dépasser 4 blocs. En effet, la 
construction se complique alors et le gain en ondulations est peu important ; de plus le couple moyen 
pour un niveau d’ampères-tours donné diminue et, par conséquent, les pertes Joule augmentent. 
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figure 35 : diminution relative du couple moyen (simulé numériquement pour 1000 ampères-
tours par encoche) lorsqu’on utilise un décalage régulier des aimants en fonction du nombre de 

blocs pour le moteur 30 kW. 
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figure 36 : évolution des ondulations relatives de couple (simulées numériquement pour 1000 
ampères-tours par encoche) lorsqu’on utilise un décalage régulier des aimants en fonction du 

nombre de blocs pour le moteur 30 kW. 
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Par ailleurs, on peut remarquer que, pour un décalage régulier de Na aimants, le plateau de la fém est 
restreint à la portion commune aux aN  aimants dont l’ouverture angulaire vaut ( )

aNaa .1N τ−−θ , soit 

encore 
da

a
a N

2.
N

1N π−
−θ . Donc, pour ne pas créer de nouvelles ondulations de couple consécutives à 

une largeur du plateau de la fém trop faible, il faut vérifier la relation suivante : 

p.3N
2.

N
1N

da

a
a

π
≥

π−
−θ  (61) 

Si on note q le nombre d’encoche par pôle et par phase, l’équation 61 s’écrit aussi : 

q.p.3
2.

N
1N

p.3 a

a
a

π−
+

π
≥θ  (62) 

Or l’ouverture angulaire de l’aimant vaut au plus 
p
π , ce qui, tous calculs faits, implique la condition 

suivante : 

a

a
N

1Nq −
≥  (63) 

Notons que cette condition est toujours respectée si le bobinage n’est pas fractionnaire. 

4.3.3.4 Influence d’une inclinaison des encoches du stator sur le couple statique et le 
couple dynamique. 

 Puisque les ondulations diminuent avec l’augmentation du nombre de blocs, nous pouvons aller 
plus loin en faisant tendre le nombre de blocs vers l’infini. Cela correspond à une inclinaison constante 
des aimants. D’après l’équation 60 l’angle de décalage 

aNtotτ  entre le premier et le dernier aimant 

vaut : 

( )
da

a
NaNtot N

.2.
N

1N.1N
aa

π−
=τ−=τ  (64) 

Donc lorsque le nombre de bloc tend vers l’infini, l’angle 
aNtotτ  tend vers l’angle d’inclinaison iτ  : 

d
i N

.2 π
=τ  (65) 

Lorsqu’on applique cette solution au moteur 30 kW, l’amplitude des ondulations de couple vaut 
m.N239C =∆  et le couple moyen vaut m.N1839Cmoy = . Le couple moyen du moteur incliné est 

donc réduit de 4 % par rapport au moteur initial et ses ondulations représentent 13 % de sa valeur 
moyenne. 
La figure 33 montre les couples statiques avant et après inclinaison, ainsi que le couple dynamique 
après inclinaison. Nous observons que la forme du couple statique couple statique n’est plus vraiment 
trapézoïdale, mais tend plutôt vars une sinusoïde. Nous avons calculé numériquement les 10 premiers 
coefficients non nuls du développement en série de Fourrier du couple statique après inclinaison. Nous 
avons ensuite considéré un couple de référence trapézoïdal, de même amplitude du fondamental et 
donnant le même couple moyen. Ces deux signaux ont les développements suivants : 

( ) ( )∑
=

θ=θ
10

1n
n

inc
stat

inc
stat .p.nsin.cC  (66) 
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( ) ( ) 1
inc
stat1

réf
stat

10

1n
n

réf
stat

réf
stat cc:avec.p.nsin.cC =θ=θ ∑

=

 (67) 

Pour évaluer la différence entre le couple statique du moteur incliné, nous introduisons un « taux de 
distorsion trapézoïdal » distτ  défini comme suit : 

∑
=

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛ −
=τ

10

2n

2

n
réf
stat

n
inc
statn

réf
stat

dist
c

cc
 (68) 

L’application numérique donne %23dist =τ . La valeur de ce facteur nous confirme que la forme du 
couple statique est relativement éloigné d’un trapèze. Cela s’explique par l’effet « filtrant » de 
l’inclinaison, qui supprime des harmoniques que contient le trapèze. En effet, l’objectif du décalage 
des aimants ou de l’inclinaison des tôles est de supprimer les harmoniques du couple dynamique. 
Malheureusement, le filtrage s’applique en premier lieu au couple statique ; cela crée alors des 
ondulations de couple consécutives à une détérioration de la forme du couple statique (le plateau est 
« arrondi »). Pour un décalage discret, cet effet est d’autant plus sensible que le nombre de bloc est 
élevé et il est maximum pour une inclinaison continue, car on supprime d’autant plus d’harmoniques 
que l’on augmente le nombre de blocs. 
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figure 37 : couples statiques et dynamique du moteur 30 kW initial et incliné, simulés 
numériquement pour 1000 ampères-tours par encoche en fonction de l’angle électrique. 
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En pratique, il existe deux possibilités pour réaliser une inclinaison continue. La première est de 
fabriquer des aimants en forme d’hélice inclinée de iτ . La seconde, plus classique, est d’incliner 
l’empilement des tôles statoriques. Dans les deux cas la difficulté de fabrication est à peu près 
identique. Il faut réaliser un moule en hélice pour les aimants et un outillage spécial pour l’empilement 
incliné. 

4.3.3.5 Remarques sur le calcul numérique des couples statique et dynamique. 

 Le calcul qui vient d’être développé concerne un cas particulier (moteur particulier et niveau 
d’ampères-tours particulier). Il faut donc être prudent sur les conclusions de l’étude. Notamment, nous 
avons implicitement appliqué le principe de superposition pour calculer les couples après décalage ou 
inclinaison en partant d’un couple calculé par un modèle numérique bidimensionnel. Nous avons donc 
négligé les effets d’extrémité du moteur et les possibles interactions entre chaque bloc d’aimant dans 
le sens axial. Une étude tridimensionnelle utilisant toujours la méthode des éléments finis [34] a été 
menée au sein de l’IGE. Elle concernait un moteur de 200 W – 200 tr/min destiné à la traction d’un 
vélo électrique. Les caractéristiques techniques de ce moteur sont données dans l’annexe 2. La figure 
38 compare : 
− le couple statique du moteur sans décalage des aimants et calculé numériquement par une méthode 

tridimensionnelle ; 
− le couple statique du moteur simulé avec un décalage de deux rangées ; 
− le couple statique du moteur avec un décalage de deux rangées, calculé à partir du couple statique 

simulé numériquement sans décalage des aimants et en utilisant par le théorème de superposition. 
En tridimensionnel pur, nous observons bien une diminution de l’ondulation de couple, mais il semble 
qu’elle soit moins importante ce que l’on pourrait prévoir en appliquant simplement le théorème de 
superposition [47]. 
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figure 38 : calcul numérique du couple du moteur de vélo par la méthode des «éléments finis en 
trois dimensions. 
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4.4. Choix du type de bobinage. 

 Le bobinage est nécessairement à pas diamétral. En effet le raccourcissement du pas de bobinage 
aurait pour effet de supprimer des harmoniques dans la fém et par conséquent de détériorer sa forme 
trapézoïdale. Il en est de même pour la répartition, ce qui implique que le nombre d’encoche q par pôle 
et par phase doit être égal à 1. 
Pour ce qui est du choix de q, un autre argument doit être pris en compte : l’optimisation de la masse 
du moteur. En effet, considérons une machine ayant une induction moyenne dans l’entrefer peB  au 

niveau du rayon moyen d’entrefer eR . Si on maintient ces deux grandeurs constantes, le flux par pôle 
est d’autant plus faible que p est élevé. Alors, en maintenant aussi le niveau de saturation dans le fer, 
on peut diminuer l’épaisseur des culasses statorique et rotorique lorsqu’on augmente p. Accroître le 
nombre de pôles permet donc de diminuer la masse de la machine. Mais cette augmentation de p a 
deux limites. 
La première concerne les pertes fer. En effet, pour une vitesse de rotation donnée, l’augmentation de p 
entraîne une augmentation de la fréquence électrique et, par suite, des pertes fer. 
La seconde concerne la faisabilité mécanique et elle influence le choix de q. En effet, notons encS  la 

surface totale des encoches du stator, dentS  la surface totale des dents et statS  la surface totale du 
stator hors culasse. Ces trois surfaces sont liées par la relation suivante : 

statdentenc SSS =+  (69) 

Si on note dl  et dh  respectivement la largeur et la hauteur d’une dent (supposée rectangulaire) et dN  

le nombre de dents au stator, on peut exprimer la surface dentS  comme suit : 

ddddent h.l.NS =  (70) 

Or le nombre de dents s’exprime en fonction du nombre de pôles p, du nombre de phase m et du 
nombre d’encoche par pôle et par phase q par : 

q.p.m.2Nd =  (71) 

Ainsi, la largeur d’une dent vaut : 

d

encstat
d h.q.p.m.2

SSl −
=  (72) 

Si on conserve statS  et encS 28, alors une augmentation de p entraîne une diminution de la largeur de la 

dent. Or, il est impossible de réaliser des dents trop étroites. En notant mindl  la largeur limite de 

faisabilité d’une dent, le produit p.q d’une machine triphasée vérifie l’inégalité suivante : 

mindd

encstat
l.h.6

SSq.p −
≤  (73) 

Ainsi, pour augmenter le plus possible p afin d’optimiser la masse de la machine, il faut que q soit le 
plus faible possible, c’est-à-dire égal à 1. Alors le nombre de paire de pôle p est limité : 

mindd

encstat
l.h.6
SS

p
−

≤  (74) 

                                                      
28 En maintenant constant la surface totale des encoches, on ne modifie pas les pertes Joule de la machine pour 
un courant donné (aux pertes dans les têtes de bobine près). 
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figure 39 : représentation des connexions des bobines pour une machine triphasée p = 4 et q = 1 
dans le cas d’un bobinage à pas diamétral et en double couche. 
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figure 40 : représentation des connexions des bobines pour une machine triphasée p = 4 et q = 1 
dans le cas d’un bobinage à pas diamétral et en simple couche. 

Enfin, il faut limiter le plus possible la longueur des têtes de bobines car il s’y crée des pertes Joule 
sans que le courant y circulant ne produise de couple. Pour cette raison, le bobinage doit être réalisé en 
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double couche. En effet, dans ce cas, on réduit le nombre de fils qui se croisent à l’extérieur du stator 
et, par conséquent, la longueur des têtes de bobine. La figure 39 et la figure 40 montrent les 
connexions des bobines à l’extérieur des encoches pour une machine triphasée ayant 4 pôles et une 
encoche par pole et par phase, dans les cas de bobinages à simple couche et dans le cas d’un bobinage 
à double couche. Pour le bobinage simple couche, nous constatons que deux bobines au plus se 
croisent à l’extérieur de la machine, alors que pour le bobinage double couche ce sont au plus trois 
demi-bobines qui se croisent. Cela permet a priori une réduction du volume des têtes de bobine de 
25 %. 

4.5. Choix et positionnement des capteurs de position. 

 Le moteur est nécessairement autopiloté pour vérifier la condition de synchronisme nécessaire à la 
production d’un couple moyen non nul. L’électronique de commande du moteur doit donc être 
informée à chaque instant des transistors devant conduire, c’est-à-dire qu’elle doit savoir dans quelle 
séquence élémentaire d’autopilotage l’onduleur se trouve. Pour cela, il faut donc qu’elle détecte la 
position rsθ  du rotor par rapport au stator. C’est le rôle des capteurs de position. 

4.5.1. Principe de la détection de position et positionnement des capteurs. 

 Nous allons montrer qu’en plaçant au stator trois capteurs bipolaires détectant la présence d’un pôle 

nord ou d’un pôle sud au rotor et qu’en les décalant exactement d’un angle mécanique de 
p.3

.2 π , les 

signaux donnés par les capteurs permettent de définir les six séquences élémentaires d’autopilotage. 
Supposons que chaque capteur donne un signal haut lorsqu’il se trouve en face d’un pôle nord et un 

signal bas en face d’un pôle sud. Lorsque le rotor tourne, chaque capteur donne alors un signal 
p
.2 π  

périodique et en créneaux de largeur 
p
π . De plus, leurs positions mécaniques étant décalés de 

p.3
.2 π , les 

signaux donnés par les trois capteurs sont aussi décalés de 
p.3

.2 π . 

Considérons deux repères en coordonnées cylindriques : 
− le repère (Rs) lié au stator ; l’axe 0s =θ  de ce repère se trouve au centre d’une encoche aller de la 

phase 1 ; 
− le repère (Rr) lié au rotor ; l’axe 0r =θ  de ce repère se trouve au centre d’un aimant nord. 

Nous notons rsθ  l’angle que fait l’axe 0r =θ  du rotor avec l’axe 0s =θ  du stator. Il vérifie l’équation 
horaire suivante : 

( ) ( ) t.tt
0rsrs Ω+θ=θ  (75) 

où ( )tΩ  est la vitesse de rotation et 
0rsθ  la position initiale (à 0t = ) du repère (Rr) par rapport à (Rs). 

La position du premier capteur de positon sur le stator est repérée par sa coordonnée angulaire cθ  
dans le repère (Rs). La figure 41 précise la position des repères (Rs) et (Rr) et la définition des angles 

rsθ  et cθ . 



Chapitre 3 

 108 

1a

1a

1a

1a

1r

1r

1r

1r

2a

2a

2a

2a 2r

2r

2r

2r

3a

3a

3a

3a

3r

3r

3r

3r

0s =θ
0r =θ

( )trsθ

cθ

capteur n°1

capteur n°2

capteur n°3

p.3
.2 π

 

figure 41 : définition des repères (Rs) lié au stator et (Rr) lié au rotor et de l’angle θc 
caractérisant la position des capteurs de position sur le stator. 

 
 
Si le rotor tourne à vitesse constante 0Ω , alors l’évolution des fém induites dans les trois phases et des 

signaux donnés par les trois capteurs de position en fonction de l’angle rsθ  sont conformes aux 
courbes de la figure 42. 
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figure 42 : évolution des fém est des signaux donnés par les capteurs en fonction de la position 
angulaire du rotor par rapport au stator pour un angle θc donné29. 

 
 
Les capteurs de positions donnent donc un code sur 3 bits prenant six valeurs possibles selon les 
valeurs de rsθ , 

0rsθ  et cθ  (cf. tableau 8). 

 
 

                                                      
29 Sur cette figure les angles 0rsθ  et cθ  sont tous les deux négatifs et ils vérifient l’inégalité 0rsc θ>θ . 
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tableau 8 : valeurs du code fourni par les trois capteurs de position en fonction de celles de la 
position angulaire du rotor θrs et θc du capteur n°1 par rapport au stator. 

( )
p.60rscrs

π
−θ−θ−θ  0              

p.3
π               

p.3
.2 π               

p
π                

p.3
.4 π              

p.3
.5 π         

p
.2 π

1C  1 0 0 0 1 1 

2C  1 1 1 0 0 0 

3C  0 0 1 1 1 0 

code capteurs 110 010 011 001 101 100 
 
Pour alimenter la machine par des créneaux de courant dont le fondamental dans chaque phase est 
déphasé d’un angle e/iθ  par rapport au fondamental de la fém induite dans la même phase, il faut 

commander les transistors (cf. figure 29) en fonction de l’angle rsθ  comme indiqué dans le tableau 9. 

tableau 9 : courants dans les trois phases et transistors en conduction en fonction de θrs et θi/e 

e/irsrs 0
θ−θ−θ  0              

p.3
π               

p.3
.2 π               

p
π                

p.3
.4 π              

p.3
.5 π         

p
.2 π

1i  I  0 I−  I−  0 I  

2i  0 I  I  0 I−  I−  

3i  I−  I−  0 I  I  0 

transistors en 
conduction 

1T  et 6T  2T  et 6T  2T  et 4T  3T  et 4T  3T  et 5T  1T  et 5T  

 
Pour que le code fourni par les capteurs de position puisse servir à commander les transistors, il faut 
que les instants de commutation de l’onduleur soient en concordance avec les instants de changement 
d’état des signaux donnés par les capteurs. En conséquence, l’angle cθ  définissant la position 
angulaire du capteur de position n°1 sur le stator doit vérifier la relation suivante : 

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ ππ
+θ=θ

p.3
mod

p.6e/ic  (76) 

Nous avons établi que pour obtenir le couple moyen maximal et des ondulations de couple minimales, 

l’angle e/iθ  doit être nul (cf. §4.2). Alors, le capteur n° 1 doit être décalé de 
p.6

π  modulo 
p.3

π  par 

rapport à la position 0s =θ . Etant donné que l’axe 0s =θ  est au milieu d’une encoche, alors le 
capteur n° 1 doit être placé au niveau du milieu d’une dent. Les deux autres capteurs sont 

respectivement décalés de 
p.3

.2 π  et 
p.3

.4 π  par rapport au capteur n°1. Donc, si le capteur n°1 se trouve au 

niveau du milieu de la dent n° i, le capteur n° 2 se trouvent au milieu de la dent n° i+2 et le capteur n° 
2 se trouvent au milieu de la dent n° i+3, modulo 2.π électrique. 
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4.5.2. Choix du type de capteurs. 

 Plusieurs types de capteurs sont possibles. Citons trois exemples : les capteurs à effet Hall, les 
capteurs optiques et les codeurs incrémentaux. 
Les trois premiers correspondent directement à ce qui a été décrit au paragraphe précédent. En utilisant 
trois de ces capteurs décalés de 120° électriques et correctement positionnés sur le stator, on 
commande correctement l’onduleur. 
Les capteurs a effet Hall sont certainement les plus simples et les moins coûteux à utiliser. Ils peuvent 
être : 
− bipolaires, c’est-à-dire qu’ils ne peuvent être que dans deux états logiques selon le signe de 

l’induction magnétique qu’ils détectent ; 
− linéaires : dans ce cas ils fournissent une tension proportionnelle à l’induction qu’ils détectent. 
Les premiers sont plus intéressants que les seconds auxquels il faut associer des comparateurs afin 
d’obtenir un signal logique dépendant de la polarité du rotor. 
Comme il a été démontré au paragraphe précédent, ils doivent être placés au milieu d’une dent. En 
pratique, on peut réaliser le montage de la figure 43. Sur quelques tôles, on usine une petite encoche 
au centre de la dent permettant ensuite de poser le capteur. L’encoche peut être de taille restreinte car 
on trouve des capteurs à effet Hall de très faibles dimensions. Ainsi le champ n’est pas notablement 
affecté par l’augmentation locale de l’entrefer. 

capteur
à effet Hall

dent

 

figure 43 : positionnement d’un capteur à effet Hall sur une dent statorique. 

Remarquons que, s’il semble plus pratique de placer les capteurs dans une encoche (car il n’est pas 
nécessaire d’usiner les tôles), on s’expose à deux problèmes. Premièrement, si on ne décale pas les 
signaux des capteurs par un moyen électronique, le couple moyen est faible avec des ondulations 
importantes, car l’angle cθ  n’est pas correct. Deuxièmement, lorsque le courant circulant au stator est 
important (i.e. lorsque le couple demandé au moteur est élevé), le capteur à effet Hall, au voisinage 
des bobinages, détecte le champ de réaction d’induit en même temps que le champ rotorique, ce qui 
peut perturber la détection de position et entraîner des défauts de commande. 
Une autre solution est d’utiliser des capteurs optiques à réflexion infrarouge. Le capteur émet un rayon 
lumineux dans les fréquences infrarouges qui est réfléchi par une surface en aluminium poli (par 
exemple) et absorbé par une surface foncée. Le capteur, qui est bipolaire, fournit un signal logique bas 
face à une surface réfléchissante et haut sinon. Nous pouvons utiliser ce type de capteur pour détecter 
la polarité du rotor. Pour cela, on place un masque solidaire du rotor et constitué de portions 
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réfléchissantes en face d’un aimant Nord et de portions non réfléchissantes en face d’un aimant sud. 
Les capteurs optiques doivent alors être solidaires du stator et placés conformément à la relation 76, 
afin de fournir des signaux logiques permettant de commander correctement l’onduleur. Il peut être 
intéressant de réaliser un système où l’on a la possibilité de régler l’angle cθ . Cela permet notamment 

de déterminer expérimentalement l’angle cθ  optimal fournissant le couple moyen maximal pour des 

ampères-tours donnés ou encore d’observer l’influence de cθ  sur les ondulations de couple. 
La dernière solution que nous envisageons correspond aux codeurs incrémentaux. Ils permettent de 
connaître plus précisément l’angle rsθ  que les trois autres. Si le codeur possède resN  bits, la 

précision obtenue sur la détection de rsθ  vaut 
resN2

.2 π . Cependant, dans notre cas, cette précision n’est 

pas vraiment utile, puisqu’il faut seulement détecter des plages de largeur angulaire 
p.3

π . En fait, cela 

complique même l’électronique de commande, dans la mesure où il faut ajouter un système 
reconstituant les séquences du tableau 8 à partir des resN  signaux donnés par le codeur. 
En conclusion, nous retiendrons que la solution la plus industrielle (i.e. la plus pratique et la plus 
économique) correspond aux capteurs à effet Hall. Cependant, il faut d’une part soigner leurs 
positionnements et d’autre part les protéger dans la mesure où il est difficile de les remplacer lorsque 
le moteur est assemblé. 

4.6. Conception générale de l’onduleur. 

 L’objet de ce paragraphe n’est pas d’entrer dans les détails technologiques de la réalisation du 
convertisseur statique, mais plutôt d’éclairer certains choix liés au fonctionnement de l’ensemble 
convertisseur-machine. Nous allons aborder les deux problèmes suivant : 
− le choix de la fréquence de modulation de largeur d’impulsion (MLI) ; 
− le choix des interrupteurs de puissance. 

4.6.1. Choix de la fréquence de MLI. 

 L’onduleur est alimenté par une source de tension. Pour que le plateau des créneaux de courant 
dans une phase du moteur reste sensiblement constant, il faut réguler le courant. On utilise pour cela le 
principe de la modulation de largeur d’impulsion. Nous allons décrire ce principe et calculer 
l’ondulation de courant résultante. 
Pour cela, nous modélisons chaque phase du moteur par sa force électromotrice e, sa résistance R , 
son inductance propre pL  et ses mutuelles avec les deux autres phases M (cf. figure 44). La tension 

simple jv  aux bornes de la phase n° j vaut donc : 

{ } ( ) ( ) ( ) jletjk
dt
di.M

dt
di.M

dt
di

.Lti.Rtetv,3,2,1j lkj
pjphjj ≠≠++++=∈∀  (77) 

Les phases du moteur sont couplées en étoile donc : 
( ) ( ) ( ) { } ( ) ( ) ( )[ ] jletjktititi,3,2,1j0tititi lkj321 ≠≠+−=∈∀→=++  (78) 

En introduisant l’inductance cyclique d’une phase M.2LL pc −= , nous obtenons : 

{ } ( ) ( ) ( )
dt

di
.Lti.Rtetv,3,2,1j j

cjphj ++=∈∀  (79) 



Choix de la structure de moteur-roue 

 113

2e

1e

3e

pL

pL

pL

R

R

R

M

M
M

1v

3v

2v

1i

2i

3i

12u

23u

31u

 

figure 44 : modèle du moteur pour le calcul de l’ondulation de courant provoqué par la MLI. 
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figure 45 : chronogrammes des signaux de commande des transistors T2 et T6 lorsqu’ils 
conduisent. 
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Plaçons-nous en régime permanent ; le rotor tourne à vitesse constante Ω . De plus, considérons la 

séquence élémentaire d’autopilotage où 
( )
( )
( )⎪

⎩

⎪
⎨

⎧

−=
+=

=

Iti
Iti

0ti

3

2

1
 (cf. figure 30). Dans ce cas, ce sont les transistors 

2T  et 6T  qui conduisent (cf. tableau 9). Si la largeur angulaire des aimants est suffisante (cf. figure 

31), les fém 1e  et 2e  sont constantes et valent respectivement E  et E−  durant toute la séquence. 
La régulation du courant par MLI correspond à un découpage à haute fréquence d’un des deux 
transistors conduisant le courant. Par exemple supposons que l’on applique la MLI aux transistors du 
haut de l’onduleur, soit 1T , 2T  et 3T . Durant la séquence d’autopilotage que nous considérons ici, les 

signaux logiques de commande du transistor 2T  et 6T  sont donc conformes aux chronogrammes de la 
figure 45. Notons que ce découpage n’a de sens que si on découpe au moins une dizaine de fois le 
signal par sixième de période électrique, lorsque la période électrique est la plus faible, c’est-à-dire 
lorsque la vitesse de rotation est la plus élevée. Cela implique la relation approximative suivante : 

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛

π
Ω

>
.2

.p.6.10fMLI  (80) 

Le système est donc équivalent au schéma électrique de la figure 46. On note ( ) ( ) ( )tititi 32 −==  le 

courant commun aux phases 2 et 3. Lorsque 2T  conduit, la tension 23u  est égale à la tension de la 

batterie batU  et lorsque 2T  ne conduit pas, c’est la diode 5D  qui assure la continuité du courant dans 

la seconde phase et la tension 23u  est nulle. 

Ee2 +=

Ee3 −=

cL

cL

R

R

ii2 =

ii3 −=

23u

 

figure 46 : schéma équivalent du moteur pendant la séquence d’autopilotage où T2 et T6 
conduisent. 

En notant 
cph L.R

1=τ , le courant ( )ti  vérifie donc l’équation différentielle suivante : 

( ) ( )
⎪⎩

⎪
⎨
⎧

==+
τ

+
pasconduitneTsi0

conduitTsi
L.2

U

L.2
tu

L
Eti.1

dt
di

2

2
c

bat

c
23

c
 (81) 

En régime permanent, ( )ti  correspond à des portions d’exponentielles alternativement croissantes ou 

décroissantes (cf. figure 47). Notons maxI  et minI  les valeurs maximale et minimale du courant ( )ti . 

En résolvant l’équation différentielle 81, nous obtenons l’expression de l’intensité du courant ( )ti  : 
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( )ti

( )tu23
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MLI
c

f
r

MLIf
10

0

batU

 

figure 47 : chronogrammes de a tension u23 et du courant i. 

Définissons minmaxMLI III −=∆  l’ondulation de courant due à la MLI. En effectuant le calcul, on 

obtient l’expression de MLII∆  en fonction de τ , MLIf , cr , batU , E et R : 

( )

R.2
U.

1e

1eeeI bat
MLI

MLIf.
1

MLIf.
1

MLIf.
cr1

MLIf.
cr

−

−−+
=∆

τ

ττ
−

τ

−

−−−

 (83) 

Si la période 
MLI

MLI f
1T =  de la MLI est petite devant la constante de temps τ , les portions 

d’exponentielles peuvent être assimilées à des segments de droite et nous obtenons une expression 

plus simple de MLII∆  en effectuant un développement limité de MLIf.
1

e τ  au second ordre : 

( )
MLIc

batcc
MLI f.L.2

U.r1.rI −
=∆  (84) 

Nous observons que les ondulations du plateau de courant provoquées par la MLI dépendent du 
rapport cyclique cr . 
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Par ailleurs, si nous calculons la valeur moyenne I de l’intensité du courant ( )ti , nous obtenons : 

( )
R.2

E.2U.rdt.ti
T

1I batc
T

0MLI

MLI −
== ∫  (85) 

La relation 85 montre que le rapport cyclique dépend de l’amplitude de la force électromotrice E et du 
courant moyen I. C’est-à-dire que le rapport cyclique est fixé par la vitesse de rotation de la machine 
et du couple qu’on lui demande de fournir. Pour un point de fonctionnement donné correspondant à un 
rapport cyclique, il existe donc une ondulation MLII∆  sur laquelle on ne peut agir (car cr  n’est pas 
libre). Cette ondulation est maximale lorsque le rapport cyclique vaut 0,5 et elle vaut alors : 

MLIc
bat

maxMLI f.L.8
U

I =∆  (86) 

La relation 86 met en évidence que pour un moteur et une batterie donnés (i.e. batU  et cL  fixés), 
l’ondulation du plateau de courant est d’autant plus faible que la fréquence de découpage est plus 
élevée. 
Ces ondulations sont gênantes car elles peuvent provoquer : 
− des ondulations de couples et par suite des vibrations30 ; 
− des pertes fer supplémentaires causées par des variations du champ de réaction d’induit. 
Il convient donc de travailler à la fréquence de découpage MLIf  la plus élevée possible pour limiter 
ces problèmes et ce d’autant plus que l’inductance cyclique des moteurs synchrone à aimants est 
généralement faible. Par ailleurs, la limite des fréquences audibles par l’homme est de 20 kHz. Nous 
avons donc intérêt à choisir MLIf  au-delà de cette limite pour éviter des sifflements désagréables qui 
nuiraient à l’aspect écologique du moteur-roue. 
Mais, si l’augmentation de la fréquence de découpage présente des avantages indéniables, il convient 
de signaler qu’elle possède au moins deux limites. 
Premièrement, il ne faut pas dépasser les limites de commutation du transistor utilisé. En effet, celui-ci 
possède des temps de fermeture et d’ouverture minimaux minont  et minofft  (cf. tableau 10). 

tableau 10 : temps de commutation limites des transistors IGBT et MOS 

type de transistor IGBT MOS 

minont  0,9 µs 0,1 µs 

minofft  1,5 µs 0,3 µs 

 
Si la période de MLI devient du même ordre que ces temps limites de commutation, l’onduleur ne 
fonctionne plus correctement. Si on admet que la période de découpage ne doit pas être inférieure 
environ à 20 fois le plus grand des deux temps de commutation minimaux, alors MLIf  doit être 
inférieure à quelques dizaines de kiloHertz pour des transistors IGBT et à quelques centaines de kHz 
pour des transistors MOS. 
Deuxièmement, les pertes par commutation dans les interrupteurs de puissance augmentent avec leur 
fréquence de commutation. Il est difficile d’évaluer correctement ces pertes qui dépendent fortement 
de la charge de l’onduleur et aussi de l’éventuelle adjonction de circuits d’aide à la commutation 

                                                      
30 Si l’inertie des parties tournantes du moteur n’est pas trop faible et si l’ondulation de courant n’est pas trop 
élevée, ces vibrations à fréquence élevée peuvent être naturellement filtrées par inertie. 
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(CALC). Nous retiendrons cependant qu’il conviendra de limiter MLIf  si on ne veut pas sur-
dimensionner excessivement les transistors et détériorer le rendement du convertisseur. 

4.6.2. Choix des interrupteurs de puissance. 

 Etant donné le fonctionnement du convertisseur, les interrupteurs de puissances doivent pouvoir 
être commandés à l’ouverture et à la fermeture. Il existe actuellement quatre composants possibles : 
− le GTO (gate turn off) ; 
− le transistor bipolaire ; 
− le transistor IGBT (transistor bipolaire à grille isolée) ; 
− le transistor MOS (metal oxyde semiconductor). 
La figure 48 extraite de [48] présente les domaines d’application des différents semi-conducteurs en 
1997 en fonction de la puissance mise en jeu et de la fréquence de commutation31. 

 

figure 48 : domaines d’application des semi-conducteurs en 1997. 

Les deux premiers composants ne sont pas adaptés, car ils sont tous les deux lents. La fréquence de 
travail du GTO est limitée à 2 kHz et celle du transistor bipolaire à 5 kHz. De plus le GTO nécessite la 
mise en œuvre de circuits de commande complexes et coûteux. Le transistor bipolaire est limité par la 
commande en courant de sa base, sa petite aire de sécurité à la commutation et son emballement 
thermique. 
Il reste donc le transistor IGBT et le transistor MOS. Ils possèdent tous les deux des fréquences de 
travail compatibles avec notre application. Le critère de choix se reportera donc essentiellement sur la 
gamme de puissance concernée. Le transistor IGBT correspond plutôt à des puissances supérieures au 
kilowatt alors que le transistor MOS plutôt à des puissances de quelques centaines de watts. 
Un autre critère concerne les pertes par conduction. Le transistor MOS en conduction est équivalent à 
une résistance ondsr  environ constante avec le courant. Cette résistance augmentant avec le seuil de 

tension du transistor, le MOS reste essentiellement cantonné aux applications faibles tensions (< 500 
V) et faible courant (< 100 A). En revanche, le transistor IGBT en conduction possède une chute de 
                                                      
31 On exclut les nouveaux interrupteurs (MCT, SITH,…) qui n’ont pas encore la maturité requise à une 
application industrielle. 
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tension constante satCEV  à ses bornes. Il conduit donc à un meilleur rendement de l’alimentation aux 

tensions élevées. Les seuils de tension et de courant actuels sont de l’ordre de 3000 V et 800 A. 
L’ensemble de ces remarques permettent de conclure que nous utiliserons le transistor MOS pour les 
applications faible puissance et faible tension comme les vélos ou les scooters, alors que nous 
utiliserons les transistors IGBT pour les applications de forte puissance (où la tension de batterie est en 
général plus élevée) comme les voitures ou les bus. 

5. Conclusion. 

 Dans ce chapitre, nous avons étudié plusieurs systèmes convertisseur statique – machine électrique 
pouvant s’intégrer dans la roue d’un véhicule. Les contraintes de couple, de rendement, de 
refroidissement mais aussi de fiabilité et de coût nous ont amené à choisir le moteur synchrone à 
aimant alimenté par un onduleur de tension produisant des créneaux de courant. 
Concernant le moteur, en décrivant son principe de fonctionnement, nous avons montré que : 
− il faut choisir des aimants suffisamment large et un déphasage nul entre le fondamental de la fém 

et du courant d’une même phase (ce qui implique un positionnement particulier des capteurs de 
position) afin d’obtenir un couple maximal avec des ondulations minimales ; 

− il faut soit décaler plusieurs rangées d’aimants, soit incliner les tôles du stator pour supprimer les 
effets de réluctance ; 

− le bobinage doit être à pas diamétral et en demi-section. 
Concernant l’onduleur, nous avons établi que : 
− il faut choisir une fréquence de découpage satisfaisant au compromis suivant : obtenir des 

ondulations de courant faibles sans créer de pertes par commutation trop importantes ; 
− les interrupteurs de puissance sont préférentiellement des transistors MOS pour les faibles 

puissances et des transistors IGBT pour les fortes puissances. 



 

- PARTIE B - 

MODÉLISATION ANALYTIQUE ET 
NUMÉRIQUE D’UN MOTEUR-ROUE 
SYNCHRONE SANS BALAIS À FÉM 
TRAPÉZOÏDALE ET À STRUCTURE 

INVERSÉE 

Dans la partie, précédente, nous avons montré que le moteur synchrone sans balais est bien adapté à la 
réalisation d’un moteur-roue. Pour dimensionner ce système, nous allons utiliser la méthodologie 
décrite au chapitre 2. Pour cela, nous établissons donc un modèle analytique et un modèle numérique 
du moteur et de son alimentation. Nous scindons l’analyse en quatre temps. Dans le chapitre 4, nous 
détaillons l’ensemble des équations décrivant la structure géométrique et physique de la structure. 
Puis, nous nous intéressons aux équations traduisant le fonctionnement du système : il s’agit d’abord 
des équations magnétiques dans le chapitre 5, puis des équations électromécaniques dans le chapitre 6 
et enfin des équations thermiques dans le chapitre 7. 





 

Chapitre 4. Equations décrivant la 
structure géométrique et physique d’un 

moteur-roue synchrone sans balais, à force 
électromotrice trapézoïdale alimenté par 

des créneaux de courant. 

1. Introduction. 

ANS ce chapitre, nous développons les équations décrivant la structure géométrique et les 
propriétés physiques du moteur. Pour la structure géométrique, il s’agit entre autres des 
équations reliant les différents paramètres géométriques du moteur ou encore des expressions 

des masses des composantes du système. Les équations physiques correspondent à toutes les 
propriétés physiques utiles des matériaux utilisés dans le système. Toutes ces équations sont 
analytiques et aucune ne dépend du fonctionnement du système. 

2. Equations décrivant la structure géométrique du système. 

 On se limite ici à la description de la géométrie des parties électromagnétiques du moteur. Les 
autres parties non actives n’influent guère les performances motrices du moteur-roue et elles ne sont 
pas du ressort du génie électrique. De même, nous laissons arbitrairement de côté la description 
géométrique du convertisseur. En effet, le convertisseur est conçu à partir d’éléments de base déjà 
existant et dont la diversité exclut une approche générique. Pour ce qui est de la source d’énergie 
primaire en amont du convertisseur, on se limite à des batteries dont on calcule la masse et le volume, 
à partir de leur énergie spécifique et leur puissance spécifique ; nous les comparons à la puissance et à 
l’énergie embarquées nécessaires pour obtenir les performances et l’autonomie désirées. 

2.1. Définition géométrique du moteur. 

 La figure 49 montre une coupe transversale du moteur restreinte à un pôle et la figure 50 montre le 
détail d’une dent statorique. La plupart des paramètres géométriques sont représentés sur ces deux 
figures. 

D 
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2.1.1. Définition du rotor. 

 Le rotor est une culasse cylindrique en acier ferromagnétique de rayon extérieur extR , de rayon 

intérieur rR  et d’épaisseur crh . Nous avons donc la relation : 

crextr hRR −=  (87) 

En notant rotmv  la masse volumique du rotor et ferl  la longueur de fer (i.e. des parties actives) du 
moteur, la masse du rotor vaut alors :  

( ) fer
2

r
2

extrotrot l.RR..mvm −π=  (88) 

2.1.2. Définition des aimants. 

 Les 2.p aimants32, collés sur la surface intérieure du stator, ont la forme de tuiles de diamètre 
extérieur rR , de diamètre intérieur aR , d’épaisseur ah  et d’ouverture angulaire aθ . On note aα  

l’ouverture angulaire de l’aimant relative à un pas polaire 
pp
π

=τ . Nous pouvons alors écrire les deux 

relations suivantes : 

ara hRR −=  (89) 

p
a

a τ
θ

=α  (90) 

En notant aimmv  la masse volumique des aimants, la masse totale des aimants vaut alors : 

( ) fer
2

a
2

raaimaim l.RR...mvm −πα=  (91) 

2.1.3. Définition du stator. 

 Le stator est formé de tôles ferromagnétiques isolées et empilées33. Les rayons extérieur et intérieur 
de la tôle sont respectivement notés sR  et intR . On suppose que la dent est droite, c’est-à-dire que sa 
largeur reste constante sur toute sa hauteur (hors isthme). La dent est alors définie par sa largeur hors 
isthme dl  et sa hauteur du bas de l’encoche au pied de l’isthme dh  et l’isthme de la dent est défini par 

sa largeur isl  et sa hauteur ish . L’épaisseur de la culasse statorique est notée csh . Nous avons donc 

la relation suivante : 

hcshhRR dissint −−−=  (92) 

Le nombre de dents au stator peut être calculé à partir du nombre de phases m (toujours égal à 3 dans 
notre cas), du nombre d’encoches par pôle et par phase q (toujours égal à 1 dans notre cas) et de p par 
la formule suivante : 

p.q.m.2Nd =  (93) 

                                                      
32 p est le nombre de paires de pôles de la machine. 
33 Les tôles sont soit collées, soit serrées. 
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Si on introduit fk , le coefficient de foisonnement des tôles et statmv , la masse volumique des tôles, 

les masse des dents dentm , de la culasse statorique custatm  et du stator complet statm  valent 
respectivement : 

( )( )isdisddferfstatddent l.2l.hl.h.l.k.mv.Nm ++=  (94) 

( )( )lfer.RhR..kf.mvm 2
int

2
csintstatcustat −+π=  (95) 

custatdentstat mmm +=  (96) 
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figure 49 : coupe transversale d’un moteur synchrone à aimants montés en surface et à rotor 
extérieur 
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figure 50 : détail d’une dent de la tôle statorique 
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2.1.4. Définition du bobinage. 

