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RESUME –Cette contribution présente la modélisation d’une 

machine spéciale en vue de son dimensionnement. Il s’agit d’une 
machine à commutation de flux à double excitation, où le bobinage 
d’excitation est global et de forme annulaire, sans têtes de bobines. 
Après la présentation de la structure de cette machine, un modèle 
basé sur la méthode des circuits de réluctances est présenté et est 
validé par rapport aux résultats issus d’un modèle éléments finis 
3D. Disposant d’un prototype, les résultats issus de ces deux 
modèles seront comparés à des mesures expérimentales. Le modèle 
réluctant est par la suite exploité pour le dimensionnement de cette 
topologie pour une application générateur DC sur redresseur à 
diode fonctionnant à vitesse variable et devant disposer d’une 
faible tension rémanente à haute vitesse pour des raisons de sureté 
de fonctionnement. 

Mots-clés—Double excitation, commutation de flux, 
dimensionnement, bobinage global, prototype. 

1. INTRODUCTION 
Les machines à commutation de flux font partie de la famille 

des machines synchrones. L’intérêt grandissant qu’on leur porte 
est lié à leur structure qui présente plusieurs avantages. En effet, 
ces machines ont une partie mobile complètement passive, dans 
le sens où elle ne contient pas de sources de flux magnétique. 
Leur rotor est similaire à celui des machines à réluctance 
variable à double saillance. Ceci confère au rotor une robustesse 
mécanique permettant des fonctionnements à hautes vitesses. Si 
le rotor est complètement passif, les sources de flux magnétique, 
c.-à-d., aimants permanents et/ou bobinage inducteur, ainsi que 
les enroulements de l’induit, se trouvent tous au stator. Cette 
configuration permet une évacuation plus facile des pertes, et 
donc un refroidissement plus performant. Il en résulte une plus 
grande stabilité des performances sur de larges plages de 
fonctionnement. Afin de réduire la quantité d’aimants 
permanents utilisés et d’améliorer les capacités de contrôles de 
ces machines synchrones, différentes topologies ont été 
proposées en se basant sur une hybridation des sources 
d’excitation [1 - 9] : aimants permanents et bobinage 
d’excitation. Ainsi plusieurs topologies de machines à 
commutation de flux à double excitation ont fait l’objet d’un 
nombre important d’études ces dernières années : structures 
rotatives à flux radial (Figure 1) [2-5], structures rotatives à flux 
axial (Figure 2) [6, 7], structures linéaires (Figure 3) [8, 9].  

  
[2] [3] 

 
 

[4] [5] 
Fig.1 Différentes topologies de machines à commutation de flux à double 
excitation à flux purement 2D. 

 
Fig . 2 Machine à commutation de flux à double excitation à flux axial [6] 

 
Fig. 3 Actionneur linéaire à commutation de flux à double excitation [8] 
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Fig. 5. Cross section of elementary cell: Upper Located DC winding (UL-
DCw) Structure, (b) Lower Located DC winding (LL-DCw) Structure

be wound like a phase coil and then, connected in series
while respecting the order E+ E-. It is worth mentioning that,
unlike classical HEFSM [14][13], the maximum flux-linkage
is set up by the PM field, thus only flux weakening could be
achieved. We explore only double-layer configurations in this
paper. Also, the outer diameter of the machine is inevitably
increased due to the DC coils. Nonetheless, this topology
offers a significant additional space in the radial direction,
which can be filled by:

• Rare-earth permanent magnet for high torque density

applications; or by
• Low-remanence material, like ferrite or bonded NdFeB

magnet, for a low-cost application.

IV. OPERATION PRINCIPLE

Similar to the classical FSPM machine, in the HEFSM with
inner DC winding, the negative and positive maximum flux-
linkage of coil A1 occurs when a rotor pole is approximately
aligned with one of the stator teeth (Figs. 6.(a) and (b)).
Therefore, a movement of the rotor induce a bipolar flux-
linkage and hence, an alternating back-emf. As mentioned in
the literature [18], the flux-linkage seen by two-adjacent coils
of the same phase are asymmetric, however the phase flux-
linkage has a sinusoidal-like waveform.

In existing HEFS topologies, the focus on just one ele-
mentary cell is enough to understand the operating principle.
Here, the influence of current injection in the DC winding
has to be investigated considering two adjacent coils (A1 and
A2). Fig. 6 illustrates the action of DC winding on each
coil, respectively for the minimum and the maximum flux-
linkage. On this extended view of the magnetic circuit of
the UL-DCw structure, both sources flux lines are depicted,
i.e. PM flux lines in green and DC winding flux lines in red
dashed lines. Furthermore, this shematic operating diagram is
complemented by individual (coils A1 and A2) and total phase
flux-linkage waveforms with different DC excitation current
density (Fig. 7).

Considering the rotor position of Fig. 6.(a), when the flux-
linkage is minimum, the injection of DC current will introduce
a positive homopolar component in coil A1 (negative for
coil A2) enhancing the mean value of coil A1 flux-linkage
(and weakening the mean value of coil A2 flux-linkage).
Meanwhile, the PM flux of coil A2 is smoothed over since
the DC winding induces a field in opposite way of PM flux.

