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Résumé : Cet article présente une méthodologie pour la créa-
tion d’une banque de cartographies de rendement d’ensembles 
convertisseurs machines synchrones à aimants permanents utilisés 
en vitesse variable. Cet outil est basé sur un pré-dimensionnement 
préalable d’une machine à partir d’un cahier des charges et de cal-
culs par éléments finis 2D du comportement de la machine pour 
plusieurs points de fonctionnement. L’outil a vocation à être utilisé 
pour le dimensionnement des systèmes hybrides destinés à la pro-
pulsion naval et l’étude des stratégies de gestion de ces systèmes.   

1. INTRODUCTION  

L’essor des systèmes de transports électriques et hybrides, 
associé à une exigence croissante en matière de performances 
énergétiques, encourage le développement d’outils avancés pour 
le dimensionnement et l’analyse des systèmes d’énergie des vé-
hicules hybrides routiers mais aussi maritimes. Ainsi, il devient 
nécessaire de définir la topologie, les dimensions du système 
d’énergie et une stratégie de gestion de l'énergie (Energy Mana-
gement System - EMS) pour répartir la distribution d'énergie 
entre les différentes sources. Les outils d’optimisation des sys-
tèmes multi-sources jouent alors un rôle crucial. Ils permettent 
notamment l’étude couplé des choix de dimensionnement et des 
stratégies de gestion [1]. Le développement de telles solutions 
nécessite un effort de réduction des outils de simulation des sys-
tèmes, en particulier par la simplification ou l'approximation de 
modèles complexes, ainsi que la maîtrise des temps de calcul. 
Aussi, lors de la conception d’outils de simulation à vocation 
énergétique, il est possible d'envisager une approche de modéli-
sation orientée vers les données. Posséder des données expéri-
mentales pour une large gamme de systèmes, tel que des carto-
graphies de rendement, sur les composants potentiels des sys-
tèmes permet alors  de simuler de manière rapide et précise les 
composants tout en assurant leur conformité et leur disponibilité 
lors de l’intégration réelle dans le système [2]. 

Un composant clef des systèmes de transport utilisant l’élec-
tricité comme vecteur d’énergie est l’ensemble convertisseur 
statique et machine électrique. Cet article se concentre sur l’éta-
blissement d’une base de données de cartographies de rende-
ment pour des entrainements à vitesse variable, appliquées à des 
machines électriques à aimants permanents à pôles lisses. Grâce 
à leur densité de puissance élevée et leur efficacité énergétique 
ces machines sont très employées dans le domaine du transport. 

Plusieurs approches méthodologiques sont utilisées dans la 
littérature pour générer ces cartographies. Les méthodes basées 

sur la modélisation par éléments finis sont particulièrement ré-
pandues, offrant une précision élevée grâce à une représentation 
détaillée des phénomènes physiques [3]. En parallèle, les mo-
dèles analytiques permettent de réduire considérablement les 
temps de calcul, bien que les nombreuses hypothèses formulées 
puissent parfois limiter leur précision [4]. Plus récemment, des 
approches basées sur l’intelligence artificielle ont émergé [5]. 
Les techniques de mises à l’échelle sont également possibles 
mais restent limitées [6], [7]. Elles permettent d’étendre des car-
tographies existantes pour des machines de références à d’autres 
niveau de puissance. Un état de l’art présentant une synthèse des 
différentes techniques et méthodologies existantes pour l’élabo-
ration de cartes de rendement est disponible dans [8]. 

Deux problèmes majeurs subsistent malgré ces avancées. La 
modélisation multi-physique des machines électriques, qui in-
clut les interactions entre phénomènes électromagnétiques, ther-
miques et mécaniques, reste une tâche complexe et sujette à de 
nombreuses approximations [9]. De plus l’accès aux données 
initiales, les dimensions internes des machines par exemple, per-
mettant les calculs par éléments finis est souvent difficile ce qui 
rend complexe l’extrapolation d’une méthode sur de larges 
gammes de puissance, de topologies et / ou d’application.  