 Comme nous l’avons dit au chapitre 3, le bobinage du moteur est à fils ronds, à pas diamétral et 
réalisé en demi-section pour réduire les longueurs des têtes de bobines. Nous allons évaluer la 
longueur d’une spire pour calculer la masse du bobinage. 
Chaque spire peut être décomposée en deux parties : deux conducteurs actifs dans l’encoche et deux 
raccords extérieurs à l’encoche qui forment les têtes de bobines. 
La longueur de la partie active spactl  est facile à calculer. En l’absence d’inclinaison des encoches, 

elle est égale à la longueur de fer et si les encoches sont inclinées d’un angle iθ , elle vaut : 

( )i
fer

spact cos
ll

θ
=  (97) 

La longueur des têtes de bobines est beaucoup plus difficile à apprécier. Elle dépend du type de 
bobinage, du type de fil utilisé et aussi grandement du savoir-faire du bobineur. Nous proposons une 
formule qui semble convenir dans la mesure où elle a été vérifiée expérimentalement sur plusieurs 
prototypes. 
La longueur des têtes de bobines est décomposée en deux parties : la première correspond au fil reliant 
les deux encoches dans un plan parallèle aux tôles du stator et la deuxième correspond à la partie 
tournante du fil reliant deux fois (au niveau de l’encoche aller et au niveau de l’encoche retour) ce plan 
à la partie active de la spire. 
La longueur 1sptbl  de la première partie vaut approximativement la distance entre le centre de la 

partie basse de l’encoche et le centre de la partie haute de l’encoche, soit : 
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 (98) 
Nous considérons que la longueur 2sptbl  de la deuxième partie vaut deux fois la largeur moyenne 

d’une encoche, car il y a toujours deux bobines l’une sur l’autre au niveau des têtes de bobines. Nous 
obtenons la formule suivante : 

⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ ++

π
= d

d
csintsptb l

2
hhR.

q.p.3
.2l 2  (99) 

La longueur totale d’une tête de bobines sptbl  vaut donc : 

21 sptbsptbsptb l.2ll +=  (100) 

Nous en déduisons la longueur spl  d’une spire : 

( )sptbspactsp ll.2l +=  (101) 

Nous définissons aussi le rapport tbk  permettant d’apprécier l’importance relative des têtes de bobine 
par rapport au cuivre actif : 

sp

sptb
tb l

l.2
k =  (102) 

Comme chaque bobine est constituée de sn  spires en série par encoche, la longueur d’une bobine 
vaut : 
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spsbob l.nl =  (103) 

Par ailleurs, chaque conducteur d’une spire est lui-même réalisé à partir de filn  fils de cuivre 

associées en parallèles34. Ces fils ont un diamètre de cuivre fild  et sont entourés d’un isolant 

d’épaisseur filie . La section d’un conducteur condcuS  vaut donc : 

4
d..nS

2
fil

filcucond
π

=  (104) 

Et la section totale de cuivre par encoche vaut : 

condenc cuscu S.nS =  (105) 

Nous en déduisons le taux de remplissage de l’encoche : 

dd
d

iss
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re

h.l
2

hhR
m.q.p

S.n cond

⎟⎟
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⎞
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⎝
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π
=τ  (106) 

Notons que la surface totale d’isolant de cuivre dans une encoche vaut : 

( )( )
4

ded.
.nS

2
fil

2
ifil

fili
fil

cu

−+π
=  (107) 

Cette surface sera utile ultérieurement pour la modélisation thermique du moteur. 
De plus, chaque phase est composée de p.q bobines couplées en parallèle ou en série. En notant cumv  

la masse volumique du cuivre, la masse totale de cuivre cum  vaut alors : 

cucubobcu mv.S.l.q.p.mm enc=  (108) 

2.1.5. Masse totale des parties actives du moteur. 

 Dans le premier chapitre de ce mémoire, nous avons clairement montré l’importance de ce 
paramètre sur les performances générales du véhicule. Il s’exprime simplement en fonction des masses 
des différentes parties : 

custataimrotmot mmmmm act +++=  (109) 

2.1.6. Définition géométrique de la batterie. 

 Nous allons nous limiter ici à un calcul de volume et de masse. 
Notons batEnj  l’énergie motrice à embarquer pour que le véhicule soit autonome sur un ensemble de 
trajets donnés. Cette énergie peut être évaluée simplement par le calcul suivant : 

( )∫ η
=

trajet

mot
bat dt.

)t(
tPEnj  (110) 

où ( )tPmot  est la puissance motrice totale nécessaire à l’avancement du véhicule avec les 
performances souhaitées à l’instant du trajet t et )t(η  le rendement pour ce fonctionnement. On voit 
                                                      
34 Chaque conducteur peut être formé de plusieurs fils en parallèle, sachant que l’on doit retrouver la section 
totale du conducteur avec des sections de fil normalisées ; on notera que l’utilisation de fils fins permet 
d’améliorer le remplissage de l’encoche et facilite la réalisation du bobinage car il est plus malléable. 
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que cette énergie sera d’autant plus importante que le trajet et les performances seront plus 
contraignants mais aussi que le rendement du moteur sera faible. 

Notons ( )
trajet

mot
bat )t(

tPmaxP max ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
η

=  la puissance maximale que doit pouvoir débiter la batterie. 

Pour un type de batterie donné, caractérisé par les puissances massique et volumique batmP  et batvP  

et les énergies massique et volumique batmE  et batvE , la masse de la batterie batm  et son volume 

batV  (donc son encombrement) se calculent à l’aide les deux relations suivantes : 
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P
,
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3. Equations décrivant les propriétés physiques des composants du système. 

 Ce groupe rassemble les équations décrivant les propriétés physiques des matériaux (aimants, 
cuivre et matériaux magnétiques) qui influencent quantitativement le fonctionnement du système. 

3.1. Caractéristique thermique de la résistivité du cuivre. 

 En notant cuρ  la résistivité du cuivre à la température cuT  et 0cuρ  la résistivité du cuivre à la 

température 0cuT , on a la relation classique suivante : 

( ) ( )[ ]
00 cucucucucucu TT.1.T −α+ρ=ρ  (113) 

3.2. Caractéristique magnétique de l’aimant. 

 D’un point de vue macroscopique, l’état magnétique d’un aimant est décrit par trois vecteurs [49] : 
− l’induction magnétique B  ; 
− le champ magnétique H  ; 
− l’aimantation M . 
Ces trois vecteurs sont reliés par la relation vectorielle suivante : 

( )( )HMHB +µ= .0  (114) 

L’aimantation d’un aimant est la résultante d’une aimantation résiduelle 
0µ

= r
r

BM  et d’une 

aimantation induite par un champ extérieur ( ) HHM .mi χ=  où mχ  est la susceptibilité magnétique 
du matériau (qui dépend du champ appliqué). Par conséquent, on peut écrire la relation suivante : 

( ) ( )( ) r
r BHHHHBHB +χ+µ=⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
χ+

µ
+µ= .1... m0m

0
0  (115) 

Soit encore, en introduisant la perméabilité relative de l’aimant ( ) ( )HH mr 1 χ+=µ  : 

( ) rB.HHB +µµ= r0.  (116) 
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Si on applique à un aimant un champ extérieur H  variable et ayant la même direction que 
l’aimantation (c’est-à-dire la direction de l’axe de facile aimantation), on obtient alors des 
caractéristiques M(H) et B(H) semblables à celles représentées sur les figures 51 et 52. 
Dans les machines électriques, la partie utile de la caractéristique B(H) des aimants se trouve dans le 
quart de plan H<0 et B>0. On parle de caractéristique de démagnétisation dans la mesure où on 
applique un champ extérieur qui tend à s’opposer à l’aimantation résiduelle de l’aimant. 
Si le champ démagnétisant dépasse le champ de rigidité limite kH , l’aimant subit alors une 

démagnétisation irréversible : en amenant le champ à une valeur inférieure à kH , on revient sur un 
cycle d’hystérésis mineur, ce qui équivaut à une diminution de l’induction rémanente. Ce phénomène 
est très important dans les machines électriques, car une démagnétisation irréversible de l’aimant, 
même partielle, implique une diminution de l’induction dans l’entrefer de la machine et par 
conséquent une dégradation irrémédiable35 de ses performances (couple et rendement). Il faut donc 
toujours protéger les aimants d’une machine électrique de champs démagnétisants trop importants. On 
peut définir empiriquement kH  comme le champ extérieur appliqué à l’aimant tel que son 
aimantation soit de 10% inférieure à son aimantation rémanente. 
En ce qui concerne les aimants frittés à base de terres rares [50] tels que les Néodyme-Fer-Bore (Nd-
Fe-B) [51] et les Samarium-Cobalt (Sm-Co) ou à base de ferrites (les aimants actuellement les plus 
utilisés dans les machines électriques), la caractéristique de démagnétisation peut être assimilée à une 
droite de pente ar0.µµ 36 et d’ordonnée à l’origine arB . Les coefficients arµ  et arB  sont 

respectivement la perméabilité relative et l’induction rémanente de l’aimant. On supposera que cette 
hypothèse reste valable tant que le champ dans l’aimant reste inférieur à kH . 
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figure 51 : courbe caractéristique de l’aimantation d’un aimant permanent en fonction du 
champ qui lui est appliqué. 

                                                      
35 Sauf si l’on magnétise à nouveau les aimants. Mais cette opération n’est pas aisée, surtout si les aimants sont 
frittés ; il faudrait alors prévoir un enroulement de magnétisation. 
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figure 52 : courbe caractéristique de l’induction d’un aimant permanent en fonction du champ 
qui lui est appliqué. 
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figure 53 : irréversibilité de l’action d’un champ magnétique sur l’aimantation d’un aimant 
entraînant sa désaimantation. 

Par ailleurs, l’induction rémanente et le champ coercitif intrinsèque dépendent tous les deux de la 

température dans le matériau. Cette influence est quantifiée à l’aide des deux facteurs rB∆  et M
cH∆  

représentant les variations de l’induction rémanente et du champ coercitif intrinsèque lorsque la 
température s’élève de 1 K. De plus, au-delà de la température de Curie, l’aimant perd ses propriétés 
ferromagnétiques. 
Le tableau 11 fixe les ordres de grandeur des caractéristiques physiques des principaux aimants frittés 
utilisés dans les machines électriques [52]. 
En conclusion, on retiendra l’équation suivante liant l’induction magnétique de l’aimant aB  au champ 

magnétique appliqué aH  et à sa température aT  : 

( ) ( ) ( )[ ]0a aarr0aaa TT.B1.avec..TT,H −∆−=µµ+=
0aaa rrara BBHBB  (117) 

                                                                                                                                                                      
36 Cela revient à supposer que la susceptibilité magnétique de l’aimant ne dépend pas du champ appliqué, donc 

que µra est constant. 
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où 
0arB  est l’induction rémanente de l’aimant à la température 0aT . Cette équation permet de 

caractériser le comportement magnétique et thermique des aimants permanents. Nous supposons en 
outre que la perméabilité relative des aimants est constante dans la plage de température considérée. 
On limitera la validité de cette équation à des champs inférieurs au champ de rigidité limite pour la 
température maximale de fonctionnement, ce qui correspond à la limite minimale de réversibilité de la 
caractéristique magnétique de l’aimant pour la plage totale de fonctionnement. 
 

tableau 11 : grandeurs caractéristiques comparées de quelques aimants frittés. 

 Ferrites Nd-Fe-B Sm-Co 

Induction rémanente à 20°C 

arB  (T) 
0,2 à 0,4 0,8 à 1,2 0,5 à 1,0 

Perméabilité relative 

arµ  
1,05 à 1,10 1,05 à 1,3 1,03 à 1,1 

Champ coercitif intrinsèque à 
20°C 

M
cH  ( )1m.kA −  

150 à 300 1000 à 2000 500 à 1500 

Energie spécifique 
3m.kJ −  

10 à 40 100 à 300 50 à 250 

Température de Curie 

aCuT  (°C) 
450 300 à 325 450 à 1500 

Température maximale de 
fonctionnement 

(°C) 

250 150 à 180 200 à 250 

Conductivité électrique 

aσ  ( )m.Ω  
510≈  66 10.6,1à10.4,1  66 10.9,0à10.5,0  

Coefficient de température pour 
l’induction rémanente 

rB∆  ( )1K%. −  

-0,2 -0,07 à -0,16 -0,005 à –0,07 

Coefficient de température pour 
le champ coercitif intrinsèque 

M
cH∆  ( )1K%. −  

+0,22 à 0,42 -0,35 à –0,9 -0,25 

Masse volumique 

aimmv  ( 3cm.g − ) 

5 7,2 à 7,5 8,2 à 8,5 

3.3. Caractéristiques magnétiques du stator et du rotor. 

 Le stator et le rotor sont constitués de matériaux ferromagnétiques doux, à la différence des aimants 
qui sont des matériaux ferromagnétiques durs. Leurs caractéristiques magnétiques vérifient la même 
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équation 114 que les aimants, mais leur induction rémanente est faible et leur perméabilité relative est 
élevée (de 100 à 10000 selon le matériau). 
Du fait de la faible rémanence, le cycle d’hystérésis des matériaux doux est étroit et on peut assimiler 
leur caractéristique magnétique à leur courbe de première aimantation (cf. figure 54). On supposera 
que le matériau est isotrope et que, de plus, la courbe de première aimantation est indépendante de la 
température dans la zone de fonctionnement considérée (-20°C à +180°C). 
Les courbes de première aimantation des tôles sont données par les constructeurs et on peut obtenir 
celles concernant les matériaux non feuilletés dans des bases de données. Nous donnons sur la figure 
55 les courbes B(H) de différents matériaux magnétiques (tôles statoriques et aciers rotoriques) utilisés 
pour la réalisation de prototypes de moteurs-roues. Sur cette figure, les symboles correspondent à des 
points de mesures donnés par les constructeurs et le trait continu à l’interpolation de la caractéristique. 
Sur la figure 55, nous avons présenté des tôles classiques utilisant un alliage de fer et de silicium (les 
tôles fabriquées par la société Ugine) et des tôles utilisant un alliage de fer et de cobalt (les tôles 
fabriquées par la société Imphy). Les tôles fer-silicium présentent l’avantage d’être bon marché 
(quelques dizaines de francs par kilogramme). Nous avons représenté les nuances Fev 250 35 HA et 
470 P 50. La première présente des pertes électromagnétiques faibles mais leur perméabilité et leur 
induction à saturation sont limitées. En revanche, la seconde a des pertes électromagnétiques plus 
élevées mais une perméabilité et une induction à saturation améliorées, ce qui autorise des niveaux 
d’induction plus importants dans l’entrefer des machines ; par conséquent, on diminue les pertes par 
effet Joule pour un couple donné. Les tôles fer-cobalt présentent de grandes qualités tant au niveau de 
l’induction à saturation ( T2> ) que des pertes électromagnétiques. Ces tôles sont donc parfaitement 
adaptées à l’obtention de faibles pertes massiques. L’inconvénient est leur coût qui est environ dix ou 
quinze fois plus élevé que celles utilisant l’alliage fer-silicium. Donc le choix des tôles dépendra 
finalement d’un compromis technico-commercial qui n’est pas de notre ressort. 
Pour pouvoir utiliser les caractéristiques B(H) des matériaux magnétiques dans un modèle analytique, 
il faut les mettre sous la forme d’équations mathématiques, c’est-à-dire interpoler les caractéristiques 
réelles. Nous proposons ici deux solutions. Dans les deux cas, on utilise N points de mesure fournis 
par les constructeurs37. 
La première solution consiste à réaliser une interpolation linéaire par morceaux de la courbe réelle à 
partir des N points de référence. Ainsi, l’équation de la caractéristique magnétique est la suivante : 

{ } [ ] ( ) ( )
i1i

i1i1iii1i
1ii HH

H.BH.BH.BBHBH,HH si ,1N,...,1i
−

−+−
=∈−∈∀

+

+++
+  (118) 

La seconde solution consiste à trouver une équation explicite et unique comportant M paramètres 
inconnus à ajuster pour obtenir une équation interpolée la plus proche possible de la courbe réelle. Les 
M paramètres pi  peuvent être déterminés par exemple en utilisant la méthode des moindres carrés. On 

cherche les M valeurs opt
ip  de pi  qui rendent minimale la fonction à M variables 

∑
=

−N

1i i

iN1ierpint
B

B)p,...,p,H(B
. Citons l’exemple suivant d’équation mathématique : 

                                                      
37 Si le constructeur fournit seulement des courbes, il faut commencer par extraire N points significatifs de la 
caractéristique B(H) réelle. 



Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, à force 
électromotrice trapézoïdale alimenté par des créneaux de courant. 

 131

( ) ( )
s

r
0f

f
2

ff
s0 M

1
.H.Havec

)a1.(2
)a1.(H.41H1H

.MH.HB 0 −µ
µ=

−
−−+−+

+µ=  (119) 

où sM  est l’aimantation à saturation, 0rµ  la perméabilité relative à l’origine et a un coefficient de 

réglage à déterminer. 
La première méthode présente l’avantage d’obtenir facilement et rapidement l’équation mathématique 
de la courbe B(H) contrairement à la seconde où il faut mettre en œuvre un algorithme permettant 
l’identification des paramètres. En revanche, une fois ces paramètres déterminés, la seconde méthode 
permet de disposer d’une équation unique dont la forme ne dépend pas de la valeur de B ou H. Cela 
peut s’avérer utile, notamment s’il faut calculer l’intégrale de la fonction B(H). En outre, dans les deux 
cas, la précision sera d’autant meilleure que l’on dispose d’un grand nombre de points de mesure. 
Un autre problème peut provenir de l’utilisation du théorème d’Ampère. En effet, cela implique de 
posséder de manière explicite à la fois la fonction B(H) mais aussi la fonction H(B) et éventuellement 
son intégrale. Dans ce cas, la fonction B(H) doit être inversible analytiquement et la fonction H(B) 
doit être intégrable, de manière à réduire au maximum la manipulation de fonctions implicites qui ne 
peuvent être traitées que numériquement. Cette condition restreint la forme de la fonction explicite 
B(H) pouvant être utilisée. Par exemple, la fonction donnée par l’équation 119 n’est pas inversible 
explicitement. En revanche, la fonction de l’équation 118 est facilement inversible ; la fonction H(B) 
est alors la suivante : 

{ } [ ] ( ) ( )
i1i

i1i1iii1i
1ii BB

B.HB.HB.HHBHB,BB si ,1N,...,1i
−

−+−
=∈−∈∀

+

+++
+  (120) 

Pour éviter le problème de la forme inversible, nous pouvons directement chercher une équation de la 
caractéristique H(B). L’équation suivante en est un exemple : 

( )
( )

( ) m
A.B~.

e1

e.kB~.kBH 6h

4hk
3h

4hk
3h

5
2h

1

k

kB~

kB~

h
k

h
⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

+
+=

−

−
 (121) 

où B~  est la valeur réduite de l’induction B ramenée à un tesla. 
Les coefficients ihk  sont à déterminer pour chaque matériau magnétique. Dans la suite de ce 

mémoire, nous avons utilisé cette équation. Le tableau 12 donne les valeurs numériques des 
coefficients ihk  déterminés par la méthode des moindres carrés pour chacun des matériaux dont la 

caractéristique B(H) est représentée sur la figure 55. 
La figure 55 montre que l’équation 121 permet d’interpoler correctement la caractéristique B(H) des 
matériaux magnétiques que nous utilisons. Elle présente néanmoins l’inconvénient de ne pas être 
intégrable. Par conséquent, pour calculer la circulation du champ magnétique sur un contour donné, 
nous calculerons les intégrales avec l’approximation des trapèzes. 
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figure 54 : caractéristique magnétique B(H) d’un matériau ferromagnétique doux. 
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figure 55 : caractéristiques B(H) des principaux matériaux magnétiques (tôles et aciers). 
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tableau 12 : valeur des coefficients d’interpolation de l’équation représentant les 
caractéristiques B(H) des matériaux magnétiques. 

Matériau 
1hk  2hk  3hk  4hk  5hk  6hk  

Fev 250 35 HA 87,3 0,673 2,387 4,976 10210 6,073 
Fev 470 P 50 103,8 0,409 2,594 4,975 10072 6,005 

AFK 502 
(0,34mm) 

51,3 0,484 3,924 4,967 10567 8,086 

Acier Id 35 cd 4 241,6 4,357 2,341 4,524 2891 5,431 

3.4. Calcul des pertes électromagnétiques dans les tôles du stator. 

 Les parties ferromagnétiques et conductrices dans lesquelles circule un flux variable sont sources 
de pertes électromagnétiques, que l’on appelle les pertes fer [53]. Très schématiquement, on distingue 
deux types de pertes fer : les pertes par hystérésis et les pertes par courants de Foucault38 [54], [55]. 
Les premières correspondent à l’énergie nécessaire à la magnétisation du matériau. En régime 
permanent, elles sont proportionnelles à la fréquence de travail et à l’aire du cycle d’hystérésis décrit 
par le matériau dans le plan B(H). Les secondes correspondent à des pertes par effet Joule. En effet, le 
flux variable induit dans le matériau ferromagnétique et conducteur des courants de Foucault, qui sont 
à l’origine de ces pertes. 
Mathématiquement, les pertes par hystérésis et les pertes par courants de Foucault d’un élément 
volumique dV  de matériau ferromagnétique de masse volumique fermv , soumis à une induction 

sinusoïdale de pulsation ω  et de valeur crête mB , peuvent être modélisées par les deux fonctions 
suivantes : 

dV.mv.B..kp fer
n

mhysthyst hystω=  (122) 

dV.mv.B..kp fer
2

m
2

FoucFouc ω=  (123) 

où hystk , hystn  sont des constantes qui dépendent du matériau utilisé. 

Pour des tôles fines d’épaisseur te  et de conductivité tσ , le coefficient Fouck  peut être calculé 

analytiquement par la formule suivante : 

fer

t
2

t
Fouc mv.24

.ek σ
=  (124) 

Les constructeurs donnent les pertes spécifiques 0ferp  de leurs tôles soumises à une induction 

sinusoïdale d’amplitude 1,5 T et de fréquence 50 Hz. Or, ces pertes vérifient l’équation suivante : 

⎩
⎨
⎧

=
=π=ω

ω+ω= T5,1B
s/rad31450..2

avecB..kB..kp
0

0
hyst

00 m
2

m
2

0Fouc
n

m0hystfer  

                                                      
38 Les pertes anormales sont négligées, de même que les pertes dues à la rotation de l’induction magnétique dans 
le matériau. 
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tableau 13 : valeur des coefficients kFouc et khyst intervenant dans le calcul des pertes 
électromagnétiques des tôles. 

Matériau 

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

kg.T

s.Wk 2

2
Fouc  ⎟

⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛

kg.T

s.Wk 2hyst  

Ugine Fev 250 35 HA 610.17,5 −  310.91,1 −  
Ugine Fev 470 65 HA 510.77,1 −  310.08,1 −  
Ugine Fev 470 P 50 510.05,1 −  310.36,3 −  

Imphy AFK 502 (0,34mm) 610.49,1 −  310.94,1 −  

 
Dans la suite de ce mémoire, nous supposerons que 2nhyst = . Ainsi, pour chaque tôle, nous pouvons 

calculer le coefficient hystk  par la formule suivante : 

2
m0

2
m

2
0Foucfer

hyst
0

00

B.

B..kp
k

ω

ω−
=  (125) 

Le tableau 13 donne les valeurs numériques des coefficients Fouck  et hystk  pour les tôles de la figure 

55. 

3.5. Caractéristiques thermiques des matériaux constitutifs du moteur-roue. 

3.5.1. Rappels théoriques sur l’énergie calorifique. 

 Toutes les machines électriques sont des convertisseurs d’énergie (énergie mécanique en énergie 
électrique pour les moteurs et vice versa pour les générateurs). Même si cette conversion est 
généralement de meilleure qualité que pour les machines thermiques, les pertes d’énergie sont 
inévitables. Et, d’après le premier principe de la thermodynamique, les pertes se transforment en 
énergie calorifique. La chaleur produite est soit : 
− emmagasinée dans la matière où elle est créée ; 
− soit transmise à l’extérieur vers la matière voisine. 

3.5.1.1 Chaleur emmagasinée. 

 Une partie de la chaleur produite par un corps y est emmagasinée et augmente la température de 
celui-ci. Si un élément de volume dV  d’un corps de masse volumique ρ  reçoit une quantité de 

chaleur Qδ , sa température s’élève de Tδ , telle que : 

T.dV..CQ v δρ=δ  (126) 

où vC  est la chaleur massique (à volume constant) du corps considéré. 

Le tableau 14 fixe des ordres de grandeur des chaleurs massiques des matériaux considérés dans le 
moteur-roue étudié. 
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3.5.1.2 Chaleur échangée avec l’extérieur. 

 La partie de la chaleur produite dans un corps ne servant pas à élever sa température est échangée 
avec l’extérieur. Il existe trois modes de transfert de la chaleur : la conduction, la convection et le 
rayonnement. 

a) Echange de chaleur par conduction. 

 La conduction correspond à un transfert de chaleur à travers la matière sous l’effet de différences 
de température entre diverses parties qui sont en contact solide. L’énergie calorifique se déplace de la 
partie où la température est la plus élevée vers la partie où la température est la plus faible. D’un point 
de vue microscopique on interprète ce phénomène par des chocs entre les particules élémentaires du 
solide, dont l’énergie cinétique « d’agitation » correspond à l’énergie interne produite par la chaleur 
(premier principe de la thermodynamique). Remarquons que ce transfert de chaleur ne s’accompagne 
pas de mouvement de matière. 
La loi de Fourier définit quantitativement le flux thermique traversant une surface séparant deux 
régions homogènes soumises à un gradient de température : 

T.gradJ λ−=  (127) 

où est λ  la conductivité thermique du matériau. 

b) Echange de chaleur par convection. 

 Le transfert de chaleur par convection est dû aux mouvements d’un fluide (gaz ou liquide). Il existe 
deux types de convection : 
− la convection naturelle ; 
− la convection forcée. 
Les déplacements de fluide par convection naturelle sont provoqués par des différences de densité en 
divers point du fluide, elles-mêmes dues à des différences de température. Les déplacements de fluide 
par convection forcée sont provoqués par une action extérieure (pompe ou ventilateur par exemple). 
La convection est un problème complexe de mécanique des fluides et de thermodynamique. 
Néanmoins, si on s’intéresse uniquement aux échanges moyens d’énergie calorique, ceux-ci 
s’expriment simplement à l’aide de la formule de Newton. Le flux thermique traversant la surface 
extérieure S d’un solide balayé par un fluide s’exprime par : 

T.hJ convconv ∆=  (128) 

où convh  est le coefficient de convection ou d’échange superficiel et T∆  l’écart entre les 
températures moyennes du solide et du fluide. 
Toute la difficulté de cette équation réside dans le calcul du coefficient convh . En effet, il dépend de la 
nature de la surface d’échange, de la nature du fluide et du mouvement relatif du fluide par rapport au 
solide. 

c) Echange de chaleur par rayonnement. 

 Tout corps à une température T émet une onde électromagnétique transportant une partie de 
l’énergie calorifique du corps et réciproquement tout corps absorbant une onde électromagnétique 
reçoit une partie de l’énergie transportée, qui se transforme en énergie calorifique et donc augmente la 
température du corps. Globalement, le flux thermique traversant la surface extérieure S d’un solide à 
la température T vaut : 

( )extrayconv TT.S.hJ −=  (129) 
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où rayh  est le coefficient de rayonnement du corps et extT  la température extérieure. Le coefficient 

rayh  dépend de l’émissivité du corps, de la constante de Stefan-Boltzmann σ  et des températures T et 

extT  par la relation : 

( ) ( )22
extextray TT.TT..h ++σε=  (130) 

3.5.2. Paramètres thermo-physiques de l’air. 

 Les propriétés thermo-physiques de l’air sont différentes des autres matériaux dans la mesure où 
elles dépendent assez fortement de la température de l’air. La référence [56] fournit des tables des 
propriétés physiques de fluides et en particulier de l’air. Nous avons interpolé le plus simplement ces 
propriétés par des fonctions linéaires ou quadratiques. Nous obtenons les fonctions suivantes : 
− conductivité thermique : 

( ) ( )13
air

53
airair K.s.m.kgT.10.22,710.69,4T −−−− +=λ  (131) 

− viscosité dynamique : 

( ) ( )116
air

8
airair s.m.kg10.82,5T.10.24,4T −−−− +=µ  (132) 

− nombre de Prandtl : 

( ) 1
air

42
air

7
airairPr 10.31,8T.10.70,5T.10.38,5TN −−− +−=  (133) 

− chaleur massique à pression constante : 

( ) ( ) ( )
( ) ( )11

air
airairPr

airairp K.kg.J
T

T.TNTC −−
µ

λ
=  (134) 

Nous pouvons calculer la densité et le coefficient de dilatation en supposant que l’air est un gaz 
parfait : 

( ) ( ) bar1Pà,m.kg
T

10.53,3Tmv 3
air

2
airair == −  (135) 

( ) ( )1
air

airair K
T

1T −=β  (136) 

3.5.3. Chaleur massiques des matériaux constitutifs du moteur-roue. 

 Le tableau 14 donne les valeurs des chaleurs massiques de tous les matériaux qui constituent le 
moteur-roue. Nous avons aussi ajouté la masse volumique, utile au calcul de la capacité thermique 
d’un corps. Nous n’avons pas pu trouver les valeurs concernant l’isolant de tôles. Nous avons fait 
l’hypothèse qu’elles étaient proches de celles de la colle. En effet, très souvent les tôles sont isolées et 
préencollées. 
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tableau 14 : masses volumiques et chaleurs massique des matériaux du moteur-roue. 

 
Matériau 

Masse volumique 

( )3m.kg −  

Chaleur massique 

( )11 K.kg.J −−  

Acier 7860 465 
Aimant Nd-Fe-B 7500 440 

Aluminium 2700 896 
Tôles Ugine Fev 250 35 HA 7600 # 500 
Tôles Ugine Fev 470 65 HA 7650 # 500 
Tôles Ugine Fev 470 P 50 7650 # 500 

Tôles Imphy AFK 502 (0,34mm) 8100 # 500 
Colle 1200 1400 

Isolant (micas) 1200 1250 
Papier 1100 1760 
Vernis 1200 1400 

 

3.5.4. Conductivités thermiques des matériaux constitutifs du moteur-roue. 

3.5.4.1 Remarques préliminaires. 

 Dans le moteur-roue, nous distinguons deux types de régions. Celles qui sont constituées d’un seul 
matériau homogène et isotrope, comme le rotor ou les aimants et celles constituées de plusieurs 
matériaux comme le stator et les bobinages. Le tableau 15 donne la valeur numérique des 
conductivités thermiques des matériaux utilisés dans le moteur-roue. Toutes ces conductivités sont 
supposées constantes en fonction de la température. Pour ce qui est du stator et des bobinages, ils sont 
remplacés par une matériau unique, homogène mais anisotrope. Dans les deux paragraphes suivants, 
nous détaillons le calcul des conductivités équivalentes selon les différents axes d’anisotropie. 

tableau 15 : tableau récapitulatif des matériaux et des conductivités des différentes régions 
volumiques constitutives du modèle du moteur de vélo. 

 
Matériau 

Conductivité 

( )11 K.m.W −−  

Acier 51 (valeur moyenne) 
Aimant Nd-Fe-B 9 

Aluminium 210 
Tôles Ugine Fev 250 35 HA 26 
Tôles Ugine Fev 470 65 HA 26 
Tôles Ugine Fev 470 P 50 39 

Tôles Imphy AFK 502 (0,34mm) 30 
Isolant entre tôles 0,15 

Colle 0,15 
Isolant (micas) 0,15 

Papier 0,14 
Vernis 0,15 



Chapitre 4 

 138 

3.5.4.2 Conductivité équivalente de l’empilement de tôles. 

 Le stator est constitué d’un empilement de tôles. Par suite, il est à la fois hétérogène et anisotrope. 
Nous allons le modéliser par un matériau homogène et anisotrope. 
Pour cela, considérons une empilement de tôles tel que celui représenté sur le schéma de la figure 56. 
Il est constitué de tn  tôles d’épaisseur te  et de 1nt −  couches d’isolants d’épaisseur tie . Nous 

notons tλ  et tiλ  les conductivités thermiques des tôles et de l’isolant. 

Pour un flux thermique circulant dans la direction de l’axe ( )Oy , chaque tôle présente une résistance 

thermique ytR  et chaque couche une résistance thermique yiR . Le calcul de ces résistances 

thermiques donne39 : 

zxt
t

t l.l.
eR y λ

=  (137) 

zxi
i

i l.l.
eR y λ

=  (138) 

La résistance totale yR  de l’empilement est l’association en série de tn  résistances ytR  et 1nt −  

résistances yiR  : 

( )
zxi

i
t

zxt
t

ty l.l.
e1n

l.l.
e.nR

λ
−+

λ
=  (139) 

Si nous considérons que l’empilement est équivalent à un matériau homogène de conductivité ytλ  

suivant la direction ( )Oy , la résistance yR  s’exprime aussi par la relation : 

( )
zxt

ittt
y l.l.

e.1ne.nR
yλ

−+
=  (140) 

En comparant les équations 139 et 140, nous en déduisons l’expression de ytλ  : 

( )
( )

i
i

t
t
t

t

ittt
t e.1ne.n

e.1ne.n
y

λ
−+

λ

−+
=λ  (141) 

Nous procédons de la même manière pour calculer la conductivité équivalente xztλ  selon l’axe (Ox) 

ou selon l’axe (Oz) en remarquant que, dans les deux cas, les résistances des tôles et des couches 
d’isolant sont placées en parallèle. Nous trouvons : 

( )
( ) ittt

iitttt
t e.1ne.n

.e.1n.e.n
xz −+

λ−+λ
=λ  (142) 

                                                      
39 Au chapitre 7, nous verrons plus en détail comment effectuer le calcul des résistances thermiques. Jusque là 
nous admettons les formes qui sont proposées. 
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figure 56 : schéma d’un empilement de tôles parallélipédique. 

3.5.4.3 Conductivité équivalente d’un bobinage. 

 Nous considérons un bobinage régulièrement réparti dans l’encoche d’une machine tel que celui de 
la figure 57. Le bobinage est hétérogène car il est constitué de cuivre, d’isolant et d’air. De plus, il est 
anisotrope : la conductivité selon l’axe axial (Ox) est différente de celle selon les axes (Oy) et (Oz). 
Nous proposons donc de remplacer le bobinage par un matériau homogène dont nous calculons 
successivement la conductivité thermique axiale (dans la direction des conducteurs) et transversale. 

a) Conductivité équivalente axiale d’un bobinage. 

isolant

cuivre

x

y
z

O

fild

fie

fill

 

figure 57 : répartition des conducteurs dans les encoches. 

 Sur le schéma de la figure 57, nous remarquons que pour un flux selon l’axe (Ox), les matériaux 
sont placés en parallèle : la résistance thermique équivalente au bobinage xbobR  correspond à 

l’association en parallèle de la résistance du cuivre de conductivité cuλ , avec celle de l’isolant de 
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conductivité cuiλ  et celle de l’air de conductivité airλ . Or, en notant fill  la longueur des fils, ces 

trois résistances valent respectivement : 

enccucu
fil

cu S.
lR

λ
=  (143) 

cucu
cu ii

fil
i S.

lR
λ

=  (144) 

airair
fil

air S.
lR

λ
=  (145) 

D’où l’expression de xbobR  : 

airairiicucu
fil

bob S.S.S.
lR

cucu
x λ+λ+λ

=  (146) 

En posant xbobλ  la conductivité thermique axiale équivalente du bobinage, xbobR  vaut aussi : 

( )airicubob
fil

bob SSS.
lR

cuencx
x ++λ

=  (147) 

En comparant les deux équations précédentes, nous obtenons l’expression de xbobλ  : 

airicu

airairiicucu
bob SSS

S.S.S.

cuenc

cucuenc
x ++

λ+λ+λ
=λ  (148) 

b) Calcul analytique des conductivités équivalentes transversales d’un bobinage. 

 Pour mener le calcul analytique, nous nous sommes inspirés de [57]. Pour un flux transversal, la 
résistance thermique est l’association en série de cuivre, d’isolant du cuivre et d’air. Etant donné que 
le cuivre a une conductivité très supérieure aux autres matériaux, nous supposons que la résistance 
thermique peut être calculée en évaluant l’épaisseur moyenne équivalente d’isolant et d’air dans les 
deux directions transversales. 
Si on considère une encoche trapézoïdale de hauteur dh  de largeur hel  au sommet et bel  au pied et 

remplie de sfilfil n.nN = , on peut montrer que, d’un point de vue thermique, le bobinage peut être 

ramené à un fil de cuivre unique entouré d’une couche d’isolant d’épaisseur y
icu

e  dans la direction 

(Oy) (correspondant à la largeur de l’encoche) et z
icu

e  dans la direction (Oz) (correspondant à la 

hauteur de l’encoche) et d’une couche d’air d’épaisseur y
aircu

e  dans la direction (Oy) et z
aircu

e  dans la 

direction (Oz). Pour cela il faut en outre faire les hypothèses suivantes : 
− le point chaud est au centre de l’encoche ; 
− les flux thermiques dans chaque direction sont indépendants ; 
− les conducteurs sont répartis uniformément dans l’encoche. 
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z

 

figure 58 : transformation de l’encoche réelle en une encoche équivalente d’un point de vue 
thermique 

Alors, après calculs, les épaisseurs définies ci-dessus valent : 

( ) ⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛
−

+
= 1N.

ll.2
h.

3
1e fil

ee
dy

i
bhcu

 (149) 

⎟
⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
−

+
= 1N.

h.8

ll
.

3
1e fil

d

eez
i

bh
cu

 (150) 

( ) ( )filfilfil
ee

dy
air e.2d.

13sinArc
1322.N.

ll
h.2.

8
1e

bhcu
+⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛

−
−

−
π

−
+

=  (151) 

( ) ( )filfilfil
d

eey
air e.2d.

13sinArc
1322.N.

h.2

ll
.

8
1e bh

cu
+⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛

−
−

−
π

−
+

=  (152) 

Les largeurs hel  et bel  s’expriment en fonction des paramètres de la figure 50 par les deux relations 

suivantes : 
( )

d
d

iss
e l

N
hR.l h −

−π
=  (153) 

( )
d

d
csint

e l
N

hR.l b −
+π

=  (154) 

c) Calcul numérique des conductivités équivalentes transversales d’un bobinage. 

 Pour cette approche numérique, nous faisons référence à [58]. La modélisation numérique peut être 
bidimensionnelle ou tridimensionnelle. Nous représentons le quart du fil avec son âme en cuivre et son 
isolant (cf. figure 59). Nous représentons aussi de l’air dans les mêmes proportions que ce que l’on 
trouve dans le bobinage réel. Nous créons ensuite une source thermique de forte densité volumique de 
puissance (de l’ordre de 1×109 W.m3) et d'une grande conductivité (de l’ordre de 1000 W.m-1.K-1). 
L’objectif est que la face en 0x =  soit isotherme. Les autres faces qui entourent le domaine sont 
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soumises à une condition de NEUMANN homogène représentant une isolation thermique. La 
conductivité équivalente peut alors être calculée par la formule suivante : 

( ) ( ) ( )[ ]0TLT.vS
L.

dt
dq

eqbob −
=λ  (155) 

La disposition exacte des fils dans les encoches n’est pas connue. Nous considérons alors les trois 
configurations particulières définies sur la figure 59 pour lesquelles nous calculons la conductivité 
équivalente à l’aide de l’équation 155. La conductivité finale est obtenue en faisant la moyenne 
arithmétique des trois conductivités. 
Dans les têtes de bobine, les fils n’étant pas organisés selon un ordre précis, nous considérons qu’elles 
peuvent être modélisées par un matériau homogène possédant la conductivité transversale calculée 
dans ce paragraphe. 
Cette dernière approche est plus précise mais elle nécessite de connaître parfaitement le bobinage. Elle 
est donc dédié à l’analyse thermique par modélisation numérique où l’objet est la validation des 
résultats obtenus après un dimensionnement par modèle analytique ; dans ce cas, les paramètres exacts 
du bobinage sont connus. 

air

isolantcuivre

paroi adiabatique

source

Configuration moyenne Configuration extrème
en hauteur

Configuration extrème
en largeur

 

figure 59 : configuration de calcul des conductivités transversales équivalentes d’un bobinage. 