A 360/2.Nr-degree mechanical rotation of the rotor leads
to the configuration shown Fig. 6.(b), where the flux-linkage
of phase A is maximum. Here, the flux-linkage of coil A1 is
spread out while the one of coil A2 is straightening. Finally,
as the DC current increases, the flux-linkage variation over
an electric period decreases (See Fig. 8). Even though each
coil flux-linkage waveform is distorted, the spectra of the
sum ϕA1

+ ϕA2
, i.e. of the phase flux-linkage, reveals a low-

harmonic content,as shown in Figs. 7.(d), (e) and (f). Also,
on spectras on Figs. 7.(d), (e) and (f), it can be noted that
the homopolar component of each coil increases with the DC
excitation current. However, the total flux-linkage does not
exhibit any mean value.

In Fig. 9, the evolution of the peak phase flux-linkage
as function of the DC field current density is proposed. As
can be seen, a good flux-weakening is achieved for both
configurations. The LL-DCw structure, due to proximity of
air-gap, exhibits a greater efficiency of DC windings only for
high DC excitation current density δexc. Also, in Fig. 9 is
superimposed the evolution of the peak flux-linkage with or
without iron bridges (only for the UL-DCw topology). Indeed,
to ease manufacturing, U-shaped stator cores are linked with
an iron bridge (IB)(See Fig. 19). As expected, the PM flux is
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Fig. 1. Structure of the proposed AGFSPM disk machine. Two magnetless
rotors sandwiched between a strip-wound stator with hybrid windings.

Fig. 2. Operating principle of the AGFSPM motor. (a) Position1 at zero
ampere-turns. (b) Position 2 at zero ampere-turns. (c) Position1 at positive
ampere-turns. (d) Position 2 at positive ampere-turns.

machine has two magnetless disk rotors and a slotted stator
with two planer air gaps. The rotor has salient poles with no
flux source. The stator has a strip wound structure with slots
on both sides. There exists two set of slots in each side of the
stator one of which is larger to accommodate the dc windings
and the other is smaller to accommodate the three-phase ac
windings. DC field windings are placed inside the stator core
in a back-to-back (or toroidal) manner in order to ease the
stator manufacturing. PMs are placed in the slot openings of
the dc winding slots in a consecutive manner to help the flux
reverse the polarity as the dc winding is energized.

B. Operating Principle

One of the rotor and half of the stator at different rotor
positions with flux directions are illustrated in Fig. 2. When
the rotor pole and the stator tooth are in full alignment as
shown in Fig. 2(a), the flux is switched. Thus, the flux passing

through the air gap encircles the phase-A windings. When
there is no excitation current, some of the magnet flux passes
through the air-gap and some passes through the stator yoke
short-circuiting the magnetic circuit. If a sufficient amount of
positive dc current is applied [Fig. 2(c)], the magnetic flux
generated by the excitation current together with all of the
magnet flux will pass through the motor air gap to contribute
the energy conversion. When the rotor pole reaches at the
next stator tooth, the flux direction passing through the air
gap is reversed as illustrated in Fig. 2(b), when the stator
MMF is zero ampere-turns. Similarly, the change of the flux
direction can be also seen in Fig. 2(d) when the stator MMF is
1100 ampere-turns. Sinusoidal flux-linkage and induced EMF
are obtained with the rotor moving along one rotor pole pitch.

In hybrid-excited machines, the magnet flux and the dc field
excitation flux can form a series or parallel circuit [16], [17].
In the AGFSPM, all flux components are parallel to each other.
DC excitation flux does not flow over the magnets but closes
its path over the rotor salient poles. Therefore, there is no
demagnetization risk with dc excitation from the magnet’s
point of view. On the other hand, since the dc field excitation
flux does not pass through the magnet, the circuit reluctance
will be lower, meaning that the desired flux can be achieved
with a lower excitation current.

In addition, it has to be noted that the length of the rotor
salient poles in axial direction is optimized in order to reduce
the leakage flux components. Lower values of salient poles
result in more flux leakage.

III. INITIAL DESIGN OF THE PROPOSED

AGFSPM MOTOR

To design of the flux switching machine, the number of
stator slots and rotor poles, shape and width of the poles,
slots, and magnets are critical parameters of the AGFSPM
motor [9], [10]. Electrical output power of such disk motor
can be expressed as

Pout = 6

T

∫ T

0
e(t)i(t)d(t) (1)

Pout = 3Emax Imax. (2)

The induced voltage in phase winding

e = −N
dϕ

dθr
wr (3)

where N is the number of turns per phase and wr is the angular
velocity of the rotor. The frequency of the flux changing with
the rotor position is related to the number of rotor poles Pr

ϕ = ϕmaxCos(Prθr ) (4)

e = Nwr PrϕmaxSin(Prθr ) (5)

Emax = Nwr Pr ϕmax (6)

Emax = Nwr Pr Bg max Kd K f

×
[

π

8Ps

(
D2

o − D2
i

)
− LpmWpm

]
(7)

where Bgmax is the maximum air-gap flux density, Kd and
K f are leakage flux factor and air-gap flux density distri-
bution factor, respectively, Ps is the number of stator slots,
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Fig. 1. Configurations of the developed 6s/7p PE-HESFLM. (a) 2-D
schematic. (b) 3-D view.

Fig. 2. Flux-adjusting principles of the proposed machine under armature
coil d-axis position. (a) Flux-enhancing state. (b) Flux-weakening state.

