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Introduction générale

Les préoccupations environnementales sont, de nos jours au cœur des débats au sein de notre
société. En ce qui concerne l’industrie automobile, même si les véhicules hybrides et électriques
se développent rapidement, ils n’en restent pas moins émetteurs de CO2 de façon indirecte ;
de plus, le développement de ces nouvelles technologies implique des contraintes jusque là peu
existantes, comme le recyclage de composants polluants tels que les batteries ou des composants
d’électronique de puissance. L’utilisation de motorisation thermique reste encore de nos jours
un bon compromis étant donné leur coût abordable à l’achat ainsi que les progrès en terme de
réduction de la consommation des véhicules. D’après [ADE11], leur consommation a diminué
de 35% entre 1995 et 2010 passant de 7, 5 à 5, 5 l / 100 km pour les motorisations Essence et de
6.6 à 4.9 pour les Diesel.

FIGURE 1 – Évolution de la consommation moyenne des véhicules neufs vendus en France [ADE11].

Le développement du système « Stop-Start » ou « micro-hybride » s’inscrit dans ce contexte
de réduction des émissions polluantes et de la consommation des véhicules thermiques. Il
consiste à couper le moteur thermique lorsqu’il n’est pas sollicité par l’utilisateur (au feu rouge
ou lors de bouchons par exemple) ; on considère que le véhicule est à l’arrêt 35% du temps
en conduite urbaine [Val]. Ce système permet donc de réduire les émissions polluantes mais
également le bruit et les vibrations. Il est d’autant plus efficace que la population urbaine ne
cesse de croître, et avec elle, les difficultés à circuler en ville.

Cette nouvelle fonctionnalité n’est pas neutre pour le système de démarreur puisque l’on
considère communément que sa sollicitation augmente d’un facteur 15 passant de 30 000 cycles
pour un véhicule standard à plus de 450 000 cycles pour un véhicule micro-hybride durant
toute sa durée de vie. Le démarreur, organe de conversion électromécanique, doit donc prendre
en compte dans son dimensionnement cette fonctionnalité supplémentaire de redémarrage du
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moteur thermique (à chaud), en plus du démarrage « classique » lorsque le moteur thermique est
froid (démarrage manuel à la clé ou avec une carte pour certains véhicules). Ces sollicitations
supplémentaires ont également une incidence sur la source d’énergie qui est une batterie 12 V
dont on craint l’usure prématurée notamment à cause des appels de courants trop importants et
trop fréquents.

Le moteur électrique étudié servant à démarrer (ou redémarrer) le moteur thermique est une
machine à courant continu à excitation série alimenté par une source continue 12 V (batterie élec-
trochimique). Le choix de cette structure est principalement lié à son faible coût de production
et à la quasi-absence d’électronique ; c’est ce qui fait également sa robustesse et sa fiabilité. Ce
type de structure est parmi les plus anciennes à avoir été utilisée industriellement avec la machine
de Gramme en 1871. Dans cet induit, seuls les conducteurs extérieurs au tore ferromagnétique
sont actifs ; il faut attendre 1873 pour voir apparaître le premier bobinage en tambour où tous
les conducteurs de l’induit sont ramenés sur la périphérie et deviennent donc actifs. Depuis, leur
structure n’ont guère évolué au fil des années. Cependant, les phénomènes de commutation mé-
canique font de cette machine une des plus complexe à étudier. En ce qui concerne le démarreur,
le fonctionnement sous une tension faible de 12 V et le besoin d’une puissance mécanique de
l’ordre 2 kW fait intervenir des courants de plusieurs centaines d’ampères à commuter dans un
volume restreint. Autrefois, le « réglage » de la commutation se faisait de façon empirique en
observant les arcs au collecteur ; aujourd’hui, les techniques numériques modernes permettent
de modéliser finement ce phénomène afin de réduire son effet néfaste sur l’usure du démarreur.
En effet, l’arc électrique en fin de commutation dégrade le système balais-collecteur par électro-
érosion.

La contrainte d’encombrement est également un aspect de dimensionnement important du
démarreur. La puissance et le couple volumique doivent sans cesse être améliorés afin de mini-
miser l’encombrement du dispositif et pour des applications de plus en plus contraintes.

Ainsi, une part importante de cette thèse traite de l’étude de la commutation, par des
modèles transitoires avec circuit couplé et par la mesure, dans le but de mieux concevoir les
futurs appareils (réduction de l’usure associée, des émissions électromagnétiques, augmentation
du couplage électromécanique, etc) ; une seconde partie concernera la problématique liée à
l’augmentation du couple volumique des démarreurs, tout en respectant un cahier des charges
fortement contraint.

Ce manuscrit est réalisé suivant 5 chapitres :

– Le premier concerne l’étude du contexte et des problématiques liées au « Stop-Start » pour
le démarreur. Le contexte s’inscrit dans une politique de réduction des émissions pol-
luantes des moteurs thermiques et de leur consommation déjà expliqué auparavant. On y
présentera les différentes problématiques ainsi que leurs interactions dont nous étudierons
les plus importantes dans la suite de la thèse.

– Le second chapitre concerne l’étude de la commutation dans les démarreurs. Le besoin
d’une puissance mécanique de l’ordre de 2 kW sous une alimentation continue de 12 V
conduit à des courants à commuter de plusieurs centaines d’ampères. De plus, le dévelop-
pement du mode « Stop-Start » impose de mieux comprendre les phénomènes mis en jeu
pour mieux réduire leurs effets néfastes (les arcs électriques en fin de commutation dé-



Introduction générale 3

gradent le système balais-collecteur). On y présentera un dispositif expérimental original
pour la mesure de la commutation dans une section de l’induit. Une partie importante sera
consacrée à l’étude (modélisation et mesure) du contact électrique balai-lame qui est un
préalable à la modélisation complète de la commutation, présenté dans le chapitre suivant.