3.5.5. Calcul des coefficients de convection intervenant dans le moteur-roue. 

3.5.5.1 Remarques préliminaires. 

Comme nous l’avons déjà remarqué, le calcul exact des coefficients de convection nécessite un 
couplage fort entre la mécanique des fluides et la thermodynamique. La modélisation numérique de 
tels phénomènes est un problème difficile qui est inextricable d’un point de vue analytique. 
Néanmoins, on peut calculer relativement simplement le coefficient en ayant recours à des fonctions 
de corrélation empiriques. Pour cela, il faut caractériser correctement l’échange à partir de nombres 
sans dimensions. Les quatre principaux sont : 
− le nombre de Nusselt NuN  qui compare les échanges de chaleur par conduction et par 

convection : 

λ
=

l.hN conv
Nu  (156) 

où l est une longueur caractéristique de la surface d’échange (rayon pour une sphère ou encore 
diamètre hydraulique pour une conduite fermée) ; 
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− le nombre de Prandtl qui compare la chaleur transférée par diffusion de matière et celle transférée 
par déplacement de la matière dû à la viscosité dynamique du fluide ; 

λ
η= p

vPr
C

.N  (157) 

où vη  est le coefficient de viscosité dynamique du fluide ; 

− le nombre de Grasshof qui compare la force due aux différences de densité du fluide et celle due à 
la viscosité dynamique : 

T.l.mv.g.N 3
2

v
Gr δ⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
η

β=  (158) 

où mv est la masse volumique du fluide, β  le coefficient de dilatation du fluide, g l’accélération de 
la pesanteur terrestre et Tδ  l’écart de température entre le solide et le fluide ; 

− le nombre de Reynolds (en convection forcée) permettant de définir le type d’écoulement 
(laminaire, transitoire ou turbulent) : 

d.v.mvN
v

Re η
=  (159) 

3.5.5.2 Coefficient de convection du rotor avec l’extérieur. 

 Lorsque le moteur n’est pas inséré dans la jante40, le rotor, en tournant, crée une convection forcée 
de nature à améliorer les échanges de chaleur vers l’extérieur. [56] propose une méthode en six étapes 
pour calculer le coefficient de convection dans le cas d’un cylindre tournant à la vitesse de rotation Ω  
constante. Notons rotT  la température du rotor et extT  la température de l’air extérieur. 

← On calcule les paramètres ( )extrotair T,TΦ  et ( )extrotair T,TR530Φ  : 

( )
⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

λ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

µ

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

β⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

=Φ

2
TT.

2
TT

2
TT.g.

2
TTmv.

2
TTC

T,T
extrot

air
extrot

air

extrot
air

extrot
air

extrot
p

extrotair
air

 (160) 

( )
( )

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

λ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

µ

β⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

=Φ

2
TT.

2
TT

R530.g.
2

TTmv.
2

TTC
T,T

extrot
air

extrot
air

air
extrot

air
extrot

p
extrotair

air

R530  (161) 

↑ On évalue le nombre de Reynolds de rotation : 

( )
( ) ( )

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

µ

Ω⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

=

2
TT

R.2.R..
2

TTmv
T,TN

extrot
air

extext
extrot

air
extrotair

rot
Re  (162) 

                                                      
40 Du point de vue du chercheur, cette configuration est intéressante, car dans une premier temps le moteur sera 
testé seul. Pour autant, il faudra améliorer ensuite les calculs en tenant compte de la jante et du pneumatique (ou 
même de rayons s’il s’agit d’un vélo) qui influencent certainement le comportement thermique. 
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→ On évalue le nombre de Reynolds de flux transversal, si le moteur se déplace transversalement, 
comme dans le cas où il est intégré dans une roue de diamètre roueR  : 

( )
( ) ( )

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

µ

Ω⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

=

2
TT

R.2.R..
2

TTmv
T,TN

extrot
air

extroue
extrot

air
extrotair

tr
Re  (163) 

↓ On évalue le nombre de Gashof et le paramètre Y (permettant de choisir la bonne corrélation) : 

( )
( ) ( )

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

−⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

Φ
=

2
TTN

TT.R.2.
2

TT

T,TN
extrot

airPr

extrot
3

ext
extrot

air
extrotairGr  (164) 

( )
( )
( )extrotairGr

extrotair
rot
Re

extrot T,TN

T,TN
T,TY =  (165) 

° Si on vérifie les cinq inégalités suivantes : 

( ) 2,0T,TY extrot >  (166) 

( ) 1T,TN extrotairPr <  (167) 

( ) 4
extrotair

rot
Re 10.6T,TN <  (168) 

( ) 4
extrotair

tr
Re 10.2T,TN <  (169) 

( )
( )

( ) ( )
9

extrotairGr
2

extrotair
rot
Re

2
extrotair

tr
Re

extrotairPr
7 10

T,TNT,TN

T,TN.5,0
.T,TN10.3 <

⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛ +
<  (170) 

± Alors le nombre de Nusselt vérifie la corrélation suivante : 

( ) ( )
( )

( ) ( )

35,0

extrotairGr
2

extrotair
rot
Re

2
extrotair

tr
Re35,0

extrotairPrextrotairNu
T,TNT,TN

T,TN.5,0
.T,TN.1075,0T,TN

⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛ +
=  (171) 

Notons que dans tous les cas que nous avons rencontrés, les conditions posées pour appliquer cette 
corrélation ont été vérifiées. 
Le coefficient de convection vaut finalement : 

( ) ( ) ( )
ext

extrotairNuextrotairNu
extrotrotconv R.2

T,T.T,TN
T,Th

λ
=  (172) 

Par exemple, pour le moteur de vélo dont les caractéristiques sont données dans l’annexe 2, ce 

coefficient vaut 12 K.m.W35 −−  lorsque le rotor tourne à 200 tr/min et que les températures ambiante 
et rotorique valent respectivement 20°C et 100°C. 

3.5.5.3 Coefficient de convection des flasques avec l’extérieur. 
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 De même que le rotor, les flasques créent une convection forcée en tournant. Nous allons aussi 
utiliser la méthode décrite dans [56] pour évaluer ce coefficient. La température atteinte par les 
flasques est notée flT . 

← On évalue le nombre de Reynolds de rotation : 

( )
( ) ( )

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

µ

Ω⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +

=

2
TT

R.2.R..
2
TTmv

T,TN
extfl

air

extext
extfl

air
flrotair

rot
Re  (173) 

↑ L’écoulement de l’air le long du flasque reste laminaire tant que ( )flrotair
rot
Re T,TN  reste inférieur à 

1800000. C’est tout à fait le cas pour des vitesses de rotation inférieures à 300 tr/min, des diàmètres 
extérieurs inférieurs à 30 cm et un écart de température inférieur à 60 K entre le flasque et l’extérieur. 
→ Si la condition ci-dessus est bien vérifiée, le coefficient de convection vaut alors : 

( )
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 (174) 

3.5.5.4 Coefficient de convection entre le stator et le rotor. 

 Dans l’entrefer, il existe une convection forcée due à la rotation relative du rotor par rapport au 
stator. Les écoulements dans une telle zone annulaire ont donné lieu à de nombreux calculs et relevés 
expérimentaux, mais encore une fois nous allons nous appuyer sur la méthode proposée par [56]. On 
suppose que la température du stator au voisinage de l’entrefer vaut statT  et celle des aimants aimT . 

← On évalue le nombre de Taylor : 
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Il existe plusieurs corrélations permettant d’obtenir le nombre de Nusselt relatif à l’air dans l’entrefer. 
Cependant, on se limite à celle correspondant à des valeurs faibles de vitesse de rotation, car le 
moteur-roue étant à attaque directe, les vitesses de rotation restent relativement faibles. 
↑ Dans ce cas, l’expression du nombre de Nusselt est très simple : 

( ) ( )
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λ
=  (176) 

→ On en déduit le coefficient de convection : 
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Notons que la convection dans l’entrefer est équivalente un phénomène de conduction où le coefficient 
de conduction est multiplié par deux. 

3.5.5.5 Coefficient de convection au niveau des têtes de bobines. 

 Ce coefficient est encore plus difficile à évaluer que les précédents, car, en plus de la complication 
théorique intrinsèque à ce type de calcul, se rajoute une méconnaissance de la forme exacte des têtes 
de bobines. Pour autant cet échange est important car les têtes de bobines sont habituellement un des 
points les plus chauds du bobinage. Pour pouvoir mener les calculs, nous utilisons la corrélation 
suivante : 
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Néanmoins, ce paramètre doit être validé a posteriori sur un prototype et cette relation ne peut servir 
que de point de départ pour obtenir un modèle complet du moteur-roue pour son dimensionnement. 

3.5.5.6 Notes sur la détermination numérique des coefficients de convection. 

 Lors d’un stage de DESS en génie thermique effectué à l’Institut de Génie Electrique [59], nous 
avons abordé la détermination numérique des coefficients de convection à l’aide du logiciel FLUENT. 
Les calculs ont été menés pour le cas particulier du prototype de moteur de vélo et pour une 
modélisation bidimensionnelle. Deux structures simplifiées ont été créées. La première pour étudier 
les échanges à l’extérieur du moteur et la seconde pour étudier ceux internes au moteur. 

a) Cas des échanges extérieurs. 

 La figure 60 montre la structure géométrique simplifiée pour l’étude de ce cas. nous supposons que 
le moteur est constitué d’un matériau homogène unique ayant les propriétés thermo-physiques de 
l’aluminium et nous appliquons une source de chaleur constante dans tout le volume du matériau. La 
densité de puissance est calculée en faisant le rapport des pertes réelles dans le moteur au point de 
fonctionnement considéré par le volume total du moteur. Nous distinguons plusieurs surfaces 
extérieures du moteur et nous imposons sur celles correspondant aux parties tournantes une vitesse de 
rotation égale à celle définie par le point de fonctionnement. Enfin, nous appliquons loin du moteur 
des conditions aux limites de Dirichlet : la température est égale à la température ambiante. 
Nous montrons quelques résultats pour une vitesse de rotation de 200 tr/min et une densité de pertes 

de 5000 3m.W − . La figure 61 montre un dégradé des vitesses à l’extérieur du moteur. Nous observons 
bien que la vitesse est nulle au bord des faces fixes et qu’elle croît à mesure que l’on s’éloigne de 
l’axe ; en effet la vitesse tangentielle est d’autant plus grande que le rayon est plus élevé. La figure 62 
montre plus en détail la direction et le sens des vecteurs vitesses. Nous observons que l’air a tendance 
à remonter le long des bords du moteur. Ce phénomène s’explique par l’effet de la force centrifuge qui 
entraîne les molécules d’air vers le haut. Nous observons aussi de faibles recirculations au niveau des 
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bords supérieurs du moteur. La figure 63 montre un dégradé de la pression. La pression est faible au 
niveau des points où la vitesse est élevée et au niveau des recirculations d’air. Enfin, la figure 64 
montre le dégradé des températures. Nous vérifions d’une part la justesse des conditions aux limites et 
d’autre part, nous remarquons que le dégradé ressemble sensiblement à celui d’un convection 
naturelle, car les effets de la convection forcée par la rotation du rotor sont identiques à ceux de la 
convection naturelle : l’air est « poussé » vers l’extérieur. 

Air intérieur
Moteur Air extérieur

axe

 

figure 60 : structure géométrique simplifiée du moteur de vélo pour l’étude numérique des 
échanges extérieurs de chaleur par convection. 
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figure 61 : dégradé des vitesses à l’extérieur du moteur de vélo à 200 tr/min. 

 

figure 62 : vecteurs vitesse à l’extérieur du moteur de vélo à 200 tr/min. 
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figure 63 : dégradé des pressions à l’extérieur du moteur de vélo à 200 tr/min. 

 

figure 64 : dégradé des températures du moteur de vélo à 200 tr/min pour la simulations des 
échanges extérieurs. 
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 Pour évaluer les coefficients de convection, nous avons appliqué la formule suivante sur les faces 
décrites par la figure 65 : 

extsurf
conv

conv TT
Jh

−
=  (179) 

où convJ  correspond à la densité de flux thermique sortant par la surface considérée dont la 

température moyenne vaut surfT . Le tableau 16 résume la valeur du coefficient de convection sur 
toutes les faces. D’une manière générale, le coefficient de convection est plus faible que celui prévu 
par la simulation analytique. Par exemple, sur la face extérieure de la culasse rotorique (face 10), le 

calcul analytique prévoit un coefficient de convection de 12 K.m.W41 −−  et le calcul numérique 

donne 12 K.m.W38,8 −− . Gardons néanmoins à l’esprit que, si ce calcul numérique ne nécessite pas 
beaucoup d’hypothèses sur le comportement physique du système, sa structure géométrique est en 
revanche fortement simplifiée. 
 
 
 
 

tableau 16 : valeurs des coefficients d’échange à l’extérieur du moteur de vélo pour une vitesse 
de rotation de 200 tr/min et pour une température extérieure de 300 K. 

Numéro 
de face 

Température 
K 

Densité de flux 
W.m2 

Coefficient de convection 
W.m-2.K-1 

1 317,6622 160,7404 9,1 
2 317,7195 117,1614 6,61 
3 317,7631 83,63773 4,71 
4 317,7682 37,47675 2,11 
5 317,7809 1,7498881 0,01 
6 317,7791 26,28784 1,48 
7 317,7771 142,3842 8,344 
8 317,7762 61,18264 3,17 
9 317,7775 56,42913 3,04 
10 317,781 54,06831 8,38 
11 317,7702 148,8871 6,14 
12 317,7675 109,0163 11,83 
13 317,783 210,4501 1,41 
14 317,7713 25,10627 0,26 
15 3177734 4,576035 4 
16 317,7586 71,8892 7,18 
17 317,753 127,4804 7,34 
18 317,686 129,8758 9,84 
19 317,6 173,2365  
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figure 65 : position des surfaces d’échange du moteur de vélo considérées dans le tableau 16. 
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b) Cas des échanges intérieurs. 

 L’ensemble du modèle est constitué d’aluminium à l’exception des têtes de bobines qui sont en 

cuivre pur. Nous avons appliqué au niveau des tôles une densité de pertes de 3m.W10000 −  et au 

niveau du bobinage de 3m.W20000 − . Comme précédemment, nous avons imposé une vitesse de 
rotation constante à toutes les surfaces extérieures des parties tournantes. Pour ce qui est des 
conditions aux limites, nous avons choisi sur les faces extérieures du moteur une condition de 
convection avec les coefficients calculés au paragraphe précédent et une température ambiante de 300 
K. Dans l’état actuel du travail, l’étude est limitée à l’observation des circulations d’air dans le moteur. 
La figure 66 montre le dégradé de vitesse de l’air. De même que précédemment, les plus grandes 
vitesses sont observées vers l’extérieur du moteur. La figure 67 précise la direction et le sens des 
vecteurs vitesse entre les têtes de bobines de gauche et la surface intérieure du flasque. Nous 
observons une circulation d’air autour du bobinage. Au voisinage du flasque, l’air monte et redescend 
le long du bobinage. 
 
 
 
 

 

figure 66 : dégradé des vitesses dans l’air intérieur du moteur de vélo à 200 tr/min. 
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figure 67 : vecteurs vitesse dans l’air intérieur du moteur de vélo à 200 tr/min entre les têtes de 
bobine et le flasque gauche. 

3.5.6. Calcul des coefficients de rayonnement intervenant dans le moteur-roue. 

 Dans le cas du moteur-roue, les matériaux constituant l’extérieur du moteur sont de l’acier ou de 
l’aluminium, dont l’émissivité est faible et dont la température ne sera jamais très élevée41. Nous 
négligerons donc les échanges par rayonnement. En revanche, nous en tiendrons compte lors des 
essais, car les surfaces extérieures ont été peintes en noir mat pour faciliter le relevé de 
thermogrammes par une caméra infrarouge. L’émissivité vaut alors de 0,92 à 0,94 selon la nature de la 
peinture choisie. 

4. Conclusion. 

 Nous venons de donner les équations décrivant la structure géométrique et les principales 
propriétés physiques du système. Ces équations sont la base de tout modèle destiné au 
dimensionnement d’un système, car elles assurent la cohérence géométrique et physique des solutions. 
En outre, elles permettent aussi d’imposer des contraintes structurelles d’encombrement, de masse, 
etc. Ces équations sont totalement indépendantes du point de fonctionnement du système, c’est-à-dire, 
dans notre cas, du couple et de la vitesse du moteur-roue. La suite du travail consiste donc à décrire le 
fonctionnement du système. Ainsi, dans les chapitres suivants de cette partie, nous établissons les 
équations décrivant les performances magnétiques, électromécaniques et thermiques du moteur-roue. 

                                                      
41 Remarquons que cela pourrait constituer un risque réel pour l’utilisateur d’un véhicule si la température 
extérieure du moteur-roue devenait trop élevée. 



 

Chapitre 5. Modélisation magnétique d’un 
moteur roue synchrone sans balais, à force 

électromotrice trapézoïdale et de son 
alimentation. 

1. Introduction. 

ANS ce chapitre nous développons d’abord un modèle analytique, puis un modèle numérique 
donnant l’état magnétique du moteur. Dans les deux cas, l’hypothèse de base consistera à 
négliger les phénomènes tridimensionnels dans la machine. Pour établir le modèle analytique 

nous  considérons une structure simplifiée bidimensionnelle comprenant deux régions circulaires dans 
lesquelles nous résolvons les équations de Maxwell. Nous proposons une méthode originale 
permettant de tenir compte de la saturation des matériaux magnétiques lorsque le moteur est 
autopiloté. Dans la seconde partie du chapitre, nous montrons comment utiliser des simulations 
numériques afin de recalculer plus finement les grandeurs déjà évaluées par le modèle analytique. 

2. Modélisation analytique. 

 Pour effectuer les calculs, nous transformons d’abord la structure réelle en une structure 
équivalente simplifiée. Ensuite, nous posons les équations aux dérivées partielles que vérifie le 
potentiel vecteur et nous les résolvons en utilisant la méthode de la séparation des variables. Nous 
donnons alors les expressions de toutes les grandeurs magnétiques (potentiel vecteur, inductions 
magnétiques et couple électromagnétique) lorsque le moteur est autopiloté. Nous introduisons enfin un 
coefficient de saturation pour tenir compte de la non-linéarité des matériaux magnétiques. 

2.1. Transformation de la structure réelle. 

 La première transformation consiste à ramener la structure cylindrique dentée du stator à une 
structure cylindrique lisse (cf. figure 68). L’entrefer de la machine fictive équivalente est alors obtenu 
en multipliant l’entrefer réel par un coefficient dit de Carter. Cette transformation est usuelle. 
Néanmoins, comme l’expliquent [60] et [61], la présence d’aimants revient à augmenter 
artificiellement l’entrefer réel de la machine et, par suite, modifie le coefficient de Carter classique. 
Nous allons le montrer simplement sur le modèle monodimensionnel du circuit magnétique de la 
machine présenté sur la figure 69. Dans ce modèle on néglige les flux de fuites, on suppose que la 
perméabilité relative de fer est infinie et on considère que la section canalisant le flux des aimants est 

D 
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identique à celle canalisant le flux d’entrefer de telle sorte que l’induction aB  est constante dans tout 

l’aimant et est égale à celle dans l’entrefer eB . L’application du théorème d’Ampère sur le chemin 

thC  (cf. figure 69) permet d’écrire l’équation suivante : 

0ent.Hl.H0ld.H eaa
Cth

=+→=∫
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 (180) 

Or le champ dans l’entrefer vaut 
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Ainsi, l’aimant crée une force magnétomotrice a
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 d’autre part. On peut donc définir un entrefer efficace valant : 
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C’est à cet entrefer efficace que l’on applique le coefficient de Carter classique. L’entrefer efficace 
corrigé vaut alors : 

effeff ent.Kcent c =  (183) 

et le coefficient de Carter est défini par : 
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où dτ  et el  sont respectivement le pas dentaire et l’ouverture de l’encoche au niveau de l’entrefer 
définis par les deux relations suivantes : 

d
s

d N
R..2 π

=τ  (185) 

( )isdde l.2ll +−τ=  (186) 

Et finalement l’entrefer et le rayon statorique de la machine équivalente vérifient les relations 
suivantes : 
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( ) effscscscs ent.1KcRRententRR −−=→−+=  (188) 
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La transformation que nous venons de réaliser permet de s’affranchir des encoches. Les courants qui y 
circulent sont alors ramenés à la surface du stator42 sous la forme d’une densité surfacique de courant 
équivalente. En deux dimensions, cette densité est linéique. Elle se calcule comme indiqué sur la 
figure 71. 
 
 

Rs

ent

Rsc

entcstator réel

stator équivalent

entrefer réel

entrefer équivalent

Machine réelle

Machine équivalente ayant un stator lisse

Coefficient

de Carter

 

figure 68 : transformation du stator denté en stator lisse. 

 
 

fer modélisant
le stator et le rotor

aimant
entrefer

arB ah

ent

thC

 

figure 69 : modèle simplifié mono-dimensionnel de la machine mettant en évidence l’entrefer 
efficace. 

                                                      
42 Cette hypothèse reste valable tant que la perméabilité du stator reste grande devant 1 (idéalement infinie). 
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figure 70 : coupe schématique de la machine équivalente permettant le calcul analytique du 
potentiel vecteur. 

2.2. Mise en équations. 

 Le domaine d’étude est donc constitué de quatre régions circulaires : le stator équivalent lisse, 
l’entrefer modifié, la région comprenant les aimants et l’air inter-aimants et le rotor [62], [63]. 
On supposera ici que les matériaux du stator et du rotor possèdent une perméabilité grande devant 1 de 
telle sorte que le champ magnétique peut y être considéré comme nul43. Nous réduisons donc le 
domaine d’étude à deux régions circulaires : 
− la région (I) correspondant à l’entrefer modifié de rayon intérieur csR , de rayon extérieur aR  et 

d’épaisseur cent  ; 

− la région (II) correspondant aux aimants et à l’espace inter-aimants de rayon intérieur aR , de 

rayon extérieur rR  et d’épaisseur ah . 

                                                      
43 Les caractéristiques magnétiques non-linéaires des matériaux magnétiques du stator et du rotor seront prises 
en compte plus loin en modifiant l’entrefer par un coefficient de saturation. 
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figure 71 : transformation des courants surfaciques dans les encoches du stator réel denté  en 
courants linéiques à la surface du stator lisse équivalent. 

Le champ magnétique dans ces deux régions est décrit par les équations de Maxwell et les équations 
constitutives des matériaux suivantes : 
− équation de Maxwell-Ampère : 

JHrot =  (189) 

− équation de Maxwell associée à la conservation du flux magnétique : 
0div =B  (190) 

− relation constitutive dans la région (I) : 

II HB .0µ=  (191) 

− relation constitutive dans la région (II) : 

IIrIIII BHB +µµ= .. IIr0  (192) 

La région (II) présente la particularité de ne pas être homogène. En effet, elle est constituée d’air où 

IIrµ  et IIrB  valent respectivement 1 et 0 et d’aimants où IIrµ  et IIrB  valent respectivement arµ  et 

0arB  à la température ambiante. Plus loin cette remarque impliquera de faire une hypothèse 

supplémentaire pour pouvoir poursuivre le calcul. 
D’après l’équation 190, il existe un potentiel vecteur A tel que : 

ArotB =  (193) 
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Si on suppose que les aimants ne sont pas conducteurs, la densité de courant y est nulle, de même que 
dans l’air. 
Dans la région (I), le potentiel vecteur vérifie l’équation suivante : 

0AI =∆  (194) 

Et, dans la région (II), l’équation 189 s’écrit : 
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Comme IIrµ  n’est pas constant dans toute le région (II), il est impossible de faire la même 

simplification que pour la région (I). Nous transformons donc l’aimant réel en un aimant équivalent 
dont la perméabilité relative vaut 1. Ainsi l’hétérogénéité n’intervient que sur l’induction rémanente et 
l’on peut mener à bien le calcul. 
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figure 72 : caractéristique magnétique réelle et corrigée des aimants à la température ambiante. 

Pour essayer de minimiser l’erreur faite en utilisant un aimant équivalent dont la perméabilité relative 
vaut 1, nous corrigeons également l’induction rémanente. A une température donnée, la caractéristique 
magnétique modifiée a donc la forme suivante  : 

( )
0
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c

BB
BH

µ

−
=  (196) 

Or, on rappelle que la caractéristique magnétique réelle de l’aimant dans la zone réversible est : 

( )
a
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BB
BH

µµ

−
=  (197) 

La figure 72 montre les deux caractéristiques magnétiques réelle et corrigée. L’induction iaB  

correspondant à l’intersection des deux caractéristiques vaut : 
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Alors, l’erreur commise sur le champ magnétique en utilisant la caractéristique modifiée vaut : 
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L’erreur moyenne sur le champ magnétique commise dans l’intervalle ⎥⎦
⎤

⎢⎣
⎡

0arB,0  (qui est une plage 

cohérente d’utilisation des meilleurs aimants Nd-Fe-B) est définie par : 

( )∫ ∆=⎟
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⎝
⎛ε ar

a
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B

0
aaa

r
rH dB.BH.

B
1B  (200) 

Tous calculs faits, l’erreur moyenne sur le champ vaut : 
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L’erreur est minimale pour une valeur de l’induction rémanente corrigée telle que : 

0
dB

BdE

ca

caa

r

rH
=

⎟
⎠
⎞⎜

⎝
⎛

. En effectuant les calculs, on montre que cette valeur optimale vaut : 

a
a

a
ca r

r

r
r B

.2

1
B

µ

µ+
=  (202) 

Avec cette valeur d’induction rémanente corrigée, l’induction iaB vaut 
2

B
0ar  et par conséquent la 

valeur relative maximale de l’erreur commise sur l’induction dans l’aimant est enregistrée aux deux 

extrémités de l’intervalle ⎥⎦
⎤

⎢⎣
⎡

0arB,0  ; elle ne dépend que de arµ  et elle vaut 
a

a

0a

c0a0a

r

r

r

rr 1

B

B_B

µ

−µ
= . 

Par exemple, pour un aimant ayant une perméabilité relative de 1,1, l’erreur maximale commise sur 
l’induction vaut donc 4,55 %. 
En conclusion, la caractéristique magnétique corrigée de l’aimant est la suivante : 

( ) ( ) ( ) ( )[ ]0c0acacac aarrara0araaa TT.B1.BTBavecH.TBT,HB −∆−=µ+=  (203) 

Moyennant cette hypothèse, l’équation 189 peut s’écrire : 

IIcrII BrotBrot =  (204) 

Et en utilisant l’équation 193, on obtient celle que vérifie le potentiel vecteur dans la région (II) : 

IIcrII BrotA −=∆  (205) 

Etant données les symétries du système, nous exprimons les équations 194 et 205 dans un système de 
coordonnées cylindriques, dont l’axe (Oz) est confondu avec l’axe de la machine (cf. figure 70). 
Comme nous avons fait l’hypothèse d’un comportement bidimensionnel du potentiel vecteur, celui-ci 
est alors de la forme ( ) z.,rA uA θ=  et le laplacien du potentiel vecteur s’écrit : 
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Donc, dans la région (I) l’équation aux dérivées partielles à résoudre est la suivante : 
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figure 73 : induction rémanente des aimants dans les deux cas d’une aimantation radiale et 
parallèle. 

Dans la région (II), l’équation aux dérivées partielles contient un second membre : IIcrBrot− . Or 

l’induction rémanente de l’aimant a la forme générale suivante : 

θ+= uuB IIcr .B.B rr
r
r IIcIIc

 (208) 

Nous faisons l’hypothèse que les aimants sont « radialement » homogènes de telle sorte que les 

composantes r
rIIc

B  et θ
IIcrB  ne dépendent que de la variable θ . Si l’aimantation de l’aimant est 

purement radiale, le terme θ
IIcrB  est nul. Il ne l’est pas si l’aimantation est parallèle (cf. figure 73). 

Dans le cas des matériaux frittés, la fabrication de l’aimant étant réalisée par compression, il semble 
que l’aimantation soit plutôt de type parallèle. Cependant les conclusions des travaux réalisés par [62] 
et [64] montrent que l’influence de la nature de l’aimantation sur les grandeurs macroscopiques (le 
couple électromagnétique moyen, le flux moyen par bobine,…) est faible. Pour simplifier les calculs, 
nous supposerons donc que l’aimantation des aimants est radiale44. Le rotationnel de l’induction 
rémanente vaut alors : 
                                                      
44 [64] a développé la totalité des calculs qui suivent dans le cas d’une aimantation parallèle. 
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Et l’équation aux dérivées partielles à résoudre dans la région (II) est la suivante : 

θ
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2.3. Résolution des équations aux dérivées partielles du potentiel vecteur. 

2.3.1. Détermination de la forme générale du potentiel vecteur dans les deux régions. 

 Pour résoudre les équations aux dérivées partielles 207 et 210, nous allons utiliser la méthode 
classique de la séparation des variables. Les deux équations sont du même type, mais dans la région 
(II), l’équation aux dérivées partielles contient un second membre. Donc la solution générale de 
l’équation 210 est égale à celle de l’équation 207 à laquelle se rajoute une solution particulière. 

Etant donné la périodicité de 
p
.2 π  de la structure, le potentiel vecteur dans la région (I) est de la 

forme : 

( ) ( ) ( ) ( )( )∑
≠

θθ− θβ+θαβ+α=θ

0n
n,In,I

p.nr
n,I

p.nr
n,II .p.nsin..p.ncos..r.r.,rA  (211) 

Dans la région (II), il faut déterminer une solution particulière, correspondant à la présence des 
aimants (introduisant un second terme dans l’équation aux dérivées partielles 210). Pour déterminer 

celle-ci, nous commençons par exprimer le second membre. La fonction ( )θr
rIIc

B  est représentée sur 

la figure 73 (et nous considérons le cas d’une aimantation radiale). Elle est périodique de période 
p
.2 π , 

paire et elle vérifie ⎟⎟
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⎞
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 ; elle peut donc être représentée par le 

développement en série de Fourier suivant : 
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 (212) 

L’équation 210 s’écrit alors : 
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r
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Nous allons rechercher une solution particulière de la forme : 

( ) ( )∑ θγ=θ

impairn
n,II

p
II .p.nsin.r.,rA  (214) 

On détermine la constante n,IIγ  en injectant la fonction ( )θ,rAp
II  dans l’équation aux dérivées 

partielles 213. Nous obtenons la relation suivante : 
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( ) ( ) ( ) ( )∑∑∑ θ⎟
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 (215) 
On en déduit que : 

( )[ ] 0n
2

..nsin.B.p.4.p.n1 arn,II
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ca >∀⎟
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⎜
⎝
⎛ π

α
π

−=γ−  (216) 

Deux cas sont à envisager suivant que la machine est bipolaire ou non. 
Pour les machines qui ont plus d’une paire de pôles ( 1p > ), n.p est nécessairement strictement 
supérieur à 1. Tous calculs faits, la solution particulière vaut alors : 

( )
( )[ ] ( ) 1psi.p.nsin.r.B.
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Pour les machines bipolaires ( 1p = ), l’équation 216 ne conduit pas à une solution si 1n = . Dans ce 
cas, on recherche une solution sous la forme suivante : 

( ) ( ) ( )θγ=θ sin.rln.r.,rA II
p
II  (218) 

L’équation 213 permet de calculer IIγ  : 
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Pour les machines bipolaires, la solution particulière vaut alors : 
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La solution générale de l’équation aux dérivées partielles 210 est donc du type : 
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Les machines que nous étudions pour l’application de moteur-roue sont à faible vitesse et à fort couple 
massique. A priori, leur polarité est donc élevée. Par la suite, pour simplifier, nous excluons le cas des 
machines bipolaires. 
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2.3.2. Calculs des constantes d’intégration. 

 Le calcul des constantes d’intégration apparaissant dans les équation 211 et 221 se fait à l’aide des 
conditions aux limites qui existent aux frontières des régions (I) et (II). 
Nous pouvons écrire les quatre relations suivantes traduisant les lois aux frontières (cf. figure 70) : 

( ) ( ) θ∀θ=θθ ,j,RH esI c  (222) 

( ) θ∀=θθ ,0,RH rII  (223) 

( ) ( ) θ∀θ=θ ,,RB,RB a
r
IIa

r
I  (224) 

( ) ( ) θ∀θ=θ θθ ,,RH,RH aIIaI  (225) 

Nous allons successivement considérer deux cas : 
− premier cas : la densité surfacique de courant à la frontière du stator et de l’entrefer est nulle et on 

ne conserve que les aimants ; 
− second cas : il existe une densité surfacique de courant à la frontière du stator et de l’entrefer non 

nulle et nous considérons qu’il n’y a pas d’aimants dans la région (II) ; cela revient à réduire le 
domaine d’étude à une seule région où la perméabilité vaut 0µ  et où l’induction rémanente est 

nulle. 
Nous séparons ainsi les deux sources du champ magnétique : les aimants et les courants. Etant donné 
la linéarité des équations, nous appliquons le théorème de superposition pour exprimer la solution 
totale : 

ssurfacique courants avecaimant  sans solution

aimant avec ssurfacique courants sans solution
totalesolution +=  

 
Dans les annexes 3 et 4, nous développons le calcul des coefficients d’intégration dans les deux cas ci-
dessus. 
 
 

2.3.3. Expression finale du potentiel vecteur. 

L’expression finale du potentiel vecteur total est obtenue en sommant le potentiel créé par les aimants 
seuls avec le potentiel créé par les trois densités de courant seules. Les coefficients d’intégration sont 
ceux des équations 398 (cf. annexe 3) et 408 (cf. annexe 4). Nous obtenons alors les expressions 
suivantes du potentiel vecteur total respectivement dans les régions (I) et (II) : 
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 (227) 
Or, en utilisant les mêmes notations qu’au chapitre 3 de ce mémoire, nous rappelons que lorsque le 
rotor tourne à la vitesse de rotation motΩ , l’angle rsθ  que fait l’axe central d’un aimant Nord donné 
avec l’axe central d’une encoche aller donnée de la première phase (cf. figure 41 du chapitre 3) vérifie 
la relation temporelle t.mot0rsrs Ω+θ=θ . L’angle 0rsθ  est la position relative des deux axes (c’est-

à-dire en fait du rotor par rapport au stator) à l’instant initial 0t = . 
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2.3.4. Potentiel vecteur dans le cas d’une alimentation autopilotée. 

 Nous allons réécrire l’expression du potentiel vecteur dans le cas où la machine est autopilotée. 
Nous rappelons sur la figure 74 la forme idéale des courants dans les trois phases lorsque le moteur est 
autopiloté (cf. chapitre 3). Nous considérerons la séquence élémentaire où rsθ  appartient à l’intervalle 

⎥
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⎤
⎢
⎣

⎡ ππ
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p.6
,

p.6
. Pendant cette séquence, les courants des trois phases valent : 
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séquences sont similaires d’un point de vue électromagnétique, car, lorsque le rotor a tourné d’un 

angle 
p.3

π , les capteurs de position imposent à l’onduleur de commuter les courants de manière à 

décaler la densité de courant équivalente au stator de 
p.3

π . 

En mode autopiloté, le potentiel dû aux aimants est inchangé. En revanche, celui dû aux courants 
statoriques peut se simplifier : 
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En tenant compte du fait que n est impair, nous obtenons alors les expressions simplifiées suivantes du 
potentiel vecteur total dans les régions (I) et (II) dans le cas d’une alimentation autopilotée : 
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figure 74 : allure idéale des courants dans les trois phases lorsque le moteur est autopiloté 

(
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2.4. Calcul du couple électromagnétique. 

 Nous pouvons calculer le couple électromagnétique emC  du moteur en intégrant le tenseur de 
Maxwell sur une surface quelconque insérée dans l’entrefer. Nous choisissons un cylindre de rayon 

csR . On obtient : 
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En utilisant la relation constitutive dans l’air, nous réécrivons emC  : 

( ) ( ) ( )∫
π

θ θθθθθ
µ

=θ
.2

0
arss

r
IarssI

0

2
sferf

arsem d.T,,,RB.T,,,RB.
R.l.k

T,C cc
c  (232) 

En mode autopiloté, les équations 387 et 388 permettent d’exprimer emC  en fonction du potentiel 
vecteur  : 
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Soit, en développant l’expression du potentiel vecteur : 

( )

( ) ( )[ ] ( ) ( ){ }

( ) ( )[ ] ( ) ( ){ }

∫

∑

∑

π
θ

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎭

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎬

⎫

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎩

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎨

⎧

θ∂

⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢

⎣

⎡
θ+θ+θ∂

⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

∂

⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢

⎣

⎡
θ+θ+θ∂

µ
−=θ

.2

0

impairm
sm,Iaprsasm,Ia

R

impairn
n,Iaprsan,Ia

0

sferf
arsem

d.

.

.p.msin.I,RA.p.msin.T,RA

.
r

.p.nsin.I,rA.p.nsin.T,rA

.
R.l.k

T,I,C

cc

cs

c

""

"
 (234) 

Cette équation se met sous la forme suivante puisque le potentiel vecteur est 
p
.2 π  périodique : 

( )

( ) ( ) ( )[ ] ( )[ ]

( ) ( ) ( )[ ] [ ]

( ) ( ) [ ] ( )[ ]

( ) ( ) [ ] [ ]

∑ ∑

∫

∫

∫

∫

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎭

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎬

⎫

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎩

⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪
⎪

⎨

⎧

θθθ⎟⎟
⎠

⎞
∂

∂

+θθ+θθ⎟⎟
⎠

⎞
∂

∂

+θθθ+θ⎟⎟
⎠

⎞
∂

∂

+θθ+θθ+θ⎟⎟
⎠

⎞
∂

∂

µ
−=θ

π

π

π

π

impairn impairm

p
.2

0
sm,Iap

R

an,Iap

p
.2

0
rsasm,Ia

R

an,Iap

p
.2

0
rssm,Iap

R

an,Ia

p
.2

0
rsrsasm,Ia

R

an,Ia

0

sferf
arsem

d..p.mcos..p.nsin.I,RA.
r

T,rA

d..p.mcos..p.nsin.T,RA.
r

T,rA

d..p.mcos..p.nsin.I,RA.
r

T,rA

d..p.mcos..p.nsin.T,RA.
r

T,rA

.
R.l.k.p

T,I,C

c
cs

c
cs

c
cs

c
cs

c

 (235) 

En effectuant les calculs, on obtient l’expression du couple statique en fonction de la position rsθ  du 

rotor par rapport au stator, du courant I et de la température aT  des aimants : 
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Pour chacune des six séquences élémentaires, on a la même expression du couple statique décalé de 

p.3
π . Ainsi, le couple électromagnétique développé par le moteur en mode autopiloté est périodique de 

période 
p.3

π . L’expression calculée ci-dessus est valable lorsque rsθ  est dans l’intervalle 
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suivante : 
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En effectuant les calculs avec l’expression du couple donnée par l’équation 236, on obtient le couple 
moyen moyemC  : 
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On choisit un angle d’autopilotage 0rsθ  égal à 
p.2

π  pour que le moteur développe le couple moyen 

maximal qui vaut alors : 
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2.5. Prise en compte de la saturation magnétique du stator et du rotor : calcul d’un 
coefficient de saturation. 