“field-primary” should be aligned to the slots of the “armature-
primary,” otherwise hybrid-excitation cannot be realized. Com-
pared with the traditional topologies with only one primary,
the proposed topology has an additional field-primary for
accommodating the field winding, while the armature-primary
has the same layout as in conventional SFLMs. Thus, both
armature and field slot areas can be greatly increased using
the structure of partitioned-excitations. As a result, the elec-
tromagnetic performances can be effectively improved.

Fig. 2 shows the flux-adjusting principles, where parallel
connection between the PM flux and the field flux can be
observed. As is shown, when flux-enhancing field current is
fed, the field flux and the PM flux exhibit the same polarity in
the armature coil, and thus the resultant flux in the armature
coil is increased, which is called “flux-enhancing state.” On
the contrary, when flux-weakening current is applied, these two
kinds of flux are of opposite polarity in the coil, and thus the
flux is weakened in the armature coil. Hence, the resultant
armature coil flux can be changed easily by varying the
magnitude or polarity of field current, which makes the flux-
control very flexible.

Physically, the operation principles of the proposed
machines can be explained from two perspectives. Similar to
magnetically geared machines, the operation principles of the
proposed machines are based on the air-gap field modulation
by the salient secondary-poles. Alternatively, their operating
principles can also be addressed from the flux-switching
principle, which are depicted in Fig. 3. When the secondary is
at the q-axis position, the PM flux is short-circuited through
the secondary iron piece, and hence, the armature coil flux
is zero. The maximum armature coil flux is achieved after
a quarter secondary-pitch movement, which is defined as the

Fig. 3. Armature coil PM flux variation against secondary position. (a)
q-axis. (b) d-axis. (c) –q-axis. (d) –d-axis.

Fig. 4. Electromotive force (EMF) vectors and winding layouts of the
proposed machine with different slot/pole combinations. (a) 6s/4p. (b) 6s/5p.
(c) 6s/7p. (d) 6s/8p.

d-axis position. Following this, a zero armature coil flux is
reached again after another quarter secondary-pitch movement.
Finally, a negative maximum armature coil flux is attained
again after a subsequent quarter secondary-pitch movement.
It is evident that the PM flux path switches periodically
with the position of the secondary, where an electrical period
corresponds to a secondary-pitch relative movement between
the primary and the secondary. Thus, the armature coil flux
tends to be bipolar, and hence, brushless ac operation can be
applied for the proposed machine. Therefore, the electrical
angular velocity ωe can be expressed as

ωe = 2π
v

τs
(1)

where v and τs are the velocity of the mover and the
secondary-pitch, respectively.

As with flux-switching machines, the number of primary-
slot and secondary-pole is usually chosen to be close to
achieve higher winding factor. Hence, for the PE-HESFLM
with 6-primary-slot, feasible slot/pole (s/p) combinations can
be chosen as 6s/4p, 6s/5p, 6s/7p, and 6s/8p for further opti-
mizations and investigations, with the corresponding winding
layouts shown in Fig. 4. For these four machines, the key
geometric parameters are globally optimized for maximizing
the average thrust using genetic algorithm (GA). Moreover,
to make an unbiased comparison, the following conditions
should be fulfilled in the optimization process: fixed volume,
armature copper loss 30 W, and maximum field current density
J f of +15 A/mm2. After global optimization, the design
parameters of the four resultant machines are listed in Table I.

III. ELECTROMAGNETIC PERFORMANCES

For the developed machines with optimized geometric para-
meters, their electromagnetic performances, including detent
force, flux-adjusting capability, thrust–current characteristic,
losses, and flux-weakening performance, are comparatively
investigated.
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Les topologies de double excitation présentées dans les 
figures précédentes sont caractérisées par un flux magnétique 
qui circule principalement en 2D (plan < 𝑜, 𝑟, 𝜃 >). D’autres 
topologies se basent sur une circulation tridimensionnelle du 
flux de l’excitation. Ceci impose alors l’utilisation de circuits 
magnétiques caractérisés par une perméabilité relative 
importante selon les trois directions (𝑟,	𝜃⃗, 𝑧). Ce circuit 
d’excitation peut alors être disposé radialement (figure 4 - [10 -
12]) ou axialement (figure 5 – [13]). 

 

Fig. 4 Vue CAO 3D écorchée de la MSComFDEBG 

 
Fig. 5 Machine à commutation de flux à double excitation globale avec une 

circulation axiale du flux [13] 

L’avantage majeur des topologies à commutation de flux à 
bobinages annulaire réside dans l’élimination des têtes de 
bobines donc la réduction des pertes Joule du bobinage 
d’excitation. Toutefois, la complexité du circuit d’excitation 
impose le recours à des modèles éléments 3D, gourmands en 
temps de calcul et non adaptés à des procédures de 
dimensionnement optimisées. Pour y remédier, nous proposons 
dans cette contribution la modélisation par la méthode des 
schémas réluctants de la machine de la figure 4, développée au 
laboratoire SATIE [10-12]. Ce modèle réluctant permet d’avoir 
une réduction très importante du temps de calcul et sera par la 
suite exploité dans une démarche de dimensionnement par 
optimisation de la topologie étudiée pour une application de 
génération sur un bus de tension DC à travers un redresseur à 
diodes. Ce fonctionnement est rendu possible pour ces machines 
à aimants grâce à l’existence de la double excitation qui est 
exploitée pour renforcer le flux à faible vitesse et le réduire à 
haute vitesse pour maintenir une tension du bus DC constante, 
quelle que soit la vitesse de rotation.  