– Le troisième chapitre est consacré aux aspects de modélisation électromagnétique du dé-
marreur. On y étudie les effets magnétiques tridimensionnels non-négligeables dans un tel
dispositif. Ces effets sont, entre autres, caractérisés grâce à une méthode originale à base
de calculs en 2-D uniquement. L’objectif est de pouvoir les intégrer correctement dans
un modèle corrigé en 2-D afin d’y appliquer des méthodes d’optimisation (ce travail est
réalisé dans le chapitre 5), difficilement envisageable avec un modèle par éléments finis en
3-D. Nous étudierons également les pertes fer puisque nous verrons qu’il s’agit des seules
pertes que l’on peut réduire sans induire de conséquences néfastes sur d’autres critères.
Là aussi, des résultats issus de modèles numériques seront comparées à des mesures avec
un dispositif expérimental original. Enfin, une grosse partie de ce chapitre concernera la
modélisation de la commutation : deux modèles y seront présentés et on discutera de leurs
avantages et inconvénients face à des résultats de mesures.

– Le quatrième chapitre verra l’introduction de méthodes d’optimisation pour traiter des
problèmes en génie électrique sous contraintes avec l’utilisation de « Boîte Noire », no-
tamment pour le calcul du couple électromagnétique. Ce type de problème fait partie de la
programmation non-linéaire à variables mixtes (MINLP) sous contraintes. On cherchera
les méthodes les plus adaptées à notre étude, c’est-à-dire celles qui permettent une conver-
gence rapide vers un optimum proche du global. Ces méthodes seront finalement utilisées
dans le chapitre suivant sur deux cas.

– Enfin, nous utiliserons dans le cinquième chapitre les méthodes d’optimisation sous
contraintes introduites précédemment dans deux cas pratiques liés au démarreur. Il s’agit
de la conception optimale d’un dispositif externe au démarreur pour limiter l’appel de cou-
rant lors de la mise sous tension du démarreur et de la recherche d’un nouveau bobinage
d’induit pour limiter l’usure due à la commutation, tout en respectant des contraintes de
couple volumique et de puissance électrique. Dans ce dernier cas, on utilisera les différents
aspects de modélisation du démarreur introduits dans le chapitre 3 (notamment les effets
3-D et la modélisation de la commutation).
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6 Contexte et problématique de l’étude

1.1 Qu’est ce que le « Stop-Start » ou le « Micro-hybride » ?

En Europe notamment, les systèmes hybrides pour l’automobile tendent à se développer afin
de réduire les consommations et les émissions polluantes. Il existe plusieurs niveaux d’hybrida-
tion :

1. le FULL-HYBRIDE (Toyota Prius) : juste avant le véhicule entièrement électrique, il s’agit
du stade d’hybridation le plus évolué à ce jour . Un véhicule équipé d’un tel système
possède un moteur thermique classique et un moteur électrique pouvant aussi bien aider le
moteur thermique qu’entraîner seul le véhicule. De plus, ce système est réversible en ceci
qu’il permet la récupération de l’énergie lors des phases de freinage et de décélération.

2. le MILD-HYBRIDE (Honda Civic ou Insight) : c’est un stade d’hybridation intermédiaire.
Il permet non seulement de couper le moteur thermique lorsque son utilisation n’est pas
nécessaire mais encore, comme le système précédent, il permet la récupération de l’énergie
et le soutien au moteur thermique (fonction « Boost ») ; en revanche, il ne permet pas
l’entraînement du véhicule par le seul moteur électrique.

3. le MICRO-HYBRIDE ou système « Stop-Start » : ce système permet de couper le moteur
thermique lorsque le véhicule est à l’arrêt ou en phase de décélération. Ce stade d’hy-
bridation permet un gain de consommation de l’ordre de 5% en cycle mixte européen et
pouvant aller jusqu’à 25% en cycle urbain chargé d’après les données Valeo [Val]. Il tend
à devenir la norme pour tous les véhicules dans les pays européens (entre autres) soumis à
des législations de plus en plus contraignantes sur ce point.

1.1.1 Normes de réduction des émissions polluantes

Nous l’avons évoqué, l’essor des système hybrides et « Stop-Start » en particulier, est
principalement lié, en Europe, à l’évolution des normes sur les émissions polluantes. Ces
normes contraignent les constructeurs automobiles à s’adapter en développant des dispositifs
pour contrôler les rejets de gaz polluants et de particules (NOx, monoxyde de carbone, etc ...)
et en réduisant la consommation des véhicules. Ces normes européennes sont connues, par
exemple, sous le nom d’« Euro 5 », puis « Euro 6 » [Eur07] pour les véhicules légers, neufs, et
immatriculés après 2015.

En plus de ces normes au niveau européen, les États incitent souvent financièrement les
achats de véhicules neufs peu polluants avec un système de bonus/malus. Dans ce cas, c’est la
consommation du véhicule (en litres aux 100 km) ramenée en émission de CO2 par kilomètre
qui prime. L’objectif est d’inciter les constructeurs à ramener la moyenne de consommation du
parc automobile à 130 g.km−1 en 2015 puis 90 g.km−1 à l’horizon 2020.

1.1.2 Les différents systèmes « Stop-Start » développés par Valeo

Valeo est le seul équipementier automobile à proposer à ses clients deux technologies pour
réaliser le mode « Stop-Start » : l’alterno-démarreur et le démarreur renforcé.
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1.1.2.1 L’alterno-démarreur

L’alterno-démarreur est un organe électrique capable d’assurer à la fois la fonction alterna-
teur et la fonction démarrage du moteur thermique. Cette gamme se décline chez Valeo avec
la version StARS puis i-StARS ; cette dernière se distingue par l’intégration de l’électronique de
puissance à la machine électrique, ce qui lui confère un gain d’encombrement et facilite son
intégration au groupe motopropulseur. Les architectures utilisées sont des machines synchrones
à griffes renforcées par des aimants permanents associées à une électronique de puissance plus
élaborée que sur alternateur simple, l’ensemble conférant à la machine un haut rendement.

FIGURE 1.1 – Vue d’un alterno-démarreur StARS avec son électronique séparée.

1.1.2.2 Le démarreur renforcé

Valeo est un constructeur de démarreur pour les moteurs thermiques de véhicules d’une
gamme allant de 700 W à 2, 5 kW. Le moteur électrique du démarreur est une machine à courant
continu à collecteur mécanique.