 Les calculs réalisés reposent sur l’hypothèse que les perméabilités du stator et du rotor sont 
infinies. En réalité, ce n’est pas le cas, surtout si le flux créé par les aimants s’additionne au flux créé 
par les courants statoriques. Dans ce cas, le matériau ferromagnétique du stator sature. Cela a pour 
influence de diminuer l’induction dans l’entrefer et par suite le couple moyen. Dans notre cas, ceci est 
d’autant plus important que le moteur doit pouvoir fournir des couples élevés, qui sont obtenus en 
augmentant l’intensité des courants statoriques. Il est donc important de pouvoir prédire l’évolution 
des ampères-tours statoriques nécessaires à l’obtention d’un couple donné afin de calculer le plus 
justement possible les pertes, le rendement et les échauffements de la machine aux points de 
fonctionnement les plus contraignants. 

2.5.1. Principe de la méthode. 

 Nous proposons une méthode permettant de tenir compte simplement de la saturation des 
matériaux magnétiques. Elle consiste à corriger l’entrefer efficace en le multipliant par un coefficient 
de saturation, de la même manière qu’on a pu le faire avec le coefficient de Carter [62]. 
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Pour comprendre cette méthode, revenons au modèle monodimensionnel simplifié décrit au 
paragraphe 2.1 de ce chapitre (cf. figure 69). Si nous ne supposons plus que la perméabilité du fer est 
infinie, l’application du théorème d’Ampère sur le chemin thC  amène à écrire que : 
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Introduisons le coefficient de saturation sk  défini par : 
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Compte-tenu de la relation 240, sk  s’exprime par : 
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Nous pouvons alors réécrire l’équation 240 : 
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En effectuant les calculs, l’induction dans l’entrefer vaut : 
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L’induction dans l’entrefer est donc obtenue en utilisant le résultat fourni par le calcul où les ampères-
tours consommés dans le fer sont négligés et en multipliant l’entrefer efficace par le coefficient de 
saturation (cf. équation 181). 
L’entrefer efficace modifié par les coefficients de Carter et de saturation vaut : 

( ) ccs effsseff ent.kkent =  (245) 

Quant à l’entrefer équivalent csent  et au rayon statorique cssR  corrigés par les coefficient de Carter 

et de saturation, ils sont définis par les relations suivantes : 
( ) ( ) effscscs ent.1k.Kentkent −+=  (246) 

( ) ( ) cscsss ent.1k.KRkR cs −−=  (247) 

Dans les équations 226, 227, 229 et 230 le rayon statorique csR  doit être remplacé par le rayon 

( )ss kR cs . 

Cependant le calcul du coefficient de saturation n’est pas aussi simple qu’il y paraît. En effet, si 
l’induction dans l’entrefer dépend de sk , alors le flux dans l’entrefer dépend de sk  et, d’après le 
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principe de conservation du flux, les inductions et les champs dans les aimants et dans le fer aussi. Par 
suite les ampères-tours consommés dans les différentes parties de la machine sont également fonction 
de sk . Le coefficient sera donc déterminé en résolvant (par itérations numériques) l’équation implicite 
suivante : 

( ) ( ) ( )
( ) ( )

( )
( ) ( )saimantssentrefer

sfer
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saimantssentrefersfer
s katkat

kat1
katkat

katkatkatk
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Champ rotorique

Cconj

Cop
 

figure 75 : configurations schématiques de conjonction et d’opposition des champs statoriques et 
rotoriques. 

Il reste maintenant à évaluer l’expression analytique de ces différents ampères-tours. Pour cela, nous 
supposons que la machine est autopilotée et que l’on se trouve dans une séquence élémentaire de 
conduction (hors commutation). Nous définissons deux configurations particulières : 
− la configuration de conjonction des flux : c’est la position relative du rotor par rapport au stator où 

le champ créé par les aimants est de même sens et de même direction que le champ créé par les 
conducteurs du stator ; l’angle vaut alors 0rs =θ  ; 

− la configuration d’opposition des flux : c’est la position relative du rotor par rapport au stator où le 
champ créé par les aimants est de même sens et de direction opposé au champ créé par les 

conducteurs du stator ; l’angle vaut alors 
prs
π

=θ . 

La figure 75 précise ces deux configurations. En réalité le moteur ne se trouve jamais dans ces deux 
positions extrêmes (où le couple est nul), mais entre les deux : la position où le couple est maximum 
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correspond en principe à la position médiane où le champ du stator est décalé de 
2
π

±  électrique par 

rapport au champ rotorique. Nous faisons alors l’hypothèse que le coefficient de saturation est la 
moyenne arithmétique des coefficients de saturation calculés dans les deux configurations, 
respectivement sur les chemins conjC  et opC  (cf. figure 68). 

2.5.2. Calcul des ampères-tours. 

 Les calculs des ampères-tours dans l’entrefer, les aimants, le rotor et le stator sont développés dans 
l’annexe 5. Remarquons que pour passer de la configuration de conjonction des flux à la configuration 
d’opposition des flux, la figure 75 montre clairement qu’il suffit de remplacer I par I− . 

2.5.3. Calcul du coefficient de saturation. 

 D’après l’équation 248, le coefficient de saturation calculé dans la position de conjonction des flux 
est donné par l’équation implicite suivante : 
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Celui calculé dans la position d’opposition de flux vaut : 
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Les deux coefficients ci-dessus peuvent être numériquement déterminés si on fixe I et aT . Et le 
coefficient de saturation global vaut alors : 

( )
( ) ( )

2

T,IkT,Ik
T,Ik

asas
as

opconj +
=  (251) 

Ainsi, pour une machine et un type d’aimant donnés, le coefficient de saturation est fonction du 
courant I injecté au stator dans une séquence élémentaire d’autopilotage et de la température aT  dans 
les aimants, c’est-à-dire des sources du champ magnétique dans la machine. 

2.5.4. Remarques sur la validité de la méthode. 

 La méthode que nous venons de décrire permet de tenir compte de l’influence des non-linéarités 
des matériaux magnétiques doux du stator et du rotor dans un modèle dont les équations supposent a 
priori des perméabilités infinies de ces matériaux. Il est bon de préciser que la méthode sera 
essentiellement justifiée par une aptitude correcte à modéliser les phénomènes non-linéaires 
macroscopiques (tels que la saturation de la courbe de couple en fonction des ampères-tours injectés 
au stator) mais qu’elle ne repose pas sur un raisonnement physique rigoureux. En quelque sorte, nous 
pouvons dire que le modèle fonctionne (cf. chapitre 7 de ce mémoire). 

2.6. Prise en compte de l’inclinaison du stator. 

 Pour diminuer l’effet de réluctance dû à l’encochage du stator (ondulations de couple, de la force 

électromotrice,…), on incline le stator d’un angle égal à l’ouverture du pas dentaire 
d

i N
.2 π

=θ  (cf. 

Chapitre 3). Pour une machine triphasée à p paires de pôle et une encoche par pôle et par phase, 
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l’angle iθ  vaut 
p.3

π . On va supposer que cette caractéristique tridimensionnelle du stator peut être 

traitée à l’aide du théorème de superposition. Ainsi, si on considère une machine bidimensionnelle de 
référence dont l’angle que fait le rotor avec le stator vaut rsθ , la machine réelle est la résultante de 

machines bidimensionnelles régulièrement décalées de 
p.6

π
−  à 

p.6
π  par rapport à le machine de 

référence. Alors, les grandeurs magnétiques de la machine ayant un stator incliné sont la résultante des 
grandeurs magnétiques des machines bidimensionnelles décrites précédemment auxquelles on peut 
appliquer les calculs développés jusqu’ici. 
Si on considère la grandeur magnétique maggd  (potentiel vecteur, induction, couple 

électromagnétique,…), ayant la forme suivante pour la machine bidimensionnelle de référence : 

( ) ( ) ( )[ ]∑ θ+θ+θ=θθ

n
0rsn,magrsd2mag .p.nsin.rgd,,rgd d2  (252) 

Pour la machine ayant un stator incliné, la grandeur maggd  vaut : 
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Soit, en effectuant les calculs : 

( ) ( ) ( )[ ]∑ θ+α+θ+θ
π

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

=θθ

n
0rsn,magrsincmag .p.nsin.

6
.n

6
.nsin

.rgd,,rgd d2  (254) 

Il faut donc corriger le terme général des séries de Fourrier correspondant à un phénomène intégré sur 
la longueur de la machine (le couple électromagnétique, la fém ou le flux envoyé par les aimants dans 
une phase). 

2.7. Résumé des caractéristiques de fonctionnement magnétique. 

 Nous résumons dans ce paragraphe les équations magnétiques de fonctionnement dans le cas d’une 

alimentation autopilotée où 
⎪
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⎧

=
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=

Ii
Ii

0i

3

2

1
 et en tenant compte de la saturation magnétique et de 

l’inclinaison du stator. 

2.7.1. Caractéristiques de fonctionnement magnétique à vide. 

 Nous donnons d’abord les caractéristiques magnétiques concernant le fonctionnement à vide. 

2.7.1.1 Induction radiale dans l’entrefer. 

 C’est l’induction radiale au niveau de la frontière stator équivalent – entrefer (cf. équations 387 et 
226). 
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2.7.1.2 Induction maximale dans l’entrefer. 

 C’est la valeur maximale de l’induction radiale dans l’entrefer ( )ars
r
ent T,,B

v
θθ . 

( ) ( )∑=

impairn
an,entaent TBTB vv  (256) 

2.7.1.3 Flux à vide dans l’entrefer. 

 C’est le flux créé par les aimants qui traverse la frontière stator équivalent – entrefer (cf. équations 
387 et 425). 
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2.7.1.4 Inductions maximales à vide dans le stator. 

 Nous donnons successivement les valeurs des inductions maximales dans la culasse statorique, 
dans l’isthme de la dent et dans la dent, en négligeant les flux de fuites dans l’encoche. 
− induction maximale à vide dans la culasse statorique (cf. l’équation 426) : 

( )
( )

csferf

aent
acs h.l.k.2

T
TB v

v

φ
=  (258) 

− induction maximale à vide dans l’isthme de la dent (cf. équation 430) : 



Modélisation magnétique d’un moteur roue synchrone sans balais, à force électromotrice trapézoïdale et de son 
alimentation. 

 175

( )
( )

( )ishdferf

aent
ais l.2l.l.k.2

T
TB v

v +

φ
=  (259) 

− induction maximale à vide dans la dent (cf. équation 431) : 
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2.7.1.5 Flux à vide au sommet de l’aimant. 

 C’est le flux créé par les aimants qui traverse la frontière aimant – rotor. On le calcule à partir des 
équations 227 et 418. 
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2.7.1.6 Induction maximale à vide dans le culasse rotorique. 

 On la déduit de l’équation 419 : 

( )
( )
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T
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v
φ

=  (262) 

2.7.2. Caractéristiques de fonctionnement magnétique en charge. 

 On parle de fonctionnement en charge lorsque le stator est alimenté et qu’il fournit un couple 
électromagnétique. 

2.7.2.1 Couple moyen maximal du moteur. 

 Lorsque l’angle d’autopilotage est réglé de manière à rendre maximal le couple électromagnétique 
du moteur, celui-ci s’exprime à partir de l’équation 239, en tenant compte de l’inclinaison du stator et 
de la saturation magnétique : 
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2.7.2.2 Induction minimale dans les aimants en charge. 

 Lorsque le moteur doit développer un très fort couple, l’aimant est soumis à un champ 
démagnétisant important. Nous évaluons ici l’induction minimale à la frontière de l’entrefer avec 
l’aimant45 dans la configuration d’opposition où le champ statorique s’oppose complètement au champ 
créé par les aimants et en négligeant la saturation magnétique afin de considérer la pire situation. Il 
faut que l’induction calculée alors soit toujours supérieure à l’induction correspondant au champ limite 
de rigidité de l’aimant sur toute la plage de fonctionnement, c’est-à-dire à la température la plus élevée 
et pour le courant statorique le plus important46. 
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45 C’est dans cette partie de l’aimant que le champ démagnétisant est le plus important, donc le plus gênant. 
46 Attention, en pratique, il convient de se méfier des fonctionnements transitoires où le courant statorique peut 
prendre des valeurs importantes pendant un temps très court. 
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3. Modélisation numérique. 

 La méthode analytique que nous venons de présenter nécessite beaucoup d’hypothèses sur les 
matériaux, la prise en compte de la saturation est approximative et, du fait de la transformation du 
stator, le modèle analytique ne tient pas compte des phénomènes de denture. Cette approche trouve 
son intérêt dans l’optique d’un dimensionnement par optimisation du système. Pour autant, nous allons 
montrer que des simulations numériques peuvent être un complément judicieux pour valider un 
dimensionnement réalisé sur la base du modèle analytique précédent. Dans ce paragraphe, nous 
présentons donc sommairement l’outil de simulation numérique utilisé, puis nous décrivons les 
simulations à effectuer et l’exploitation des résultats afin, non seulement de confirmer les grandeurs 
résumées au paragraphe 2.7, mais aussi d’apporter des informations nouvelles. 
Remarquons que, dans la suite de ce mémoire, chaque grandeur calculée numériquement sera 
représentée avec une étoile pour la distinguée de la même grandeur calculée analytiquement. 

3.1. Description sommaire de l’outil utilisé. 

 Pour simuler numériquement le comportement magnétique du moteur, nous utilisons le logiciel 
FLUX2D [33] de calcul magnétique, électrique ou thermique par la méthode des éléments finis. Ce 
logiciel, grâce à sa structure modulaire, permet une simulation rapide d’un moteur synchrone à 
aimants permanents47. Il se décompose en quatre modules fondamentaux : 
− un module de description de la géométrie et de maillage de la structure ; 
− un module de définition des propriétés physiques de la structure à partir d’une banque de 

matériaux ; 
− un module de résolution, c’est-à-dire de calcul numérique (par la méthode des éléments finis) de la 

variable d’état (ici le potentiel vecteur) en tous les nœuds du maillage ; 
− un module d’exploitation permettant un calcul exhaustif des grandeurs microscopiques48 et 

macroscopiques (couple, force électromotrice, flux,…). 

3.2. Description géométrique et physique du moteur-roue. 

 Le logiciel utilisé sait exploiter les symétries d’une structure. Ainsi, il autorise à ne représenter 
qu’une section élémentaire de la machine : deux pôles. La figure 76 montre les contours de la 
géométrie du moteur-roue de 30 kW (cf. annexe 1) décrite dans FLUX2D. 
Pour ce qui est du maillage de la géométrie, nous pouvons faire les deux remarques suivantes : 
− le maillage doit être suffisamment fin pour obtenir une précision correcte ; 
− le maillage ne doit pas être trop dense sous peine de ralentir fortement les calculs. 
On retiendra que les culasses peuvent être maillées relativement grossièrement, alors que les dents et 
surtout l’entrefer doivent l’être plus finement. Nous choisissons deux épaisseurs de maille dans 
l’entrefer qui est le lieu de la machine où les variations du champ magnétique sont les plus 
importantes. 

                                                      
47 Nous détaillons dans le dernier chapitre de ce mémoire comment les différentes simulations peuvent être 
automatisées en utilisant une structure géométrique paramétrée et des fichiers de commande ; cela permet 
d’accroître l’efficacité du processus de conception. 
48 On peut citer l’induction en tous les points de la machine ; la connaissance de cette grandeur microscopique 
permet de détecter d’éventuelles saturations locales. 
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Pour automatiser le maillage, nous choisissons en fait une longueur de maille maillel  constante dans 

toute la machine et égale à 
2

ent . Comme, par hypothèse, nous avons fixé une structure géométrique 

pour tous les moteurs-roues que nous considérons ici, la formule 
2

entlmaille =  est générique et elle 

permet de réaliser automatiquement le maillage pour une machine donnée. Ce maillage n’est pas 
optimal49, mais il présente l’avantage d’obtenir des résultats précis sans intervention manuelle du 
concepteur. Le maillage du moteur-roue 30 kW est donné dans la partie droite de la figure 76. 
Nous avons utilisé des caractéristiques non-linéaires pour les tôles statoriques et les aciers rotoriques 
afin de tenir compte de la saturation des matériaux magnétique ; cela permet notamment d’évaluer 
correctement la valeur du couple électromagnétique pour un niveau d’ampères-tours donné. Pour ce 
qui est des aimants, la caractéristique magnétique B(H) est une droite de pente ar0.µµ  et d’ordonnée à 

l’origine ( )ar TB a . On modifie la valeur de l’induction rémanente de l’aimant en fonction de la 

température moyenne de l’aimant aT  conformément à l’équation 117. Cela impose de connaître ou de 
supposer connue cette température au début de la simulation. 

 

figure 76 : contours et maillage du moteur-roue 30 kW. 

3.3. Description des simulations réalisées. 

 Nous allons décrire successivement les simulations du moteur à vide et en charge. 

                                                      
49 Notamment, les culasses sont sur-maillées. 
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3.3.1. Simulation du fonctionnement du moteur-roue à vide. 

 L’objectif de ces simulations est de recalculer toutes les grandeurs du paragraphe 2.7.1, c’est-à-dire 
d’établir la valeur de l’induction dans tous les points importants de la machine (entrefer, rotor, dent et 
culasse statorique). Pour cela, une seule simulation en magnétostatique à vide est utile. A partir de 
celle-ci, nous calculons d’abord l’induction en plusieurs points importants de la machine : 

− induction maximale dans le rotor : ( )a
*

cr TB v  ; 

− induction maximale dans l’isthme de la dent : ( )a
*

is TB v  ; 

− induction maximale dans la dent : ( )a
*

d TB v  ; 

− induction maximale dans la culasse du stator : ( )a
*

cs TB v . 

De plus, à partir de cette simulation en magnétostatique on trace une cartographie détaillée de 
l’induction dans toute la machine, sous la forme d’un dégradé en couleur (ou en niveaux de gris). La 
figure 77 montre un exemple d’une telle image et précise la position des points de calcul des 
différentes inductions. Cette image nous informe aussi sur des saturations locales au niveau de 
l’isthme de dent. A partir du tracé des lignes de champ dans la machine (cf. figure 78), on peut 
apprécier le chemin du flux dans la machine et détecter d’éventuelles fuites. Remarquons que, sur la 
figure 78, nous avons choisi la position du rotor par rapport au stator qui conduit à la plus forte 
saturation des dents. En effet, le flux créé par les aimants ne circule qu’à travers deux dents alors que 

dans une position décalée de 
p.6

π
± , le flux des aimants traverse trois dents. 

Pour ce qui est de l’induction radiale dans l’entrefer, nous traçons la courbe représentative de 

( )a
*r

ent T,B
v

θ  au milieu de l’entrefer pour ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡ π
∈θ

p
.2,0 . Sur la figure 79, nous avons d’abord 

représenté la courbe obtenue directement par la simulation. Nous observons des ondulations de 
l’induction dues aux effets de réluctance de la denture statorique. Or le stator étant incliné pour 
supprimer ces effets, nous définissons une courbe moyenne sur toute la longueur de la machine. Pour 

cela, nous interpolons la courbe ( )θ
*r

ent v
B  à partir des points obtenus par la simulation et nous 

calculons la courbe résultante après inclinaison d’un pas dentaire par la formule suivante : 

( ) ( )∫
π

π

+

−
αα+θ

π
=θ

p.6

p.6
vv

d.T,B.p.3T,B a
*r

enta
*

inc
r
ent  (265) 

La valeur maximale de l’induction dans l’entrefer notée ( )a
*

ent T,B v θ  est directement lue sur la 

courbe représentative de ( )θ
*r

ent v
B . 

Enfin nous évaluons le couple de détente, c’est-à-dire le couple à vide. Ce couple dépend de la 

position du rotor par rapport au stator. Sur la figure 80, nous avons représenté ce couple ( )a
*

dét T,C θ  

pour le moteur 30kW en fonction de l’angle rsθ  que fait le rotor par rapport au stator avec et sans la 
prise en compte de l’inclinaison. Nous réalisons autant de simulations en magnétostatique que 
d’échantillons que nous voulons obtenir. Nous observons que ce couple est périodique d’un pas 
dentaire en l’absence d’inclinaison du stator et qu’il est nettement filtré par l’inclinaison du stator. 
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( )a
*

cr TB v

( )a
*

d TB v

( )a
*

cs TB v

( )a
*

is TB v

 

figure 77 : dégradé d’induction à vide dans le moteur-roue 30 kW (Ta = 40°C). 

 
 

 

figure 78 : lignes d’induction magnétique à vide dans le moteur-roue 30 kW (Ta = 40°C). 
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figure 79 : inductions radiales dans l’entrefer du moteur-roue 30 kW, obtenues par une 
simulation directe et par une simulation corrigée en tenant compte de l’inclinaison du stator   

(Ta = 40°C). 
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figure 80 : courbes représentant le couple de détente du moteur-roue 30 kW obtenu par une 
simulation directe et par une simulation corrigée en tenant compte de l’inclinaison du stator   

(Ta = 40°C). 
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3.3.2. Simulation du fonctionnement du moteur-roue en charge. 

 En charge, c’est-à-dire lorsque les ampères-tours au stator ne sont pas nuls, nous nous intéressons à 
deux problèmes : le calcul de la valeur moyenne du couple électromagnétique et l’étude de la 
désaimantation des aimants pour des valeurs données des ampères-tours au stator et de la température 
des aimants. Pour une étude exhaustive du comportement de la machine en charge, il faut donc réaliser 
une série de simulations en fixant la température des aimants et en faisant varier les ampères-tours, 
puis recommencer cette série autant de fois que de températures d’aimant considérées. Si on considère 

atn  échantillons d’ampères-tours et aTn  échantillons de température d’aimant, il faut donc considérer 

aTat nn ×  cas. L’importance d’automatiser au maximum ces simulations apparaît clairement. 

Commençons par décrire les simulations permettant de calculer le couple moyen en alimentation 
autopilotée. Pour cela, nous fixons les ampères-tours dans les encoches conformément au schéma de la 
figure 81. 

at−

at+

 

figure 81 : valeur des ampères-tours dans les encoches pour une alimentation autopilotée. 

Nous réalisons plusieurs simulations en magnétostatique en faisant tourner le rotor par rapport au 
stator et, pour chaque simulation, nous calculons le couple électromagnétique. En interpolant les 

résultats, nous pouvons tracer le couple statique ( )ars
*

em T,at,C θ  en fonction de rsθ . Nous tenons 
compte de l’inclinaison du stator en appliquant une formule identique à celle de l’équation 265, ce qui 

permet de calculer ( )ars
*

em T,at,C dec θ . Par simple décalage de 
p.3

π , nous obtenons les cinq autres 

couples statiques correspondant aux cinq autres séquences d’autopilotage. Nous supposons que l’angle 

d’autopilotage *
rsθ  correspond à l’angle naturel d’intersection entre deux couples statiques 

consécutifs. Nous en déduisons alors le couple dynamique ( )ars
*

dyn T,at,C θ  et nous pouvons calculer 

le couple moyen ( )a
*

em T,IC mot  par la formule suivante : 
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( ) ( )∫
π+θ

θ
θθ

π
=

p.3
*

rs

*
rs

decmot rsars
*

ema
*

em d.T,at,C.p.3T,atC  (266) 

La figure 82 illustre ce qui vient d’être énoncé sur le calcul du couple électromagnétique moyen. 
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figure 82 :couples statiques obtenus par une simulation directe et par une simulation corrigée en 
tenant compte de l’inclinaison du stator (Ta = 40°C et at = 1000 A) et couple dynamique. 

 
 
 
 
Enfin, parmi les simulations précédentes, nous considérons celle qui correspond à la situation 
d’opposition des flux. Pour celle-ci nous traçons au pied de l’aimant ( aRr = ) le module, la 
composante radiale et la composante tangentielle de l’induction en fonction de l’angle θ . Nous 
pouvons accompagner ce tracé d’un dégradé d’induction dans les aimants. Cela permet de détecter des 
risques éventuels de désaimantation. Il est bon d’effectuer ces simulations pour la température 
maximale possible des aimants afin de prendre une marge de sécurité. Nous montrons les courbes 
d’induction dans les aimants sur la figure 83 et le dégradé d’induction sur la figure 84. 
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figure 83 : dégradé d’induction dans le moteur 30 kW dans la configuration d’opposition des 
flux (Ta = 40°C et at=2000 A). 
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figure 84 : induction radiale à la base des aimants du moteur 30 kW dans la configuration 
d’opposition des flux (Ta = 40°C et at=2000 A). 
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4. Conclusion. 

 Dans ce chapitre, nous nous étions donné pour objectif de calculer les grandeurs magnétiques d’un 
moteur-roue synchrone à aimants alimenté par des quasi-créneaux de courant. Dans un premier temps, 
nous avons donc développé un modèle analytique possédant les principales caractéristiques suivantes : 
− il s’agit d’un modèle bidimensionnel fournissant l’expression du potentiel vecteur en chaque point 

de l’entrefer et des aimants sous la forme de séries ; 
− nous avons développé à la fois le cas général d’une alimentation quelconque et le cas particulier 

d’une alimentation autopiloté ; 
− ce modèle tient compte de la température des aimants ; 
− en introduisant un facteur de saturation, nous avons proposé une méthode permettant d’apprécier, 

d’un point de vue macroscopique, l’influence de la non-linéarité des matériaux magnétiques sur 
les inductions dans la machine et sur le couple électromagnétique. 

Dans un second temps, nous avons décrit les simulations numériques à effectuer pour valider et 
compléter les résultats obtenus par le modèle analytique. En particulier, nous avons pu tracer le 
dégradé d’induction et les lignes de champ dans la machine et nous avons calculé l’amplitude du 
couple de détente. Nous allons maintenant étudier les performances électromécaniques, c’est-à-dire les 
différentes puissances en jeu, les différentes pertes et les rendements dans les diverses composantes du 
système. 



 

Chapitre 6. Modélisation électromécanique 
d’un moteur roue synchrone sans balais, à 
force électromotrice trapézoïdale et de son 

alimentation. 

1. Introduction. 

ANS ce chapitre, nous développons les équations permettant de calculer toutes les grandeurs 
électromécaniques du système. Il s’agit des grandeurs électriques (les tensions et les 
courants) et des grandeurs représentant le bilan énergétique (les puissances, les pertes et le 

rendement). Pour cela, nous partons du couple et de la vitesse imposés aux roues du véhicule et nous 
remontons progressivement à travers tout le dispositif (réducteur, moteur, convertisseur) à la puissance 
absorbée par la batterie. Parallèlement, nous établissons un schéma électrique équivalent du système 
pendant une séquence élémentaire d’autopilotage du moteur. De la même façon qu’au chapitre 
précédent, nous développons d’abord une modélisation analytique et ensuite une modélisation 
numérique. 

2. Modélisation analytique. 

2.1. Calcul de la puissance mécanique aux roues et au moteur. 

 Supposons que les contraintes extérieures imposent au niveau des roues un couple de charge rC  

pour une vitesse de rotation rΩ . La puissance mécanique demandée aux roues est : 

( ) rrrrm .C,CP r Ω=Ω  (267) 

Si le moteur entraîne la roue à travers un réducteur de rapport redr , la vitesse de rotation du moteur 
vaut donc : 

( ) redrrmot r.Ω=ΩΩ  (268) 

Si le réducteur a un rendement redrend  constant en fonction de la vitesse, le bilan de puissance 
représenté sur la figure 85 permet d’exprimer la puissance mécanique du moteur en fonction de celle 
de la roue : 

( )
( )

red

rr

red

rrm
rrmot rend

.C
rend

,CP
,CP r Ω

=
Ω

=Ω  (269) 

D 
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Le couple mécanique demandé au moteur vaut donc : 

( ) ( )
( ) redred

r

rmot

rrmot
rmot rend.r

C,CPCC =
ΩΩ

Ω
=  (270) 

Puissance mécanique
aux roues

Pertes dans
le réducteur

Puissance mécanique
du moteur

 

figure 85 : bilan de puissance au niveau de la roue et du réducteur. 
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Puissance électromagnétique
du moteur

 

figure 86 : bilan de puissance partiel dans le moteur. 

2.2. Calcul des grandeurs électromagnétiques du moteur. 

2.2.1. Calcul de la puissance électromagnétique. 

 Nous négligeons les pertes mécaniques dans le moteur50 ; le bilan de puissance représenté sur la 
figure 86 permet alors d’exprimer la puissance électromagnétique du moteur : 

( ) ( )
red

rr
rrmotrrem rend

.C,CP,CP Ω
=Ω=Ω  (271) 

2.2.2. Calcul du courant électromagnétique. 

 La puissance électromagnétique s’exprime aussi par la relation suivante : 
( ) ( ) ( )rmotaemrrem .T,IC,CP mot ΩΩ=Ω  (272) 
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On définit alors le courant électromagnétique emI  comme l’amplitude du courant absorbé par le 

moteur autopiloté permettant de fournir le couple rC , les aimants étant à la température aT . Il est 
donc solution de l’équation implicite suivante : 

( ) raemem CT,IC mot =  (273) 

où l’expression de motemC  en fonction de Iem et Ta est donnée par l’équation 263. 

2.2.3. Calcul de la force électromotrice du moteur autopiloté. 

 La puissance électromagnétique instantanée vérifie la relation suivante : 

( ) ( )∑
=

=
3

1n
nnem ti.te)t(p  (274) 

où ( )ten  est la force électromotrice instantanée de la nième phase. 

En mode autopiloté, pendant une séquence élémentaire où les courants valent 
⎪
⎩

⎪
⎨

⎧

=
−=

=

em3

em2

1

Ii
Ii

0i
, la 

puissance électromagnétique vaut donc : 
( ) ( )[ ]tete.I)t(p 23emem −=  (275) 

Comme les six séquences élémentaires sont équivalentes d’un point de vue électromagnétique, la 
puissance électromagnétique moyenne en régime permanent peut être calculée par l’équation 
suivante : 

( )
( )

( ) ( )[ ]
( )
∫∫ −==

6
T

dt.tete.I.1dt.tp.
T
1P 23em

6
T

T

emem  (276) 

En faisant le changement de variable 
Ω

θ−θ
= 0rsrst , on peut réécrire emP  : 

( ) ( )[ ]∫
π

π

+θ

−θπ
θθ−θ=

p.60rs

p.60rs
rsrs2rs3

p.3

em
em d.ee.IP  (277) 

Pour évaluer Pem, nous allons calculer les forces électromotrices des trois phases. Nous rappelons que 
la fém d’une phase est égale à la dérivée temporelle du flux créé par l’inducteur (ici les aimants du 
rotor) à travers le bobinage de la phase considérée. 
Or le flux φ créé par l’inducteur à travers la première phase vaut : 

( ) ( )[ ]( )∫∫
°

θθ=θφ

1nphase

arsass
r
Iaars1 dS.T,,,T,IkRBT,I, cs  (278) 

Soit encore : 

( ) ( )[ ]
( )

( )[ ]
( )[ ]∫

°
=

θ⎟
⎠
⎞

θ∂
θθ∂

=θφ

1nphase

assferf
T,IkRr

arsIa

ass
ars1 d.T,IkR.l.k.

T,,,rA
.

T,IkR
1T,I,

cs
ascsscs

 (279) 

                                                                                                                                                                      
50 Cette hypothèse est surtout réaliste en l’absence de réducteur, car la vitesse de rotation du moteur est alors 
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Si on suppose que l’enroulement de la machine équivalente (ayant un stator) lisse est réduit à une spire 
unique infiniment fine, placée à la surface du stator équivalent au milieu de l’encoche réelle, le flux 

1φ  vaut : 

( ) ( )
( )[ ]∫

π

θ⎟
⎠
⎞

θ∂
θθ∂

=θφ
=

p

ascss0 T,IkRr

arsIa
ferfars1 d.

T,,,rA
.l.k.pT,I,  (280) 

En rappelant que sn  est le nombre de spires par encoche, le flux total dans la première phase est 
donné par : 

( ) ( )[ ]( ) ( )[ ]( )[ ]arsassIaarspassIaferfsars1 T,,0,T,IkRAT,,,T,IkRA.l.k.n.pT,I,
cscs

θ−θ=θφ π  (281) 

En fait, les sn  spires de l’enroulement sont réparties sur une ouverture angulaire 
s

e
e R

l
=θ . Le flux 1φ  

vaut donc : 

( )
( )[ ]( )

( )[ ]( )
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

θθθ
θ

−θθθ
θ

=θφ

∫

∫
θ

θ

θπ

θπ

+

−

+

−

2
e

2
e cs

2
e

p

2
e

p
cs

0

0
arsassIa

e

arsassIa
e

ferfsars1

d.T,,,T,IkRA.1

d.T,,,T,IkRA.1

.l.k.n.pT,I,  (282) 

De plus, les enroulements sont logés dans des encoches inclinées, ce qui conduit à l’expression 
suivante du flux 1φ  : 

( ) ( ) ( ) ( )

( )
( )

( )

( )[ ]
( )[ ] p.n

a

ass
p.n.2

r

ass

1p.n

r
a

p.n.2

r
a

2e

e
a

arsn,1
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impairn

an,1araferfsars1

R
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.

R
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R
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.
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6
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6
.nsin

.
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2
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.

2
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2
..nsin
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⎟
⎠
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⎜
⎝
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⎟
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⎜
⎝
⎛ θ

π

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π
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−

∑

 (283) 

La fém de la première phase se calcule à partir du flux 1φ  par la formule suivante : 

( ) ( )( ) ( ) ( ) ( )
rs

ars1
mot

rs

ars1rsars1
a1

T,I,.T,I,.
dt

td
t

T,I,tT,I,te
θ∂

θφ∂
Ω=

θ∂
θφ∂θ

=
∂

θφ∂
=  (284) 

Tous calculs faits, on obtient l’expression suivante de 1e  : 

                                                                                                                                                                      
faible et les pertes mécaniques aussi. 
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( ) ( ) ( ) ( )

( )
( )

( )

( )[ ]
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On en déduit les expressions de 2e , 3e  et 23 ee −  : 

( ) ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

−θ=θ ars1ars2 T,I,
3
.2eT,I,e  (286) 

( ) ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

−θ=θ ars1ars3 T,I,
3
.4eT,I,e  (287) 

( ) ( ) ( ) ( ) ( )rs
impairn

anmotaraferfsars2ars3 .p.nsin.
3

.nsin.T,Ie..TB.R.l.k.n.p.8T,I,eT,I,e
ca θ⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

Ω=θ−θ ∑  (288) 

En appliquant la relation de l’équation 277 avec 
p.20rs

π
=θ  et en effectuant les calculs, on obtient une 

nouvelle expression de la puissance électromagnétique : 
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En comparant les équations 263 et 289, on retrouve l’équation 272 ; cela permet de vérifier la 
cohérence des calculs. 
Pour simplifier, nous allons introduire une fém E définie par la relation simple suivante (par analogie 
avec une machine à courant continu) : 

emem I.E.2P =  (290) 

La fém E se calcule donc à partir du couple demandé au moteur : 

( ) ( )arem

rr
arr T,CI.2

.CT,,CE Ω
=Ω  (291) 
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Nous remarquons que E est indéterminée lorsque le courant ( )arem T,CI  est nul. En effet, dans ce cas, 
la puissance électromagnétique transmise est nulle car le couple demandé au moteur-roue est nul. On 
calcule alors E directement par le développement en série suivant (qui est plus lourd, mais toujours 
valable) : 
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On peut ainsi définir une fém par phase idéalisée, équivalente à la fém réelle d’un point de vue 
énergétique. Elle est strictement trapézoïdale, en phase avec le courant électromagnétique de la phase 
considérée et sa valeur crête vaut E. Nous représentons les fém et les courants idéaux des trois phases 
sur la figure 87. 
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figure 87 : courant idéaux et forces électromotrices trapézoïdales équivalentes lorsque le moteur 

est autopiloté (
2.p0rs
π

θ = ). 
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2.2.4. Modélisation par schéma électrique équivalent. 

 Du point de vue des grandeurs électromagnétiques (courant électromagnétique et fém), chaque 
phase du moteur peut être représentée par une fém traversée par un courant. Si les phases du moteur 
sont connectées en étoile, cela conduit au schéma équivalent de la figure 88. 

+

++

1i

1e

2i
2e3e

3i

 

figure 88 : schéma électrique équivalent du moteur pour les grandeurs électromagnétiques. 

Lorsque le moteur est autopiloté, les courants électromagnétiques et les fém ont les allures idéales 
représentées sur la figure 87. En se plaçant pendant une séquence élémentaire d’autopilotage, par 

exemple pour ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡ ππ
−∈θ

p.6
,

p.6rs , le schéma électrique équivalent de la figure 88 devient celui de la 

figure 89. 

+

+
+

0i1 =

em2 Ii −=
em3 Ii +=

…=1e

Ee2 −=Ee3 +=

 

figure 89 : schéma électrique équivalent des grandeurs électromagnétiques lorsque le moteur est 
autopiloté. 

D’un point de vue électromagnétique, toutes les séquences sont équivalentes. Donc on peut finalement 
ramener le schéma de la figure 89 au schéma monophasé de la figure 90. Celui-ci permet d’évaluer 
correctement la fém moyenne, la valeur crête du courant électromagnétique et la puissance 
électromagnétique moyenne pendant n’importe quelle séquence d’autopilotage. 
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( )arem T,CI

( )arr T,,CE.2 Ω
+

 

figure 90 : schéma électrique équivalent monophasé du moteur autopiloté pour les grandeurs 
électromagnétiques. 

2.3. Calcul des pertes fer du moteur autopiloté. 

 Dans ce paragraphe, nous proposons un calcul des pertes fer (par hystérésis et par courant de 
Foucault) pour le moteur autopiloté. Ce calcul doit tenir compte du fait que les variations de 
l’induction dans le fer sont non sinusoïdales. 

2.3.1. Pertes fer en induction sinusoïdale. 

 Nous rappelons (cf. §3.4 du chapitre 4) que les pertes électromagnétiques d’un élément volumique 
dV  de matériau ferromagnétique de masse volumique fermv , soumis à une induction sinusoïdale de 

pulsation ω  et de valeur crête mB , peuvent être calculées à partir des équations suivantes : 

dV.mv.B..kp fer
n

mhysthyst hystω=  (293) 

dV.mv.B..kp fer
2

m
2

FoucFouc ω=  (294) 

où hystk  et Fouck  sont des constantes qui dépendent du matériau utilisé. Leurs valeurs numériques 

sont données pour différentes tôles dans le tableau 13 (cf. §3.4 du Chapitre 4). 

2.3.2. Pertes fer en induction non sinusoïdale. 

 En première approximation, nous pouvons supposer que l’induction est uniquement variable dans 
le stator (et pas dans le rotor)et qu’il n’y a donc des pertes fer qu’au stator. Les équations 122 et 123 
donnent les pertes fer lorsque les variations de l’induction sont sinusoïdales, ce qui n’est pas le cas ici. 
Nous allons donc proposer une méthode pour étudier ces pertes lorsque l’induction n’est pas 
sinusoïdale. 
Pour ce qui est des pertes par hystérésis, la loi de Steimetz (équation 122) reste valable tant que la 
forme de l’induction variable ne crée aucun cycle d’hystérésis mineur dans le matériau. 
En revanche, nous allons formuler autrement les pertes par courants de Foucault. Pour cela, nous 
commençons par considérer une induction dans le fer sinusoïdale : 

( ) ( )t.sin.BtB m ω=  (295) 

La valeur moyenne du carré de la dérivée de l’induction vaut : 
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2
m

2
T

2
B..

2
1

dt
dB

ω=>⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛<  (296) 

La comparaison des équations 123 et 296 nous suggère que les pertes par courants de Foucault 
peuvent s’exprimer de la façon suivante : 

dV.mv.
dt
dB.k.2p ferT

2

FoucFouc >⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛<=  (297) 

Nous retenons cette formulation pour calculer les pertes par courants de Foucault de notre machine 
[54], [65]. 