Cet article propose une méthode de calcul conçue pour gé-
nérer des cartographies de rendement à partir d’un cahier des 
charges simplifié. Cette approche se distingue par sa capacité à 
transformer des spécifications de haut niveau (cahier des 
charges) en données exploitables pour une analyse approfondie. 
L’objectif final est de créer une base de données capable de ser-
vir aux études d’optimisation de dimensionnement pour la con-
ception dans le domaine des systèmes de propulsion maritimes 
électrique.  

Dans les sections suivantes, les fondements théoriques et mé-
thodologiques de l’approche, sa mise en œuvre, ainsi que des 
résultats obtenus dans le cadre d’exemples pratiques seront dé-
crites. La première section présentera un processus de dimen-
sionnement systématique de la machine, la seconde section don-
nera les moyens mis en œuvre pour l’évaluation des pertes de la 
machine, et enfin, dans la troisième section, nous discuterons des 
résultats proposés, de leur fiabilité et des perspectives d’amélio-
ration de la méthode.  

 

 



 

2. PRE-DIMENSIONNEMENT DE LA MACHINE 

2.1. Cahier des charges 

Un cahier des charge réduit, n’incluant que vitesse et puis-
sance nominal pour l’entrainement électrique, est considéré.  

L’objectif de l’étude est de fournir une cartographie de rende-
ment pour une machine électrique synchrone à aimant perma-
nent, son convertisseur associé et sa commande selon sa puis-
sance nominale, et sa vitesse de rotation de base. Il est à noter 
que dans le cas particulier de la propulsion maritime et contrai-
rement au cas routier, les entrainements sont peu utilisés en 
mode de défluxage. L’entraînement électrique de l’hélice re-
quiert un couple croissant avec la vitesse, notamment en raison 
de l’inertie ajoutée de l’eau mise en mouvement. Par ailleurs, 
l’usage d’un rapport de réduction fixe fait que le point de fonc-
tionnement maximal correspond systématiquement au point de 
couple maximal. Cette considération nous permet de dimension-
ner l’ensemble convertisseur machine en se basant sur les per-
formances à atteindre à son point de puissance maximum, à 
couple maximum et vitesse de base. 

Une première étape consiste en l’établissement et la détermi-
nation des variables nécessaires pour l’analyse de la machine. Le 
Tableau 1 présente l’ensemble des paramètres de la machine 
pour un exemple donné, classifié en paramètres du cahier des 
charges, paramètres globaux, paramètres relatifs au rotor, au sta-
tor ainsi que paramètres des conducteurs. Les paramètres géo-
métriques sont également illustrés sur le schéma de la machine 
Figure 1. Un encadrement des valeurs typiques est fourni pour 
les variables que les différentes équations de dimensionnement 
présenté par la suite ne permettent pas de fixer. Le choix des va-
leurs de ces paramètres relève alors d’une étude plus complexe 
basé sur l’expertise et la connaissance précise de machines simi-
laires.  

 
Figure 1 : Schéma et paramètres de la machine 

2.2. Pré-dimensionnement 

Afin de pré dimensionner la machine, conformément au ca-
hier des charges, une série d’équation régissant le fonctionne-
ment de la machine et liant les différents paramètres de dimen-
sionnement sont nécessaires. 

L'équation suivante exprime la charge linéique 𝐴௅ en fonc-
tion du courant efficace 𝐼, du nombre de conducteurs par phase 
𝑛௖/௣ et du diamètre 𝐷௔௟ . 

 

 

Tableau 1 : Paramètres pour le pré-dimensionnement d’une machine 
électrique synchrone à aimants pemament avec pour exemple une puissance 
de 540 kW pour une vitesse de base de 1500 tr/min 