Valeo propose également la fonction « Stop-Start » à l’aide d’un démarreur dit « renforcé » et
on estime que cette nouvelle fonctionnalité sollicite au moins dix fois plus le démarreur (on passe
de 30 000 démarrages pour un mode « classique » à 300 000 voir 450 000 en mode « Stop-
Start »). Son architecture de machine à courant continu à balais fait à la fois sa faiblesse et sa
force. En effet, les balais sont des pièces d’usure dont la durée de vie détermine généralement
celle du démarreur ; l’augmentation du nombre de cycles exigée pour le fonctionnement micro-
hybride doit être intégrée au dimensionnement du démarreur renforcé. A l’inverse, l’absence
d’électronique est un avantage incontestable en terme de coût et de fiabilité, ce qui explique, à
lui seul, que le démarreur renforcé soit très majoritairement utilisé sur les applications « Stop-
Start » comparativement au système stARs.

Enfin, la thermique conditionne particulièrement la conception d’un démarreur : contraire-
ment à l’alternateur (ou à l’alterno-démarreur), son fonctionnement est essentiellement transi-
toire et impulsionnel et son dimensionnement thermique n’est pas celui d’un appareil fonction-
nant en régime permanent mais bien avec une succession de régimes transitoires. L’évacuation
des calories dissipées s’avère délicate (notamment celles provenant du rotor) puisque, la plupart
du temps, un démarreur doit être étanche ce qui exclut l’utilisation d’échangeur thermique ou de
moyen de ventilation.

En plus de cela, un démarreur dédié au « Stop-Start » doit assurer un comportement amélioré
en dynamique de redémarrage à chaud (temps de réponse, bruit, etc...) et aussi moins perturber
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la tension du réseau de bord que son prédécesseur, simple démarreur, souvent défini par le seul
besoin de l’entraînement à basse température.

FIGURE 1.2 – Vue en écorché d’un démarreur renforcé.

1.2 Fonctionnement d’un démarreur

Le démarreur a pour rôle d’initier la rotation du moteur thermique en l’entraînant à une
vitesse suffisante, de manière à ce que la combustion interne puisse auto-entretenir le mouvement
(généralement au bout de quelques compressions dans les cylindres). Son fonctionnement est
donc de type impulsionnel, déclenché soit par l’automobiliste (démarreur conventionnel à clé ou
à bouton) soit par l’ordinateur de bord (fonctionnement « Stop-Start »). En dehors des instants de
fonctionnement, le démarreur doit être désolidarisé de sa charge pour éviter qu’il ne tourne à vide
et ne s’use prématurément. Il doit donc aussi être capable d’assurer une fonction d’engagement
et de désengagement vis-à-vis de sa charge, cette fonction étant réalisée par un électro-aimant.

Finalement un démarreur est composé de deux sous-ensembles aux fonctions bien distinctes :
– un moteur électrique : il s’agit d’une machine à courant continu. Son rôle est de trans-

former l’énergie électrique de la batterie en énergie mécanique disponible au niveau du
pignon engrené dans la couronne dentée du volant moteur de vilebrequin.

– un électro-aimant de contacteur : son rôle est d’assurer à la fois la fermeture du contact
électrique (pour la mise sous tension du moteur électrique) et l’engagement du pignon
dans la couronne du moteur thermique. La cinématique des pièces mobiles et la synchro-
nisation des deux fonctions sont très importantes pour éviter tout risque de fraisage de la
couronne (le pignon doit être engagé dans la couronne avant que le moteur électrique ne
tourne). Le démarreur doit également pouvoir s’arrêter en moins de 3 secondes en partant
de sa vitesse maximale, à vide, pour éviter de réengager un pignon tournant. Lorsque
le contacteur n’est plus alimenté, le pignon revient à sa position de départ grâce à des
ressorts.

Pour résumer, un cycle de démarrage est décomposable en plusieurs étapes qui mettent en
jeu à la fois le contacteur et le moteur électrique ; le schéma électrique qui schématise ce fonc-
tionnement est décrit sur la figure 1.3 :
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– étape 1 : elle débute par la fermeture du contact de clé. Dans le cas d’un démarrage
traditionnel à froid, cette étape est réalisée par l’action mécanique du conducteur ou par la
pression d’un bouton de démarrage. Dans le cas d’un redémarrage à chaud (mode « Stop-
Start »), la fermeture du contact de clé est automatiquement géré par l’ordinateur de bord.
Le circuit de clé de faible intensité alimente les deux bobinages du contacteur (le bobinage
d’appel en gros fil qui assure l’essentiel de la dynamique et le bobinage de maintient en fil
fin). Le mouvement du noyau mobile du contacteur va fermer le contact de puissance (et
permet l’alimentation du moteur électrique) et assure également le couplage mécanique du
pignon du démarreur à la couronne moteur grâce à un levier aussi appelé « fourchette ».

– étape 2 : elle correspond à la rotation du moteur électrique. Dans cette phase, seul le
bobinage de maintient est alimenté pour assurer la fermeture du contacteur, le bobinage
d’appel étant court-circuité au moment de la fermeture du contact de puissance.

– étape 3 : la clé est relâchée. Le contacteur n’est plus alimenté et des ressorts permettent
l’ouverture du contact de puissance et le désaccouplement mécanique de la charge.

FIGURE 1.3 – Fonctionnement schématique d’un démarrage.

1.3 Le démarreur intégré au système

FIGURE 1.4 – Représentation schématique d’un démarreur dans son environnement.

Lé démarreur est un dispositif électromécanique qui transforme l’énergie électrique (U, I),
fournie par une batterie, en énergie mécanique (Ω, Γ) à sa charge. Le système de transformation
de l’énergie est résumé sur le schéma de la figure 1.4. La source électrique et la charge mécanique
seront étudiés séparément dans cette section.
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1.3.1 Le démarreur et sa source

En amont du démarreur, une source de tension (batterie 12 V acide-plomb) fournit l’éner-
gie électrique pour le fonctionnement du dispositif via un câble. L’ensemble « batterie-
câble » constitue la source du démarreur.

1.3.1.1 Le câblage

Très souvent, la batterie ne peut pas être à proximité directe du démarreur dans le bloc mo-
teur. Un câble électrique permet de relier le démarreur à sa source. Il est modélisé par un système
R − L ; par la suite on utilisera les notations Rcab et Lcab pour la résistance électrique et l’in-
ductance de câblage. Très souvent, on néglige l’inductance Lcab devant celle du démarreur. En
revanche, la résistance Rcab ne peut être négligée ; c’est d’ailleurs en autre ce paramètre qui
détermine le choix de la résistance du démarreur.