2.3.3. Calculs des pertes par courant de Foucault d’un moteur synchrone sans balais à fém 
trapézoïdale. 

2.3.3.1 Pertes par courants de Foucault dans les dents su stator. 

t

( ) scsint
r
d RrhRt,rB <<+

( )rBd

( )rBd−

t

( )
isscsint

r
d hRrhR
dt

t,rdB
−<<+

( )
t
rBd

δ

T

T

tδ

( )
t
rBd

δ
−

 

figure 91 : représentation de l’induction radiale dans une dent et de sa dérivée temporelle. 

 Comme pour le calcul des ampèretours, nous supposerons dans tout ce paragraphe que l’induction 
est : 
− purement radiale dans les dents ; 
− purement tangentielle dans la culasse. 
Lorsque le rotor tourne, nous supposons que la composante radiale de l’induction dans une dent est : 
− nulle quand la dent est en face d’un espace inter aimants ; 
− croissante (respectivement décroissante) de façon linéaire jusqu’à égale à sa valeur maximum dB  

(respectivement sa valeur minimale dB− ) quand un aimant arrive devant la dent ; 

− égale à dB  (respectivement dB− ) quand l’aimant est complètement en face de la dent. 
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Cette variation est représentée sur la figure 91. 
Si on suppose que l’induction est purement radiale dans les dents, les pertes fer par courants de 
Foucault dans la dent valent alors : 

( )∫ +
>⎟

⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
<=

s

csint
d

R

hR
ferfstatT

2r
d

FoucdFouc dr.rl.l.k.mv.
dt

dB.k.2.Np  (298) 

en notant ( )rl  la largeur de la dent au rayon r. 

Or le temps tδ  mis par l’induction dans la dent pour passer de 0 à dB  ou de dB  à 0 vaut : 

mot

edt
Ω

θ−τ
=δ  (299) 

Et la période T vaut : 

mot

p
.2

T
Ω

=
π

 (300) 

On en déduit que dFoucp  vaut : 

( ) ( )∫ + +
Ω

π
=

s

csint
d

R

hR
ferfstat

isd

s2
d

2
motFoucdFouc dr.rl.l.k.mv.

l.2l
R.rB..k.p.4.Np  (301) 

En utilisant l’expression de ( )rBd  donnée par l’équation 433, nous pouvons finalement exprimer 

dFoucp  lorsque le moteur est à vide ( 0Iem = ) : 

( ) ( ) ( ) ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

+
+

ΩΩ
π

=Ω is
isd

d
d

isd

d
ferfstats

2
ad

2
rmotFouc

d
arFouc h.

l.2l
lh.

l.2l
l.l.k.mv.R.TB..k.N.p.4T,p vd

 (302) 

2.3.3.2 Pertes par courant de Foucault dans la culasse statorique. 

 Dans la culasse statorique nous supposons que l’induction est purement tangentielle. De plus, nous 
faisons les mêmes hypothèses de variation qu’au paragraphe 2.3.3.1. L’induction tangentielle dans la 
culasse du stator et sa dérivée temporelle ont alors les allures représentées sur la figure 92. 
Les pertes fer par courants de Foucault dans la culasse du stator valent : 

∫
+ θ

π>⎟
⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
<=

csint

int
cs

hR

R
ferfstatT

2
cs

FoucFouc dr.r..2.l.k.mv.
dt

dB.k.2p  (303) 

Or le temps 'tδ  mis par la composante tangentielle de l’induction dans la culasse pour passer de 0 à 

csB  ou de csB  à 0 vaut : 

mot

a p.2
.

't
Ω

π
α

=δ  (304) 

En effectuant le calcul de T

2
cs

dt
dB

>⎟
⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
<

θ
, on trouve : 

∫
+

πΩ
πα

=
csint

int
cs

hR

R
ferfstat

2
cs

2
mot2

a
FoucFouc dr.r..2.l.k.mv.B..

.p.
4.k.2p  (305) 



Chapitre 6 

 196 

Le calcul de l’intégrale permet finalement d’exprimer csFoucp  lorsque le moteur est à vide ( 0Iem = ) : 

( ) ( ) ( ) stat
2

acs
2

rmotFouc2
a

2
arFouc m.TB..k.

.
p.8T,p vcs ΩΩ
πα

=Ω  (306) 

t

( ) csintintc hRrRt,rB
s

+<<+θ

( )rBcs

( )rBcs−

t

( )
't
rBcs

δ

T

T

'tδ

( )
't
rBcs

δ
−

( )
csintint

c hRrR
dt

t,rdB
s +<<+

θ

 

figure 92 : représentation de l’induction tangentielle dans la culasse statorique et de sa dérivée 
temporelle. 

2.3.3.3 Pertes par courant de Foucault totales. 

 Les pertes par courants de Foucault totales à vide correspondent à la somme de ces pertes dans les 
dents et dans la culasse statorique : 

( ) ( ) ( )arFoucarFoucarFouc T,pT,pT,p csd Ω+Ω=Ω  (307) 

2.3.4. Calculs des pertes par hystérésis d’un moteur synchrone sans balais à fém 
trapézoïdale 

2.3.4.1 Pertes par hystérésis dans les dents. 

 On applique directement la formule de Steimetz en supposant que 2nhyst =  ; les pertes par 

hystérésis dans les dents valent alors : 

( ) ( )∫ +
Ω=

s

csint
d

R

hR
ferfstat

2
dmothystdhyst dr.rl.l.k.mv.rB..p.k.Np  (308) 

En calculant l’intégrale, on obtient l’expression finale de dhystp  lorsque le moteur est à vide : 
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( ) ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

+Ω= is
isd

d
ddferfstat

2
admothystdhyst h.

l.2l
lh.l.l.k.mv.TB..k.p.Np vd  (309) 

2.3.4.2 Pertes par hystérésis dans la culasse statorique. 

 On applique le même raisonnement pour la culasse statorique : 

∫
+

πΩ=
csint

int
cs

hR

R
ferfstat

2
csmothysthyst dr.r..2.l.k.mv.B..p.kp  (310) 

En effectuant le calcul de l’intégrale, on obtient : 

( ) ( ) ( ) stat
2

acsrmothystarhyst m.TB..k.pT,p vcs ΩΩ=Ω  (311) 

2.3.4.3 Pertes par hystérésis totales. 

 Les pertes par hystérésis totales à vide correspondent à la somme de ces pertes dans les dents et 
dans la culasse statorique : 

( ) ( ) ( )arhystarhystarhyst T,pT,pT,p csd Ω+Ω=Ω  (312) 

2.3.5. Expression des pertes fer totales d’un moteur synchrone sans balais à fém 
trapézoïdale. 

 Les pertes fer totales sont égales à la somme des pertes par courant de Foucault et par hystérésis 
dans les dents et la culasse statorique. Lorsque le moteur est à vide, ces pertes valent : 

( ) ( ) ( )arhystarFoucarfer T,pT,pT,p Ω+Ω=Ω  (313) 

Par la suite, nous allons supposer que les pertes fer en charge sont égales aux pertes fer à vide. Ainsi, 
elles ne dépendent que de la vitesse de rotation du moteur et de la température des aimants, mais pas 
du couple demandé aux roues du véhicule. En d’autres termes, on admet que le flux dans le stator n’est 
pas profondément modifié par la réaction d’induit. C’est sûrement inexact pour de forts courants. Mais 
dans cette situation, la vitesse de rotation est faible et par conséquent les pertes Joule sont nettement 
prépondérantes par rapport aux pertes électromagnétiques. 

2.3.6. Calcul du courant équivalent aux pertes fer. 

 Nous modélisons le courant absorbé par le moteur à cause des pertes fer par un courant équivalent 
en créneaux comme le courant électromagnétique en mode autopiloté (cf. figure 74). De plus, nous 
supposons que ce courant équivalent est en phase avec le courant électromagnétique. 
Lorsque le moteur tourne à vide, il existe une force électromotrice induite dans chaque enroulement. 
Nous supposons donc que les pertes fer peuvent se calculer à partir de la puissance d’interaction entre 
les fém équivalentes définies au §2.2.3 et les courants équivalents aux pertes fer. Ces trois grandeurs 
sont représentées sur la figure 93. Au vu de cette figure, les pertes fer calculées par l’interaction entre 
les forces électromotrices et les courants des pertes fer valent : 

( ) ferarrfer I.T,,CE.2p Ω=  (314) 

On en déduit l’expression de la valeur crête du courant équivalent aux pertes fer : 

( ) ( )
( )arr

arfer
arrfer T,,CE.2

T,pT,,CI
Ω

Ω
=Ω  (315) 
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figure 93 : allure des courants électromagnétiques, des courants équivalents aux pertes fer et des 
forces électromotrices lorsque le moteur est autopiloté ( 0

0rs =θ ). 

2.3.7. Schéma électrique équivalent tenant compte des pertes fer. 

Nous complétons le schéma électrique monophasé équivalent de la figure 90 en ajoutant une source de 
courant de valeur ( )arfer T,I Ω  permettant de calculer les pertes fer du moteur lorsqu’il est autopiloté. 
On obtient alors le schéma équivalent monophasé de la figure 94. 

( )arem T,CI

( )arr T,,CE.2 Ω
+( )arrfer T,,CI Ω

( )cuarr T,T,,CI Ω

 

figure 94 : schéma équivalent monophasé du moteur autopiloté modélisant les grandeurs 
électromagnétiques et les pertes fer. 
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2.4. Calcul des pertes Joule du moteur autopiloté. 

 Dans ce paragraphe, nous évaluons la résistance d’une phase, puis nous calculons les pertes Joule 
du moteur. Enfin, nous donnons un schéma monophasé équivalent complet du moteur autopiloté. 

2.4.1. Calcul de la résistance d’une phase. 

 Chaque phase est constituée d’une bobine de longueur bobl  et de section active de cuivre bobS . Sa 
résistance vaut donc : 

( ) ( )
bob

bob
cucucu S

l.TTR ρ=  (316) 

La résistivité du cuivre cuρ  en fonction de sa température Tcu est donnée par l’équation 113 et la 

longueur de la bobine bobl  se calcule à partir des paramètres purement géométriques du moteur 
suivant les équations 97 à 103. 

2.4.2. Calcul des pertes Joule. 

 La kième phase du moteur a une résistance R et est parcouru par un courant ki  qui est la somme du 

courant électromagnétique et du courant dû aux pertes fer. D’après la figure 93, le courant ki  est un 
courant en créneaux (de 120° électriques) et en phase avec le courant électromagnétique. Sa valeur 
crête I vaut : 

( ) ( ) ( )aremarrferarr T,CIT,,CIT,,CI +Ω=Ω  (317) 

On peut alors calculer : 
− la valeur efficace effI  du courant dans chaque phase : 

( ) ( )arrarreff T,,CI.
3
2T,,CI Ω=Ω  (318) 

− les pertes Joules totales du moteur : 

( ) ( ) ( ) ( ) ( )2arrcu

2

arrcucuarrJ T,,CI.TR.2T,,CI.
3
2.TR.3T,T,,Cp Ω=⎥

⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
Ω=Ω  (319) 

2.4.3. Schéma équivalent complet du moteur autopiloté. 

 On complète très simplement le schéma de la figure 94 en ajoutant la résistance des deux phases 
qui, dans chaque séquence d’autopilotage, conduisent le courant I. On obtient alors le schéma 
équivalent monophasé complet du moteur autopiloté représenté sur la figure 95. 
En résumé, ce schéma est donc constitué d’une fém continue de valeur E.2  parcourue par un courant 
constant emI  qui représentent la conversion d’énergie électromagnétique dans la machine. Le courant 

ferI  traduit les pertes fer et la résistance R traduit les pertes Joule. 
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( )arem T,CI

( )arr T,,CE.2 Ω
+( )arrfer T,,CI Ω

( )cuarr T,T,,CI Ω( )cuTR.2

 

figure 95 : schéma monophasé équivalent complet du moteur autopiloté. 

2.5. Modélisation de l’onduleur alimentant le moteur synchrone autopiloté. 

 Nous poursuivons la modélisation du système par celle du convertisseur statique alimentant le 
moteur synchrone sans balais. Il s’agit d’un onduleur de tension régulé en courant par modulation de 
largeur d’impulsion (cf. figure 96). La modélisation de l’onduleur est sommaire. Nous nous limitons 
aux valeurs moyennes des grandeurs en régime permanent. Le but est plutôt de connaître les pertes, le 
rendement et les grandeurs limites (tension et courant maximum) afin de dimensionner les composants 
de l’onduleur et de connaître l’influence de celui-ci sur le système global. Nous laissons de côté tous 
les phénomènes transitoires et ceux liés aux imperfections des semi-conducteurs. 

T2T1 T3

T5T4 T6

D2D1 D3

D5D4 D6

phase 1
phase 2
phase 3

 

figure 96 : onduleur de tension régulé en courant alimentant le moteur autopiloté. 

2.5.1. Principe de fonctionnement de l’onduleur. 

 Si on néglige les effets dus aux inductances des phases (commutations d’une phase à l’autre et 
ondulations du courant au niveau du plateau des créneaux), cet onduleur fournit des créneaux de 
courant de 120° électriques parfaits, conformément à ceux décrit sur la figure 93. 
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Le rapport cyclique cr  de l’onduleur permet de régler la valeur crête du courant. En effet, supposons 

que l’on soit dans la séquence élémentaire d’autopilotage où l’angle rsθ  appartient à l’intervalle 

⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡ ππ
−

p.6
,

p.6
. Les courants dans le moteur valent 

⎪
⎩

⎪
⎨

⎧

=
−=

=

Ii
Ii

0i

3

2

1
 et ce sont les transistors T3 et T5 qui 

conduisent le courant. En fait, le transistor T3 conduit pendant toute la séquence d’autopilotage, mais 
on applique à T5 un signal modulé tel que celui représenté sur la figure 97. Ce signal est par exemple 
obtenu en comparant un signal triangulaire avec un signal constant ; en faisant varier le signal 
constant, on fait varier le rapport cyclique du signal de commande de T5. Lorsque celui-ci ne conduit 
pas, on est en phase de roue-libre : le moteur est en court-circuit et c’est la diode D2 qui assure la 
continuité du courant dans la seconde phase. Ainsi, on applique la tension constante d’entrée de 
l’onduleur entre les phases 3 et 2 pendant le temps mlic T.r  et le moteur est court-circuité pendant le 

temps ( ) mlic T.r1 − 51. La figure 98 montre alors l’allure du courant dans la source de tension continue 
de l’onduleur. La valeur moyenne du courant débité par cette source vaut : 

( ) ( )cuarrccuacrrbat T,T,,CI.rT,T,r,,CI Ω=Ω  (320) 

mliT0 t

signal modulant

signal constant

0 t
mlic T.r ( ) mlic T.r1−

signal de commande de T5

 

figure 97 : signal modulé commandant le transistor T5. 

0 t
mlic T.r ( ) mlic T.r1−

I

( )tibat

 

figure 98 : allure idéale du courant débité par la source de tension d’entrée de l’onduleur. 
                                                      
51 Le signal modulé peut aussi être appliqué au deux transistors ; on applique alors successivement +U et –U 
entre deux phase. L’avantage est de pouvoir récupérer de l’énergie dans la source continue (batterie par exemple) 
dans les phases de roue libre. En revanche, on multiplie par deux les pertes par commutation. 
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2.5.2. Note sur l’ondulation des courants. 

 Les interrupteurs de l’onduleur sont constitués soit de transistors MOS FET de puissance, soit 
d’IGBT. Nous avons déjà évoqué au chapitre 3 les critères de choix d’un type ou l’autre de transistor. 
Pendant la conduction, les transistor MOS peuvent être modélisés par une résistance onr  et les IGBT 

par une chute de tension onδ  sensiblement constante avec le courant de conduction. Pendant une 
séquence élémentaire d’autopilotage du moteur, les phases de celui-ci sont en série soit avec un 
transistor (MOS ou IGBT), soit une diode. Nous négligeons les pertes liées à la commutation des 
transistors et nous supposons que les pertes par conduction peuvent être calculées en considérant que 
les transistors conduisent pendant toute la durée de la période de MLI52. Ainsi, ces pertes 

convp valent : 

( ) ( )
( )⎪⎩

⎪
⎨
⎧

Ωδ
Ω=Ω

IGBTsiT,T,,CI..2
MOSsiT,T,,CI.r.2T,T,,Cp

cuarron

2
cuarron

cuarrconv  (321) 

Nous pouvons alors compléter le schéma équivalent monophasé du moteur. D’une part, on modélise 
les pertes du convertisseur par une résistance onr.2  ou une source de tension on.2 δ . D’autre part, 
l’équation 320 suggère de modéliser le comportement « hacheur » du convertisseur par un 

transformateur continu de rapport 
cr
1 . 

Pendant chaque séquence élémentaire d’autopilotage, les tensions motU  et convU  sont continues et 
elles vérifient les relations suivantes : 

( ) ( ) ( ) ( )cuarrcucuarrcuarrmot T,T,,CI.TR.2T,T,,CE.2T,T,,CU Ω+Ω=Ω  (322) 

( ) ( ) ( )
⎩
⎨
⎧

δ
Ω

+Ω=Ω
IGBTsi.2

MOSsiT,T,,CI.r.2
T,T,,CUT,T,,CU

on

cuarron
cuarrmotcuarrconv  (323) 

La conservation de puissance au niveau du transformateur de la figure 99 permet de donner 
l’expression de la tension de la source continue : 

( ) ( )
c

cuarrconv
cuacrrbat r

T,T,,CUT,T,r,,CU Ω
=Ω  (324) 

2.5.3. Modélisation de l’onduleur par schéma équivalent monophasé. 

 A cause du découpage de la tension, le courant subit des ondulations. Nous avons établi au chapitre 
3 de ce mémoire l’expression de la valeur maximale de cette ondulation : 

MLIc
bat

maxMLI f.L.8
U

I =∆  (325) 

Elle dépend notamment de l’inductance cyclique. Nous donnons ici les expressions analytiques de 
l’inductance propre, de l’inductance mutuelle et de l’inductance cyclique obtenues en calculant le flux 
dû au seul courant dans un enroulement [66]. On néglige donc l’influence des aimants qui ont 
tendance à diminuer le rapport de proportionnalité entre le flux et le courant dans un enroulement du 

                                                      
52 Les pertes par conduction calculées ainsi sont majorées car les diodes présentes généralement moins de pertes 
par conduction. 
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stator. C’est certainement faux, mais comme l’inductance est surévaluée, cela permet de donner une 
valeur limite supérieure de la fréquence de la MLI pour une ondulation de courant donnée. 
L’inductance propre vaut : 
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L’inductance mutuelle vaut : 
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Et enfin, l’inductance cyclique vaut : 
MLL pc −=  (328) 

2.6. Modélisation de la batterie d’alimentation. 

 Nous finissons la modélisation du système par la source primaire d’énergie. Nous supposons qu’il 
s’agit d’une batterie et, là encore, nous en donnons un modèle très simplifié. Notamment, nous 
négligeons l’évolution de ses grandeurs caractéristiques en fonction de sa charge. 

2.6.1. Schéma équivalent monophasé du système complet. 

 Nous modélisons la batterie par une source de tension parfaite constante de valeur batE  en série 

avec une résistance constante batr  caractérisant sa chute de tension en charge. 
On établit ainsi le schéma équivalent monophasé du système complet : {batterie + onduleur + moteur 
autopiloté}. Il est représenté sur la figure 99. 



Chapitre 6 

 204 
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figure 99 : schéma monophasé équivalent du système complet. 

2.6.2. Expression du rapport cyclique. 

 La loi des mailles aux bornes de la batterie fournit l’équation implicite à résoudre pour trouver le 
rapport cyclique de l’onduleur : 

( ) ( )cuacrrbatbatcuacrrbatbat T,T,r,,CI.rT,T,r,,CUE Ω+Ω=  (329) 

Le rapport cyclique, compris entre 0 et 1, est donc fixé par le couple rC  que doit fournir une roue et la 

vitesse rΩ  qu’elle doit atteindre, pour des températures moyennes du bobinage et des aimants qui 

valent respectivement cuT  et aimT . C’est en fait la seule grandeur de réglage du moteur. On l’asservit 
à la valeur crête du courant dans une phase I pour réaliser une commande du moteur en courant, 
autrement dit en couple. Ainsi, une augmentation du rapport cyclique impose-t-elle une accélération 
du véhicule. Le réglage du rapport cyclique est donc l’analogue du réglage de l’injection par la pédale 
ou de la poignée d’accélération d’un véhicule à moteur thermique. 

2.7. Bilan de puissance global, calcul des différents rendements. 

 L’objectif de ce paragraphe est d’établir l’expression des rendements des différents éléments du 
système, de manière à caractériser de leur efficacité en terme de conversion d’énergie. En effet, ces 
rendements conditionnent grandement l’autonomie du système. 

2.7.1. Bilan de puissance du système. 

 La figure 100 résume les échanges de puissance et les pertes à travers tout le système. 
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figure 100 : bilan de puissance global du système {batterie + onduleur + moteur}. 

2.7.2. Rendement du moteur. 

 La puissance motaP  absorbée par le moteur vaut : 

( ) ( ) ( )cuarrcuarrmotcuarra T,T,,CI.T,T,,CUT,T,,CP mot ΩΩ=Ω  (330) 

La puissance mécanique fournie par le moteur vaut motP . Donc le rendement du moteur vaut : 

( ) ( )
( )cuarra

cuarrmot
cuarrmot T,T,,CP

T,T,,CPT,T,,C
mot Ω

Ω
=Ωη  (331) 

2.7.3. Rendement de l’onduleur. 

 Le convertisseur fournit la puissance motaP  au moteur et il absorbe à la batterie la puissance 

convaP  qui vaut : 
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( ) ( )[ ] ( )[ ]cuacuarrcrrbatcuacuarrcrrbatcuarra T,T,T,T,,Cr,,CI.T,T,T,T,,Cr,,CUT,T,,CP conv ΩΩΩΩ=Ω

 (332) 
Donc le rendement du convertisseur vaut : 

( )
( )
( )cuarra

cuarra
cuarrconv T,T,,CP

T,T,,CP
T,T,,C

conv

mot
Ω

Ω
=Ωη  (333) 

2.7.4. Rendement de l’ensemble {convertisseur + moteur}. 

 Le rendement de l’ensemble {convertisseur + moteur} est égal au produit des rendements des deux 
éléments constitutifs. Il vaut donc : 

( ) ( ) ( )cuarrmotcuarrmotcuarrconvmot T,T,,C.T,T,,CT,T,,C ΩηΩη=Ωη −  (334) 

2.7.5. Rendement de la batterie. 

 La batterie fournit la puissance convaP  à l’onduleur et elle consomme une puissance batP  qui vaut : 

( ) ( )[ ]cuacuarrcrrbatbatcuarrbat T,T,T,T,,Cr,,CI.ET,T,,CP ΩΩ=Ω  (335) 

Donc, le rendement de la batterie vaut : 

( )
( )

( )cuarrbat

cuarra
cuarrbat T,T,,CP

T,T,,CP
T,T,,C conv

Ω

Ω
=Ωη  (336) 

2.7.6. Rendement du système complet. 

 Le rendement de l’ensemble {batterie + convertisseur + moteur} est égal au produit des rendements 
des trois éléments constitutifs. Il vaut donc : 

( ) ( ) ( ) ( )cuarrbatcuarrmotcuarrmotcuarrtot T,T,,CT,T,,C.T,T,,CT,T,,C ΩηΩηΩη=Ωη  (337) 

3. Modélisation numérique. 

 Nous nous proposons de montrer comment valider et corriger le calcul analytique des performances 
du paragraphe 2 à l’aide d’un modèle numérique. Nous allons voir que l’approche n’est que semi-
numérique. En effet, nous utilisons encore une grande partie des équations du modèle analytique dans 
lesquelles seulement certaines des grandeurs sont calculées numériquement. 

3.1. Calcul du courant électromagnétique. 

 Nous utilisons les valeurs de ( )a
*

em T,atC mot  (cf. 3.3.2 du chapitre 5) fournies par le modèle 

numérique. Pour trouver le courant électromagnétique, il faut donc résoudre l’équation suivante : 

( ) ra
*

em
*

em CT,IC mot =  (338) 

sachant que les ampères-tours et le courant électromagnétique sont reliés par la relation : 

em
bob

s I.
N

nat
paral

=  (339) 

où paralbobN  correspond au nombre de pôles couplés en parallèle dans le moteur. 
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3.2. Calcul de la force électromotrice du moteur autopiloté. 

 Nous utilisons les simulations en charges décrites au paragraphe 3.3.2 du chapitre 5. Nous 

calculons puis nous interpolons l’évolution du flux à travers la phase n°1 : ( )ars
*

1 T,at,θφ . En tenant 

compte de l’inclinaison du stator, nous calculons ( )ars
*

déc T,at,1 θφ . Ce calcul est uniquement valable 

dans la séquence d’autopilotage considérée, car en dehors les courants sont répartis différemment. 

Dans cette séquence, nous avons 
( )
( )
( )⎪

⎩

⎪
⎨

⎧

−=
=

+=

Iti
0ti
Iti

3

2

1
. Si nous faisons l’hypothèse que les courants restent 

constants durant toute la séquence, nous obtenons l’expression de la fém dans la première phase avec 
la relation suivante : 

( )
( )

rs

ars
*

dec
motmotars

*
1

T,at,
.,T,at,e 1

θ∂

θφ∂
Ω=Ωθ  (340) 

Nous calculons de la même façon ( )ars
*

3 T,at,θφ , ( )ars
*

déc T,at,3 θφ  et ( )motars
*

3 ,T,at,e Ωθ . Pour 

cette séquence, la fém E définie au 2.2.3 se calcule par la relation suivante : 

( ) ( ) ( )[ ]∫
θ

−θ π
θΩθ−Ωθ

π
=Ω

*
0rs

p.3
*

0rs
rsmotars

*
3motars

*
1mota

* d.,T,at,e,T,at,e.p.3.
2
1,T,atE  (341) 

Comme pour le couple électromagnétique, nous obtenons ainsi un tableau de valeurs de la fém 
dépendant des ampères-tours statoriques et de la température des aimants53. Pour un fonctionnement 
particulier caractérisé par rΩ  et rC , il faut d’abord rechercher les ampères-tours (puis le courant 
électromagnétique) nécessaires pour obtenir le couple demandé à l’aide l’équation implicite 338, puis 
en déduire par interpolation (dans le tableau) la fém E*. Celle-ci est donc fonction de rΩ , rC  et aT . 

3.3. Calcul des pertes fer du moteur autopiloté. 

 Pour calculer les pertes par courants de Foucault et les pertes par hystérésis dans les dents et dans la 
culasse statorique, nous utilisons les relations 298, 305, 309 et 311. Comme pour la modélisation 
analytique, nous supposons que les pertes fer ne dépendent que de la vitesse de rotation et pas du 
couple de charge du moteur. Nous pouvons donc utiliser des simulations en magnétostatique à vide en 
faisant tourner le rotor par rapport au stator. Cela permet de calculer puis d’interpoler l’évolution des 
inductions dans la dent et dans le culasse statorique. Nous laissons de côté l’isthme de la dent dont la 

contribution pour les pertes fer est faible. Nous obtenons donc les fonctions ( )ars
*

d T,B v θ  et 

( )ars
*

cs T,B v θ . La figure de la page 208 montre l’évolution de ces inductions en fonction de l’angle 

rsθ  pour le moteur 30 kW. A partir de ces fonctions nous calculons numériquement 

( )
p

.2

2

rs

ars
*

d

d
T,dB v

π>⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

θ

θ
<  et 

( )
p

.2

2

rs

ars
*

cs

d
T,dB v

π>⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

θ

θ
< . Nous faisons l’hypothèse que l’induction 

évolue de la même façon en tout point des dents et qu’il en est de même dans la culasse statorique. En 

                                                      
53 La dépendance de E* par rapport à la vitesse de rotation est linéaire. 
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conséquence, nous calculons les expressions corrigées des pertes par courant de Foucault à l’aide des 
relations suivantes : 

( ) ( )
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figure 101 : variation de l’induction à vide dans la culasse statorique du moteur 30 kW en 
fonction de la position du rotor par rapport au stator (Ta = 25 °C). 

Les pertes totales par courants de Foucault valent alors : 

( ) ( ) ( )a
*

Fouca
*

Fouca
*

Fouc TpTpTp csd +=  (344) 

Nous avons déjà calculé au chapitre précédent les valeurs de ( )a
*

d TB v  et ( )a
*

cs TB v  (qui sont les 

valeurs maximales des fonctions ( )ars
*

d T,B v θ  et ( )ars
*

cs T,B v θ ). En appliquant directement la 

formule de Steimetz, nous obtenons les expressions suivantes : 

( ) ( ) ( ) d
2

a
*

drmothystar
*

hyst m.TB..k.pT,p vd ΩΩ=Ω  (345) 

( ) ( ) ( ) stat
2

a
*

csrmothystar
*

hyst m.TB..k.pT,p vcs ΩΩ=Ω  (346) 

Les pertes totales par hystérésis s’expriment par : 

( ) ( ) ( )ar
*

hystar
*

hystar
*

hyst T,pT,pT,p csd Ω+Ω=Ω  (347) 
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Enfin, les pertes électromagnétiques totales corrigées par le modèle numérique valent : 

( ) ( ) ( )ar
*

hystar
*

Foucar
*

fer T,pT,pT,p Ω+Ω=Ω  (348) 

et le courant équivalent aux pertes fer vaut : 

( ) ( )
( )arr

*
ar

*
fer

arr
*

fer
T,,CE.2

T,pT,,CI
Ω

Ω
=Ω  (349) 
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figure 102 : variation de l’induction à vide dans une dent du moteur 30 kW en fonction de la 
position du rotor par rapport au stator (Ta = 25 °C). 

3.4. Calcul des autres grandeurs électromagnétiques. 

 Le autres grandeurs électromécaniques peuvent se calculer à partir des équations 317 à 337 du 
paragraphe 2 et du schéma électrique équivalent de la figure 99. Nous recalculons ainsi les expressions 
modifiées du courant dans le moteur, des tensions, des puissances et des rendements. 

4. Conclusion. 

 A partir d’un bilan de puissance généralisé à tout le système, nous avons établi un schéma 
électrique équivalent qui nous a permis de calculer toutes les grandeurs électromécaniques. La fém et 
les pertes fer calculées analytiquement puis numériquement, servent à calculer les autres grandeurs par 
un jeu d’équation analytiques. Dans ce chapitre, nous avons mis en évidence l’influence des 
températures moyennes des aimants et du bobinage. Dans le chapitre suivant, nous allons donc établir 
des modèles thermiques du moteur-roue afin de calculer ces deux températures. 





 

Chapitre 7. Modélisation thermique d’un 
moteur roue synchrone sans balais, à force 

électromotrice trapézoïdale et de son 
alimentation. 

1. Introduction. 

U cours des deux précédents chapitres, nous avons décrit l’état magnétique et l’état 
électromécanique du système. Dans les deux cas, nous avons dû faire intervenir les 
températures moyennes des aimants et du bobinage du moteur. Pour avoir un modèle complet 

du système, il faut donc calculer ces deux températures. Remarquons qu’au delà de l’influence de 
celles-ci sur les équations de fonctionnement du système, leur importance est capitale pour fixer les 
contraintes de dimensionnement du moteur. En effet, la température des aimants ne doit pas dépasser 
la température maximale de fonctionnement donnée par le constructeur et la température du cuivre ne 
doit pas dépasser la température maximale spécifiée par la classe d’isolation du moteur. 
Comme précédemment, nous établissons d’abord un modèle analytique du comportement thermique 
du moteur, en utilisant une représentation par résistances équivalentes. Ensuite nous présentons un 
calcul numérique tridimensionnel, utilisant la méthode des éléments finis. Remarquons d’ores et déjà 
que notre objectif n’est pas de rechercher la meilleure précision possible sur le calcul de la température 
en tous les points du moteurs, mais « simplement » d’évaluer correctement les échauffements dans les 
aimants et le bobinage. 

2. Calcul analytique des températures dans un moteur-roue synchrone sans 
balais à structure inversée. 

 Pour calculer analytiquement les températures dans le moteur-roue, nous allons utiliser une 
modélisation des échanges de chaleur à l’aide d’un circuit électrique équivalent. 

2.1. Modélisation des échanges thermiques par circuit équivalent. 

 De nombreux auteurs [57] [67], [32] ont montré que tous les échanges thermiques peuvent être 
modélisés par des résistances équivalentes reliant le flux thermique entre deux points à l’écart de 
température entre ces deux points. De plus, l’effet d’inertie thermique (correspondant à la chaleur 
emmagasinée dans le matériau) peut être modélisé par un condensateur équivalent. 

A 
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2.1.1. Modélisation de la conduction et l’inertie thermique. 

 Considérons, pour commencer, le cas d’une conduction monodimensionnelle de la chaleur, d’un 
point A de température AT  vers un point B de température BT , le point B étant à la distance ABd  du 
point A (cf. figure 103). La conductivité thermique du milieu de transfert de la chaleur est notée λ  et 
nous supposons qu’il existe dans le milieu une densité massique de perte p. 

x

x dxx +

S

AT BT

 

figure 103 : conduction mono-dimensionnelle  

Faisons un bilan d’énergie entre les instant t et dtt +  dans la portion de milieu conducteur comprise 
entre x et dxx + , de volume dx.SdV = , de masse volumique ρ  et présentant une variation de 
température dT. Cette portion reçoit la quantité de chaleur dt.dV..p ρ due à l’existence de la densité de 

puissance p supposée homogène et, par conduction, la quantité de chaleur ( ) dt.S.xJcond . Une partie 

dT.dV.C. vρ  de cette chaleur reçue est emmagasinée dans le matériau et une autre partie 

( ) dt.S.dxxJcond +  est cédée par conduction. Le bilan s’écrit donc : 

( ) ( ) dT.dv.C.dt.S.dxxJdt.S.xJdt.dV..p vcondcond ρ++=+ρ  (350) 

Ou en simplifiant : 

dT.dV.C.dt.S.
x

Jdt.dV..p v
cond ρ+
∂

∂
=ρ  (351) 

En appliquant la loi de Fourier (équation 127), nous en déduisons l’équation aux dérivées partielles 
que vérifie T : 

t
T.C.

x

Tp. v2

2

∂
∂

ρ+
∂

∂
−=ρ  (352) 

En utilisant les conditions aux limites et en supposant que les variations temporelles de T sont 
homogènes et assimilables aux variations de la température moyenne entre A et B, la résolution de 
cette équation permet de donner l’expression de ( )xT  : 

( ) ( ) A
AB

AB22
AB

moy
v Tx.

d
TTxd.

.2
1.

dt
dT

.C.p.xT +
−

+−
λ⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
ρ−ρ=  (353) 

En effectuant les calculs, nous trouvons l’expression de moyT  : 

2
TT

.3
d.

dt
dT

.C.p.T BA
2

ABmoy
vmoy

+
+

λ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
ρ−ρ=  (354) 
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Nous pouvons modéliser cette équation par le schéma électrique de la figure 104 en introduisant les 
paramètres suivants : 

S..2
dRR AB

BA λ
==  (355) 

S..6
dR AB

moy λ
−=  (356) 

S.d.p.P ABρ=  (357) 

vABv C.mS.d.C.C =ρ=  (358) 

où qA et qB sont les puissances thermiques en A et B, P la puissance totale produite dans le volume 
considéré et m sa masse. 

C

moyT

moyR

AR BR
BTAT

P

Aq Bq

 

figure 104 : schéma électrique équivalent pour une conduction monodimensionnelle d’un point 
A vers un point B. 
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figure 105 : schéma électrique équivalent pour une conduction tridimensionnelle de type 
cartésienne ou cylindrique. 
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Nous pouvons généraliser ce résultat à une conduction tridimensionnelle dans une configuration 
cartésienne ou cylindrique. Dans chacune des trois directions, nous avons un schéma équivalent du 
même type que celui de la figure 104. Nous obtenons donc le schéma de la figure 105. Pour une 
configuration cartésienne, les éléments équivalents valent : 

zyx
x

x l.l..2
lR

λ
=  (359) 

zxy

y
y l.l..2

l
R

λ
=  (360) 

yxz
z

z l.l..2
lR

λ
=  (361) 

vC.mC =  (362) 

Et pour une configuration cylindrique : 

( )2
1

2
2x

x
rr...2

LR
−λα

=  (363) 
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⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
=  (365) 

vC.mC =  (366) 

2.1.2. Modélisation de la convection. 

 La puissance thermique de convection convq  qui traverse une surface S vaut : 

S.Jq convconv =  (367) 

Soit encore : 
( )S.TT.hq extconvconv −=  (368) 

En introduisant la résistance de convection 
S.h

1R
conv

conv = , on peut décrire la convection par le 

schéma électrique de la figure 106. 

convR
T

convq
extT

 

figure 106 : schéma électrique équivalent pour la convection. 
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2.1.3. Modélisation du rayonnement. 

 En suivant un raisonnement analogue à la convection, on peut modéliser le rayonnement à l’aide du 
schéma équivalent de la figure 107, en introduisant la puissance thermique de rayonnement rayq  qui 

traverse la surface S d’un corps et la résistance de rayonnement rayR . 

rayR
T

rayq
extT

 

figure 107 : schéma électrique équivalent pour le rayonnement. 

2.2. Application à la modélisation analytique des échanges thermiques dans un 
moteur-roue synchrone sans balais à structure inversée. 

 Nous décomposons le moteur-roue que nous étudions dans ce mémoire en divers blocs supposés 
isothermes. La température de chaque bloc est égale à leur température moyenne. Nous tenons compte 
des échanges de chaleur prépondérants entre les différents blocs. Nous établissons un schéma 
équivalent global du moteur-roue. Sa mise en équation conduit alors à un système différentiel 
permettant de calculer l’évolution des températures moyennes dans chaque bloc lorsque les différentes 
pertes sont connues. Par ailleurs, la solution obtenue lorsque l’on fait tendre t vers l’infini permet de 
connaître les températures en régime permanent. 

2.2.1. Décomposition du moteur en blocs isothermes. 

 Pour l’étude électromagnétique, tous les matériaux amagnétiques peuvent être assimilés à du vide 
et on peut alors réduire fortement la description du moteur. Notamment il est tout à fait possible de 
faire une étude bidimensionnelle, car les phénomènes tridimensionnels sont des effets de bords qui 
sont négligeables dans la plupart des cas. Pour l’étude thermique, tous les matériaux du moteur, ainsi 
que son environnement proche, doivent être pris en compte et l’étude est nécessairement 
tridimensionnelle. Nous allons néanmoins supposer que le moteur possède une symétrie élémentaire 

d’un pas dentaire, soit 
dN

.2 π . Cela signifie que l’on peut réduire l’étude thermique du moteur à une 

dent et une encoche. La figure 108 montre une coupe transversale et une coupe axiale de la partie 
étudiée du moteur. 
Le fait que toutes les parties du moteur interviennent dans le comportement thermique pose au moins 
deux problèmes. Le premier est que la description géométrique du moteur devient complexe (comme 
le montre le schéma de la figure 108). Le second est qu’il est difficile de prévoir avec exactitude la 
structure mécanique complète du moteur avant sa réalisation. Par conséquent, il est impossible de 
définir une structure complètement générique. Notamment, il peut exister un circuit de refroidissement 
ou non. S’il existe, ce circuit diffère d’un moteur à l’autre. Ceci implique qu’il est difficile d’inclure de 
manière générale les équations analytiques thermiques dans un modèle dimensionnant. L’approche 
reste néanmoins tout à fait valable pour une gamme donnée de machine et ce d’autant plus si l’on 
cherche uniquement à améliorer les performances de la machine en ne modifiant qu’un nombre 
restreint de paramètres (bobinage, longueur de fer de la machine, forme de la tôle,…). Dans la 
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structure simplifiée considérée ici, nous supposons que le refroidissement est dû à la seule convection 
naturelle. Cela reste envisageable pour des moteurs-roues de faible puissance où les pertes sont 
réduites et où la rotation du rotor extérieur doit suffire à refroidir le moteur. 

culasse rotor

aimantsflasque

tête de
bobine

roulement

entrefer

tôles stator

moyeu

axe

bobinage
isolant

d’encoche

flT

tbT

roulT

axeT

supmoT

infmoT

aimT rotT

encT

dT

statT

 

figure 108 : coupes axiales et transversal idéalisée d’un moteur-roue synchrone sans balais à 
structure inversée. 