Paramètres Notation 
Valeurs – 

fixés et calculée 
Cahier des charges 

Puissance nominale 𝑃 540 kW 

Vitesse de rotation de base 𝑁 1 500 tr/min 

Paramètres globaux 
Tension efficace en phase 
neutre 𝑉଴ ௡௢௠ 620 𝑽 

Fréquence d’alimentation 
maximum 𝑓௘௟௘௖ 100 𝐻𝑧 

Indution de saturation des toles 𝐵௦௔௧ 
[1,4 ; 1,5] 𝑇 

1,5 𝑇 
Diamètre d’alésage 𝐷௔௟ 𝟎, 𝟒𝟓 𝒎 

Nombre de paires de pôles 𝑝 4 

Entrefer 𝑒 
3 –  4 𝑚𝑚 

𝟑 𝒎𝒎 
Longueur d’alésage 𝐿௔௟ 1,167 𝒎 

Paramètres du stator 

Profondeur d’encoche 𝑝௘௡௖ 16 𝒎𝒎 

Epaisseur de la culasse 𝑒௖௨௟௔௦௦௘,ௌ 25 𝒎𝒎 
Largeur relative d’encoche /Pas 
d’encoche 𝛽௘ ; 𝜏௘ 𝜷𝒆 =0.44 

Epaisseur des becs 𝑒௕௘௖ 𝟑 𝒎𝒎 

Paramètres du rotor 

Epaisseur d’aimant 𝑒௔௜௠ 37 𝒎𝒎 

Epaisseur de culasse 𝑒௖௨௟௔௦௦௘,ோ 25 𝒎𝒎 
Ouverture des aimants en part 
de la largeur polaire 𝛽 0.667 

Induction rémanente aimant 𝐵௥ tel que  
𝐵௔௜௠௔௡௧ = 𝜇଴. 𝐻 + 𝐵௥ 

≅  1,2 𝑇 
𝟏, 𝟐 𝑻 

Pourcentage d’induction 
rémanente 𝑋 

[0,4 ; 0,7] 
𝟎, 𝟓𝟓 

Paramètres des conducteurs 
Nombre de conducteur par 
phase 

𝑛௖/௣ 29 

Densité de courant dans un 
conducteur (valeur efficace) 𝐽௖௢௡ௗ 

[3.10଺ ; 7.10଺]𝐴/𝑚ଶ 
𝟒. 𝟏𝟎𝟔 𝑨/𝒎𝟐 

Taux de remplissage d’encoche 𝑘௥ 𝟎, 𝟓 

Charge linéïque 𝐴௅ 
[12.10ଷ ; 60.10ଷ]𝐴/𝑚 

𝟏𝟖. 𝟏𝟎𝟑𝑨/𝒎 
Nombre d’encoches par pole et 
par phase  

𝑆௣௣ 1 

 

𝐴௅ =
∑ 𝑛௖/௣. 𝐼

𝜋. 𝐷௔௟

  ൬=
3. 𝑛௖/௣. 𝐼

𝜋. 𝐷௔௟

  en triphasé൰ (1) 

L’équation de couple 𝐶 =
ଷா

ஐ
𝐼. cos(𝜓) est développée en 

considérant la tension induite dans un conducteur 𝑒௖௢௡ௗ = 𝑣 ∧
𝐵 . 𝐿௔௟  ; et en considérant 𝐵ଵ l’amplitude du premier harmonique 
de l’induction à vide 𝐵 et 𝑉௔௟ = 𝜋𝐷௔௟

ଶ 𝐿௔௟/4 le volume d’alésage 
on obtient :  

𝐶 = √2. 𝑉௔௟ . 𝐵ଵ. 𝐴௅ (2) 

𝐵ଵ est déterminé en appliquant plusieurs hypothèses : 

- l’effet de courbure est négligé (Figure 3) ; 
- la machine n’est pas alimentée (induction à vide) ; 
- la perméabilité dans les culasses est infinie (𝐻 = 0) ; 
- l'induction est radiale dans l'entrefer et dans l'aimant  
- l’induction est supposée constante dans l’entrefer  et 

dans l’aimant 𝐵 = 𝐵௥ pour une position angulaire 𝜃 
donné ; 

Ainsi, le théorème d’Ampère donne :  



 

2. 𝐻௔௜௠ . 𝑒௔௜௠ + 2. 𝐻௘ . 𝑒 = 0 (3) 