2. LA MACHINE A COMMUTATION DE FLUX A DOUBLE 
EXCITATION GLOBALE 

La figure 4 montre une vue CAO 3D écorchée de la machine 
à commutation de flux à double excitation à bobinage global 
(MSComFDEBG). Cette structure se distingue des autres 
structures à commutation de flux à double excitation [2], par le 

bobinage d’excitation global, qui ne nécessite pas la présence de 
têtes de bobines encombrantes et sources de pertes Joule 
supplémentaires.  

Ainsi, cette machine est composée d’une partie 
correspondant à une machine à commutation de flux à aimants 
permanents (MSComF - Figure 6) ayant 12 aimants, un 
bobinage triphasé au stator et un rotor avec 10 dents. Le circuit 
de double excitation (figure 7) est installé à la périphérie de la 
MSComF et comporte une bobine torique, la bobine de double 
excitation, alimentée en courant continu, et un système de griffes 
permettant de canaliser le flux généré par ce bobinage, de 
générer les bonnes polarités (Nord et Sud) et d’orienter ce flux 
magnétique vers les parties actives de la machine afin de 
renforcer ou d’affaiblir le flux vu par les bobinages de l’induit. 

 
 

Fig. 6 Vue CAO 3D de la partie 2D 
de la machine 

Fig. 7 Vue en coupe de la partie 
3D de la machine 

La figure 8 illustre les trois principaux trajets du flux à vide 
existants dans cette topologie de machine. Tout d’abord, les 
lignes de flux générés par les aimants permanents et qui 
traversent l’entrefer de la machine. Ces dernières sont 
principalement 2D et correspondent aux trajets conventionnels 
de la machine à commutation de flux à aimants permanents [14]. 
Les lignes de flux généré par les bobinages de double excitation 
(représenté en jaune) sont canalisées par le circuit magnétique 
massif (en bleu) jusqu’aux parties feuilletées de la machine. Ces 
deux familles de lignes de champs participent à la conversion 
d’énergie. Nous pouvons constater à travers la figure 8, qu’en 
fonction de l’alimentation de la bobine d’excitation, le flux 
généré par le bobinage d’excitation peut s’ajouter ou s’opposer 
à celui créé par les aimants permanents sans toutefois traverser 
les aimants. Ceci permet de classer ce type de double excitation 
parmi les machines à double excitation parallèles [15]. Le 
dernier trajet représenté sur cette figure est un trajet de flux 
généré par les aimants permanents et correspond à un flux de 
fuite des aimants permanents par le circuit de double excitation. 

 
Fig. 8 Principaux trajets du flux à vide dans la MSComFDEBG 

 Figure 2.8 – Induction magnétique pour un
courant d’excitation nul - position
de l’axe d

Lignes de flux dues à la 
bobine d'excitation

Lignes de flux 3D dues aux 
Aimants permanents

Lignes de flux 2D dues 
aux Aimants permanents

Figure 2.9 – Différents trajets principaux dans la
MSComFDEBG
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5

èmedu modèle complet 3 de la MSComFDEBG est donné sur la figure 2.10 dont les ex-
pressions des différentes réluctances se trouvent dans la thèse d’Agathe Dupas [Th.3].
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3. MODELISATION LA MSCOMFDEBG 

3.1. Modélisation par éléments finis 3D 
Afin de valider le principe de fonctionnement de cette 

topologie, un modèle éléments finis 3D (figure 9) a été mis en 
place et un prototype a été réalisé au laboratoire SATIE [10]–
[12]. La figure 10 montre le rotor et le stator du prototype qui a 
été réalisé. Le Tableau 1 donne quelques caractéristiques de ce 
prototype [12]. 

  

Fig. 9. Modèle éléments finis 3D du prototype. 

  

(a) Rotor à 10 dents (b) Stator en cours de bobinage 

Fig.10 Prototype étudié 

Tableau 1. Caractéristiques générales du prototype [10]-[12] 

Grandeurs Valeurs 

Nombre de phases 3 
Nombre des modules statoriques 12 
Nombre de dents rotoriques 10 
Rayon externe du rotor (mm) 45.5 
Rayon externe du stator (mm) 100 
Longueur active (mm) 30 
Entrefer (mm) 0.25 

Nombre de spires et résistance (W) par phase 184, 0.7 

Nombre de spires et résistance (W) de la bobine d’excitation 200, 2.4 

Type d’aimants permanents NdFeB 
Matériau ferromagnétique massif pour le circuit d’excitation XC18 
Masse du prototype 4.9 kg 

 

La figure 11 montre la comparaison entre simulations 
numériques et mesures expérimentales de l’évolution du flux à 
vide par spire et par bobine en fonction du courant d’excitation. 
Le bobinage de double excitation permet d’assurer une 
excursion de 218% entre la valeur minimale et maximale du flux 
à vide. Il est également important de constater que la machine 
étudiée a une meilleure capacité de renforcement du flux que de 
son affaiblissement. Cette dissymétrie peut être expliquée par 
une importante saturation dans la culasse de double excitation 
liée aux lignes de fuite des aimants présentées sur la figure 8. En 
effet, lorsque la bobine d’excitation est parcourue par un courant 
d’excitation permettant d’augmenter le flux à vide dans la 
machine, le flux de fuite des aimants et celui de la double 

excitation s’opposent et le circuit de double excitation est 
faiblement saturé. Ce phénomène s’inverse lorsque l’on cherche 
à défluxer la machine. Comme le montre la figure 11, le modèle 
éléments finis 3D permet de prédire fidèlement le comportement 
du flux à vide de la machine étudiée. Cependant, les temps de 
calculs d’un tel modèle rendent son exploitation non 
envisageable dans une démarche de calcul intensive, comme une 
optimisation. Pour remédier au problème de temps de calcul, un 
modèle réluctant a alors été développé et est présenté dans le 
paragraphe suivant. 