 A partir du schéma de la figure 108, nous définissons les blocs isothermes suivants et leurs 
températures moyennes respectives : 
− culasse rotorique : rotT  ; 

− aimants : aimT  ; 

− flasque : flT  ; 

− dents du stator : dentT  ; 

− culasse statorique : statT  ; 

− cuivre dans les encoches statoriques : encT  ; 

− cuivre des têtes de bobine : tbT  ; 

− partie supérieure du moyeu : supmoT  ; 

− partie inférieure du moyeu : infmoT  ; 

− roulement : roulT  ; 

− axe de soutien de la machine : axeT  ; 

− milieu extérieur : extT . 

La température moyenne du cuivre cuT  considérée dans les chapitres précédents est obtenue à partir 

des températures moyennes encT  et tbT  respectivement dans l’encoche et dans les têtes de bobine par 
la relation suivante : 
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tbenc

tbenc

cucu

tbcuenccu
cu mm

T.mT.m
T

+

+
=  (369) 

Il s’agit en fait d’une moyenne des températures au prorata des masses de chaque portion de cuivre. En 
utilisant le facteur tbk  défini au chapitre 4, nous obtenons : 

( ) tbtbenctbcu T.kT.k1T +−=  (370) 

2.2.2. Description des échanges thermiques prépondérants entre les différents blocs 
isothermes. 

 Les différents blocs isothermes échangent entre eux de l’énergie par conduction et/ou convection 
et/ou rayonnement. Sur la figure 109, nous avons représenté l’allure des flux thermiques 
prépondérants (a priori) dans la portion considérée de moteur-roue. Dans le tableau 17, nous avons 
résumé tous les échanges correspondants. Nous avons noté avec les abréviations Cond, Conv et Ray 
respectivement les échanges par conduction, par convection et par rayonnement. Nous n’avons pas 
rempli la partie inférieure du tableau qui se déduit par transposition de la partie supérieure, puisque 
nous y retrouvons les mêmes couples de blocs isothermes, et nous avons noté par une ×  les cas où les 
échanges sont négligeables ou nuls. 

représentation symbolique des
échanges de chaleur dans le moteur

 

figure 109 : allures des flux de chaleur dans un moteur-roue synchrone sans balais à structure 
inversée. 
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tableau 17 : tableau récapitulatif des échanges thermiques qui existent entre les différents blocs 
isothermes. 

 rotT  aimT  fT  dentT  statT  encT  tbT  supmoyT

 
infmoyT

 
roulT  axeT  extT  

rotT  - Cond Cond × × × × × × × × Conv 
et 

Ray 

aimT  - - × Conv × Conv × × × × × × 

fT  - - - × × × Conv × × Cond × Conv 
et 

Ray 

dentT  - - - - Cond Cond × × × × × × 

statT  - - - - - Cond × Cond × × × × 

encT  - - - - - - Cond × × × × × 

tbT  - - - - - - - × × × × × 

supmoyT

 
- - - - - - - - Cond × × × 

infmoyT

 
- - - - - - - - - Cond Cond × 

roulT  - - - - - - - - - - × × 

axeT  - - - - - - - - - - - Conv 
et 

Ray 

extT  - - - - - - - - - - - - 

 

2.2.3. Schéma thermique équivalent d’un moteur-roue synchrone sans balais à structure 
inversée. 

 Les échanges définis dans le tableau 17 peuvent tous être modélisés par des résistances thermiques 
équivalentes conformément à ce qui a été expliqué au paragraphe 2.1 de ce chapitre. Nous aboutissons 
alors au schéma équivalent de la figure 110. Nous ne détaillons pas le calcul (mécanique et très 
rébarbatif) des différentes résistances thermiques du schéma. Nous donnons simplement dans l’annexe 
6 l’expression de toutes les résistances en fonction des paramètres géométriques et thermo-physiques 
du moteur. Remarquons que certaines résistances ne sont pas constantes, mais dépendent de la 
température de blocs isothermes qui leur sont voisins. Les pertes imposées sont calculées pour un 
point de fonctionnement donné, c’est-à-dire pour un couple et une vitesse. Il est clair que pour être 
parfaitement rigoureux, il faudrait réaliser un couplage fort des modèles magnétiques et 
électromécaniques avec ce modèle, par l’intermédiaire des pertes ; en effet, le courant dans le moteur 
dépend de la température du cuivre et des aimants par l’intermédiaire des équations des modèles 
électro-magnéto-mécaniques, et ces températures dépendent des pertes Joule, donc du courant. Nous 
travaillons actuellement sur ce point précis, mais l’état d’avancement ne permet pas encore de fournir 
des résultats convaincants. 
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figure 110 : schéma équivalent des échanges thermiques dans un moteur-roue synchrone sans 
balais à structure inversée. 

2.2.4. Mise en équation. 

 La mise en équation est réalisée en appliquant le théorème de Millmann en chaque nœud du circuit. 
Pour cela, nous sommes obligés d’introduire des températures fictives à tous les nœuds qui ne 
correspondent pas à la température moyenne d’un bloc supposé isotherme. Par exemple, nous pouvons 
écrire l’équation suivante au nœud concernant la température encT  : 
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( ) ( ) enc
2

3
enc

1
J

enc
enc1

enctbtb

fictenc

3
R

fictenc
1
denc

2
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3
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denc P
dt

dTC
R.

3
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TTTT
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3
2TRR.

3
2

TT
=+

+

−
+

−

−
+

++

−  (371) 

Le couplage avec les modèles précédents se fait en remarquent que encJP  dépend de cuT  et de encT . 

Ainsi, nous obtenons un système différentielle non linéaire du premier ordre du type : 

( ) ( ) U.XBX.XA
dt
dX

+=  (372) 

où : 
− X est un vecteur contenant, d’une part, les onze températures inconnues des blocs isothermes et, 

d’autre part, les quatorze températures fictives que nous avons introduites dans les équations ; 
− A est une matrice carrée d’ordre vingt-cinq dont certains coefficients dépendent des températures 

des blocs isothermes ; 
− U est un vecteur correspondant aux sources de chaleur (les pertes) et aux conditions extérieures (la 

température ambiante) ; si nous ne réalisons pas de couplage fort, il est indépendant de X ; 
− B est aussi une matrice carrée d’ordre vingt-cinq et dont certains coefficients dépendent aussi des 

températures des blocs isothermes. 
La résolution de ce système différentiel est réalisée par une méthode numérique (Runge-Kutta par 
exemple). 

2.2.5. Remarques sur le caractère analytique de la modélisation. 

 Remarquons qu’il est alors difficile de définir la frontière entre modèle analytique et numérique. En 
effet, si nous avons pu écrire explicitement les équations permettant d’obtenir les valeurs des 
températures en plusieurs points de la machine, et notamment aux deux points névralgiques que sont 
les bobinages et les aimants, la détermination des températures, que ce soit en régime transitoire ou en 

régime permanent ( 0
dt
dX

= ), ne peut se faire que numériquement, et il est impossible de donner des 

expressions analytiques explicites des températures. Nous avions déjà soulevé le problème dans le 
chapitre 5 au sujet du calcul du coefficient de saturation magnétique du moteur. En fait, nous pouvons 
finalement apporter cette définition très subjective d’un modèle analytique : il s’agit d’un modèle dont 
les paramètres sont liés par des relations analytiques explicites, quand bien même il n’est pas possible 
de donner l’expression explicite de tous les paramètres. 

2.2.6. Echauffements adiabatiques. 

 La modélisation analytique développée dans ce paragraphe est relativement complexe à mettre en 
œuvre. Pour de fortes montées en température, obtenues lorsque le moteur fournit un couple très 
important (ascension d’une pente élevée par exemple), nous pouvons majorer les échauffements du 
cuivre en supposant que toute l’énergie produite par effet Joule est emmagasinée dans le bobinage. 
Cette hypothèse est un peu grossière, mais elle a le mérite d’imposer une contrainte forte en terme de 
dimensionnement. En effet, étant pessimiste, nous sommes assuré que les échauffements à couple 
élevé ne seront pas rédhibitoires. L’échauffement adiabatique du cuivre adcuT∆  s’exprime en 

fonction des pertes Joule JP  et du temps d’échauffement t∆  : 

.T.
P

C.m
t

J

Pcu
cu

cu
ad ∆=∆  (373) 
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3. Calcul numérique des températures dans un moteur-roue synchrone sans 
balais à structure inversée. 

3.1. Position du problème. 

Dans la modélisation analytique du paragraphe précédent, nous avons considéré une structure idéalisée 
afin que l’approche soit la plus générique possible. Pour autant, comme nous l’avons déjà remarqué, 
cette approche est limitée car : 
− nous avons supposé qu’il n’y avait aucun circuit de refroidissement ; 
− nous avons simplifié la structure géométrique et les échanges thermiques. 
Nous envisageons donc de compléter l’étude analytique par une modélisation numérique [68], [69]. 
Celle-ci permet de tenir compte de toutes les subtilités mécaniques du moteur et de tous les transferts 
de chaleur. Néanmoins, une étude précise nécessiterait un couplage fort entre la mécanique des fluides 
et la thermodynamique, de façon à modéliser correctement les phénomènes de convection. 
Dans un premier temps, nous avons exclu les cas où le refroidissement du moteur est réalisé par la 
circulation d’un fluide dans un circuit, et nous avons utilisé le logiciel FLUX3D de calcul 
tridimensionnel électromagnétique et thermique par la méthode des éléments finis. Remarquons 
d’emblée que ce logiciel ne permet que de faire une étude en régime permanent. Comme nous ne 
pouvons malheureusement pas étudier les montées en température (régimes transitoires), les résultats 
obtenus doivent être considérés avec un regard critique. En effet, pour des points de fonctionnement 
très contraignants, les températures en régime permanent peuvent être très élevées sans que cela ne 
pose un grand problème d’un point de vue pratique si la constante de temps est grande (par exemple 
supérieure à l’autonomie du système). Les simulations sont donc essentiellement intéressantes pour les 
points de fonctionnement qui sont statistiquement les plus courants (et pour lesquels on atteint le 
régime permanent). 
Nous décrivons donc comment utiliser ce logiciel pour valider le comportement thermique du moteur-
roue considéré. Remarquons que, concernant les prototypes conçus à l’Institut de Génie Energétique, 
cette approche convient uniquement au moteur de vélo (cf. annexe 1) mais nullement au moteur 30 
kW dont le refroidissement est réalisé par circulation forcée d’un liquide caloporteur à travers les tôles 
statoriques et au voisinage des têtes de bobine. 
Nous illustrons nos explications en traitant précisément le cas du moteur de vélo. Cette étude a été 
réalisée en grande partie lors d’un stage de DESS en génie thermique [59] ; nous renvoyons le lecteur 
au rapport de ce stage pour obtenir des informations plus précises. 

3.2. Description de la structure modélisée. 

3.2.1. Structure géométrique. 

 Comme dans le cas de la modélisation magnétique, le travail commence par une description 
géométrique du moteur. Néanmoins, cette étape est plus complexe en trois dimensions, car il s’agit de 
décrire des volumes, en plus des points, des lignes et des surfaces. Nous n’entrons pas dans le détail de 
cette étape très technique qui obéit à des règles propres au logiciel. Nous montrons sur la figure 111 
une vue d’ensemble du moteur. Remarquons que, comme pour la modélisation analytique, nous avons 
réduit la description géométrique à un pas dentaire. De la figure 112 à la figure 114 nous précisons 
certains détails du moteur permettant d’avoir une idée de la complexité du modèle. 
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figure 111 : vue d’ensemble des régions volumiques du moteur-roue de vélo. 

 

figure 112 : détail des pièces supportant le stator. 
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figure 113 : détail des tôles statoriques et du bobinage. 

 

figure 114 : détail des parties tournantes du moteur. 

3.2.2. Maillage de la structure. 

 Le maillage de la structure est réalisé en imposant une longueur de maille en tous les points de la 
structure. Cela permet de l’adapter pour obtenir le meilleur compromis entre le temps des calculs et la 
précision des résultats. Les zones nécessitant un maillage fin sont celles à fort gradient de température 
(isolant de l’encoche, entrefer,…). Pour le moteur de vélo, nous avons choisi des longueurs de maille 
variant entre 0,5 mm et 3 mm selon les régions. 
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3.2.3. Propriétés physiques. 

 Le tableau 18 résume les différents matériaux utilisés pour la modélisation du moteur de vélo et 
précise les valeurs numériques de leur conductivité. Nous avons déterminé les conductivités 
équivalentes des bobinages à l’aide de la méthode numérique présentée au chapitre 4. Certains 
volumes d’épaisseur très faible, tel que le vernis d’imprégnation du moteur ou la frette de l’aimant, ont 
été définis à l’aide d’une région surfacique (cf. figure 115). L’intérêt est qu’il n’est pas nécessaire de 
la mailler avec des éléments volumiques, même si, d’un point de vue physique, le logiciel lui attribue 
une épaisseur et des propriétés physiques comme aux régions volumiques. 

tableau 18 : tableau récapitulatif des matériaux et des conductivités des différentes régions 
volumiques constitutives du modèle du moteur de vélo. 

Conductivité  
Région volumique 

 
Matériaux Type Valeur numérique 

( )11 K.m.W −−  

Rotor Acier Isotrope 51 
Aimant Aimant Nd-Fe-B Isotrope 9 

Air chignon droit Air Isotrope 0,02454 
Air chignon gauche Air Isotrope 0,02454 

Entrefer Air Isotrope 0,03365 
Air sous stator Air Isotrope 0,0265 

Flasques droit et 
gauche 

Aluminium Isotrope 210 

Bagues d’étanchéité Matériau homogénéisé Isotrope 50 
Stator Aluminium Isotrope 210 
Frette Frette Isotrope 0,15 

Chignon droit Cuivre + isolant Isotrope 0,21167 
Chignon gauche Cuivre + isolant Isotrope 0,21167 

 
Cuivre dans l’encoche 

 
Cuivre + isolant 

 
Anisotrope 

X : 189,39 
Y : 0,21167 
Z : 0,21167 

Axe Acier Isotrope 51 
Isolant  Isotrope 0,15 
Papier Papier Isotrope 0,14 

Roulements Matériau homogénéisé Isotrope 50 
Support tôles Aluminium Isotrope 210 

 
Tôles 

 
Tôles magnétiques 

 
Anisotrope 

X : 0,6868 
Y : 22,314 
Z : 22,314 

Vernis Vernis Isotrope 0,15 
 
Pour un point de fonctionnement donné, les sources de chaleur correspondent aux pertes qui ont été 
calculées précédemment avec les modèles numériques. Nous plaçons une densité de puissance 
constante dans le bobinage des encoches et des têtes de bobines et dans le stator. Nous n’avons pas 
séparé les pertes fer des dents et de la culasse statorique. 
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frette des aimants

vernis d’imprégnation
du stator

 

figure 115 : régions surfaciques définies pour la modélisation numérique 3D du comportement 
thermique du moteur de vélo. 

 

figure 116 : surfaces d’application des conditions aux limites. 

3.2.4. Conditions aux limites. 

 La figure 116 montre les surfaces sur lesquelles nous devons appliquer les conditions aux limites. 
Dans notre cas, elles sont de deux types. Soit il s’agit de la mise au point d’un modèle très précis d’un 
prototype existant et déjà expérimenté, et alors on place directement une condition de Dirichlet sur la 
surface en utilisant des relevés de température de surface (par exemple à l’aide d’une caméra 
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infrarouge). Cette approche convient bien pour « caler » un modèle, car nous utilisons une condition 
aux limites correspondant à la réalité. 
Soit il s’agit de simuler un moteur non construit. Alors les simulations numériques ne sont qu’une 
étape d’un long processus de conception, et il est bien difficile de dire quelle est la température de 
surface à l’extérieur du moteur. La solution est d’appliquer une condition de convection. Dans ce cas, 
nous avons utilisé les coefficients de convection calculés numériquement à l’aide du logiciel FLUENT 
(cf. chapitre 4). 

3.3. Description des simulations réalisées. 

 Nous réalisons plusieurs simulations pour des points de fonctionnements représentant correctement 
le fonctionnement réel du moteur : vitesse maximale sur du plat, ascension d’une pente difficile,… Par 
ailleurs, nous proposons en plus de réaliser un couplage faible avec l’électromécanique, de façon à 
corriger les pertes Joule du moteur en fonction de la température du cuivre et des aimants. 
Nous partons du fait que les pertes Joule ont la forme suivante : 

2
PJ I.R.kP J=  (374) 

où R est la résistance d’un phase, I le courant dans la phase et JPk  un coefficient de proportionnalité. 

La résistance des enroulements dépend de la température du cuivre par une relation linéaire du type : 
( ) ( )( )

ocucucu0cu TT.1.RTR −α+=  (375) 

De plus, nous supposons que le couple électromagnétique C est proportionnel à la valeur du courant I 
et à l’induction dans l’entrefer eB  : 

I.B.kC eC=  (376) 

et que l’induction dans l’entrefer est proportionnelle à l’induction rémanente de l’aimant qui dépend 
de la température par une relation linéaire : 

( )( )00 aimaimree TTB1.BB −∆−=  (377) 

Nous en déduisons une expression simple des pertes Joule en fonction de la température du cuivre et 
de celle des aimants, pour un couple donné : 

( )
( )0

o
0 aimaimr

cucu
JJ TTB1

TT1
.PP

−∆−

−α+
=  (378) 

où 0JP  est sont les pertes Joule pour les températures 0cuT  et 0aimT . 

Fort de cette relation, nous avons calculé itérativement les températures Tcu et Taim, en réalisant de 
multiples simulations, jusqu’à ce que la relation ci-dessus soit vérifiée. Pour cela, nous avons suivi 
l’algorithme décrit sur la figure 117. Le logiciel FLUX3D possède un langage de commande propre 
qui permet de mettre en œuvre cet organigramme. Le principal inconvénient de la méthode est qu’elle 
nécessite beaucoup d’itérations pour converger (quelques dizaines selon les cas). Par ailleurs, il existe 
des cas de non convergence que nous n’avons pas su clairement interpréter. Nous proposons deux 
explications possibles. La première est que le point initial est peut-être trop éloigné de la solution et 
que l’algorithme, trop peu élaboré, ne permet pas de faire converger les calculs. La seconde est que le 
cuivre n’est pas vraiment isotherme. Donc la température moyenne n’a pas vraiment de sens et il 
faudrait réaliser une couplage sur des volumes plus réduit (au mieux sur les éléments finis volumique). 
Pour autant, même lorsque le calcul converge, il nécessite quelque dizaines d’itérations et cela 
correspond à quelques heures de calcul, ce qui est un peu long dans un pur objectif de conception. 
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Remarquons que l’amélioration de la méthodologie doit certainement pouvoir permettre de converger 
plus rapidement, rendant ainsi l’approche plus efficace. 

Résolution numérique
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figure 117 : organigramme de correction des pertes Joules d’un moteur à aimant en fonction de 
la température du cuivre et des aimants. 

4. Conclusion. 

 Dans ce chapitre, conformément à notre objectif, nous avons présenté deux modèles pour apprécier 
le comportement thermique d’un moteur synchrone sans balais à structure inversée ; l’un est 
analytique et l’autre numérique. Dans les deux cas, nous n’avons pas modélisé de circuit de 
refroidissement. L’approche analytique repose sur une modélisation des échanges de chaleur par 
résistances équivalentes et des condensateurs équivalents. Dans ce cas, nous pouvons donc traiter les 
régimes transitoires et apprécier les constantes de temps des échauffements. L’approche numérique 
utilise la méthode des éléments finis en trois dimensions. L’intérêt est alors de décrire la structure 
géométrique le plus précisément possible. En revanche, il est impossible de tenir compte du temps et 
nous ne pouvons étudier que les régimes permanents. Nous avons en outre proposé une correction des 
pertes Joule en tenant compte des températures du cuivre et de bobinage. Cela permet d’obtenir 
finalement des pertes Joule et des températures cohérentes entre elles. 
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Ce travail de modélisation thermique nécessite encore beaucoup d’améliorations, tant d’un point de 
vue analytique que numérique. Il ouvre des perspectives nouvelles. Notamment, le couplage du 
modèle thermique avec les autres modèles est un objectif très intéressant afin de mieux comprendre et 
quantifier les interactions entre les différents paramètres physiques du système. 
Nous disposons donc maintenant d’un jeu de modèles numériques et analytiques décrivant les divers 
aspects physiques du comportement du moteur. Il convient d’abord de vérifier la validité de ces 
modèles. Pour cela, nous allons comparer les approches analytiques et numériques à des résultats 
expérimentaux. Ensuite, nous pourrons intégrer ces modèles au sein d’une procédure globale de 
conception. 



 

- PARTIE C - 

ASPECTS EXPÉRIMENTAUX ET MISE 
EN OEUVRE DE LA PROCÉDURE DE 

DIMENSIONNEMENT 

Dans la partie précédente, nous avons modélisé analytiquement et numériquement le moteur 
synchrone sans balais à structure inversé alimenté par des créneaux de courants. Il convient 
maintenant de valider ces modèles à l’aide d’essais expérimentaux, avant de les intégrer dans une 
procédure de dimensionnement. Pour les essais, nous disposons de deux prototypes qui nous ont 
permis de mesurer la majeure partie des grandeurs électromécaniques et thermiques intervenant dans 
les équations de la partie B. La fin de ce mémoire sera consacrée à la mise en œuvre de la procédure 
de dimensionnement décrite sur la figure 22 du chapitre 2. Nous mettrons en évidence la pertinence de 
cette méthode à partir de l’exemple pratique concernant l’optimisation d’un moteur-roue pour 
l’assistance du pédalage. 





 

Chapitre 8.  Aspects expérimentaux et 
validation des modèles. 

1. Introduction. 

’OBJECTIF de ce chapitre est de valider les modèles théoriques analytiques et numériques 
présentés au cours de la partie B. Pour cela, nous avons utilisé deux prototypes. 
Le premier est un moteur de 30 kW à 400 tr/min, capable d’un couple de 6000 N.m dans les 

phases de démarrage. Il est intégrable dans une roue de 22’’ et il est destiné à la traction de véhicules 
blindés légers ou de bus électriques. Le calcul magnétique de ce prototype a été mené à l’IGE et la 
réalisation a été faite par les sociétés Gec Alsthom Moteur (à Nancy) et Technicréa (à Belfort). Son 
alimentation est un onduleur de tension régulé en courant et utilisant des transistors IGBT. Elle a été 
conçue par le GREEN et réalisée par la société Barème. Remarquons que ce moteur-roue a été 
développé avec le soutien financier de la Direction Générale de l’Armement. Le détail des paramètres 
de construction sont fournis dans l’annexe 1 de ce mémoire. 
Le second est un moteur de 200 W à 200 tr/min, capable d’un couple maximal de 25 N.m. Ce moteur, 
de diamètre extérieur 150 mm et de masse 6 kg, est intégré dans la roue d’un vélo. De même que pour 
le moteur 30 kW, la conception électromagnétique a été menée au sein de l’IGE et la conception 
mécanique au sein de la société Technicréa. L’Ecole d’Ingénieur du Canton de Neuchâtel s’est 
chargée de la conception de l’alimentation (un onduleur de tension régulé en courant à transistor 
MOS) et de l’intégration du moteur dans le vélo. Le détail des paramètres de construction sont fournis 
dans l’annexe 2 de ce mémoire. 
Dans un premier temps, nous décrivons les dispositifs expérimentaux permettant les essais des deux 
moteurs prototypes. Puis nous reprenons les modèles magnétiques, électromécaniques et thermiques, 
les uns après les autres afin de comparer les résultats fournis par ces des deux modèles théoriques aux 
résultats expérimentaux. Remarquons que dans l’exploitation des calculs analytiques, toutes les 
expressions sous la forme de séries ont été évaluées en utilisant six harmoniques. Une étude de 
convergence sur les toutes les séries relatives aux deux moteurs a montré que, pour dix, puis vingt 
harmoniques, la différence entre les trois résultats n’excédait jamais deux pour cent. 

2. Description des dispositifs expérimentaux. 

 Dans ce paragraphe, nous décrivons l’environnement expérimental des deux prototypes. 

2.1. Cas du moteur 30 kW. 

 Les essais de ce moteur ont été réalisé à la société GEC Alsthom Moteur, car elle disposait non 
seulement des outils de mesure mais aussi des machines permettant de charger ou d’entraîner 

L 
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correctement le moteur-roue. La figure 118 précise le montage réalisé et les instruments de mesure. 
D’un point de vue mécanique, il est une partie délicate correspondant au couplage du moteur-roue 
ayant un rotor extérieur tournant lentement (400 tr/min) avec une machine à courant continue à rotor 
intérieur tournant vite (1060 tr/min). Il faut un système permettant de ramener le mouvement de 
rotation du rotor extérieur vers un axe et une autre se chargeant d’adapter les vitesses de rotation et les 
couples. Pour atteindre le premier objectif, une pièce cylindrique telle que celle décrite sur la figure 
119 a été fabriquée. L’inconvénient de cette solution est que le moteur est forcément soutenu en porte 
à faux (car il ne peut être soutenu du côté de l’accouplement). Pour adapter les vitesses, nous avons 
utilisé un réducteur de rapport 2,5. 
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figure 118 : schéma du banc d’essais du moteur-roue 30 kW. 

D’un point de vue électrique, la source de tension primaire (jouant le rôle de la batterie) est réalisée 
par un groupe tournant constitué d’un moteur asynchrone (MAS) et d’une génératrice à courant 
continu (MCC1). Le réglage de la vitesse du groupe et de l’excitation de (MCC1) permet de régler la 
valeur de la tension batU . La seconde machine à courant continu (MCC2) sert de charge pour le 
moteur-roue. Elle fonctionne aussi en génératrice et est elle-même chargée par un rhéostat variable de 
0 à 4 Ω. En fonctionnement moteur, nous mesurons la puissance continue à l’entrée de l’onduleur et à 
la sortie de la génératrice (MCC2). Par ailleurs, à l’aide des signaux donnés par les sondes à effet Hall 
de mesure de courant et les sondes différentielles de mesure de tension, nous contrôlons en 
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permanence les trois tensions entre phase et les trois courants en ligne du moteur-roue sur des 
oscilloscopes. Nous mesurons les puissances actives, réactives et apparentes, ainsi que le facteur de 
puissance, à l’aide d’un wattmètre numérique. Avec ces mesures, nous pouvons connaître toutes les 
grandeurs électromécaniques du système, si le rendement de la machine (MCC2) est connu quel que 
soit le point de fonctionnement. Nous disposons aussi de capteurs de températures (des sondes PT 100 
et des thermocouples) permettant de contrôler les échauffements du moteur en charge. 
Malheureusement, le circuit de refroidissement a présenté une défaillance : il ne pouvait supporter une 
pression supérieur à 1,5 bar. Le débit du liquide de refroidissement était donc limité et nous n’avons 
pu faire des tests d’endurance, qui auraient entraîné des échauffements excessifs. 

 

figure 119 : système de transmission du mouvement 

2.2. Cas du moteur de vélo. 

 La figure 120 décrit l’ensemble du banc d’essai conçu et construit à l’IGE. Pour réaliser le 
couplage mécanique du moteur-roue à l’axe de rotation de la génératrice de charge et du frein à 
poudre, nous avons construit deux grandes poulies (de diamètre 200 mm) venant se poser sur le 
flasques du moteur-roue et deux autres, plus petites (de diamètre (15 mm), se situant sur l’axe de 
charge. Les poulies de l’axe sont entraînées par celles du moteur via deux courroies trapézoïdales. Cet 
accouplement présente deux avantages sur celui réalisé pour le moteur 30 kW : le porte-à-faux du 
moteur-roue est supprimé et, en même temps, les vitesses de rotation sont adaptées grâce à un choix 
correct des diamètres des poulies. En revanche, les poulies perturbent notablement le comportement 
thermique du moteur-roue, car leur forme modifie les échanges par convection à l’extérieur du moteur 
et leur masse54 augmente fortement l’inertie thermique. 
D’un point de vue électrique, le moteur-roue est alimenté par un onduleur de tension régulé en courant 
et à transistors MOS. Il a été réalisée à l’IGE. Ses performances ne sont pas optimales, mais il est 
simplifié au maximum de façon à être utilisé et modifié facilement. La source d’énergie est un 
générateur de tension continue régulée et limité en courant. Nous avons volontairement omis de 
représenter les instruments de mesure des tension, des courant et des puissances pour ne pas alourdir le 
schéma. 

                                                      
54 Chaque poulie pèse 1,5 kg ; l’ensemble des poulies représente donc environ un surplus massique de 50 %. 
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figure 120 : schéma du banc d’essais du moteur-roue de vélo. 

 

figure 121 : vue d’ensemble du banc d’essai du moteur de vélo. 

Une importante instrumentation thermique a été mis en place. La température est mesurée en vingt-
deux points du bobinage à l’aide de micro-thermocouple de type K. Une chaîne d’acquisition et de 
traitement permet d’enregistrer l’évolution des températures aux cours d’essais en charges. Lorsque le 
rotor est en rotation il est exclu d’y placer des sondes thermiques (sauf à utiliser un collecteur). Nous 
avons donc eu recours à une caméra infra-rouge. Le moteur a été peint en noir mat pour augmenter 
l’énergie émise par le rayonnement IR (en effet, cette énergie est liée à la température du corps, à son 
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coefficient d’émissivité et à la température ambiante). La caméra permet de mesurer cette énergie et 
par suite de remonter au thermogramme du rotor du moteur. Notons l’importance de connaître assez 
précisément le coefficient d’émissivité du matériau utilisé sous peine de commettre une erreur 
importante sur la mesure de température55. La figure 121 montre une vue d’ensemble du dispositif. 

3. Validation des modèles. 

 Une fois décrits les bancs d’essais des deux prototypes considérés, nous détaillons les différents 
essais réalisés et nous comparons les résultats avec les modèles mis en place dans la partie B. 
Certaines des grandeurs ne peuvent pas être simplement mesurées. Néanmoins, nous comparons les 
résultats fournis par les modélisations analytique et numérique afin de vérifier la cohérence des deux 
approches. 

3.1. Modèle magnétique. 

 Nous commençons par les grandeurs magnétiques à vide puis en charge. 

3.1.1. Fonctionnement à vide. 

 Les grandeurs intéressantes sont les différentes inductions dans la machine. Celles-ci ne sont 
pas mesurables simplement. Seule l’induction dans l’entrefer peut éventuellement l’être avec une 
sonde à effet Hall, pour autant que l’entrefer soit facilement accessible. Nous comparons donc les 
différentes inductions données par le modèle analytique et par les simulations numériques dans le 
tableau 19 pour le moteur 30 kW et dans le  
tableau 20 pour le moteur de vélo. Les résultats obtenus montre une cohérence assez satisfaisante 
puisque les écarts observés restent toujours inférieurs à 13 %. Les écarts au niveau du stator peuvent 
s’expliquer par la prise en compte des fuites dans les encoches dans le modèle numérique. 
 
 

tableau 19 : comparaison des calculs analytique et numérique des inductions en divers points du 
moteur 30 kW. 

Points de mesure Inductions calculées par le 
modèle analytique (T) 

Inductions calculées par le 
modèle numérique (T) 

Ecart (%) 

Culasse rotorique 1,78 1,93 7,8 % 
Entrefer 0,78 0,80 2,5 % 

Isthme de la dent 1,31 - - 
Dent 1,86 1,66 12 % 

Culasse statorique 1,26 1,15 9,6 % 
 

                                                      
55 La caméra permet de mesurer l’émissivité d’un matériau ; pour cela, pour une mesure donnée, il faut lui 
fournir la température réelle du matériau (mesurée par un autre outil) et il la calcule à partir de la température 
ambiante, de la température de surface et de l’énergie reçue. 
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tableau 20 : comparaison des calculs analytique et numérique des inductions en divers points du 
moteur de vélo. 

Point de mesure Inductions calculées par le 
modèle analytique (T) 

Inductions calculées par le 
modèle numérique (T) 

Ecart (%) 

Culasse rotorique 1,94 2,22 12,6 
Entrefer 0,68 0,74 8,1 

Isthme de la dent 1,09 - - 
Dent 2,40 2,24 7,1 

Culasse statorique 1,36 1,24 9,7 
 

3.1.2. Fonctionnement en charge. 

 Pour ce qui est des calculs en charge, nous nous limitons à la comparaison du couple 
électromagnétique. Nous cherchons ainsi à comparer le couple maximal que peuvent produire les deux 
moteurs-roue à rotor bloqué d’une part et en mode autopiloté d’autre part. Pour faire l’essai à rotor 
bloqué, on alimente le moteur comme indiqué sur la figure 122. A ce jour, nous ne disposons que d’un 
seul essai réalisé sur le moteur 30 kW, car aucun essai de ce type n’a encore été fait pour le moteur-
roue de vélo. De plus, l’essai sur le moteur 30 kW a été réalisé dans la configuration décrite sur la 
figure 123. 

Moteur-roue
30 kW

I+

I−

0+

−

 

figure 122 : alimentation du moteur en mode autopiloté à rotor bloqué. 
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figure 123 : alimentation du moteur 30 kW pour les mesures du couple électromagnétique à 
rotor bloqué. 

La figure 124 décrit le système qui a été mis en place pour mesurer ce couple. Sous l’effet du couple 
fourni par le moteur, un bras de levier solidaire du rotor appuie sur un peson contenant une jauge de 
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pression. La mesure de la pression permet de calculer la force appliquée sur le peson et ensuite de 
remonter au moment du couple fourni par le moteur. 
Sur la figure 125, nous représentons le couple à rotor bloqué dans la configuration des essais. Nous 
constatons une bonne corrélation entre les calculs et les mesures (nous observons simplement une 
saturation moins marquée pour le modèle analytique). Ce résultat est très rassurant. En effet, nous 
rappelons que nous avons bien insisté au chapitre 1 sur l’importance du couple quant au 
dimensionnement du volume d’un moteur électrique. Du point de vue du concepteur, il est donc 
primordial de modéliser le plus fidèlement possible le couple en fonction des ampères-tours et 
notamment de tenir compte correctement de l’effet de la saturation magnétique. Cela garantit une 
bonne évaluation des pertes Joule pour un couple donné. La figure 126 montre alors l’évolution du 
couple en fonction des ampères-tours par encoche en alimentation autopilotée. Nous constatons que 
l’objectif d’un couple de 6000 N.m est atteint avec un niveau correct d’ampères-tours. A titre de 
complément, nous traçons aussi sur la figure 127 le couple électromagnétique du moteur de vélo en 
mode autopiloté. Même si nous n’avons pas de résultats de mesure, la cohérence entre les modèles 
numérique et analytique permet de confirmer leur validité sur un second moteur très différent du 
premier de par sa taille, sa puissance et les matériaux utilisés. 
 
 
 
 
 

dmotC ( )motC.dF =F

 

figure 124 : système permettant la mesure du couple du moteur 30 kW à rotor bloqué. 
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figure 125 : couple fourni par le moteur 30 kW (alimenté comme décrit sur la figure 123) en 
fonction des ampères-tours par encoche à rotor bloqué (Taim = Tcu = 25 °C). 
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figure 126 : couple électromagnétique moyen56 fourni par le moteur 30 kW en mode autopiloté 
en fonction des ampères-tours par encoche (Taim = Tcu = 25 °C). 

 
 
 
 
 
 
 
 

                                                      
56 Sur cette figure, l’angle d’autopilotage est toujours choisi de façon à ce que le couple électromagnétique 
moyen soit maximal. 
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figure 127 : couple électromagnétique moyen57 fourni par le moteur de vélo en mode autopiloté 
en fonction des ampères-tours par encoche (Taim = Tcu = 25 °C). 

 
 
 

3.2. Modèle électromécanique. 

 Nous passons maintenant à l’analyse des performances électromécaniques. L’objectif n’étant pas 
de rendre compte exhaustivement de tous les calculs et les mesures effectuées, nous allons restreindre 
notre champ à la validation de la fém et du rendement du moteur. Le calcul du rendement repose en 
fait sur  la modélisation des pertes, du couple, des courants et des tensions. En une seule variable nous 
avons une image assez fidèle de la validité du modèle électromécanique. Par ailleurs (toujours dans un 
objectif de dimensionnement) le rendement du moteur est une variable essentielle à maîtriser : il 
conditionne les échauffements et l’autonomie du système. 

                                                      
57 Sur cette figure, l’angle d’autopilotage est toujours choisi de façon à ce que le couple électromagnétique 
moyen soit maximal. 
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3.2.1. Fém. 

 Nous commençons par la représentation de la force électromotrice. Celle concernant le moteur 30 
kW a été tracée sur la figure 128 et celle concernant le moteur de vélo sur la figure 129. Notons que 
les deux relevés ont été effectués à température ambiante. Ces figures expriment toujours une bonne 
cohérence des deux modélisations entre elles et avec le relevé expérimental. Remarquons juste que, 
comme il l’a déjà été dit dans ce mémoire, le modèle analytique ne peut tenir compte de l’effet de la 
denture statorique. 
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figure 128 : comparaison de la fém expérimentale avec les fém théoriques calculées 
analytiquement et numériquement pour le moteur 30 kW (N = 150 tr/min). 
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figure 129 : comparaison de la fém expérimentale avec les fém théoriques calculées 
analytiquement et numériquement pour le moteur de vélo (N = 200 tr/min). 

3.2.2. Rendement moteur. 

 Pour l’étude du rendement, nous n’avons considéré que le moteur 30 kW pour lequel de nombreux 
essais en charge ont été réalisés. Ils ont permis de tracer le rendement en fonction du couple de charge 
pour différentes vitesses. De la figure 130 à la figure 133, nous montrons ces résultats expérimentaux 
que nous comparons aux calculs théoriques. Notons que la température du bobinage valait 
approximativement 130 °C durant toute la durée des essais et celle des aimants estimée à environ 
80 °C. 
L’observation de ces courbes montre des écarts assez importants entre les différents modèles, surtout à 
haute vitesse et faible charge, c’est-à-dire là où les pertes à vide sont prépondérantes. Nous avons donc 
supposé que les écarts provenaient d’écarts entre les différents calculs des pertes à vide. La figure 134 
confirme cette hypothèse. En effet nous y constatons une forte disparité entre les pertes calculées et les 
pertes mesurées. Nous proposons deux interprétations de ces observations. Pour ce qui est la disparité 
entre les deux modélisations, elle peuvent s’expliquer par : 
− des différences entre les niveaux d’induction dans les culasses et les dents (cf. tableau 19) ; 
− des différences entre l’évolution de ces inductions en fonction du temps ; l’évolution calculée 

numériquement est plus « douce » que l’allure supposée trapézoïdale pour mener le calcul 
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analytique, ce qui a pour effet de réduire la valeur moyenne de la dérivée au carré de l’induction, 
donc des pertes par courant de Foucault. 