Comme 𝐻௘ =
஻ത

ఓబ
 et  𝐻௔௜௠ =

஻തି஻ೝ

ఓబ
, alors on peut en déduire 

l’équation suivante reliant l’épaisseur des aimants, l’épais-
seur de l’entrefer et la valeur relative de l’induction à vide 
maximum dans l’entrefer en pourcentage d’induction réma-
nente 𝑋 = 𝐵୫ୟ୶/𝐵௥  :  

𝑒௔௜௠ =
𝑋. 𝑒

1 − 𝑋
(4) 

En accord avec les hypothèses énoncés ci-dessus, la forme 
d’onde de cette induction à vide se représente sous la forme 

d’une fonction créneaux symétrique de période 
ଶగ

௣
 et de lar-

geur 
ఉగ

௣
 tel que présenté Figure 2, donc : 

𝐵ଵ =
2

2𝜋/𝑝
න 𝐵(𝜃) cos(𝑝𝜃) 𝑑𝜃

గ/௣

ିగ/௣

=
4

𝜋
. 𝐵ത. sin ൬

𝛽𝜋

2
൰ (5) 

 

Figure 2 : Amplitude du champ magnétique 

L’équation de couple peut alors s’exprimer en fonction des di-
mensions :  

𝐶 =
ଷ.√ଶ

గ
. 𝐷௔௟ . 𝐿௔௟ .

஻ೝ.௘ೌ೔೘

௘ೌ೔೘ା௘
 . 𝑠𝑖𝑛 ቀ

ఉగ

ଶ
ቁ . 𝑛௖/௣. 𝐼 (6)  

  
Figure 3 : Flux dans la machine 

On considère ensuite que le flux crée par un pôle de l’aimant 
se réparti équitablement entre les deux pole adjacent. On peut 
donc écrire le flux dans les culasses comme suit : 

𝜙௣ = 𝛽௘ .
𝛽𝜋

𝑝
 .

𝐷௔௟𝐿௔௟

2
(7) 

On fait l’hypothèse que le maximum de flux est atteint pour 
une stratégie de type MTPA (maximum de couple par ampère). 
Les champs créés par les aimants du rotor et les courants du sta-
tor sont alors en quadrature. Dans ce cas, on peut supposer que 
l’induction créée par les aimants va être liée à l’induction maxi-
male dans les culasses et les dents. On considère (Figure 3) que 
la section traversée par le flux rotorique au niveau de la culasse 
est  𝑆௖௨௟௔௦௦௘ = 𝑒௖௨௟௔௦௦௘  . 𝐿௔௟. S’il n’y a pas de fuites, alors le flux 

dans chacune des culasses est  
థ೛

ଶ
, donc l’épaisseur des culasses, 

statorique et rotorique doit respecter le minimum suivant :  

𝑒௖௨௟௔௦௦௘೘೔೙
=

𝛽𝜋𝐷௔௟

𝑝
 .

𝑋𝐵௥

𝐵௦௔௧

 

L’objectif, est en pratique, de minimiser les épaisseurs de cu-
lasse pour des critères de masse d’encombrement et de coût. Les 
paramètres sur lesquelles il est possible de jouer sont alors 𝑝௠௔௫  
et  𝐵௦௔௧. Des considérations mécaniques peuvent néanmoins né-
cessiter l’épaississement des culasses. 

On considère une configuration instantanée de la machine 
telle qu’un pas d’encoche, entre deux centres d’encoches,  𝜏௘  est 
en face de l’aimant et que le flux est totalement concentré sur la 
dent centrale. Alors :  

𝜙ఛ೐
= 𝑋. 𝐵௥ . 𝑆ఛ೐

= 𝜙ௗ௘௡௧ = 𝐵௦௔௧ . 𝑆ௗ௘௡௧ (8) 

La surface totale d’un pas d’encoche est 𝑆ఛ೐
= 𝜏௘ . 𝐷௔௟ . 𝐿௔௟  

tandis que la surface de la dent est 𝑆ௗ௘௡௧ = 𝛽௘ . 𝑆ఛ೐
. On peut donc 

en déduire la relation suivante donnant un minimum pour le rap-
port entre la largeur de dent et le pas d’encoche 𝛽௘ :  