 
Fig. 11 Évolution du flux à vide en fonction du courant d'excitation - 
comparaison mesures - EF3D 

 
Fig. 12 Lignes de champrs pour la partie 2D 

3.2. Modélisation par schémas réluctants  
Afin d‘établir le schéma réluctant de cette topologie, 

différentes démarches peuvent être adoptées comme « les 
réseaux experts » [16] ou encore « les réseaux maillés » [17]. 
Pour la modélisation de la MSComFDEBG, nous avons adopté 
une approche hybride : un modèle maillé pour la partie 2D de la 
machine (MSComF) et une approche « schéma expert » pour la 
double excitation.  

 
Fig. 13 Schéma réluctant de la partie 2D de la MSComFDEBG 

Figure 2.12 – Flux à vide en fonction de la densité de courant de double excitation - comparaison EF3D
et modèle réluctant

Le couplage du modèle réluctant à un modèle équivalent de Park de la machine à double
excitation permet alors de déterminer les performances électromagnétiques de la machine. A
titre d’exemple, la puissance électrique générée pour une application alternateur DC (figure
2.13) peut être exprimée par l’équation 9 et la figure 2.15 montre une comparaison entre les me-
sures effectuées sur un prototype (figure 2.14) et les résultats issus du modèle semi-analytique
développé.

Figure 2.13 – Alternateur DC

PDC =
3
p

UDCFv(Iex)
Ld(Iex)

s

1 �
✓

Wb
W

◆2
(9)

avec Wb =

✓
2UDC

pFv(Iex)Nr

◆

Nr : Nombre de dents rotorique = Nombre de paires
de pôles de la machine
UDC : Tension du bus
W : Vitesse de rotation de la machine

Figure 2.14 – Photo du prototype durant sa
phase de réalisation

Figure 2.15 – Comparaison Mesures - Modèle ré-
luctant de la puissance électromagné-
tique générée en mode générateur DC
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La machine synchrone à commutation de flux à double excitation à bobinage globale est
composée de deux parties :

— Une première partie ((c) de la figure 2.5) « simple excitation » correspond à une machine
à commutation de flux à aimants permanents à 10 paires de pôles (nombre des dents
rotoriques).

— Une seconde partie « double excitation » ((b) de la figure 2.5) qui comporte la bobine de
double excitation et le circuit magnétique qui sert à canaliser et orienter le flux généré
par le bobinage d’excitation vers les parties actives pour assurer un contrôle efficace du
flux global vu par les phases statoriques.

Cette topologie de machine, malgré une saillance prononcée de son rotor, se comporte comme
une machine à pôles lisses et est caractérisée par des inductances dans l’axe direct Ld et en
quadrature Lq sensiblement égales. Ainsi, un modèle réluctant dans la position de l’axe « d »
permet d’identifier le flux à vide jv et l’inductance Ld .

La figure 2.6 montre les lignes de champs dans la partie simple excitation qui définissent
alors un certain nombre de tubes de flux pris en compte dans le schéma de la figure 2.7.

Figure 2.6 – Ligne de champ et induction ma-
gnétique dans l’axe d (pour un
courant d’induit nul)
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En effet, pour la partie 2D, la forte saillance du rotor (Figure 
12) couplé à la multitude de trajets de flux pouvant exister, 
particulièrement lorsqu’on essaye de balayer un espace 
d’exploration étendu, rend l’établissement d’un schéma expert 
très ardu et l’approche maillée permet d’apporter une solution 
plus générique (Fig. 13). Pour la partie 3D, le nombre limité de 
trajets de flux dans cette zone de la machine nous a incité à 
développer un schéma expert (Fig. 14) limitant ainsi le nombre 
de variables du système matriciel à résoudre.  

En dépit d’une forte saillance du rotor et du stator des machines 
à commutation de flux, elles sont classées parmi les machines 
lisses et leurs inductances selon l’axe direct et en quadrature sont 
identiques [12]. Ainsi un modèle réluctant a été établi dans l’axe 
direct et le mouvement relatif entre le rotor et le stator n’a pas 
été pris en compte. 

 
Fig.14 Trajet prit en compte pour la modélisation de la double excitation 

La Fig. 15 montre 1/5ème du circuit de réluctances développé 
pour modéliser la machine étudiée. Le modèle entier dans l’axe 
« d » compte 955 réluctances et 196 nœuds. Une résolution 
nodale a été adoptée pour déterminer les potentiels à chaque 
nœud du modèle réluctant. Entre deux nœuds i et j du modèle 
établi, les sources de flux Φ!,#$ et des réluctances 𝑅#$ reliant ces 
deux nœuds sont identifiées et calculées. La relation liant ces 
deux éléments au flux dans les branches est donnée par 
l’équation suivante :  

𝜙!,# + 𝜙!,$ +⋯+ 𝜙!,% +⋯+ 𝜙!,& = 0 

𝜙!,% =
𝑈% − 𝑈!
𝑅!,%

+ 𝜙',!% 
(1) 

Avec  

𝜙#,$ Le flux entre les nœuds 𝑖 et 𝑗. 