Pour ce qui est des différences entre la théorie et l’expérimentation, nous voyons au moins trois 
raisons possibles. La première consiste dans le fait que nous avons négligé totalement les pertes 
mécaniques. Cette hypothèse est sans doute erronée et il faut bien admettre que ces pertes sont sans 
doute plus importantes que nous ne voulions bien le croire, même si la vitesse maximale est limitée. 
Deuxièmement, notre modélisation des pertes fer n’est pas non plus complète. Nous négligeons les 
pertes supplémentaires et les effets de rotation de l’induction. Nous supposons aussi que l’induction 
est constante dans toute la dent, négligeant ainsi des saturations locales qui peuvent augmenter 
sensiblement les pertes fer. Enfin, les aimants étant faiblement conducteurs, il y circule des courants 
de Foucault dus aux variations de l’induction provoquées par le champ de réaction d’induit et les 
variations de la réluctance du stator. 
Deux faits viennent confirmer que les différences observées sur le rendement sont essentiellement 
dues aux pertes à vide. D’une part, nous avons mesurée une résistance à froid (14 ° C) de 150 mΩ 
alors que les équations structurelles donnent à la même température 145 mΩ. Ainsi pour un couple 
donné, si les ampères-tours nécessaires par encoche et la résistance des bobinages sont correctement 
évalués, les pertes Joule doivent, elles aussi, être correctement évaluées (aux courant dus aux pertes à 
vide près). Par ailleurs, nous avons corrigé le modèle numérique en y introduisant les valeurs des 
pertes fer mesurées expérimentalement. Nous observons alors sur la figure 135 une nette amélioration 
dans le calcul du rendement. 
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figure 130 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 100 tr/min). 
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figure 131 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 200 tr/min). 
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figure 132 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 300 tr/min). 
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figure 133 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 400 tr/min). 
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figure 134 : évolution des pertes à vide du moteur 30 kW en fonction de la vitesse. 
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figure 135 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge en corrigeant les 
pertes à vide à l’aides relevés expérimentaux (N = 400 tr/min). 

3.3. Modèle thermique. 

 La dernière partie de ce mémoire concerne les essais thermiques Ceux-ci ont uniquement été 
réalisés sur le moteur de vélo. Malheureusement, à ce jour, le nombre d’essais est encore réduit. En 
effet, étant donné le problème posé par les poulies d’entraînement sur le comportement thermique du 
moteur, nous nous sommes limités à des essais en statique en injectant du courant continu de manière 
à créer des pertes Joule semblables à celles que l’on pourrait obtenir en charge. Mais, dans ce cas, les 
pertes fer et les pertes mécaniques sont nulles. Nous avons ainsi réalisé deux essais, l’un pour des 
pertes Joules de 60 W voisines de celles du point de fonctionnement nominal (200 W – 200 tr/min) et 
l’autre pour des pertes Joules de 175 W voisines de celles obtenues pour le couple maximal de 25 
N.m. Nous envisageons par la suite de réaliser un essai complémentaire en rotation à vide (ce qui 
permet de supprimer les poulies) pour évaluer correctement les coefficients de convection et l’effet des 
pertes fer et mécaniques. 
Tous les relevés expérimentaux ont été réalisés en régime transitoire. Nous avons observé la montée 
de la température en 22 points du bobinage et des têtes de bobine à l’aide des thermocouples (un 
relevé toutes les deux minutes) et en surface du rotor et des flasques par relevé de thermogrammes 
réalisés à la caméra infrarouge (un relevé toutes les dix minutes). Par ailleurs, nous avons supposé que 
la température des aimants était très voisine de la température de surface mesurée. 
Il n’est possible d’effectuer que des comparaisons entre le modèle analytique et les essais, car le 
modèle numérique ne peut que fournir des résultats en régime permanent. La figure 136 montre donc 
les évolutions expérimentales et théoriques (analytiques) des températures dans l’encoche, dans la tête 
de bobine et dans les aimants dans le cas de l’essai à 60 W de pertes. 
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Pour l’essai à 175 W de pertes, nous avons arrêté l’essai avant l’obtention du régime permanent et 
nous avons enregistré la courbe de refroidissement. La figure 137 montre les courbes analytiques et 
expérimentales. Nous observons somme toute une assez bonne concordance entre les calculs 
analytiques et les essais, sachant que nous n’avons modifié aucun des paramètres après la 
comparaison. En effet, l’objectif était de prédire les échauffements avant la construction d’un moteur. 
Dans ce cas, on ne peut pas « caler » un modèle faute de l’existence d’un prototype. 
En régime permanent, nous pouvons comparer les calculs théoriques tant analytiques que numériques 
aux résultats expérimentaux. Le modèle numérique fournit des résultats relativement éloignés des 
essais. Par exemple la figure 138 montre un dégradé en température du moteur pour des pertes de 175 
W. Nous observons que la température dans les aimants ne dépasse pas 345 K (soit environ 70°C) 
alors que l’essai montre que la température converge vers une température voisine de 110°C (si on 
extrapole au delà du moment où l’on a coupé l’alimentation du moteur. Cela est certainement du à 
l’indétermination de plusieurs paramètres thermo-physiques (notamment des coefficients de 
convection naturelle) et aussi le fait que nous n’avons pas tenu compte de la dépendance des 
coefficients de convection avec la température. Pour l’instant, nous n’avons pas encore pu améliorer le 
modèle. C’est un de nos objectifs à court terme. 
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figure 136 : évolution des températures dans le moteur de vélo pour l’essai à 60 W. 
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figure 137 : évolution des températures dans le moteur de vélo pour l’essai à 175 W. 

Pour finir, nous donnons sur la figure 139 un thermogramme expérimental relevé au moment des plus 
grands échauffements du moteur durant l’essai à 175 W. Cette figure conduit aux deux remarques 
suivantes : 
− le rotor est pratiquement isotherme, ce qui estun point positif pour l’approche analytique par bloc 

isothermes58 ; 
− le profil de température autour du moteur correspond bien à un phénomène de convection 

naturelle : la température est plus élevée au sommet du moteur. 

                                                      
58 Cette observation est à reliée aux relevés par thermocouples qui montrent que le cuivre dans l’encoche et dans 
les têtes de bobine est relativement isotherme aussi. 
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figure 138 : dégradé de température obtenu par simulation numérique du moteur de vélo pour 
des pertes Joule de 175 W. 

 

figure 139 : thermogramme de la surface extérieure du rotor du moteur de vélo fourni par la 
caméra infrarouge (relevé au maximum de température de l’essai à 175 W). 



Chapitre 8 

 250 

4. Conclusion. 

 Les différents essais effectués ont globalement permis de valider les modèles développés au cours 
de la partie B. Notons que ces résultats sont d’autant plus satisfaisants que les essais ont portés sur 
deux moteur de même structure mais de gamme de puissance très différente (dans un rapport de 150). 
Pourtant ces essais ont aussi mis en évidence certaines faiblesses. Il s’agit essentiellement du calcul 
des pertes du moteur à vide et de la modélisation numérique du comportement thermique moteur. Cela 
ouvre autant de voies de réflexions et de travaux futurs. La suite du travail consiste maintenant à 
intégrer les modèles analytiques et numériques dans la procédure de dimensionnement décrite sur 
l’organigramme de la figure 22 du chapitre 2. 



 

Chapitre 9.  Mise en œuvre de la 
méthodologie de dimensionnement optimal ; 

application à l’optimisation d’un moteur-
roue synchrone sans balais pour vélo 

électrique. 

1. Introduction. 

 ce stade du travail nous disposons de tous les éléments pour mettre en œuvre la 
méthodologie de dimensionnement décrite sur l’organigramme de la figure 22 du chapitre 4. 
Au cours du chapitre 3, nous avons choisi la structure qui nous semblait la mieux adaptée à 

l’application de moteur-roue : il s’agit d’un moteur synchrone sans balais alimenté par des créneaux de 
courant. Puis, nous avons modélisé analytiquement et numériquement le système. Finalement cette 
modélisation a été validée dans le chapitre précédent. 
Il reste donc à créer un programme d’optimisation du moteur-roue synchrone sans balais à structure 
inversée, sur la base des équations des modèles analytiques développés au cours de la partie B. 
Comme nous l’avons évoqué au chapitre 2, nous utilisons le logiciel PASCOSMA [20] qui repose sur 
la méthodologie du même nom. L’intérêt de cette méthodologie est que le logiciel d’optimisation est 
programmé automatiquement, ce qui permet de gagner beaucoup de temps en économisant beaucoup 
de calculs « à la main ». Cette partie du travail s’inscrit dans le cadre d’une collaboration de l’Institut 
de Génie Energétique avec l’équipe Diagnostic et Conception Intérégrés du Laboratoire 
d’Electrotechnique de Grenoble. Dans ce chapitre, nous expliquons comment utiliser PASCOSMA 
pour programmer automatiquement une application de dimensionnement optimal, puis nous montrons 
comment relier les résultats obtenus au logiciel FLUX2D afin de simuler automatiquement le moteur-
roue dimensionné par PASCOSMA. 
Enfin cette approche est illustrée par un exemple pratique concernant l’optimisation du prototype de 
moteur de vélo qui avait été conçu avec des méthodes traditionnelles de calcul de machine [15]. Nous 
montrons que les performances globales du moteur-roue sont améliorées, tout en gardant un esprit 
critique sur la solution trouvée. 

A 
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2. Programmation automatique d’un logiciel de dimensionnement optimal 
par PASCOSMA. 

 Dans ce paragraphe, nous expliquons comment obtenir une application de dimensionnement 
optimal avec PASCOSMA. Nous évoquons en particulier les problèmes rencontrés avec des modèles 
contenant un grand nombre d’équations. 

2.1. Généralités. 

 Rappelons l’organigramme de fonctionnement du logiciel PASCOSMA. Celui-ci a déjà été donné 
au chapitre 2, mais nous allons rentrer plus en détail dans le fonctionnement du logiciel. 
Au départ, on dispose d’un modèle analytique. La première étape consiste en scinder les paramètres du 
modèle en deux familles : 
− les PsN  paramètres de sortie jPs , c’est-à-dire tous les paramètres qui se trouvent à gauche du 

signe égal dans les équations ; 
− les PeN  paramètres d’entrée iPe , c’est-à-dire tous les autres paramètres (ceux qui se trouvent à 

droite du signe égal sans n’être jamais à gauche !). 
Par exemple, dans les deux équations suivantes : 

zxy +=  (379) 

txz +=  (380) 
y et z sont des paramètres de sortie et x et t des paramètres d’entrée. 
La seconde étape consiste à transformer les équations du modèle pour exprimer tous les paramètres de 
sortie en fonction des seuls paramètres d’entrée comme suit : 

{ } ⎟
⎠
⎞⎜

⎝
⎛=∈∀

PeNPe,,Pe,PefP,N,,1j 21jjPs ……  (381) 

Pour réaliser cette opération, il faut substituer tous les paramètres de sortie qui se trouvent à gauche en 
fonction uniquement de paramètres d’entrée. Cette opération serait très longue et très pénible à faire 
« à la main ». PASCOSMA utilise en fait le logiciel de calcul formel MACSYMA pour réaliser 
automatiquement toutes les substitutions. 
L’étape suivante consiste à coupler le modèle analytique avec un algorithme d’optimisation 
performant déjà programmé. L’algorithme d’optimisation étant du type gradient, il faut disposer des 
dérivées partielles des paramètres de sortie par rapport à tous les paramètres d’entrée. Deux voies sont 
envisageables : 
− soit on calcule les dérivées numériquement, mais alors le fonctionnement de l’algorithme 

d’optimisation est lent (car il faut en permanence évaluer numériquement des dérivées partielles) 
et il converge difficilement ; 

− soit on les calcule formellement et une fois pour toutes. 
Sans l’aide du calcul formel, on se dirige inévitablement vers la première solution dès que les 
équations du modèle sont trop nombreuses, car, a priori, il faut calculer PsPe NN ×  dérivées. En 
revanche, avec l’aide de MACSYMA, le travail peut être fait automatiquement et sans erreurs. C’est 
ce qui est réalisé dans PASCOSMA. 
L’algorithme d’optimisation étant programmé en FORTRAN, PASCOSMA demande à MACSYMA 
de transcrire toutes les équations au format FORTRAN. Puis, les différents sous-programmes 
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correspondant aux expressions des paramètres de sortie et de leurs dérivées partielles sont 
automatiquement programmés. 
La dernière étape est l’édition de lien des différents sous-programmes avec le sous-programme 
d’optimisation et avec une interface graphique conviviale qui est automatiquement configurée pour 
l’application considérée. 
A l’arrivée, on dispose d’un programme d’optimisation correspondant au système décrit par le modèle 
initial, sans avoir à réaliser de longs calculs « à la main » ni de phase de correction des programmes. 
Le concepteur est donc libéré des travaux les plus fastidieux. Nous détaillerons plus loin l’utilisation 
d’une application PASCOSMA sur un exemple pratique. 

Modèle analytique

Edition de lien automatique avec l’algorithme
d’optimisation sous contraintes

Obtention d’un programme de dimensionnement
et d’optimisation sous contraintes

Ecriture symbolique du modèle sous la forme : j i, )Pe(fPs ij ∀∀=

Recherche automatique dans le modèle :
[ ]n,1i Pe i ∈- des paramètres d’entrée : 
[ ]m,1j Ps j ∈- des paramètres de sortie : 

Programmation automatique des j i, )Pe(fPs ij ∀∀=

Obtention d’un
programme
d’analyse

Calcul symbolique des expressions des dérivées partielles j i, 
Pe
Ps

i

j ∀∀
∂

∂

Programmation automatique des j i, 
Pe
Ps

i

j ∀∀
∂

∂
Obtention d’un
programme de

calcul de sensibilité

 

figure 140 : organigramme de génération automatique d’un programme de dimensionnement et 
d’optimisation sur la base d’un modèle analytique avec la méthodologie PASCOSMA. 

2.2. Traitement des grands modèles. 

 Une limite de la méthodologie PASCOSMA telle qu’elle a été présentée au paragraphe précédent 
correspond au traitement des modèles comportant un très grand nombre d’équations. C’est exactement 
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le cas du système considéré dans ce travail. Le nombre d’équations et de paramètres est très important 
surtout à cause de l’utilisation de séries. Dans ce cas, les substitutions deviennent lourdes voire 
impossibles à réaliser, car les expressions données par MACSYMA deviennent énormes. Imaginons ce 
que peut donner la substitution d’un série dans une autre et cela imbriqué deux ou trois fois ! Une 
solution consiste à ne pas réaliser toutes les substitutions et d’utiliser les propriétés des fonctions 
composées (fonctions de fonctions). Lorsque l’on détecte que les expressions vont être trop lourdes, on 
ne réalise pas la substitution symbolique. Ensuite, pour calculer les dérivées partielles, on utilise les 
propriétés des fonctions composées. Pour mieux comprendre, considérons le cas simple des deux 

équations 379 et 380. Le calcul de 
t
y

∂
∂  peut être réalisé en substituant dans l’équation 379 l’expression 

de z donnée par l’équation 380 ou alors en remarquent que 
t
z.

z
y

t
y

∂
∂

∂
∂

=
∂
∂ , ce qui permet d’éviter la 

substitution. Avec ce truchement, on peut toujours calculer symboliquement l’expression exactes de 
toutes les dérivées partielles sans être confronté à des expressions substituées intraitables [70]. 

2.3. Choix des points de fonctionnement intervenant dans le dimensionnement. 

 En terme de dimensionnement, les équations du modèle doivent être évaluées pour différents points 
de fonctionnement qui serviront de points tests. En fait, il faut définir autant de point de 
fonctionnement que le cahier des charges en évoque (explicitement ou implicitement), et, pour chaque 
point, il faut dupliquer toutes les équations relatives aux performances du système. Les autres 
équations, décrivant la structure géométrique et les propriétés physiques des matériaux, sont 
indépendantes du point de fonctionnement et n’ont pas à être dupliquées. En conséquence, 
l’application est d’autant plus longue à programmer et difficile à utiliser que le nombre de point de 
fonctionnement est important. Pour les moteurs fonctionnant à vitesse et charge fixes, un seul point est 
utile. Pour les moteurs fonctionnant à vitesse et charge variables, il faut considérer plusieurs points ; 
ils peuvent aussi correspondre à des points limites d’une zone de fonctionnement à couvrir. Pour le cas 
d’un moteur de traction, on peut se reporter au tableau 3 du chapitre 1 ; par exemple, un des points de 
fonctionnement correspond au démarrage du moteur-roue à vitesse nulle pour imposer que le couple 
en ce point soit suffisant. 

3. Validation du dimensionnement optimal par des simulations numériques 
automatisées. 

3.1. Objectif. 

 Une fois le logiciel d’optimisation programmé, il peut être utilisé pour le dimensionnement d’un 
moteur. A la fin du dimensionnement, nous disposons d’un fichier PARAMETRES.TXT contenant 
tous les paramètres du modèle. Conformément à ce qui a été énoncé au chapitre 2, le moteur-roue 
dimensionné doit alors être simulé numériquement. Pour ce qui est de l’analyse magnétique, il s’agit 
donc de faire une série de simulations qui sont identiques dans leur déroulement et qui ne diffèrent que 
par la valeur des paramètres géométriques et des sources du champ (c’est-à-dire les ampères-tours 
dans les encoches). Ces simulations sont nombreuses mais tout à fait répétitives ; elles peuvent donc 
être automatisées. Ce n’est pas le cas pour les simulations thermiques, car elles nécessitent de 
connaître la structure exacte des parties mécaniques du moteur, ce qui n’est pas toujours possible. 
Nous limitons donc notre propos aux simulations électromagnétiques. 
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3.2. Mise en œuvre. 

 Les simulations peuvent facilement être automatisées grâce au langage de commande du logiciel 
FLUX2D. En fait, toutes les opérations sous ce logiciel visent à répondre à des questions. Dans le cas 
précis, pour chaque simulation, il est possible d’anticiper toutes les questions et d’écrire à l’avance les 
réponses dans un fichier. Par la suite, ce fichier est utilisé pour répondre automatiquement aux 
questions posées par le logiciel, sans aucune intervention de l’utilisateur. L’annexe 7 détaille la 
procédure suivie pour mettre en œuvre les simulations numériques automatisées de validation. 

4. Application à l’optimisation du moteur de vélo. 

4.1. Programmation de l’application de dimensionnement. 

 La programmation automatique de l’application de dimensionnement a été réalisée sur un 
ordinateur PC équipé d’un processeur AMD K6 cadencé à 200 MHz et possédant une mémoire vive de 
64 Mo. Nous avons fourni les 72 équations du modèle analytique sous la forme d’un fichier au format 
MACSYMA et l’application de dimensionnement optimal a été disponible approximativement au bout 
de 12 heures. Durant la majeure partie du temps, plus de 5400 dérivées partielles ont été calculées 
symboliquement et traduites en langage FORTRAN. Cela donne une idée du travail réalisé 
automatiquement et du gain de temps réalisé par le concepteur (surtout si ce travail est réalisé en 
temps masqué). 
Nous avons choisi trois points caractéristiques du fonctionnement du moteur : 
− démarrage ( 1fP ) : vitesse de rotation nulle et couple maximal ; 

− vitesse intermédiaire ( 2fP ) : puissance maximale et couple maximal ; 

− vitesse maximale( 3fP ) : puissance maximale et vitesse maximale. 

Ces trois points sont des points limites de la caractéristique couple vitesse demandée au moteur (cf. 
figure 141). D’un point de vue électromagnétique, si le moteur peut fonctionner à ces trois points, 
alors il est capable de fonctionner dans toute la zone définie sous la caractéristique limite représentée 
sur la figure 141. Mais attention, comme les équations correspondant au modèle thermique n’ont pas 
été intégrées, il n’est pas possible de préciser le temps de fonctionnement pour chaque point avant que 
les échauffements deviennent trop important. 
Enfin, la fonction objectif, c’est-à-dire la variable à optimiser, a été choisie comme suit : 

totmaimm2obj m.km.k.kf totaim2 ++η= η  (382) 

On fixe les valeurs des coefficients k à 0 ou à 1 selon que l’on veuille privilégier une variable ou une 
autre. Par exemple, pour optimiser le rendement au point de fonctionnement 2fP , on choisit les 

coefficients k comme suit : 0kk;1k aimtot2 mm ===η . 
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figure 141 : définition des trois points de fonctionnement utilisés dans l’application de 
dimensionnement de moteurs-roues crée par PASCOSMA. 

4.2. Cahier des charges et définition des contraintes de dimensionnement. 

Dans ce paragraphe, nous utilisons l’exemple de l’optimisation d’un moteur de vélo pour expliquer 
comment le programme de dimensionnement optimal généré par Pascosma gère un cahier des 
charges. 

4.2.1. Cahier des charges du moteur de vélo. 

 Nous retenons les grandes lignes suivantes du cahier des charges pour l’optimisation du moteur de 
vélo : 
− puissance maximale : 200 W ; 
− vitesse maximale : 200 tr/min ; 
− couple maximal : 25 N.m (pendant une minute) ; 
− refroidissement par convection naturelle ; 
− tension de batterie : 36 V ; 
− diamètre extérieur du moteur : mm150≤  ; 

− largeur du moteur : mm100≤  (pour être intégrable dans une fourche de vélos-tous-terrains 
standards). 

De plus, pour avoir la plus grande autonomie possible, le moteur doit être le plus léger possible et 
avoir le meilleur rendement possible et, pour limiter le coût du moteur, il faut minimiser la masse des 
aimants. 
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4.2.2. Traitement du cahier des charges dans l’application de dimensionnement optimal. 

 Dans l’application de dimensionnement programmée automatiquement par PASCOSMA, tous les 
paramètres (d’entrée ou de sortie) peuvent être contraints. 

 

figure 142 : fenêtre de l’interface de l’application de PASCOSMA permettant de contraindre un 
paramètre d’entrée. 

La figure 142 présente la fenêtre d’interface concernant la paramètre d’entrée rch  (hauteur de la 

culasse rotorique). Dans cette fenêtre, nous fixons les bornes de variations de la variable durant 
l’optimisation, ainsi qu’une valeur initiale (qui peut être figée au cours de l’optimisation). En effet, il 
est nécessaire de fixer une valeur initiale pour tous les paramètres d’entrée, car l’algorithme 
d’optimisation fonctionne par itérations successives et il faut donc lui fournir un point de départ. Dans 
notre cas, ce point de départ est tout trouvé ; il s’agit du moteur de vélo initial. Remarquons que si 
nous voulions dimensionner un système complètement nouveau, nous devrions trouver des valeurs 
initiales cohérentes (par exemple en appliquant une procédure classique). En fait, d’un point de vue 
strictement théorique, il n’est nullement nécessaire de partir de paramètres physiquement cohérents et 
nous pourrions démarrer l’optimisation avec des paramètres déterminés de façon aléatoire, mais 
l’expérience montre que cela entraîne souvent des problèmes de convergence de l’algorithme 
d’optimisation. 
La figure 143 présente la fenêtre d’interface concernant la paramètre de sortie brend  (rendement du 

moteur pour le point de fonctionnement 2fP ). Dans cette fenêtre, nous choisissons : 

− soit d’ignorer le paramètre, c’est-à-dire qu’il est laissé libre de prendre n’importe quelle valeur 
durant toute la procédure d’optimisation ; 

− soit d’optimiser le paramètre dans un intervalle donné ; par exemple, dans la fenêtre de la figure 
143 nous imposons59 que le rendement au point 3fP  soit supérieur à 70 % (et inférieur à 100 

% !) ; 
− soit de fixer un paramètre ; l’algorithme d’optimisation converge naturellement vers cette 

contrainte d’égalité. 

                                                      
59 S’il n’y a pas de solution satisfaisante dans cet intervalle, le programme envoie un message d’erreur 
expliquant que l’algorithme d’optimisation ne converge pas sans violer des contraintes. 
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Cette dernière possibilité est d’un grand intérêt pratique, car elle permet de calculer des paramètres 
implicites (comme le facteur de saturation dans le cas du modèle analytique magnétique décrit au 
chapitre 5). En effet, supposons que le paramètre 0x  soit défini par la relation ( ) 0xf 0 = , non 

inversible analytiquement. Nous allons définir le paramètre supplémentaire ( )00 xff =  et dans 

l’application de dimensionnement nous imposons que le paramètre de sortie 0f  soit égal à 0. Alors 

l’algorithme trouve automatiquement (si cela est possible) le paramètre 0x  qui permet de satisfaire la 

contrainte d’égalité 0f0 = . 

 

figure 143 : fenêtre de l’interface de l’application de PASCOSMA permettant de contraindre un 
paramètre d’entrée. 

Les contraintes que nous fixons sur les grandeurs d’entrée ou de sortie reflètent très exactement les 
contraintes définies dans le cahier des charges, pour autant que la variable à contraindre soit 
représentée par un paramètre mathématique dans l’application de dimensionnement. Ces contraintes 
peuvent donc concerner la géométrie ou les performances du moteur. 
Pour notre exemple, le cahier des charges contenait les contraintes suivantes : 
− limitation de la valeur maximale du diamètre extérieur (il doit être inférieur à 150 mm d’après le 

cahier des charges) ; 
− limitation de la valeur maximale de la longueur de fer (compte tenu des têtes de bobine, elle doit 

être inférieure à 54 mm pour que le moteur complet ait une largeur inférieure à 100 mm) ; 
− limitation de la valeur minimale du nombre de paires de pôles et du nombre de conducteurs en 

série par encoche (il doivent évidemment être supérieurs à 1). 
− limitation de la valeur minimale de la largeur des dents et de la hauteur des culasses et des aimants 

pour des questions de faisabilité mécanique ; 
− limitation de la valeur minimale de l’ouverture de l’encoche entre deux dents pour pouvoir passer 

les fils de cuivres (voire les bobines préformées) ; 
− contrainte d’égalité sur l’entrefer magnétique (il est pris égal à 1 mm car il est difficile de 

descendre en dessous) ; 
− contraintes d’égalité pour les couples électromagnétiques aux points 1fP  et 2fP  (25 N.m) ; 

− contraintes d’égalité pour les puissances aux points 2fP  et 3fP  (200 W) ; 

− contraintes d’égalité sur la vitesse au point 3fP  (200 tr/min) ; 



Mise en œuvre de la méthodologie de dimensionnement optimal ; application à l’optimisation d’un moteur-roue 
synchrone sans balais pour vélo électrique. 

 259

− limitation de la valeur minimale du rendement au point 3fP  (il doit être supérieur ou égal à 70 

%) ; 
− limitation de la valeur minimale du temps d’échauffement adiabatique au point 1fP  (il doit être 

supérieur ou égal à 60 s) ; 
− limitation de la valeur maximale de la tension en aval du convertisseur (elle doit être inférieure à 

la tension de batterie de 36 V) ; 
− limitation des inductions dans toutes les parties de la machine pour éviter de sortir des limites de 

validité de l’équation analytique modélisant les caractéristiques des matériaux magnétiques (sinon 
l’algorithme d’optimisation risque de diverger). 

4.3. Première optimisation. 

 Après avoir défini ce cahier des charges, nous avons pu réaliser le premier dimensionnement 
optimal en prenant la masse totale comme fonction objectif. Le dimensionnement est rapide : en moins 
d’une minute (et 44 itérations), le programme fournit une solution. Pour achever le dimensionnement, 
il faut fixer les paramètres discrets que sont le nombre de conducteurs en série par encoche et le 
nombre de paires de pôles. Pour cela, nous essayons les quatre couples possibles autour des valeurs 
optimales non entières et nous retenons la meilleure. Les principaux paramètres du moteur obtenu sont 
donnés dans le tableau 21. Nous constatons que pour une conservation du rendement et des 
performances imposées par le cahier des charges, la masse totale a été réduite de 38,4 % et celle des 
aimants de 54,4 %. 

4.4. Seconde optimisation. 

 La première optimisation est très satisfaisante. Mais, pour des raisons énergétiques, il peut être 
intéressant d’augmenter le rendement du moteur au point 3fP . Pour cela, nous réalisons plusieurs 

dimensionnement en faisant croître la contrainte minimale sur le rendement et en optimisant la masse 
totale. A chaque fois, celle-ci augmente, prouvant encore une fois que le rendement et la masse du 
moteur sont assujettis à un compromis difficile correspondant à l’optimisation de l’autonomie du 
véhicule. Dans cette application, nous n’avons pas encore introduit de paramètres traduisant cette 
grandeur. Nous effectuons donc le choix définitif en traçant les courbes de la masse totale (figure 144) 
et de celle des aimants (figure 145) en fonction de la contrainte minimale sur le rendement. 
Le choix du moteur final n’obéit à aucune règle objective et il est le seul fruit de notre analyse des 
courbes ci-dessus. Nous pouvons par exemple nous aider en fixant une limite de coût des aimants. 
Nous choisissons arbitrairement le moteur ayant un rendement de 0,73. En effet, le choix d’un 
rendement supérieur conduit à augmenter trop fortement la masse du moteur (et en particulier des 
aimants) et à l’opposé, vouloir minimiser encore plus les masses implique une détérioration 
difficilement acceptable du rendement. 
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figure 144 : évolution de la masse totale du moteur en fonction de la contrainte minimale sur le 
rendement durant l’optimisation du moteur de vélo. 
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figure 145 : évolution de la masse des aimants du moteur en fonction de la contrainte minimale 
sur le rendement durant l’optimisation du moteur de vélo. 

 
 
Les deux figures précédentes mettent aussi en évidence l’existence de limites physiques concernant le 
rendement du moteur et sa masse totale : on ne peut obtenir un rendement supérieur à environ 76 % 
(même au prix d’une très grande augmentation des masses) et on ne peut obtenir une masse inférieure 
à environ 3 kg (même en acceptant un rendement très faible). 
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tableau 21 : principales caractéristiques données par le modèle utilisé par l’application de 
dimensionnement optimal pour le moteur initial et les deux moteurs optimisés. 

 Moteur initial Moteur intermédiaire 
(première optimisation)

Moteur final 
Seconde optimisation) 

Puissance maximale 
(W) 

200 200 200 

Vitesse maximale 
(tr/min) 

200 200 200 

Couple maximal (N.m) 25 25 25 
Rendement au point 

3fP  (%) 
70 70 73 

Masse totale des parties 
actives (kg) 

4,9 3,1 3,7 

Masse des aimants (kg) 0,91 0,41 0,47 
Diamètre extérieur 

(mm) 
150 150 150 

Longueur de fer (mm) 49 51 54 
Nombre de paire de 

pôles 
6 9 9 

Le tableau résume les principales caractéristiques de ce moteur. Les caractéristiques imposées par le 
cahier des charges sont maintenues tandis que le rendement est augmenté de trois points, la masse 
totale est diminuée de 28 % et celle des aimants de 48 %. 

4.5. Comparaison entre le moteur-roue optimisé et le moteur roue initial. 

 Nous allons comparer plus en détail la structure puis les performances du moteur-roue optimisé 
avec celles du moteur-roue initial, pour se faire une idée de la qualité du moteur obtenu. 

4.5.1. Comparaison des caractéristiques géométriques. 

 La figure 146 montre les deux structures géométriques. Nous observons que la seconde est 
largement allégée. Les épaisseurs des culasses et des aimants et les largeurs des dents sont plus 
faibles ; le rayon intérieur du stator est plus grand. Cela a été possible en augmentant le nombre de 
pôles du moteur de 12 à 18. En même temps le logiciel a joué sur les niveaux d’induction pour 
maîtriser les pertes fer supplémentaires dues à l’augmentation de la fréquence électrique. Le tableau 
qui compare les masses et les coûts des deux moteurs montre le gain de matière et le gain économique 
qui est réalisé, surtout au niveau des aimants. 



Chapitre 9 

 262 

moteur initial moteur final
 

figure 146 : comparaison des structures géométriques du moteur de vélo initial et du moteur de 
vélo optimisé. 

tableau 22 : comparaison des masses des différentes parties actives du moteur de vélo initial et 
du moteur de vélo optimisé. 

 Moteur initial Moteur optimisé Evolution (%) 
 Masse (kg) Coût (FF) Masse (kg) Coût (FF) Masse 

Coût 
Aimants 0,914 548 0,484 290 - 47 
Cuivre 1,408 70 1,000 50 - 29 

Culasse du rotor 0,865 17 0,674 13,5 - 21 
Dents 1,181 

Culasse stator 0,528 

 

684* 
 

0,439 
 

776* 
 

+ 13 

Moteur total 4,896 1320 4,098 1130 - 14,4 
* tôles au cobalt à environ 400 FF/kg 

4.5.2. Comparaison des performances. 

 La comparaison des performances est effectuée sur la base des résultats fournis par les modèles 
numériques développés aux chapitres 5 et 6. Pour les obtenir, nous avons donc mis en œuvre la 
méthodologie décrite au paragraphe 3 de ce chapitre. Nous avons réalisé des simulation pour dix 
niveaux d’ampères-tours et cinq valeurs de température d’aimants, soit cinquante simulations. Pour 
chaque simulation, nous avons considéré soixante pas de calcul sur une période électrique. Au total, 
nous avons donc fait l’équivalent de trois mille simulations en magnétostatique. Ce travail a été réalisé 
automatiquement et il a nécessité environ 48 heures de calculs sur un ordinateur équipé d’un 
microprocesseur de type AMD K6 cadencé à 200 MHz et possédant une mémoire vive de 64 Mo. Là 
encore, nous pouvons mesurer la quantité de travail qui est automatisé. De cette manière, on peut 
obtenir des informations très précises et très exhaustives sur les performances du moteur-roue dans un 
temps qui est tout a fait raisonnable, même pour un bureau d’étude. 

4.5.2.1 Performances magnétiques. 

 Le tableau 23 résume les inductions maximales à vide dans les différentes partie du moteur. Nous 
complétons l’analyse avec le tracé des lignes de champ et du dégradé d’induction dans les deux 
moteurs. Il ressort de ces trois éléments que le second moteur est plutôt moins saturé que le premier. 
Ses dents sont moins longue, ce qui a tendance à limiter les fuites de flux magnétique dans les 
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encoches. Remarquons que dans les deux moteurs, l’induction est très élevée dans les dents car nous 
avons utilisé des tôles au cobalt. Ces tôles sont certainement hors du budget d’un moteur pour vélo 
électrique. Mais cela ne remet pas en cause la validité de la comparaison, puisque nous avons utilisé 
les mêmes matériaux pour les deux moteurs. 
 
 
 

tableau 23 : comparaison des inductions maximales à vide dans les différentes parties du moteur 
de vélo initial et du moteur de vélo optimisé. 

 Moteur initial Moteur optimisé 
Culasse du rotor 2,22 2,03 

Dent 2,24 1,96 
Entrefer 0,74 0,66 

Culasse stator 1,24 1,36 
 
 
 
 
 
 

 

figure 147 : comparaison des lignes équi flux du moteur de vélo initial et du moteur de vélo 
optimisé. 
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figure 148 : comparaison du dégradé d’induction du moteur de vélo initial et du moteur de vélo 
optimisé. 
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figure 149 : comparaison des pertes à vide du moteur de vélo initial et du moteur de vélo 
optimisé. 
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figure 150 : iso valeurs du rendement du moteur de vélo initial. 
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figure 151 : iso valeurs du rendement du moteur de vélo optimisé. 
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4.5.2.2 Performances électromécaniques. 

 Pour les performance électromécaniques, nous nous limitons aux plus importantes pour 
l’application de vélo électrique : les pertes à vide (figure 149), les lignes d’équi-rendement dans le 
plan couple-vitesse (figure 150 pour le vélo initial et figure 151 pour le vélo optimisé) et le courant 
débité par la batterie sur la caractéristique couple-vitesse limite imposée par le cahier des charges 
(figure 152). 
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figure 152 : comparaison du courant débité par les batteries du moteur de vélo initial et du 
moteur de vélo optimisé. 

4.5.3. Conclusion sur la comparaison des deux moteurs. 

 La comparaison détaillée fait donc apparaître une certaine stabilité dans les performances 
électromécaniques, tout en ayant diminué la masse totale ainsi que celle des aimants. On remarque que 
les pertes fer du moteur optimisé sont plus importantes que celles du moteur initial ; en effet, la 
diminution de l’induction n’a pas totalement compensé l’augmentation de la fréquence électrique. En 
revanche les lignes d’equi-rendement sont sensiblement identiques pour les deux moteurs. En guise de 
conclusion, nous nous sommes intéressé aux performances thermiques du moteur. Nous avons tracé 
sur la figure 153 la montée en température du moteur pour des pertes de 270 W correspondant au 
démarrage du moteur à couple maximal. On observe un échauffement rapide du cuivre (temps de 



Mise en œuvre de la méthodologie de dimensionnement optimal ; application à l’optimisation d’un moteur-roue 
synchrone sans balais pour vélo électrique. 

 267

réponse de 20 minutes) vers des température élevées dépassant largement la classe d’isolation du 
cuivre (# 260 °C). De même, les aimants atteignent des températures supérieures à la température de 
fonctionnement, avec cependant des temps de réponse plus lents. 
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figure 153 : échauffements du moteur de vélo optimisé pour des pertes de 270 W. 

5. Conclusion. 

 Dans ce dernier chapitre, nous avons mis en œuvre la méthodologie que nous avions décrite au 
chapitre 2 pour dimensionner un moteur-roue synchrone sans balais, à structure inversée. L’approche 
est complètement validée. Nous avons utilisé le logiciel PASCOSMA pour programmer 
automatiquement une application de dimensionnement optimal. L’utilisation de cette dernière nous a 
permis d’améliorer très nettement les performances massiques d’un moteur-roue destiné à la traction 
d’un vélo électrique : nous avons maintenu constant l’ensemble de ses performances (voire amélioré 
certaines), tout en diminuant la masse totale du moteur. A cela s’ajoute la diminution de la masse des 
aimants qui représente un gain économique certain. Notons enfin que ces améliorations ont été 
déterminés rapidement : l’optimisation analytique prend quelques dizaines de minutes et les 
validations numériques (très exhaustives) quelques heures. Cela confirme bien l’idée que cette 
méthodologie de dimensionnement est efficace, car nous obtenons rapidement des solutions 
intéressantes. La seule ombre au tableau correspond au comportement thermique du moteur obtenu. 
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Les premières simulations semblent montrer qu’en convection naturelle, les échauffements risquent de 
limiter la durée d’utilisation du moteur pour des points de fonctionnement difficiles. En fait, le 
problème provient surtout du fait que les équations thermiques ne sont pas encore incluses au modèle 
analytique utilisé par PASCOSMA pour programmer l’application de dimensionnement. En 
conséquence, cette dernière ne peut pas gérer les contraintes liées au comportement thermique du 
moteur. Cela montre bien l’importance de la pertinence du modèle analytique. Le programme 
d’optimisation cherche des solutions dans le cadre des équations qui lui sont données. Celles-ci 
doivent donc décrire le mieux possible tous les phénomènes quantitativement importants dans le 
moteur. En conclusion de ce chapitre, nous retiendrons qu’il faut toujours utiliser le programme de 
dimensionnement avec un regard critique sur les solutions. C’est le rôle du concepteur d’analyser la 
validité et la cohérence des résultats. Débarrassé des tâches longues et pénibles, le concepteur peut se 
concentrer sur l’analyse physique des solutions ainsi que sur le développement de nouveaux modèles 
toujours plus complets et plus précis. C’est ce que doivent lui apporter les logiciels de CAO. 



 

CONCLUSION. 