𝛽௘೘೔೙
=

𝑋. 𝐵௥

𝐵௦௔௧

(9) 

Pour ce qui est de la thermique, on considère que la chaleur 
est évacuée par l’extérieur par convection avec un coefficient de 
convection ℎ équivalent qui dépend du mode de refroidissement. 
On considère que cette résistance thermique liée à la convection 
est la résistance thermique principale. Au premier ordre on con-
sidère également que les pertes fers sont négligeables par rapport 
aux pertes fers au point le plus contraint thermiquement. 
L’échauffement Δ𝑇 au niveau de la surface d’échange de la ma-
chine peut alors s’exprimer par (11),  𝜌 étant la résistivité des 
conducteurs.  

𝑃௃௢௨௟௘௦ = 3. 𝜌.
𝐿

𝑆
. 𝐼ଶ = ℎ. 𝑆௘௫௧ . Δ𝑇 (10) 

Les pertes joules décrites peuvent être écrites comme fonction 
de 𝐴௅ et 𝐽௖௢௡ௗ, en employant notamment l’équation (12) ; ce qui 
conduit à :  

𝐴௅ . 𝐽௖௢௡ௗ =
ℎ. Δ𝑇

𝜌
.

𝑆௘௫௧

𝜋. 𝐷௔௟ . 𝐿௔௟

 (11) 

Ainsi les contraintes thermiques peuvent être prises en compte 
au premier ordre en réglant les paramètres 𝐴௅ et 𝐽௖௢௡ௗ des con-
ducteurs. Une fois ces paramètres fixés (un ordre de grandeur 
pour chacun est disponible Tableau 1), l’équation 14 permet de 
déterminer la profondeur des encoches : 

3. 𝑛௖/௣. 𝐼 = 𝐴௅ . 𝜋. 𝐷௔௟ = 𝐽௖௢௡ௗ . 𝑆௖௨௜௩௥௘ = 𝐽. 𝑆௖௢௡ௗ ௧௢௧ . 𝑘௥ (12) 

Avec 𝑆௖௢௡ௗ ௧௢௧ la section totale des encoches ; soit selon les pa-
ramètres  décrits au Tableau 1 et en Figure 1 𝑆௖௢௡ௗ ௧௢௧ =
𝑝௘௡௖ . 𝜋. 𝐷௔௟ . (1 − 𝛽௘) donc :  

𝑝௘௡௖ =
𝐴௅

𝑘௥(1 − 𝛽௘)
(13) 

On recherche ensuite le nombre de conducteurs par phase 
permettant d’atteindre une tension à vide (FEM) de 𝑉଴ ௡௢௠ (va-
leur efficace de la tension phase neutre) à la vitesse nominale 
Ω =

ଶ஠

଺଴
𝑁. Les tensions valent : 

𝑒(𝑡) = 𝑛௖/௣.
𝐷௔௟

2
. 𝐿௔௟ . 𝐵ఏ. Ω   

𝑎

𝑎
 

 

⟺  𝑒௙ ௢௡ௗ(𝑡) = 𝑛௖/௣.
𝐷௔௟

2
. 𝐿௔௟ . Ω. 𝐵ଵ cos(𝜔𝑡)

⟺  𝑉଴ ௡௢௠ =
𝑛௖/௣.

஽ೌ೗

ଶ
. 𝐿௔௟ . Ω. 𝐵ଵ

√2

(14) 



 

Donc,  

𝑛௖/௣ =
𝑉଴ ௡௢௠. 𝜋. √2

𝐷𝑎𝑙

2
. 𝐿𝑎𝑙. Ω. 4. 𝐵௥ sin ቀ

ఉగ

ଶ
ቁ

   =     
𝐸√2

𝐷𝑎𝑙

2
. 𝐿𝑎𝑙𝐵ଵ

(15) 

Enfin, le nombre de paires de pôles maximum est fonction 
de la fréquence électrique maximale et de la vitesse de rotation. 
En pratique ce nombre maximum sera quasiment toujours 
choisi. 