1.3.1.2 La batterie électrochimique

Il existe plusieurs types de batteries électrochimiques : la batterie au plomb, la batterie
lithium-Ion et les batteries au Nickel (Ni, Ni-Cd, Ni-Mh, Ni-Fe, Ni-Zn). Toutes ces structures
sont détaillées dans [Zan10] ; l’auteur liste les avantages et les inconvénients de chacun des types
de batterie évoqué.

En ce qui concerne l’automobile, et en particulier pour l’utilisation d’un démarreur, c’est la
batterie au plomb qui est utilisée. Malgré sa faible énergie massique, elle reste la plus écono-
mique des solutions et est bien adaptée à des cycles de charge-décharge répétés.
1.3.1.2.1 Principe de l’accumulateur au plomb

Le principe de la batterie au plomb est basé sur la réaction d’oxydo-réduction qui implique
un transfert d’électron. Les électrodes d’une batterie pour automobile passent régulièrement
d’anode à cathode en fonction du mode de fonctionnement (charge ou décharge). Dans notre
étude, on s’intéresse uniquement au mode générateur de la batterie ; il y a alors oxydation à
l’anode (émission d’électrons), réduction à la cathode (absorption des électrons) et création de
sulfate de plomb PbSo4 aux électrodes comme explicité dans l’équation bilan (1.1) ci dessous :


Pb→ Pb2+ + 2 e− (oxydation à l’anode)

PbO2 + 4 H+2 e− → Pb2+ + 2 H2O (réduction à la cathode)

2 Pb2+ + 2 SO2−
4 → 2 PbSO4 (production de sulfate de plomb)

Pb+ PbO2 + 4 H+ + 2SO2−
4 → 2 H2O + 2 PbSO4

(1.1)

Gaston Planté est le premier à avoir mis en évidence le phénomène et créa en 1859 ce premier
type d’accumulateur en plongeant des électrodes au plomb dans de l’acide sulfurique. Aujour-
d’hui, les batteries au plomb utilisées dans l’automobile sont telles que illustrées sur la figure
1.5. Elles sont composées d’une mise en série de 6 éléments pour atteindre une tension à vide de
12V. Chaque élément est constitué de plusieurs plaques empilées constituant l’électrode positive
(PbO2) et l’électrode négative (Pb) et séparées par des plaques micro-poreuses qui assurent la
libre circulation des ions et l’isolation électrique entre anode et cathode.
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1.5.1: Constituants d’un élément simple 1.5.2: Vue extérieure, mise en série des
éléments simples

FIGURE 1.5 – Constituants d’une batterie au plomb.

1.3.1.2.2 État de charge SOC
L’état de charge de la batterie à l’instant t, noté SOC(t), correspond à l’énergie disponible

pour l’utilisateur ; il compte simplement les charges électriques qui entrent et sortent de la bat-
terie comme donné dans (1.2) [Urb09] à partir d’un état de charge initial, noté SOC(0). Cette
formule fait intervenir la capacité C de la batterie, en A.h, qui dépend elle même du SOC et
également du courant I ou de la température T (à faible température, la capacité diminue).

SOC(t) = SOC(0) +

t∫
0

I(τ)

C(T, I, SOC(t))
dτ (1.2)

L’état de charge a une forte influence sur les caractéristiques électriques de la batterie. Par
exemple, [But11] montre que la tension à vide diminue de façon linéaire avec l’état de charge
pour une plage allant de 20% à 100% du SOC (figure 1.6).

FIGURE 1.6 – Évolution de la tension à vide d’une batterie au plomb en fonction de l’état de charge
[But11].

L’état de charge influe également sur la dynamique électrochimique de la batterie. Enfin, une
décharge trop profonde ou des décharges régulières de plus faibles intensités sont les causes d’un
vieillissement prématuré de la batterie.
1.3.1.2.3 Modélisation électrique de la batterie

Le premier modèle, proposé sur la figure 1.7, est constitué d’une source de tension parfaite
E0 en série avec une résistance Rbat ; la tension de sortie Vbat est donc régie, en convention
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générateur, par :

Vbat = E0 −Rbat × Ibat (1.3)

FIGURE 1.7 – Modèle résistant de la batterie en convention générateur.

Ce modèle est le plus simple à mettre en œvre ; il ne prend cependant pas en compte des
effets plus complexes liés à l’état de charge (comme illustré sur la figure 1.6), de la température
ou encore de l’état de vieillissement.

[Urb09] propose un état de l’art très détaillé sur des modèles électriques de batteries. Le
modèle de Thévenin [Cha00] comporte, en plus du modèle basique, un systèmeR−C en série ; le
modèle PNGV [Cas92] permet d’introduire l’effet du SOC. Enfin, des modèles avec impédances
de Warbourg [Kuh03] permettent de prendre en compte les effets électrochimiques liés à la
diffusion des électrons.

Dans toute la thèse, on utilisera le modèle résistif simple de la figure 1.7. En effet, on consi-
dère, comme hypothèse simplificatrice, que la batterie est toujours dans son état de charge maxi-
mum (i.e. SOC = 100%) ; un démarrage ne durant que quelques secondes au maximum, l’état
de charge ne varie pas non plus au cours d’un cycle de démarrage. Cependant, la question de
l’utilisation d’un modèle plus précis se pose lors des phases transitoires : par exemple, on verra
plus tard que, lors de la mise sous tension du démarreur, un appel de courant de plusieurs cen-
taines d’ampères a lieu en quelques milisecondes seulement.

1.3.1.3 Modélisation de la source

La source comprend la batterie électrochimique et le câblage d’alimentation. Face aux hypo-
thèses simplificatrices énoncées précédemment, on utilisera les caractéristiques normalisées de
sources décrites dans le tableau 1.1 ci dessous :

TABLE 1.1 – Caractéristiques normalisées de sources.
E0(V) Rbat +Rcab(mΩ)

Source 0 11,5 10
Source 1 11,5 6,7

1.3.2 Le démarreur et sa charge mécanique

Le système mécanique étudié, présenté sur la figure 1.8, est composé de l’induit du démar-
reur, d’un réducteur interne épicycloïdal (de rapport de réduction k1), du pignon du démarreur
(comportant un faible nombre de dents) qui se translate, d’une couronne-moteur comportant un
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nombre important de dents, et d’un vilebrequin sur lequel sont disposés plusieurs pistons face à
des cylindres. Le système « pignon/couronne-moteur » présente un coefficient de réduction k2

qui est égal au rapport du nombre de dents couronne-pignon.