𝑈# Le potentiel au nœud 𝑖 

𝜙!,#$ L’ensemble des sources entre les nœuds 𝑖 et 𝑗. 

𝑅#$ La réluctance entre les nœuds 𝑖 et 𝑗 

 

Le système matriciel à résoudre est donné par l’équation 
suivante :  

[𝑃]𝑛𝑛	×	𝑛𝑛_1 		[Φ𝑠]𝑛𝑛	×	1 = [𝑈]𝑛𝑛	×	1 (2) 
Avec  

[𝑃]  La matrice des perméances 

[Φ!]  Matrice des flux de chaque nœud 

[𝑈]  Matrice des potentiels scalaires 

𝑛𝑛  Nombre total de nœuds du modèle. 

 

Fig. 15. 1/5ème du circuit de réluctances équivalent de la machine. 

Le comportement non linéaire des matériaux magnétiques 
est pris en compte lors de la résolution du modèle réluctant en 
adoptant une approche itérative (la méthode du point fixe), 
permettant d’adapter la perméabilité relative des parties 
saturables. Une expression analytique [12] de la caractéristique 
du matériau magnétique a également été exploitée pour accélérer 
la convergence de ce processus itératif. 

La figure 16 montre la comparaison des résultats obtenus 
après résolution du schéma réluctant complet (représentant ½ de 
la machine) et ceux issus du modèle éléments finis 3D. L’écart 
maximal constaté est de 8%.  

 

Fig. 16. Flux à vide – comparaison EF3D et modèle réluctant. 

Le Tableau 2 donne les valeurs et temps de calcul pour 
estimer le flux à vide à 𝐽%&' = 0𝐴𝑚𝑚(). Le modèle réluctant 
permet d’avoir une très bonne précision (3.7% d’écart) pour un 
temps de calcul 420 fois plus faible.   

Tableau 2. Comparaison temps de calcul pour une valeur du flux à vide 

 EF3D Mod. Réluctant 
𝜙*+#*%	(𝐽%&' = 0𝐴	/𝑚𝑚)	)  201	𝜇𝑊𝑏 208.4	𝜇𝑊𝑏 
Temps de calcul 5 min 0.77 s 
   

Le calcul de l’inductance dans l’axe d, nécessite la mise en 
place d’une stratégie particulière. En effet, les aimants 

%

Figure 2.12 – Flux à vide en fonction de la densité de courant de double excitation - comparaison EF3D
et modèle réluctant

Le couplage du modèle réluctant à un modèle équivalent de Park de la machine à double
excitation permet alors de déterminer les performances électromagnétiques de la machine. A
titre d’exemple, la puissance électrique générée pour une application alternateur DC (figure
2.13) peut être exprimée par l’équation 9 et la figure 2.15 montre une comparaison entre les me-
sures effectuées sur un prototype (figure 2.14) et les résultats issus du modèle semi-analytique
développé.

Figure 2.13 – Alternateur DC
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Figure 2.15 – Comparaison Mesures - Modèle ré-
luctant de la puissance électromagné-
tique générée en mode générateur DC

74



 

 5 

permanents affectent l’état magnétique de la machine et doivent 
être pris en compte pour la détermination de 𝐿*. Ainsi, la 
procédure qui a été suivie est la suivante : 

- Résolution du schéma réluctant en prenant en compte la 
présence des aimants permanents, pour un courant 
d’excitation donnée et pour un courant d’induit nul. Prise en 
compte de la saturation magnétique pour la résolution de 
cette configuration. 

- Les perméabilités de réluctances sont figées. 
- Élimination des sources représentant les aimants permanents 

et l’excitation bobinée. 
- Alimentation des bobines d’induit par un courant de l’axe d : 

𝐼, = 𝐼-,& , 	𝐼. = 𝐼' =	−
/!"#
)
.  Avec 𝐼-,& faible pour ne pas 

perturber l’état magnétique de la machine. 
- Calcul de l’inductance 𝐿* =

0$
/$

 
- Ce calcul est fait pour chaque valeur du courant d’excitation. 

La figure 17 montre l’évolution de l’inductance 𝐿* en 
fonction de la densité de courant de l’excitation. Le flux généré 
par le bobinage de double excitation a un impact significatif sur 
l’état magnétique de la machine, particulièrement la partie 2D, 
ce qui implique une forte diminution de l’inductance 𝐿*. La 
comparaison de ces valeurs à celles mesurées a montré des écarts 
faibles (Tableau 3) et a permis de valider le modèle réluctant. 
Tableau 3. Comparaison de 𝐿! (𝐽"# = 0𝐴/𝑚𝑚$) mesures vs Modèle réluctant  

 Mesures Mod. réluctant Ecart 
𝐿𝑑	(𝐽56 = 0)  8.7	𝑚𝐻 8.53	𝑚𝐻 1.9% 

 

Fig. 17. Évolution de 𝐿! en fonction du courant d’excitation - modèle 
réluctant. 