 Dans ce mémoire, nous nous sommes intéressé à la conception d’un moteur-roue, c’est-à-dire d’un 
moteur intégré dans la roue d’un véhicule sans réducteur. 
Au premier chapitre, nous avons d’abord montré que le moteur-roue pouvait trouver une place 
intéressante parmi les différents systèmes de traction électrique. En effet, même s’il semble pénalisé 
par l’absence de réducteur et par le fractionnement de la puissance, nous avons établi qu’une 
optimisation de l’autonomie du moteur permettait d’obtenir une solution relativement intéressante où 
le rendement n’est pas trop détérioré et où l’augmentation de masse est de faible ampleur. Dès ce 
premier chapitre nous avons montré, à travers la multiplicité et l’antagonisme des contraintes, qu’il 
fallait utiliser des techniques d’optimisation pour tirer avantage d’une telle structure. 
Au second chapitre nous avons essayé de déterminer quelle devait être la démarche à suivre pour 
concevoir le plus efficacement possible un moteur-roue. Pour cela, nous avons proposé une 
méthodologie en deux temps, dont la portée dépasse largement le cas particulier du moteur-roue. Elle 
consiste d’abord à choisir la structure la mieux adaptée au problème, puis à dimensionner cette 
structure par optimisation sur la base d’un modèle analytique complet du système, sachant que les 
résultats sont ensuite validés par des simulations numériques. 
En application de cette méthodologie, nous avons commencé par faire une étude des différentes 
structures possibles pour réaliser un moteur-roue. Nous avons mis en évidence que la machine 
synchrone sans balais à structure inversée répond favorablement à l’ensemble des critères requis par 
l’application. Puis, pour réaliser la deuxième étape de la conception, à savoir le dimensionnement, 
nous avons développé un modèle analytique complet du système. Pour y arriver, nous avons essayé 
d’établir une démarche générique pour la mise au point du modèle. Il s’agit en fait de scinder les 
équations en deux groupes selon qu’elles sont indépendantes ou non du fonctionnement. Dans le 
premier, on retrouve les équations donnant la structure géométrique et les propriétés physiques des 
matériaux utilisés. Dans le second, on retrouve toutes les équations permettant d’établir les 
performances d’un système pendant son fonctionnement. Pour le cas du moteur-roue synchrone sans 
balais, nous avons divisé ces équations en trois sous-groupes selon la nature des phénomènes 
physiques rencontrés : magnétique, électromécanique et thermique. Pour cette modélisation, nous 
avons chercher à rendre compte de toutes les particularités de la structure de moteur choisi. 
Notamment, l’obligation de réaliser de forts couples implique d’une part de modéliser l’influence de la 
saturation des matériaux magnétiques et d’autre part de tenir compte des échauffements pour des 
charges élevées. La modélisation analytique a été complétée par une modélisation numérique utilisant 
la méthode des éléments finis bidimensionnelle pour les phénomènes magnétiques et tridimensionnelle 
pour les phénomènes thermiques. 
Dans la dernière partie, nous avons présenté des essais sur deux prototypes de moteurs-roues dont les 
puissances sont très différentes (30 kW et 200 W). Ces essais ont permis de valider les modèles 
magnétique et électromécanique, mais ont montré les faiblesses actuelles de la modélisation 
thermique. 
Nous avons finalement appliqué notre méthodologie de dimensionnement à l’amélioration des 
performances d’un moteur destiné à l’assistance au pédalage sur un vélo. Nous avons utilisé le logiciel 
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PACOSMA pour programmer automatiquement une application d’optimisation qui nous a permis de 
diminuer la masse des aimants et du moteur, sans détériorer ses performances. Il reste à confirmer le 
comportement thermique de ce moteur. 
 
Dans ce mémoire, nous avons voulu mettre en évidence l’intérêt d’établir de nouvelles méthodes de 
dimensionnement. Pour s’en convaincre, essayons d’imaginer la conséquence en économie d’énergie 
d’une augmentation de 1% du rendement de tous les moteurs électriques de la planète. Pour autant, il 
ne faut pas croire que l’augmentation de l’efficacité de la conception supprime le travail du concepteur 
ou que l’ordinateur va se substituer à sa réflexion. En fait, l’objectif est tout différent. Il s’agit 
d’ASSISTER le concepteur à l’aide d’un ordinateur et de supprimer un grand nombre de taches 
rébarbatives et mécaniques pour lui laisser plus de temps pour les tâches plus « nobles » : définir des 
modèles plus précis, critiquer les solutions obtenues, faire un choix. Mais le logiciel assure que pour 
un modèle donné, on a trouvé la meilleure solution mathématique possible. Le concepteur est toujours 
là pour faire la synthèse des calculs et interpréter les résultats. 
Par ailleurs, le logiciel ne peut dimensionner qu’une structure décrite par un modèle analytique. Donc, 
tout l’aspect créatif de la conception, qui permet souvent des avancées plus grandes que n’importe 
quel logiciel de simulation ou d’optimisation n’est pas supprimé. Au contraire, toute nouvelle structure 
est d’autant plus valorisée que des techniques mathématiques permettent de l’optimiser. 
Enfin, il apparaît clairement que cette approche relance la travail autour des modèles analytiques 
maintenant trop souvent abandonnés au profit des modèles numériques. 
 
Les perspectives de ce travail sont multiples. Elles sont à situer sur trois niveaux : 
− l’amélioration des modèles analytiques et numériques en allant vers des couplages forts entre les 

modèles permettant notamment de mieux maîtriser l’influence des phénomènes thermiques sur les 
performances électromagnétiques ; 

− l’amélioration des techniques de conception ; 
− l’intégration des équations du comportement mécanique et celle du contrôle et de la commande du 

moteur, pour élargir encore l’approche système. 
 
Nous avons longuement décrit une approche de la conception qui doit pouvoir permettre de la rendre 
plus efficace. Gardons bien à l’esprit que, comme pour toute modélisation, la validation par 
l’expérience reste indispensable. Néanmoins, nous pensons que notre démarche permet de réduire 
notablement le nombre de prototypes à construire. 



 

ANNEXE 1. 

 Dans cette annexe, nous donnons les principaux paramètres de construction du moteur 30 kW. 
 
 

Entrefer  ent 2 mm 
Nuance du matériau Nd Fe B (d’origine 

chinoise) 
- 

Rayon extérieur Rr 231,8 mm 
Rayon intérieur Ra 220,3 mm 

Epaisseur ha 11,5 mm 

 
 

Définition des aimants 

Ouverture angulaire 
relative à un pôle 

αa 0,85 

Nuance du matériau Id 35 cd 4 - 
Rayon extérieur Rext 240 mm 
Rayon intérieur Rr 231,8 mm 

 
Définition de la culasse 

rotorique 
Epaisseur hcr 8,2 mm 

Nuance du matériau Ugine Fev 470 P 50 - 
Rayon extérieur Rs 218,3 mm 
Rayon intérieur Rint 180,3 mm 

Hauteur de l’isthme de 
dent 

his 1 mm 

Largeur de l’isthme de 
dent 

Lis 1,5 mm 

Largeur d’une dent ld 7,1 mm 
hauteur d’une dent hd 26,5 mm 

Hauteur de la culasse 
statorique 

hcs 10,5 mm 

Nombre de paire de 
pôles 

p 16 

Nombre d’encoche par 
pôle et par phase 

q 1 

Nombre de dent Nd 96 
Longueur de fer lfer 180 mm 

 
 
 
 
 
 
 
 

Définition du stator 

Coefficient de 
foisonnement 

ks 0,98 

Surface de conducteur Scond 3,04 mm²  
Définition du bobinage Nombre spire en série 

dans une encoche 
ns 24 
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Type de batterie Ni Cd - 
Tension de batterie Ubat 540 V 

 
Définition de la batterie 

Résistance interne de la 
batterie 

rbat ? 

Type de transistor de 
puissance 

IBGT (deux en série) - 

Chute de tension aux 
bornes de l’interrupteur 

de puissance 

δon 4,5 V 

 
Définition des transistor 

de puissance de 
l’onduleur 

Fréquence de MLI fMLI 12 kHz 
Couple maximal Cmax 6000 N.m 

Puissance maximale Pmax 30 kW 
 

Caractéristiques de 
fonctionnement 

maximales 
Vitesse maximale Nmax 400 tr/min 

 



 

ANNEXE 2. 

 Dans cette annexe, nous donnons les principaux paramètres de construction du moteur de vélo 
prototype. 
 

Entrefer  ent 1 mm 
Nuance du matériau Nd Fe B (d’origine 

chinoise) 
- 

Rayon extérieur Rr 70 mm 
Rayon intérieur Ra 63 mm 

Epaisseur ha 7 mm 

 
 

Définition des aimants 

Ouverture angulaire 
relative à un pôle 

αa 0,85 

Nuance du matériau Id 35 cd 4 - 
Rayon extérieur Rext 75 mm 
Rayon intérieur Rr 70 mm 

 
Définition de la culasse 

rotorique 
Epaisseur hcr 5 mm 

Nuance du matériau Imphy AFK 502 
(0,35 mm) 

- 

Rayon extérieur Rs 62 mm 
Rayon intérieur Rint 33 mm 

Hauteur de l’isthme de 
dent 

his 1,5 mm 

Largeur de l’isthme de 
dent 

Lis 2,05 mm 

Largeur d’une dent ld 3,4 mm 
hauteur d’une dent hd 21,5 mm 

Hauteur de la culasse 
statorique 

hcs 6 mm 

Nombre de paire de 
pôles 

p 6 

Nombre d’encoche par 
pôle et par phase 

q 1 

Nombre de dent Nd 36 
Longueur de fer lfer 49 mm 

 
 
 
 
 
 
 
 

Définition du stator 

Coefficient de 
foisonnement 

ks 0,98 

Surface de conducteur Scond 2,27 mm²  
Définition du bobinage Nombre spire en série 

dans une encoche 
ns 20 
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Type de batterie Ni Cd - 
Tension de batterie Ubat 36 V 

 
Définition de la batterie

Résistance interne de la 
batterie 

rbat 0,2 Ω 

Type de transistor de 
puissance 

MOS - 

Résistance de 
l’interrupteur de 

puissance en conduction

ron 10 mΩ 

 
Définition des transistor 

de puissance de 
l’onduleur 

Fréquence de MLI fMLI 30 kHz 
Couple maximal Cmax 25 N.m 

Puissance maximale Pmax 200 W 
Caractéristiques de 

fonctionnement 
maximales Vitesse maximale Nmax 200 tr/min 



 

ANNEXE 3. 

 Dans cette annexe, nous développons le calcul des coefficients d’intégration apparaissant dans les 
équations 211 et 221, lorsque le champ magnétique est créé par les seuls aimants. 
Etant données les relations constitutives des matériaux des régions (I) et (II) et comme la composante 
tangentielle de l’induction rémanente est nulle, les quatre conditions aux limites peuvent se formuler 
de la manière suivante : 

( ) θ∀=θθ ,0,RB csI  (383) 

( ) ( ) θ∀=θ=θ θθ ,0B,RB
IIrrII  (384) 

( ) ( ) θ∀θ=θ ,,RB,RB a
r
IIa

r
I  (385) 

( ) ( ) ( ) ( ) θ∀θ=θ−θ=θ θθθθ ,,RB,RB,RB,RB aIIaraIIaI II
 (386) 

En coordonnées cylindriques, l’équation 193 permet d’exprimer les deux composantes de l’induction 
en fonction du potentiel vecteur : 

( ) ( )
θ∂

θ∂
=θ

,rA.
r
1,rBr  (387) 

( ) ( )
r
,rA,rB

∂
θ∂

−=θθ  (388) 

En appliquant les relations 387 et 388 à l’expression du potentiel vecteur dans les régions (I) et (II) 
données par les équations 211 et 221, on obtient la forme générale des deux composantes de 
l’induction produite par les aimants dans chaque région : 

( ) ( ) ( ) ( )( )∑
≠

θθ−−− θβ+θα−β+α=θ

0n
n,Ian,Ia

1p.nr
n,Ia

1p.nr
n,Ia

r
Ia .p.ncos..p.nsin..r.r..p.n,rB  (389) 

( ) ( ) ( ) ( )( )∑
≠

θθ−−−θ θβ+θαβ+α−=θ

0n
n,Ian,Ia

1p.nr
n,Ia

1p.nr
n,IaIa .p.nsin..p.ncos..r.r..p.n,rB  (390) 

( ) ( ) ( ) ( )( )

( )[ ] ( )∑

∑
θ⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−π

+

θβ+θα−β+α=θ

≠

θθ−−−

impairn
ra2

0n
n,IIan,IIa

1p.nr
n,IIa

1p.nr
n,IIa

r
IIa

.p.ncos.B.
2

..nsin.p.n.
p.n1.

p.4

.p.ncos..p.nsin..r.r..p.n,rB

ca

 (391) 

( ) ( ) ( ) ( )( )

( )[ ] ( )∑

∑
θ⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−π

−

θβ+θαβ+α−=θ

≠

θθ−−−θ

impairn
ra2

0n
n,IIan,IIa

1p.nr
n,IIa

1p.nr
n,IIaIIa

.p.nsin.B.
2

..nsin.
p.n1.

p.4

.p.nsin..p.ncos..r.r..p.n,rB

ca

 (392) 
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Des équations 386 et 392, on déduit que la fonction ( )θθ ,rBIIa  ne contient que des harmoniques 

impairs et des termes en ( )θ.p.nsin . En conséquence, les harmoniques de ( )θ,rAIIa  et ( )θ,rBr
IIa  sont 

aussi nécessairement impairs et leurs développements contiennent uniquement des termes en 
( )θ.p.nsin  pour le premier et en ( )θ.p.ncos  pour le second. De l’équation 385 on déduit que les 

harmoniques de ( )θ,rBr
Ia  sont aussi impairs et que le développement ne comprend que des termes en 

( )θ.p.ncos . Finalement les harmoniques de ( )θ,rAIa  et ( )θθ ,rBIa  sont nécessairement impairs et leur 

développement ne contient que des termes en ( )θ.p.nsin . 

On peut alors réécrire les expressions des deux composantes des induction IaB  et IIaB  : 

( ) ( ) ( )∑ θβ+α=θ −−−

impairn

1p.n
n,Ia

1p.n
n,Ia

r
Ia .p.ncos.r.r..p.n,rB  (393) 

( ) ( ) ( )∑ θβ+α−=θ −−−θ

impairn

1p.n
n,Ia

1p.n
n,IaIa .p.nsin.r.r..p.n,rB  (394) 

( ) ( ) ( )

( )( ) ( )∑

∑
θ⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−π

+

θβ+α=θ −−−

impairn
ra2

impairn

1p.n
n,IIa

1p.n
n,IIa

r
IIa

.p.ncos.B.
2

..nsin.p.n.
p.n1.

p.4

.p.ncos.r.r..p.n,rB

ca

 (395) 

( ) ( ) ( )

( )( ) ( )∑

∑
θ⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−π

−

θβ+α−=θ −−−θ

impairn
ra2

imairn

1p.n
n,IIa

1p.n
n,IIaIIa

.p.nsin.B.
2

..nsin.
p.n1.

p.4

.p.nsin.r.r..p.n,rB

ca

 (396) 

en posant : 

⎪
⎪
⎪

⎩

⎪⎪
⎪

⎨

⎧

ββ=β

βα=α

ββ=β

βα=α

θ

θ

θ

θ

n,IIa
r

n,IIan,IIa

n,IIa
r

n,IIan,IIa

n,Ia
r

n,Ian,Ia

n,Ia
r

n,Ian,Ia

.

.

.

.

. 

Les quatre équations 383, 384, 385 et 386 décrivant les conditions aux limites récrites avec les 
expressions ci-dessus des inductions permettent d’établir le système de quatre équations à quatre 
inconnues que vérifient les constantes d’intégration n,Iα , n,Iβ , n,IIα  et n,IIβ  : 

( )( )
( )( )

( )( ) ⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−π

−

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−π

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−π

=

⎥
⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

β
α
β
α

⎥
⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

−−

−−

−

−

+

+

+

ca

ca

cac

ra
1p.n

a2

ra
1p.n

a2

ra
1p.n

r2

n,IIa

n,IIa

n,Ia

n,Ia

p.n.2
a

p.n.2
a

p.n.2
a

p.n.2
a

p.n2
r

p.n.2
s

B.
2

..nsin.R.
p.n1.p.n.

p.4

B.
2

..nsin.R.
p.n1.

p.4

B.
2

..nsin.R.
p.n1.p.n.

p.4
0

.

1R1R
1R1R

1R00

001R

 (397) 
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En effectuant les calculs, on trouve l’expression suivante des constantes dans le cas où le stator n’est 
pas alimenté : 

( )( )

( ) ( )

( ) ( )

( ) ( )

( ) ( )
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢

⎣

⎡

⎟
⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−−+⎟

⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
+

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢

⎣

⎡

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−−+⎟

⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
+

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢

⎣

⎡

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−−+⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢

⎣

⎡

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−−+⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ π

α
−

⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

⎟
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⎞

⎜
⎜

⎝

⎛
−π
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⎦
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ANNEXE 4. 

 Dans cette annexe, nous développons le calcul des coefficients d’intégration apparaissant dans les 
équations 211 et 221, lorsque le champ magnétique est créé par les courants statoriques seuls. 
Nous commençons par exprimer la densité linéique équivalente de courant au stator. Nous supposons 
que les trois phases sont respectivement alimentées par les courants 1i , 2i  et 3i . Nous plaçons la 

référence angulaire du stator au milieu de l’encoche aller de la première phase. La densité de courant 

1ej  correspondant à la première phase vaut : 

( )

⎪
⎪
⎪
⎪

⎩

⎪⎪
⎪
⎪

⎨

⎧

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ π
⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡ π
+

π
+−∈θ−

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ π
⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−∈θ

=θ

sinon0
p
.2mod

pR.2
l,

pR.2
lsi

l
i.n

p
.2mod

R.2
l,

R.2
lsi

l
i.n

j
s

e
s

e
e

1s

s
e

s
e

e
1s

e1  (399) 

Cette fonction est périodique de période 
p
.2 π , paire et elle vérifie ⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
θ−

π
−=⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ π
+θ

p.2
j

p.2
j 11 ee  ; elle 

peut donc être représentée par le développement en série de Fourrier suivant en introduisant l’angle 

s
e

e R
l

=θ  : 

( ) ( )θ
θ

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ θ

π
=θ ∑ .p.ncos.

2
.p.n

2
.p.nsin

.i.n.p.2j
e

e

1s
impairn

e1  (400) 

Nous allons calculer le potentiel vecteur créé par la densité de courant 1ej . Les potentiels créés par 

2ej  et 3ej  auront la même forme, mais ils seront décalés respectivement de 
p.3

.2 π  et de 
p.3

.4 π . Dans la 

situation considérée ici, le domaine est réduit à une région unique contenant de l’air. La solution 
générale du potentiel vecteur est donc du même type que celle de l’équation 211 et les composantes de 
l’induction du même type que celles données par les équations 389 et 390 : 

( ) ( ) ( ) ( )( )∑
≠

θθ− θβ+θαβ+α=θ

0n
n,cn,c

p.nr
n,c

p.nr
n,cc .p.nsin..p.ncos..r.r.,rA  (401) 

( ) ( ) ( ) ( )( )∑
≠

θθ−−− θβ+θα−β+α=θ

0n
n,cn,c

1p.nr
n,c

1p.nr
n,c

r
c .p.ncos..p.nsin..r.r..p.n,rB  (402) 
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( ) ( ) ( ) ( )( )∑
≠

θθ−−−θ θβ+θαβ+α−=θ

0n
n,cn,c

1p.nr
n,c

1p.nr
n,cc .p.nsin..p.ncos..r.r..p.n,rB  (403) 

Les conditions aux limites s’écrivent : 

( ) ( ) θ∀θµ=θθ
1c e0sc j.,RB  (404) 

( ) θ∀=θθ 0,RB rc  (405) 

De l’équation 404 on déduit que la fonction ( )θθ ,RB csc  ne contient que des harmoniques impairs et 

des termes en ( )θ.p.ncos . Par conséquent ( )θ,rAc  et ( )θ,RB cs
r
c  ne contiennent aussi que des 

harmoniques impairs et leur développement contiennent respectivement des termes uniquement en 
( )θ.p.ncos et en ( )θ.p.nsin . 

On peut alors réécrire l’expression de la composante tangentielle de l’induction cB  : 
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en posant : 
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En injectant les expressions ci-dessus dans les équations 404 et 405, on montre que n,cα  et n,cβ  

vérifient le système de deux équations à deux inconnues suivant : 
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Tous calculs faits, on trouve l’expression suivante des constantes d’intégration, dans le cas où la seule 
source du champ est la densité équivalente de courants à la surface du stator : 
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ANNEXE 5. 

 Nous calculons l’expression analytique de tous les ampères-tours consommés dans l’entrefer, les 
aimants, le rotor, la culasse et les dents du stator. Ces expressions sont utilisés pour le calcul du 
coefficient de saturation (cf. 2.5.3 du Chapitre 5). 

Ampères-tours dans l’entrefer. 

 On calcule les ampères-tours consommés dans l’entrefer dans la configuration de conjonction des 
flux par la formule suivante : 

( ) ( )
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Etant donnée la relation constitutive dans la région (I) et la relation 387 liant la composante radiale de 
l’induction avec le potentiel vecteur, ( )sent kat conj  vaut : 

( )
( )

( )∫
=θ

⎟⎟
⎠

⎞
θ∂

θ∂

µ
=

a

scss
conj

R

kR 0

aIap

0
asent dr.

T,I,,rA
.

r
1.1T,I,kat  (410) 

En effectuant les calculs à partir de l’expression du potentiel vecteur donnée par l’équation 229, on 
obtient l’expression suivante de ( )sent kat conj  : 
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 (411) 
On en déduit l’expression de ( )sent kat op  : 
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( ) ( ) ( )∑ −=
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Ampères-tours dans les aimants. 

 On calcule les ampères-tours consommés dans les aimants dans la configuration de conjonction des 
flux de la même manière que ceux consommés dans l’entrefer (il ne faut pas oublier de retrancher les 
ampères-tours produits dans les aimants) : 
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En effectuant les calculs à partir de l’expression du potentiel vecteur donnée par l’équation 229, on 
obtient l’expression suivante de ( )saim kat conj  : 
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 (414) 
On en déduit l’expression de ( )saim kat op  : 
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Ampères-tours dans le rotor. 

 Pour calculer les ampères-tours consommés dans le rotor, nous supposons que les lignes de champ 
suivent le trajet indiqué sur la figure 154, de telle sorte que l’on peut supposer que l’induction est 
purement tangentielle. L’induction croit donc de manière linéaire en face de l’aimant et est constante 
en face de l’air inter aimants (cf. figure 154). 
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Nous allons évaluer le flux d’induction magnétique rotaim →φ  qui traverse la frontière aimants – 
rotor dans la configuration de conjonction des flux. Il est défini par la formule suivante : 
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0=θ

0>θ

( ) ( ) extrrotrot RrR,rB,rB ≤≤θ=θθ
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p.2
π0 p.2a. πα

θ

 

figure 154 : allure idéalisée des lignes de champ dans le rotor statorique (en configuration de 
conjonction ou d’opposition) et allure idéale de l’induction tangentielle dans le rotor statorique 

en fonction de l’angle θ. 

D’après la relation 387 qui donne la composante radiale de l’induction en fonction du potentiel 
vecteur, rotaim→φ  vaut : 
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D’où l’expression de rotaim→φ  : 

( ) ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ ππ
α−⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ π
=φ → saarIIapsarIIapferasrotaim k,T,I,

p
,

p.2
.,RAk,T,I,

p
,0,RA.l.2T,I,k  (418) 

Et l’induction crB vaut : 
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Les ampères-tours consommés dans le rotor sur le chemin conjC  valent alors : 
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Pour calculer la première intégrale, on utilise une formule approximative : 
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On en déduit l’expression de ( )asrot T,I,kat op  : 

( ) ( )asrotasrot T,I,katT,I,kat conjop −=  (422) 

Ampères-tours dans la culasse du stator. 

( ) ( ) hcsRrR,rB,rB intintstatstat +≤≤θ=θθ

csB

p.2
π0

θ

 

figure 155 : allure idéale de l’induction tangentielle dans la culasse statorique (en configuration 
de conjonction ou d’opposition) en fonction de l’angle θ. 

 Nous pouvons calculer les ampères-tours consommés dans la culasse statorique par un calcul 
analogue à celui réalisé pour la culasse rotorique. Nous supposons que l’induction au stator est 
purement tangentielle et qu’elle croît de manière linéaire de 0 à csB  sur l’intervalle [ ]p.2,0 π . Afin de 

connaître l’expression de csB , nous évaluons le flux d’induction magnétique statent→φ  qui traverse 

la frontière aimants – stator équivalent dans la position de conjonction des flux. Il est défini par la 
formule suivante : 
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D’après la relation 387 qui donne la composante radiale de l’induction en fonction du potentiel 
vecteur, statent→φ  vaut : 
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D’où l’expression de statent→φ  : 
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En négligeant tout flux de fuite dans les encoches, l’induction csB  vaut donc : 
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( ) ( )
cs
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ascs h
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Les ampères-tours consommés dans le stator sur le chemin conjC  valent alors : 
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Comme pour le rotor, on calcule l’intégrale par une formule approximative : 
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On en déduit l’expression de ( )asstat T,I,kat op  : 

( ) ( )asstatasstat T,I,katT,I,kat conjop −=  (429) 

Ampères-tours dans les dents du stator. 

 On suppose que les lignes de champ dans une dent du stator en configuration de conjonction ou 
d’opposition ont l’allure représentée sur la figure 156 ; on suppose qu’il n’y a aucune fuite dans les 
encoches. En conséquence, l’induction radiale dans la dent a l’allure représentée sur la figure 156. 
Les inductions au niveau de l’isthme et de la dent vérifient les relations qui suivent : 
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( )isdfers

asstatent
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r

 

figure 156 : allure idéalisée des lignes de champ dans une dent statorique (en configuration de 
conjonction ou d’opposition). 

Les ampères-tours consommés dans une dent du stator sur le chemin conjC  valent alors : 
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( ) ( )( ) dr.rBHT,I,kat
s

csint
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dstatasdent ∫ +

=  (432) 

où ( )rBd  est la valeur de l’induction dans la dent au rayon r. 
Comme on considère qu’il n’y a pas de flux de fuites dans l’encoche, on en déduit l’expression de 

( )rBd  : 
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Les ampères-tours ( )asdent T,I,kat conj  s’expriment donc par l’équation suivante : 

( ) ( )( ) ( )( ) eashdstatisasisstatasdent h.T,I,kBHh.T,I,kBHT,I,kat conj +=  (434) 

On en déduit l’expression de ( )asdent T,I,kat op  : 

( ) ( )asdentasdent T,I,katT,I,kat conjop −=  (435) 

 



 

ANNEXE 6. 

 Dans cette annexe, nous donnons l’ensemble des expressions des résistances et des condensateurs 
thermiques intervenant dans le schéma équivalent suivant déjà donné au chapitre 7. 
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figure 157 : schéma équivalent des échanges thermiques dans un moteur-roue synchrone sans 
balais à structure inversée. 
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Ci dessous figurent différentes résistances thermiques de conduction. 

( ) ( )[ ]
⎭
⎬
⎫

⎩
⎨
⎧

−+−−
π

λ
=

dd
2

csint
2

iss
d

bob

fer1
enc

h.lhRhR.
N

..2

lR

x

 ; 

ferenccuz
i

z
aircsint

z
i

z
airiss2

enc l...2
1.

eehR

eehR
lnR

cucu

cucu
αλ⎟

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

+++

−−−
=  ; 

⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

+++

−−−
λ

α
=

z
i

z
aircsint

z
i

z
airiss

fercu

enc3
enc

cucu

cucu

eehR

eehR
ln.l..2

R  

avec 

2
hhR

ee.2l

N
.2

dcsint

y
i

y
aird

d
enc

cucu

++

⎟
⎠
⎞⎜

⎝
⎛ +−

−
π

=α  ; 

( )
( ) ( ) ⎟

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

λ
+

λ
+

λ
⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−−

π

α
=

isol
isol

i

y
i

cuair

y
air

diss
d4

l
enc

enc
2
isol

ee

T

e
.

lhR
N

.2.
TR

cu

cucu

fer
 ; 

( )
( ) ( ) ⎟

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

λ
+

λ
+

λ
⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−−

π

α
=

isol
isol

i

z
i

cuair

z
air

diss
d4

l
enc

enc
1
isol

ee

T

e
.

lhR
N

.2.
TR

cu

cucu

fer
 ; 

( )[ ] ( )[ ] ( ) ⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

λ
+

λ−−
π

+
−−

π
λ

⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ −−π

=
cu

cucu

i

y
i

cuair

y
air

2
int

2
iss

d
2

int
2

iss
d

cu

d
iss

tb
e

T

e
.

RhR.
N

1

RhR.
N

.2..2

2
hhR..2.2

R  ; 

fl
d

aluflext
ext1

fl
e.

N
.2..2

1.
hR

RlnR
π

λ
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−

= ( )
d

2
int

2
s

conv

conv

N.4
RR..h

1R

tb

tb −π
=  ; 

( )[ ]2
flext

2
ext

d
alu

fl2
fl

hRR.
N

.2..2

eR
−−

π
λ

=  ; 

( )flmot
d

aciercrext
ext1

rot
el.

N
.2..2

1.
hR

RlnR
−

π
λ

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−

=  ; 

( )[ ]2
crext

2
ext

d
acier

flmot2
rot

hRR.
N

.2..2

elR
−−

π
λ

−
=  ; 

fer
d

aimacrext
crext

aim
l.

N
.2..2

1.
hhR

hRlnR
π

λ
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−−

−
=  ; 



Annexe 6. 

 289

ferdt
d1

d l.h..2
lR

yλ
=  ; 

ferdt
d2

d l.l..2
hR

yλ
=  ; 

fer
int
d

t
int

csint1
stat

l.
R
l..2

1.
R

hRlnR

xz ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
λ

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ +
=  ; 

fer
int
d

d
t

int
csint2

stat
l.

R
l

N
.2..2

1.
R

hRlnR

xz ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−

π
λ

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛ +
=  ; 

fer
d

alumoyint
int1

moy
l.

N
.2..2

1.
eR

RlnR
sup

sup π
λ

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

−
=  ; 

( )[ ]2
moyint

2
int

d
alu

fer2
moy

sup
sup eRR.

N
.2..2

lR
−−

π
λ

=  ; 

moy
d

aluaxe
int

moy
l.

N
.2..2

1.
R
RlnR

π
λ

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
=  ; 

inf

inf
inf

moy
d

aluaxe

moyaxe1
moy

e.
N

.2..2

1.
R

eR
lnR

π
λ

⎟
⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛ −
=  ; 

( )

( )[ ]2
axe

2
moyaxe

d
alu

fermot2
moy

ReR.
N

.2..2

ll.
2
1

R

inf
sup −+

π
λ

−
=  ; 

roul
d

roulmoyaxe
flext

roul
l.

N
.2..2

1.
eR

hRlnR
inf

π
λ

⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

+
+

= . 

Nous donnons ensuite les différentes résistances thermiques de convection : 
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Les deux résistances équivalentes au rayonnement valent : 
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Enfin nous donnons les capacités thermiques équivalentes : 
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Les figures suivantes permettent de visualiser les différents paramètres qui n’ont encore pas été définis 
dans ce mémoire. 

infmoyaxe eR +
infmoyaxe eR +

roule

 

figure 158 : paramètres géométriques du roulement. 

infmoye

supmoye

moyl

 

figure 159 : paramètres géométriques du moyeu. 
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figure 160 : paramètres géométriques d’un flasque. 

 



 

ANNEXE 7. 

 Dans cette annexe, nous détaillons comment on automatise les simulations numériques 
électromagnétiques destinées à valider le dimensionnement optimal d’un moteur-roue. 

Définition de la géométrie. 

 On commence par définir une structure S0 dans un fichier REFERENCE.FBD au format de 
FLUX2D. Cette structure de référence, paramétrée, correspond au schéma de la figure 22 du chapitre 
4. Nous créons donc une géométrie de base dont les paramètres ont, dans ce fichier, des valeurs 
numériques quelconques. Puis, nous écrivons un fichier de commande REFERENCE.GEO permettant 
de modifier les paramètres de la structure S0 de référence. Ce fichier est générique et il n’est pas 
exploitable directement, car il contient des paramètres non numériques. Ceux-ci sont modifiés par un 
programme externe (que nous avons développé) afin de donner des valeurs numériques à ces 
paramètres, conformément au fichier PARAMETRES.TXT fourni par PASCOSMA. Nous obtenons 
alors un fichier de commande nom_moteur.GEO exploitable qui porte le nom du moteur qui doit être 
simulé (par exemple VELO.GEO). Ce fichier permet automatiquement de : 
− modifier les paramètres de la structure S0 ; 
− modifier la discrétisation des lignes pour le maillage ; 
− réaliser le maillage de la structure. 
La discrétisation des lignes est choisie automatiquement pour mailler correctement les dents et 
l’entrefer. A la fin de cette étape nous disposons d’un fichier nom-moteur.TRA prêt pour la définition 
des propriétés physiques. 

Définition des propriétés physiques. 

 De la même façon que pour la description de la géométrie, nous avons écrit un fichier de 
commande REFERENCE.PHY qui contient toutes les opérations de description des propriétés 
physique. Ce fichier est modifié automatiquement par un programme annexe, afin de définir les 
matériaux utilisés pour le stator, le rotor et les aimants. Ceux-ci sont définis par l’utilisateur. Nous 
obtenons alors un fichier nom_moteur.PHY (par exemple VELO.PHY) qui n’est pas encore près à la 
simulation. Pour cela il faut définir les sources du champ, c’est-à-dire le niveau d’ampères-tours par 
encoche. A partir du fichier nom_moteur.PHY, nous créons donc autant de fichiers 
nom_moteurxxxx.PHY qu’il y a de niveau d’ampères-tours à simuler. Par exemple pour une 
simulation du moteur-roue de vélo à 400 A par encoche, on crée le fichier VELO0400.PHY. La valeur 
maximale des ampères-tours est déduite du fichier PARAMETRES.TXT et le nombre d’ampères-tours 
à considérer est défini par l’utilisateur. Par application de ces fichiers de commande, nous disposons 
de tous les fichiers nom_moteur.TRA correspondant à la structure géométrique et physique du moteur-
roue considéré et aux différents niveau d’ampères-tours à simuler. Ces fichiers sont prêt pour la 
simulation. 
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Résolution des différents problèmes. 

 La résolution ne pose pas de problèmes particuliers. Il suffit de demander à FLUX2D de résoudre à 
la suite l’ensemble des fichiers nom_moteurxxxx.TRA. 

Exploitation des différents problèmes. 

 De même que pour les propriétés physiques, nous avons écrit deux fichiers de référence 
REF_VIDE.EXP et REF_CHARGE.EXP décrivant les actions à réaliser pour exploiter les grandeurs 
intéressantes : l’un correspond aux simulations des moteurs à vide et l’autre aux simulations en charge. 
En effet, nous ne récupérons pas les mêmes données dans les deux cas. 
Pour les simulations à vide, nous nous intéressons : 
− aux inductions maximales dans les différentes parties du moteur (culasse du rotor, entrefer, isthme 

de dent, dent et culasse du stator) ; 
− à la variation de l’induction dans les dents et dans la culasse du stator sur une période électrique 

(pour le calcul des pertes fer) ; 
− à la variation du flux dans une phase du moteur sur une période électrique (pour le calcul de la fém 

à vide) ; 
− à la variation du couple électromagnétique du moteur sur une période électrique (pour le calcul du 

couple de détente). 
Pour les simulations en charge, nous nous intéressons : 
− à la variation du flux dans une phase du moteur sur une période électrique (pour le calcul de la fém 

en charge) ; 
− à la valeur minimale de l’induction dans un aimant (pour détecter une éventuelle désaimantation 

des aimants) ; 
− à la variation du couple électromagnétique du moteur sur une période électrique (pour le calcul du 

couple électromagnétique moyen fourni par le moteur en fonction des ampères-tours). 
Pour chaque niveau d’ampères-tours nous créons automatiquement des fichiers d’exploitation 
nom_moteurxxxx.EXP. En utilisant ces fichiers de commande, FLUX2D fournit pour chaque fichier 
de simulation nom_moteurxxxx.TRA un fichier nom_moteurxxxx.LST contenant toutes les grandeurs 
exploitées. 

Résumé des opérations permettant la simulation automatique par FLUX2D d’un moteur-roue 
synchrone sans balais à structure inversée. 

 Nous avons résumé l’ensemble des opérations qui viennent d’être décrites dans l’organigramme de 
la figure 161. Remarquons que toutes les simulations décrites sur cet organigramme doivent être 
réalisées autant de fois que l’on considère de températures moyennes d’aimants différentes. On 
comprend donc bien que l’objectif, encore une fois, est de libérer le concepteur de taches répétitives et 
sans intérêt : toutes les simulations sont effectuées en temps masqué. 
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PARAMETRE.TXT

(fichier contenent tous les
paramètres du moteur

dimensionné par PASCOSMA)

REFERENCE.GEO

REFERENCE.PHY

REF_VIDE.EXP

REF_CHARGE.EXP

(fichiers de commande génériques
valable pour tous les moteurs-roue

ayant la stucture considérée
dans ce mémoire)

Nom_moteur.GEO

Nom_moteurxxxx.GEO

Nom_moteur0000.EXP

Nom_moteurxxxx.EXP

(fichiers de commande
configurés pour la simulation

du moteur Nom_moteur
pour le niveau d’ampères-tours xxxx)

Création de
la géométrie et

maillage

REFERENCE.FDB

Nom_moteur.TRA

(fichier contenent une géométrie
de moteur-roue paramétrée,

servant de référence à la définition
d ’autres moteurs-roue

avec des paramètres particuliers)

Création des
propriétés
physiques

Nom_moteurxxx.TRA

Résolution

Nom_moteurxxx.FBD

Exploitation

(utilisation des différents
modules du logiciel FLUX2D)

Nom_moteurxxx.LST
 

figure 161 : organigramme décrivant les fichiers et les opérations permettant la simulation 
automatique d’un moteur-roue synchrone sans balais à structure inversée. 
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RÉSUMÉ. 

 Depuis une quinzaine d’années, le véhicule électrique est redevenu une problématique importante 
dans le domaine du génie électrique. L’objectif est maintenant de concevoir de vrais véhicules 
électriques exploitant notamment la grande souplesse de gestion de cette énergie. 
 Dans cette optique, nous nous sommes intéressé au moteur-roue car il présente plusieurs avantages, 
en particulier de compacité de la fonction motrice. Cependant la conception d’un tel système impose 
de très nombreuses contraintes. Entre autres, il faut modéliser le système dans sa globalité et réaliser 
un compromis entre la masse du moteur et son rendement afin d’optimiser l’autonomie du système. 
 La structure de moteur-roue retenue dans ce travail est un moteur synchrone à aimants permanents 
Nd-Fe-B, à structure inversée, à forces électromotrices trapézoïdales et alimenté par un onduleur de 
tension produisant des créneaux de courant, car cette structure présente à la fois un fort couple 
massique mais aussi un bon rendement. 
 Pour dimensionner ce système, nous avons proposé une procédure originale et efficace comportant 
deux phases : 

− une optimisation de structure sur la base de modèles analytiques ; 
− une validation du dimensionnement optimal à l’aide d’une analyse fine par des modèle 

numériques. 
L’approche globale (batterie, convertisseur et moteur) nécessite des modèles analytiques et 
numériques de l’ensemble du système dans les trois domaines magnétiques, électromécaniques et 
thermiques. La procédure d’optimisation utilise le logiciel Pascosma, développé par le Laboratoire 
d’Electrotechnique de Grenoble, pour programmer automatiquement un logiciel de dimensionnement 
du moteur-roue modélisé. 
 Les modèles ont été validés sur des moteurs de puissances 30 kW et 200 W et la méthodologie de 
conception a permis l’amélioration d’un moteur d’assistance au pédalage intégré dans le moyeu d’une 
roue de vélo, nous avons pu diminuer la masse du moteur de près de 50 % tout en améliorant son 
rendement de trois points. 

Mots clés : dimensionnement par optimisation ; méthodologie de conception ; modélisation 
analytique ;modélisation multi-physiques ; moteur brushless ; moteur-roue ; véhicule électrique. 