FIGURE 1.8 – Éléments du système en rotation : démarreur et sa charge, exemple de 4 pistons (échelle
réelle non respectée).

Le couple de charge du démarreur est imposé par le moteur à combustion. Le moteur ther-
mique doit être emmené par le démarreur à une vitesse suffisante puis entrainé pendant les pre-
mières phases de combustion du moteur thermique. Lorsque les conditions d’auto-entretien de
la combustion sont atteintes (généralement au bout de quelques cycles de compression-détente),
le démarreur est désaccouplé de sa charge. Pendant l’entraînement (typiquement quelques se-
condes au maximum), le couple de charge varie fortement. Les raisons sont évoquées ci-dessous
et détaillées dans [Ciu09] ou encore [Lab] :

– Le coefficient de friction varie fortement avec la viscosité de l’huile (température, type
d’huile, ...). Le couple de frottement Γr(t), donné dans l’équation (1.4), est ramené au
niveau du moteur électrique. Il dépend de la viscosité ν de l’huile, de la vitesse Ω(t) du
vilebrequin, des rendements η1 et η2 des deux réducteurs successifs et de la cylindrée Vs
du moteur. Les coefficients a et b dépendent des caractéristiques du moteur.

Γr(t) =
(a+ b× Ω(t)1/4 ν(T )1/3) Vs

k1 k2 η1 η2
(1.4)

La viscosité cinématique ν(T ) est une fonction décroissante de la température. Pour les
huiles minérales, on utilise souvent la loi de Walther et Mac Coull [Aye98] comme dans
l’équation (1.5) où c, m et g sont des coefficients spécifiques au type d’huile déterminés
empiriquement.

log(log(ν + c)) = g −m log T (1.5)

Ainsi, les caractéristiques ν(T ), telles que celles représentées sur la figure 1.9 (échelles
logarithmiques) sont des droites. On peut constater que la viscosité varie d’un facteur 100

entre une température extrême de −20˚C (démarrage à froid à clé) et une température
moteur de 80˚C lorsque celui-ci est chaud (démarrage à chaud « Stop-Start »).

– L’inertie des parties en rotation n’est pas constante en raison de la structure à pistons et
dépend de la position angulaire du vilebrequin.

– Le couple de charge varie fortement lors des phases de compression-détente des pistons.
L’équation (1.6) traduit le travail des forces de pression des gaz dans un piston. Le couple
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FIGURE 1.9 – Courbes caractéristiques de la viscosité cinématique d’une huile moteur en fonction de la
température en échelle logarithmique, telles que définies dans (1.5).

résultant Γs(t) est la somme, sur les Ncy pistons, de la composante γ1(θ(t)) d’un pis-
ton seul. Ce couple de compression-détente des gaz (couple avec acyclisme) est à valeur
moyenne nulle ; dans certains cas, il arrive, lors d’une phase de détente (Γs(t) < 0), que
ce soit le moteur thermique qui tente d’entraîner le démarreur ce que l’on empêche en im-
plantant un dispositif mécanique de roue libre. Les paramètres p1 et p2 de (1.6) dépendent
des caractéristiques du moteur thermique, et λ est égal au rapport de la longueur de la
bielle sur le rayon de la manivelle.

γ1(θ(t)) = p1 sin(θ(t)) + p2
sin(2θ(t))√

1− λ2 sin2(θ(t))

Γs(t) =

Ncy∑
j=1

γ1

(
θ(t) + (k − 1)× 4π

Ncy

) (1.6)

1.4 Sous-ensemble d’un démarreur

1.4.1 Plusieurs types d’inducteurs

Valeo propose à ses clients des démarreurs à inducteur bobiné (fig. 1.11) ou à aimants per-
manents (fig. 1.10). Pour ces derniers, on peut voir sur les figures 1.10.1 et 1.10.2 l’utilisation
possible de shunts magnétiques ; leur fonction est de défluxer les aimants à faible courant (aug-
mentation de la vitesse à vide).

Dans le cas d’appareils bobinés, le bobinage peut être réalisé soit en fils fins soit en fils
méplats. La deuxième solution, qui est notamment retenue par Valeo, offre un coefficient de
remplissage supérieur. Elle nécessite, pour le processus d’assemblage, que la pièce polaire soit
fixée sur la culasse pour maintenir le bobinage méplat, préalablement formé. On peut voir sur la
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figure 1.11.2 un bobinage inducteur « aplati » en fils méplats avec 4 pôles ; la mise en série du
bobinage inducteur avec l’induit se fait grâce aux deux groupes de balais positifs diamétralement
opposés.

1.10.1: Vue CAO 1.10.2: Vue axiale suivant une coupe perpendiculaire
à l’axe

FIGURE 1.10 – Inducteur à aimants permanents.

1.11.1: Inducteur bobiné composé des sous-
ensembles culasse, masses polaires et bobinage

1.11.2: Bobinage inducteur en fils méplats connecté
en série avec l’induit

FIGURE 1.11 – Inducteur bobiné.

L’équation (1.7) décrit le comportement électromagnétique d’un démarreur (c-à-d les
courbes Γem(I) et Ω(I)) où kE représente le coefficient de couplage électromagnétique. Pour un
inducteur à aimants sans shunt magnétique, les deux courbes sont quasiment des fonctions affines
du courant puisque Φ(I) ≈ Φ0. Pour les inducteurs bobinés, on peut simplifier le comportement
à deux cas de figure :

1. I < Isat : le circuit magnétique du démarreur se situe dans la zone linéaire de la courbe
B(H) des matériaux ferromagnétiques employés. Dans ce cas, on simplifie le comporte-
ment magnétique en écrivant Φ(I) = kII . Dans ce cas, le couple évolue en ∝ I2 et la
vitesse en ∝ 1/I .

2. I > Isat : le circuit magnétique est saturé et, au dela d’une certaine limite, on considère
le flux comme constant Φ(I) = Φ1. Dans ce cas, le comportement est similaire au cas à
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aimants.