4. EXPLOITATION DU MODELE RELUCTANT 

4.1. Modélisation du fonctionnement générateur DC 
Dans la précédente partie de cet article, nous avons présenté 

le modèle réluctant qui a été développé et sa validation par 
rapport au modèle EF3D et/ou les mesures effectuées sur le 
prototype. Comme indiqué dans l’introduction générale, cette 
topologie sera étudiée pour un fonctionnement générateur DC 
(figure 18) avec une faible tension rémanente à haute vitesse de 
rotation. La puissance électrique fournie est alors estimée en se 
basant sur le modèle donné par l’équation (3). En effet, en 
adoptant une hypothèse du premier harmonique, il est possible 
d’exprimer la puissance en sortie de l’onduleur en fonction des 
paramètres électriques de la machine, de la tension du bus DC et 
de la vitesse de rotation. 

 

Fig. 18. Principe de l’application visée 

𝑃23 =
3
𝜋
𝑈23𝜙+(𝐼%&)
𝐿*(𝐼%&)

	N1 − O
Ω.
Ω Q

)

 

𝑎𝑣𝑒𝑐	Ω. =	 O
2𝑈23

𝜋𝜙+(𝐼%&)𝑁4
Q 

(3) 

𝑃78   Puissance électrique fournie sur le bus DC (W) 

𝑈78   Tension du bus DC (V) 

𝑁𝑟  Nombre de dents rotorique 

Ω  Vitesse de rotation (rad/s) 

La figure 19 montre la comparaison entre les résultats issus 
de ce modèle analytique couplé au schéma réluctant et ceux 
mesurés sur le prototype (𝑈23 = 300𝑉 et 𝐽%& = 5.7𝐴𝑚𝑚(). ) 
Les écarts constatés sont très faibles et ne dépassent pas 5%. 
Afin de mettre en évidence l’intérêt de cette approche de 
modélisation (420 fois plus rapide), les temps de calcul sont 
donnés dans le tableau 4.   

 

Fig. 19. Comparaison des résultats du modèle avec des mesures 
expérimentales. 

Tableau 4. Comparaison des temps de calcul -EF3D vs Modèle réluctant  

 EF 3D Modèle réluctant 
𝐿!(𝐼"#$)  1h 7.7 s 
𝜙(𝐼"#$)  1h 7.7 s 
𝑃%&,()#(𝐼"#, 𝑁)  2h 17 s 

 

La puissance DC générée en fonction du courant d’excitation 
et de la vitesse de rotation est donnée sur la figure 20. Une 
augmentation du courant d’excitation entraine le sur-fluxage de 
la machine donc la possibilité de générer à des basses vitesses de 
fonctionnement. La possibilité de défluxer la machine rend 
également possible le contrôle de la puissance générée pour une 
large plage de vitesse en dépit de l’utilisation d’un redresseur 
non contrôlé.  

Figure 2.12 – Flux à vide en fonction de la densité de courant de double excitation - comparaison EF3D
et modèle réluctant

Le couplage du modèle réluctant à un modèle équivalent de Park de la machine à double
excitation permet alors de déterminer les performances électromagnétiques de la machine. A
titre d’exemple, la puissance électrique générée pour une application alternateur DC (figure
2.13) peut être exprimée par l’équation 9 et la figure 2.15 montre une comparaison entre les me-
sures effectuées sur un prototype (figure 2.14) et les résultats issus du modèle semi-analytique
développé.
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Fig. 20. Évolution de la puissance DC (𝑈%& = 300𝑉) en fonction de la vitesse 
de rotation pour différents courants d’excitation 

4.2. Dimensionnement par optimisation de la 
MSComFDEBG pour un générateur DC à faible tension 
rémanente 

Comme indiqué au début de cet article, une des contraintes 
pouvant fortement pénaliser les solutions basées sur des 
redresseurs à diodes pour des fonctionnements à vitesses 
variables est celle liée à la tension rémanente à haute vitesse de 
rotation et/ou le courant de court-circuit dans ces conditions de 
fonctionnement. Ainsi un problème de dimensionnement par 
optimisation comportant 8 variables géométriques et le nombre 
de spires a été formulé selon le tableau 4. Ce problème a été 
étudié avec deux types différents d’aimants permanents : des 
aimants NdFeBr (𝐵4 = 1.2	𝑇) et Ferrites (𝐵4 = 0.4𝑇).  

Tableau 4. Formulation du problème d’optimisation pour la MSComFDEBG  

Objectifs 

Obj.1 Minimiser la tension à vide (𝐽"#$ = 0𝐴/𝑚𝑚*) pour N = 
12000 tr/min 

Obj.2 Maximiser le flux maximal à vide (𝐽"#$ = 12𝐴/𝑚𝑚*) 
Contraintes 

Puissance DC (à 300VDC et 12000 tr/min) > 2kW 
Volume enveloppe maximum contraint 

Rayon externe du stator (mm) 100 
Longueur active (mm) 30 
Entrefer (mm) 0.25 

Algorithme d’optimisation : MOPSO [18] 
Nombre d’individus : 400 Nombre de générations : 200 

 

Ainsi, pour chaque tirage de paramètres géométriques par 
l’algorithme d’optimisation, le flux à vide et l’inductance dans 
l’axe d sont calculées, via le modèle réluctant, en fonction de la 
densité de courant de l’excitation. Le nombre de spires de 
l’induit est déterminé pour assurer le meilleur remplissage des 
encoches en considérant un coefficient de bobinage de 40%. Une 
fois 𝜙+(𝐽%&) et 𝐿*(𝐼%&) déterminés, la puissance 𝑃23 est 
déterminée ainsi que la tension à vide (pour 𝐽%& = 0𝐴/𝑚𝑚)) 
pour une vitesse de 12000 tr/min. Les contraintes et objectifs 
sont par la suite évalués et des nouveaux paramètres sont tirés 
tant que le nombre de générations maximal n’est pas atteint. Un 
algorithme d’optimisation par essaims particulaires 
multiobjectifs sous contraintes a été exploité pour cette étude 
[18]. 