𝑝௠௔௫ =
60𝑓௠௔௫

𝑁
(16) 

L’ensemble des équations listées ci-dessus ainsi qu’une ap-
proximation de certains paramètres présentés au Tableau 1 per-
mettent de déterminer la géométrie d’une machine répondant, a 
priori, au cahier des charges. Les valeurs obtenues, particulier, 
pour un pré dimensionnement d’une machine d’une puissance 
nominale de 540 kW et d’une vitesse de base de 1500 tr/min sont 
disponibles dans la troisième colonne du Tableau 1. 

3. METHODOLOGIE – CALCUL DES CARACTERISTIQUES EN 

FONCTIONNEMENT DE LA MACHINE 

3.1. Commande de la machine - Alimentation en courant 

Afin de déterminer la commande de la machine, selon la stra-
tégie MTPA [10], soit l’alimentation en 𝑖ௗ  𝑖௤ , les inductances 
directe 𝐿ௗ, quadratique 𝐿௤ et le coefficient de flux 𝜙 sont néces-
saires. 

Les inductances directes et quadratiques sont, pour ce type 
de machines à pôles lisses, égales et valent la différence entre 
l’inductance propre 𝐿௫௫ d’une phase et l’inductance mutuelle 
𝑀௫௬. Ainsi :  

𝐿ௗ = 𝐿௤ = 𝐿௫௫ − 𝑀௫௬ (17) 

Un calcul élément finis en position neutre, avec les aimants 
neutralisés et un courant unitaire permet l’obtention de ces para-
mètres. Pour la machine étudiée comme exemple on a  
𝐿ௗ = 𝐿௤ = 0.010 𝐻. 

De même, le coefficient de flux recherché est égale à la FEM 
de la machine tournant à 1 𝑟𝑎𝑑/𝑠. Une série de calcul éléments 
finis en faisant tourner le rotor d’un pas d’angle défini permet 
d’évaluer ce coefficient de flux. Pour la machine étudiée, 
 𝜙 = 3.2817 Wb. 

Ainsi, pour chaque point de fonctionnement (𝑇, Ω) de la ma-
chine, les courant 𝑖ௗ et 𝑖௤  de sa commande vectorielle peuvent 
être calculés selon la stratégie MTPA. Ces calculs sont explicités 
dans [11]. 

A partir des courants 𝑖ௗ et 𝑖௤ , l’alimentation de chaque phase 
est déduite comme suit :  

ቊ
𝑖ௗ = 𝐼√2. cos(𝛹)

𝑖௤ = 𝐼√2. sin(𝛹)
    →    𝐶𝑎𝑙𝑐𝑢𝑙 𝑑𝑒 𝐼 𝑒𝑡 Ψ 

→   

⎩
⎪
⎨

⎪
⎧𝐼௔ = 𝐼√2. 𝑐𝑜 𝑠(𝜃௘ − 𝛹)

𝐼௕ = 𝐼√2. cos ൬𝜃௘ −
2𝜋

3
− 𝛹൰

𝐼௖ = 𝐼√2. cos ൬𝜃௘ −
4𝜋

3
− 𝛹൰

(18) 

La connaissance de l’alimentation de la machine pour 
chaque point de fonctionnement (𝑇, 𝛺) permet d’effectuer un 
calcul par éléments finis de chaque cas. Les niveaux de champ 

magnétique, requis pour l’évaluation des pertes fer, peuvent 
ainsi être déterminés. 

3.2. Modélisation thermique 

Une modélisation thermique est nécessaire afin d’évaluer les 
pertes cuivre ; notamment, la température des conducteurs per-
met de calculer avec précision leur résistance électrique. 

Un modèle simple d’ordre 0 est développé : nous considé-
rons un régime thermique statique ; la courbure de la machine 
est encore négligée ; le problème est vu comme un problème de 
de mur infini avec d’un côté les conducteurs associés à une 
source de puissance, et de l’autre l’air ambiant. On suppose ainsi 
l’existence d’une résistance thermique équivalente 𝑅௧௛ ௘௤  unique 
liant la température des conducteurs 𝑇௖௢௡ௗ  à la température am-
biante 𝑇௔௠௕ . Le circuit thermique équivalent est illustré en Fi-
gure 4. 