Γem(I) = kE Φ(I) I

Ω(I) =
U0 − (Rbat +Rcab +Rdem)I

kE Φ(I)

(1.7)

Un inducteur bobiné permet donc, à la fois d’avoir des niveaux de couple élevés à forts
courants (par un entrefer magnétique faible), et aussi des vitesses à vide élevés (car évoluant
en 1/I) comparativement à un inducteur à aimants permanents. Ils sont donc particulièrement
adaptés à un cahier des charges pour moteur Diesel où l’on cherche à la fois du couple élevé à
fort courant (pour l’entraînement à froid) et une vitesse à vide élevée pour l’accompagnement à
chaud (meilleure dynamique en décrochage-raccrochage de roue libre). Les appareils à aimants
sont, quant à eux, réservés aux applications essence ou de plus petite cylindrée et nécessitant
donc moins de couple et moins de qualité d’entraînement dynamique.

1.12.1: En 4 chemins parallèles 1.12.2: En 2 chemins parallèles

FIGURE 1.12 – Schéma électrique équivalent d’un inducteur 4 pôles de démarreur.

Le schéma électrique équivalent de l’inducteur bobiné étudié à quatre pôles est donné sur la
figure 1.12. Le dimensionnement d’un tel inducteur doit concilier la résistance électrique avec les
performances magnétiques (ampères-tours par pôles) et cela dans un encombrement limité. Les 4

pôles peuvent être placés en parallèles ; c’est le cas présenté sur la figure 1.12.1. Chaque pôle, de
résistance r1, possède Nspires bobinées en série autour d’une pièces polaire ferromagnétique ce
qui représente Nspires/4 ampères-tours par pôles. La résistance totale de l’inducteur vaut r1/4.
Ce schéma électrique à 4 voies parallèles est celui retenu habituellement car il permet le recourt
à des bobines en fil méplat avec un faible nombre de tours, ce qui permet d’avoir un taux de
remplissage élevé et un processus d’industrialisation facile à mettre en œuvre.

On peut très bien imaginer un nombre quelconque de voies en parallèles et adapter le nombre
de tours et la taille du fil pour avoir la même résistance électrique et les mêmes ampères-tours
produit par pôles.

Les deux balais positifs, diamétralement opposés, sont reliés électriquement par une liaison
équipotentielle de faible résistance qui apparaît sur la figure 1.12. Le rôle de cette connexion sera
expliqué par la suite.
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1.4.2 Enroulement d’induit

Les types de bobinage d’un induit peuvent être nombreux et le choix d’un tel bobinage doit
répondre à un besoin spécifique pour l’application. Nous allons dans un premier temps lister
les différents types de bobinage, leurs caractéristiques, leurs avantages et leurs inconvénients.
Un induit est composé de sections (ensemble de conducteurs en série) dont les extrémités sont
soudées à deux lames du collecteur. Dans le cas du démarreur, les sections ne regroupent qu’un
seul conducteur ; on parle alors d’« épingles ».

1.4.2.1 Caractéristique d’un bobinage et enjeux

Un bobinage est entièrement caractérisé par son pas au collecteur yc (distance, exprimée en
un multiple du pas dentaire, entre les deux lames situées au pied d’une épingle), son pas de bo-
binage y1 (distance entre les faisceaux aller et retour d’une épingle) et son pas de couplage y2

(distance entre le conducteur retour d’une épingle et le conducteur aller de l’épingle suivante).
Le pas au collecteur yc est égal à la somme du pas de bobinage et du pas de couplage. Afin de
maximiser le couplage électromagnétique entre inducteur et induit, il est nécessaire de respecter
autant que possible y1 = Ne/2p (avec p le nombre de paires de pôles et Ne le nombre d’en-
coches). En pratique, le nombre d’encoches étant souvent impair, on choisira le pas bobinage
comme étant l’entier le plus proche de Ne/2p.

C’est le signe de y2 qui discrimine les deux grandes familles de bobinage : y2 positif en
ondulé et y2 négatif en imbriqué.
1.4.2.1.1 Bobinage imbriqué

Le bobinage imbriqué est caractérisé par y2 < 0. Généralement, on utilise un pas au
collecteur yc positif correspondant encore au cas non-croisé (figure 1.13.1). Le cas croisé de la
figure 1.13.2 (yc < 0) ne présente que peu d’intérêt car il consomme davantage de cuivre. Le pas
au collecteur peut être unitaire (parallèle simple) comme représenté sur la figure 1.13 ou plus
généralement il peut prend la valeur m (parallèle multiple). D’une façon générale, le nombre de
paires de voies d’enroulement à l’induit, que l’on notera par le suite a, est égal à pyc.

1.13.1: Non croisé 1.13.2: Croisé

FIGURE 1.13 – Bobinage imbriqué.

1.4.2.1.2 Bobinage ondulé
Les bobinages ondulés sont caractérisés par (1.8) :

p(y1 + y2) = Ne +m (1.8)
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Le paramètre m est un entier positif (bobinage progressif représenté sur la figure 1.14.1) ou
négatif (bobinage rétrograde sur la figure 1.14.2). En partant de la lame n, après un tour d’induit,
c’est-à-dire après avoir parcourut p section placées en série, le bobinage arrive à la lame n+m

dans la cas progressif ou n−m dans le cas rétrograde.

1.14.1: Progressif 1.14.2: Rétrograde

FIGURE 1.14 – Bobinage ondulé.

On différencie deux cas selon |m| :
– |m| = 1 : ONDULÉ-SÉRIE. Ce bobinage présente la particularité d’avoir deux seules voies

d’enroulement quelle que soit la polarité ce qui veut dire que deux balais décalés deNe/2p

peuvent suffire. En pratique, on choisit généralement un nombre de balais identique au
nombre de pôles.

– |m| > 1 : ONDULÉ-SÉRIE-PARALLÈLE. Dans ce cas, l’induit possède 2m voies d’en-
roulements. Le bobinage ainsi réalisé possède une seule fermeture lorsque m et yc sont
premiers entre eux.

De façon générale, pour un bobinage ondulé, le nombre de paires de voies d’enroulement a
à l’induit est égal à m.
1.4.2.1.3 Expression générale du couple électromagnétique

Pour les deux types de bobinage, le couple électromagnétique Γ s’écrit comme dans (1.9)
où N ′ représente le nombre total de conducteurs de l’induit, Φp le flux par pôle et I le courant
absorbé par le moteur.