La figure 21 montre les deux fronts de Pareto obtenus. Nous 
pouvons constater que les solutions exploitant des aimants 
ferrites permettent d’assurer les niveaux de tension à vide les 
plus bas à 12000 tr/min et les machines utilisant les aimants 
NdFeBr ont le flux à vide le plus élevé. Le tableau 5 résume les 

principales caractéristiques de 6 machines sélectionnées sur les 
fronts de Pareto obtenus. Les machines avec des aimants ferrites 
permettent de générer des puissances sensiblement égales à 
celles avec des aimants terres rares, mais avec des tensions à vide 
à haute vitesse bien inférieure et des excursions de flux 
importantes. Les différentes machines obtenues sur le front ont 
la même proportion en ternes de rayon intérieur des griffes/rayon 
extérieur de la machine. La réduction de la tension rémanente 
des machines à terres rares est principalement assurée par la 
diminution des dimensions des aimants et particulièrement de 
leurs épaisseurs (selon la direction ortho radiale) augmentant 
ainsi le risque de leurs démagnétisations. Cette limitation 
n’existe pas pour les machines avec des ferrites qui ont une 
induction rémanente plus faible (Br = 0.4T). Pour la puissance 
visée pour ce cas d’étude et pour la contrainte de la tension 
rémanente à respecter, l’exploitation d’aimants permanents 
ferrites est à préconiser étant donnée l’efficacité du bobinage de 
double excitation.  

 

Fig. 21. Fronts de Pareto obtenus pour le problème d’optimisation posé .  

Tableau 5. Caractéristiques des machines sélectionnées sur les fronts de Pareto 
du problème posé  

Machine N° 1 2 3 4 5 6 

𝐿!(𝑚𝐻)	 8.4 7.9 6.1 6.6 5.8 4.4 

𝑃+,,-,()#(𝑘𝑊) 3.3 2.6 2 2.8 2.6 2 

ΔΦ./01"(𝜇𝑊𝑏) 125 290 251 246 214 159 

𝐹𝐸𝑀(𝑉)	à	𝐽"#$ = 0 94 10.8 2.4 3.6 1.4 0.2 

Masse (kg) 5.2 4.7 4.9 5 4.7 4.6 

 
Fig. 22. Machine issue des résultats de l’optimisation (Solution N°4 – aimants 
ferrites) 

5. CONCLUSIONS 
Nous avons présenté dans cet article une machine synchrone 

à commutation de flux à double excitation à bobinage global (ou 
annulaire). Comparée aux machines à commutations de flux à 
bobinages cellulaires (flux principalement 2D), cette nouvelle 
topologie permet de réduire les dimensions des têtes de bobines 
d’excitation. Cette topologie est composée d’une partie 
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feuilletée, dite « active » et une autre massive, formant un 
système de griffes, qui canalise le flux de la bobine annulaire et 
le conduit à la partie « active » de la machine. Étant donnée la 
nature fondamentalement tridimensionnelle des trajets de flux 
dans cette topologie, un modèle éléments finis 3D 
magnétostatique a été mis en place et a été validé par rapport à 
des mesures sur un prototype de 2kW de puissance. L’analyse 
des trajets de flux a permis de mettre en évidence le principe de 
fonctionnement de cette machine et d’expliquer ses limites en 
termes de réduction de flux par le bobinage d’excitation. Les 
temps de calcul constatés avec le modèle éléments finis 3D ne 
permettent pas d’envisager d’aborder des problématiques de 
dimensionnement par optimisation afin d’étudier le potentiel 
d’une telle topologie à fonctionner en génératrice DC tout en 
assurant une (très) faible tension rémanente à vide à haute 
vitesse. Un modèle réluctant 3D basé sur l’hypothèse du premier 
harmonique a alors été établi. Ce modèle composé de 955 
réluctances a été validé, via des mesures et des simulations 
élémenets finis, pour le flux à vide et l’inductance dans l’axe 
direct. Des faibles écarts, inférieurs à 10%, ont été constatés et 
un facteur de réduction supérieur à 400 a été obtenu pour le 
temps de calcul par rapport au modèle EF3D. Ce modèle 
réluctant a, par la suite, été exploité pour traiter deux problèmes 
de dimensionnement par optimisation pour deux types d’aimants 
différents (NdFeBr et Ferrites). Les solutions obtenues ont 
permis de montrer que dans le volume enveloppe du prototype 
actuel, il est possible de générer une puissance supérieure à celle 
du prototype et de réduire significativement la tension à vide à 
haute vitesse (3.6V à la place de 49V pour le prototype actuel). 
Les solutions disposant d’aimants NdFeBr permettent de 
générer une puissance supérieure à celles avec des ferrites. Ces 
dernières ont, toutefois, une excursion de flux à vide importante 
et une tension rémanente pouvant être presque nulle à haute 
vitesse de rotation sans toutefois augmenter les risques de 
démagnétisation des aimants. 
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