 
Figure 4 : Circuit thermique équivalent 

Ainsi :  

1

𝑅௧௛ ௘௤

. (𝑻𝒄𝒐𝒏𝒅 − 𝑇௔௠௕) = 𝑅௘௟௘௖(𝑻𝒄𝒐𝒏𝒅). 𝐼ଶ = 𝑃 (19) 

𝑅௧௛ ௘௤  est réglé tel que, en régime statique, à puissance maxi-
male, les isolants sont à leur température critique. L’équation 
permet alors de calculer itérativement la valeur de 𝑅௧௛ ௘௤  qui cor-
respond aux hypothèses sur le point le plus critique du système. 
Les isolants de classe F considérés ici permettent un échauffe-
ment maximal de 115°C et une température ambiante maximale 
de 40°C ; leur température critique est 155°C. Une fois la valeur 
de 𝑅௧௛ ௘௤  réglée, l’équation ci-dessus est utilisée pour déterminer 
la température des conducteurs pour un point de fonctionnement 
donné, caractérisé par une intensité du courant électrique 𝐼, ainsi 
qu’en conservant une température ambiante égale à 20°C, par 
exemple.  

Les résultats de cette modélisation thermique, la température 
des conducteurs, pour la machine étudiée sont illustrés Figure 5. 
La phénoménologie est respectée tant qualitativement que quan-
titativement. Il est à noter que le caractère statique de cette mo-
délisation restreint largement le domaine de validité du modèle 
et donc de toute la cartographie de rendement : celle-ci repré-
sente un ensemble de point de fonctionnement en régime stabi-
lisé. 

 
Figure 5 : Résultats, température des conducteurs pour chaque points de 

fonctionnements 



 

 

3.3. Méthodologie 

Un schéma méthodologique est présenté à la Figure 6. Tout 
d’abord un pré-dimensionnement de la machine pour le cahier 
des charges est effectué grâce aux équations et hypothèses dé-
crites précédemment. Les points de fonctionnement de la ma-
chine sont ensuite discrétisés.  Pour chaque point de fonctionne-
ment considéré, l’alimentation est déterminée en utilisant une 
stratégie de type couple maximum par Ampère (MTPA). 
Chaque point est alors simulé avec un calcul par élément finis en 
magnétostatique 2D. Les niveaux d’induction dans les parties 
ferromagnétiques (culasses, dents) sont alors sauvegardés et uti-
lisés pour le calcul des pertes discuté dans la partie suivante. Une 
modélisation thermique basique de la machine permet de calcu-
ler la température des conducteurs et donc leur résistance élec-
trique pour chaque point. Les pertes cuivre sont alors connues. 
Les pertes mécaniques de la machine, ainsi que les pertes par 
commutation et conduction des interrupteurs de l’onduleur [12] 
sont de plus calculés et intégrées pour l’élaboration de la carte 
de rendement de l’entrainement électrique.  

4. MODELISATION DES PERTES 

4.1. Pertes de la machine 

Les pertes fer (21), les pertes Joules (22) et les pertes méca-
niques (23) sont alors évaluées comme suit [13], [14] :  

𝑃௙௘௥ = 𝑃ி௘଴ . ൬
𝐵ி௘

𝐵ி௘

൰
௔

. ൬
𝑓

𝑓଴

൰
௕

. (𝑀ௗ௘௡௧ + 𝑀௖௨௟௔௦௦௘) (20) 

𝑃௃௢௨௟௘௦ = 3. 𝑅௘௟௘௖(𝑇௖௢௡ௗ). 𝐼ଶ (21) 

𝑃௠௘௖௔ = 0,8 . Ω . ൬
𝐷௔௟

0.282
൰

ଶ

(22) 

Le modèle utilisé pour calculer les pertes mécaniques est ex-
trapolé à partir de mesures effectuées sur la machine de la 
Toyota Prius [14], d’une puissance nominale potentiellement 
bien inférieure à celles des machines considérées dans cette 
étude. L’utilisation de ce modèle est discutable. Cependant, la 
méthode reflète bien la phénoménologie observée et permet une 
mise à l’échelle des pertes en fonction de la taille de la machine. 
De plus, ces pertes représentent moins de 5 % des pertes totales 

à vitesse relativement faible, c’est-à-dire sur les points de fonc-
tionnement utilisés en pratique.  