Γ =
p

a

Φp

2π
N ′I (1.9)

On rappelle que le nombre a de paires de voies d’enroulement à l’induit vaut :

a =

{
p× yc pour un bobinage imbriqué
m pour un bobinage ondulé

(1.10)

1.4.2.1.4 Choix d’un bobinage
Le choix d’un type de bobinage est complexe. Il n’y a malheureusement pas de règles

prédéfinies mais un ensemble de considérations que l’électrotechnicien doit mettre en regard
du cahier des charges spécifique à son application pour arriver, in fine, au meilleur compro-
mis. Le premier choix consiste à déterminer le nombre de voies d’enroulements nécessaire
pour l’application ainsi que le nombre de sections dans chaque voie afin d’induire la F.E.M
d’amplitude désirée dans le bobinage induit. Ce choix doit, en outre, être en adéquation avec
la résistance électrique de bobinage et les dimensions des dents d’induit. La commutation
doit aussi entrer en ligne de compte ; cet aspect sera davantage détaillé dans le chapitre
suivant. Enfin, il faut se prémunir d’éventuels courants de circulation dans le bobinage qui
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augmentent les pertes Joule et déséquilibrent l’usure des balais. Ces courants ont deux origines
bien distinctes avec des conséquences identiques. Ils peuvent être causés, dans les bobinages
imbriqués, par des défauts mécaniques avec répercussions sur les F.E.M, ou alors par des har-
moniques de l’induction (cas similaire aux courants homopolaires dans les machines triphasées).

En conclusion, il n’y a pas de solution optimale au sens mathématique du terme mais le choix
est guidé par l’expérience de l’ingénieur concepteur.

1.4.2.2 Nombre de conducteurs et conséquences sur l’ondulation de couple

L’acoustique, pour un démarreur, est un point important du cahier des charges. Le redé-
marrage du moteur thermique doit paraître aussi inaudible que possible pour le conducteur du
véhicule et ses occupants. Bien qu’une partie du bruit soit d’origine mécanique (engagement du
pignon dans la couronne, réducteur interne, système balais-collecteur, ...), la conversion électro-
mécanique par le moteur électrique génère également du bruit d’origine magnétique. On ne se
livrera pas à une étude vibro-acoustique détaillée mais les quelques préconisations qui suivent
permettent d’éviter certains cas particuliers gênants vis-à-vis de l’ondulation du couple électro-
magnétique.

Tout comme une machine synchrone triphasée qui présente une ondulation de son couple
à 6 fois la fréquence de rotation, une machine à collecteur telle que la nôtre peut être perçue
comme une machine synchrone polyphasée à Ne phases déphasées entre elles d’un angle de
2π/Ne. Chaque phase, étudiée séparément, produit un couple présentant 2p ondulations par tours
mécanique ; ce schéma est ensuite reproduit et sommé sur les Ne − 1 autres phases. Finalement,
le nombre d’ondulation par pas dentaire, noté Nond,dent est donné par la relation suivante :

Nond,dent =
2p

pgcd(Ne, 2p)
(1.11)

Ainsi, dans notre application où p = 2, plusieurs cas de figures peuvent avoir lieu selon la
valeur de m :

– si Ne et 2p sont premiers entre eux, alors Nond,dent = 4. Ce sera toujours le cas pour
un bobinage simple et triple ondulé (m = 1 ou 3) pour lesquel Ne s’écrit sous la forme
4k ± 1.

– si Ne est divisible par 2, alors Nond,dent = 2. Ce cas de figure existe pour un bobinage
double-ondulé dont le nombre d’encoches est de la forme 4k − 2.

– si Ne est divisible par 4, alors Nond,dent = 1. Ce cas de figure existe pour un bobinage
double-ondulé avec un nombre d’encoches de la forme 4k. Ce cas de figure est le plus
néfaste car il présente la fréquence d’ondulation du couple la plus faible et l’amplitude la
plus élevée.

Ces trois cas de figures sont regroupés sur la figure 1.15 où des calculs par éléments finis
ont permis de mettre en lumière le phénomène (dans les 3 cas, la géométrie de l’inducteur est
identique). Alors qu’un bobinage avec 4k ± 1 encoches présente 4 ondulations par pas dentaire
avec un taux d’ondulation inférieur à 1%, un bobinage avec 4k encoches présente un taux d’on-
dulation de 30%. Nous verrons dans le chapitre 5 que de tels cas de figure peuvent apparaître ;
évidemment le dernier cas devra être évité à tout prix.
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FIGURE 1.15 – Ondulations de couple sur un pas dentaire pour différents nombres d’encoches.

1.4.2.3 Courants de circulation et moyen de s’en prémunir

1.4.2.3.1 Les défauts mécaniques
Les tolérances mécaniques liées au montage ou au processus de fabrication sont autant

de sources aléatoires de déséquilibres magnétiques. Par exemple, le montage puis le plaquage
de deux pièces ferromagnétiques induisent nécessairement un entrefer parasite entre ces deux
pièces. Certains auteurs [Zhu12] étudient ces phénomènes et leurs effets sur la modification de
la forme du couple de détente pour des machines synchrones à aimants et à bobinage concentré,
pour lesquelles culasse et masses polaires sont dissociées. Les démarreurs automobiles étudiés
ici sont particulièrement sensibles à ces phénomènes et notamment à faible courant, lorsque la
saturation magnétique n’est pas encore atteinte. On peut voir, sur la figure 1.16, que la tension in-
duite dans une section de l’induit (à courant inducteur constant égal à 200A) n’est pas identique
selon le pôle présent en face de la section.

Dans le cas où l’on souhaite utiliser un bobinage imbriqué à l’induit, il risque d’y avoir
des déséquilibres entre les différentes voies d’enroulements, créant des courants de circulation
et donc des pertes Joule supplémentaires [Fas01]. En effet, dans ce cas, les sections en série
qui composent une voie d’enroulement sont toutes regroupées sous un même pôle. Alors que
pour un bobinage ondulé, les sections qui composent les voies d’enroulement sont reparties de
façon équilibrée sur toute la périphérie de l’induit, de manière à ce que les disparités soient
lissées. Ainsi, même si des défauts mécaniques sont présents, les F.E.M d’amplitudes différentes
induites dans les sections n’auront pas de conséquence sur l’équilibre des voies d’enroulement.