4.2. Pertes de l’onduleur 

Les pertes de l’onduleur sont également prises en compte 
afin de l’englober de l’englober dans la cartographie finale. Ces 
pertes sont relativement bien connues. Le modèle utilisé dans est 
présenté [12], [15], il repose sur les hypothèses suivantes :  

- les pertes par conduction à l'état bloqué, les pertes par com-
mutation vers l'état passant de la diode et les pertes au ni-
veau de la commande de l'IGBT sont négligées ;  

- les températures de jonction restent constantes durant la pé-
riode du signal modulant ;  

- la fréquence de commutation est suffisamment grande de-
vant celle du signal modulant ;  

- les ondulations de courant dues à la commutation sont né-
gligées, le courant dans la phase alimentée par le bras 
d'onduleur est considéré comme purement sinusoïdale. 

Les pertes par commutation et par conduction des éléments 
diode et IGBT sont calculées et sommées. Les données néces-
saires aux calculs sont disponibles sur divers sites de construc-
teur. La Figure 7 ci-après montre l’unique cartographie de pertes 
d’onduleur (en p.u.) considérée et mise à l’échelle selon la ma-
chine étudiée. 

 
Figure 7 : Cartographie de rendement onduleur 

5. RESULTATS 

La cartographie obtenue pour l’entrainement étudiée et illus-
tré en Figure 8. 

 

Figure 6 : Schéma méthodologique 



 

 

Figure 8 : Cartographie de rendement et carte de champ de l’ensemble 
machine convertisseur étudié 

 La méthode présentée permet ainsi de constituer une base de 
données, pour une application navale, regroupant plusieurs en-
traînements électriques. 108 entrainements ont ainsi été déve-
loppés, couvrant 27 puissances nominales allant de 120 kW à 
1,8 MW pour que 4 vitesses base : 900, 1500, 2000 et 2500 
tr/min.  

 
Figure 9 : Rendement maximal des entrainements électrique 

On observe ainsi, sur la Figure 9, une augmentation du ren-
dement maximal avec la puissance nominale des machines. Les 
cartographies des différentes machines ne sont pas semblables, 
les plages de meilleur rendement diffèrent d’une machine à 
l’autre malgré le même processus de dimensionnement utilisé 
pour chacune. Les résultats sont cohérents par rapport aux car-
tographies disponibles dans la littérature. 

6. CONCLUSION  

A des fins de conception optimale de systèmes de propulsion 
hybrides, cet article présente une méthodologie d’établissement 
de cartographie de rendement d’ensemble convertisseurs ma-
chines. La méthodologie couple un pré dimensionnement sur un 
cahier des charges, une estimation des pertes de la machine et du 
convertisseur pour différents régimes et des aspects thermiques. 
Ceci permet de générer rapidement une banque de cartographies 
cohérentes qui peuvent être utilisées pour la conception d’un 
système hybride de véhicule et de sa stratégie de gestion.  

Ces travaux reposent sur de multiples hypothèses simplifica-
trices qu’il convient de vérifier. Les résultats sont qualitative-
ment cohérents mais pourraient être sans doute améliorés au ni-
veau des résultats quantitatifs. Ainsi il est possible d’affiner le 
processus de dimensionnement en incluant des hypothèses 
moins strictes et des modèles plus précis.  Un processus itératif 

permettant de vérifier le respect du cahier des charges et d’ajus-
ter ci besoin les dimensions pour la machine dimensionnée doit 
être inclus dans la méthode ; les modélisations de pertes et ther-
mique doivent être améliorées ; les cartographies résultantes de-
vront aussi faire l’objet d’une validation expérimentale. De plus, 
une étude prospective est nécessaire afin d’établir un lien entre 
les valeurs dimensionnantes choisis et des machines existantes 
dans l’industrie. 
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