Pour conclure, de par son principe, le bobinage imbriqué est sujet à des déséquilibres
induisant des courants de circulations néfastes sauf si on prend des mesures (coûteuses) pour
assurer des pôles quasi-identiques et sans entrefer parasites. De plus, par l’usure mécanique des
paliers, un défaut de centrage de l’induit s’aggrave avec le temps. Pour ces raisons, il vaut mieux
privilégier un bobinage ondulé à un bobinage imbriqué.
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FIGURE 1.16 – Tension induite mesurée sur un tour mécanique dans une section d’induit pour un courant
inducteur constant de 200 A.

1.4.2.3.2 Les harmoniques d’induction
La problématique de courants induits dans un bobinage qui se referme est étudiée par

certains auteurs [Lap07] ; il est important de vérifier que la F.E.M totale induite Etot est égale à
zéro pour éviter les courants de circulation et ce, pour tous les harmoniques de l’induction.

Dans un repère lié au stator, l’induction radiale, en fonction de l’angle θ, est décomposée
en série de Fourier comme dans l’équation (1.12). Cette série de Fourier ne comprend que des
termes impairs pour des raisons d’antisymétrie.

B(θ) =
∑
n≥1

B2n+1 cos((2n+ 1)pθ) (1.12)

La somme des tensions induites dans l’enroulement Etot est obtenue en sommant les Ne

F.E.M des sections comme dans l’équation (1.13) (en faisant intervenir l’induction et un coeffi-
cient K de proportionnalité).


Etot = K

Ne∑
k=1

B(θk)

θk = θ0 +
2π

Ne
(k − 1)

(1.13)

En utilisant (1.12), on peut réécrire (1.13) avec une somme harmonique :


Etot = K

∑
n≥1

bn<(σ̄exp(jnpθ0))

σ̄ =

Ne∑
k=1

exp(j
2πnp

Ne
(k − 1))

(1.14)
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En posant finalement z = exp(j np2πNe
) on réécrit σ̄ de l’équation (1.14) comme une suite

géométrique. On arrive ainsi à l’équation (1.15) valable pour tout z différent de 1.

σ̄ =
1− zNe
1− z

(1.15)

La F.E.M totale Etot est nulle si et seulement si σ̄ = 0. Cette condition est respectée si z 6= 1

puisque zNe = 1. Le cas particulier z = 1 correspond à np/Ne entier. Plusieurs cas de figure
sont possibles :

– siNe/p est pair, alors la condition ci-dessus n’est jamais réalisée puisqu’il n’y a pas d’har-
monique pair dans le spectre de l’induction.

– si Ne/p est impair alors une F.E.M non nulle, de rang un multiple impair du rapport Ne/p

de la forme (2k−1)×Ne/p, est induite dans le bobinage refermé par le même harmonique
d’induction. Il est possible dans ce cas particulier (en imbriqué uniquement) de placer des
liaisons équipotentielles peu résistives entre les lames du collecteur au même potentiel. On
espère ainsi que les courants de circulation emprunteront préférentiellement ce chemin.

– enfin, le rapport Ne/p peut ne pas être entier ; c’est le cas pour le bobinage ondulé et
certains bobinages imbriqués. Le résultat est identique au cas précédent si et seulement si
Ne est impair.

1.4.3 Système balais-collecteur et la commutation

Le démarreur étudié comporte quatre balais écartés de 90˚ mécanique. Les balais permettent
l’alimentation électrique de la nappe d’induit. Sous l’effet du couple généré par l’interaction
inducteur/induit, l’induit tourne et les contacts des balais sur le collecteur évoluent. Sur la figure
1.17, les balais positifs recouvrent les lames n˚6 et 7 et n˚15 et 16. Selon l’équation (1.8), le pas
au collecteur yc, pour un bobinage ondulé rétrograde à 19 lames, est de 9. Ainsi, la section n˚6 est
mise en court-circuit entre les lames 6-15, la section n˚7 entre les lames 7-16 et la section n˚16
entre les lames 16-6. De la même façon, 4 sections sont mises en court-circuit sous les balais
négatifs.

1.5 Les problématiques liées au Stop-Start pour le démarreur

1.5.1 Cahier des charges en statique (entraînement à froid)

1.5.1.1 Courbes caractéristiques d’un démarreur à inducteur bobiné

Un démarreur est caractérisé par sa vitesse, son couple et sa puissance mécanique disponibles
au pignon en fonction du courant. Sur la figure 1.18, le courant et la vitesse à vide, respective-
ment I0 et Ω0, correspondent au point à charge nulle, c’est-à-dire pour lequel le couple électro-
magnétique produit compense exactement les pertes mécaniques et magnétiques du démarreur.
Le courant de court-circuit, noté Icc correspond au point à couple Γcc bloqué (vitesse nulle). Icc
est donné dans la première partie de l’équation (1.16).{

0 = E0 − (Rdem +Rbat +Rcab)× Icc
Pem = I × E = I × (E0 − (Rdem +Rbat +Rcab)× I)

(1.16)
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FIGURE 1.17 – Contacts des balais sur les lames du collecteur et sections mises en court-circuit.

La puissance électromagnétique maximale Pem,max délivrable par le démarreur est donnée
dans la deuxième ligne de (1.16) pour I ≈ Icc/2. Ainsi, la résistance de l’appareil est liée à la
puissance électromagnétique maximale par la relation (1.17) :

Rdem ≈
E2

0

4Pem,max
−Rbat −Rcab (1.17)

FIGURE 1.18 – Courbes caractéristiques d’un démarreur à inducteur bobiné représentant la vitesse, le
couple et la puissance mécanique mesurés au pignon en fonction du courant absorbé, pour une source de
tension donnée.

Le couple bloqué Γcc est également une grandeur de dimensionnement pour le démarreur
puisqu’il caractérise la capacité de celui-ci à vaincre les frottements lors d’un démarrage à
basse température (typiquement, à −25˚C ou −30˚C où l’huile moteur est figée). Un moyen
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d’atteindre le couple bloqué désiré peut être d’augmenter le rapport de réduction du réducteur
interne ; mais, un coefficient de réduction trop grand conduit à une inertie au pignon trop
importante (évoluant avec le carré du rapport de réduction) et une une vitesse à vide au pignon
trop faible ce qui pénalise le comportement en régime dynamique.

Un démarreur est dimensionné pour fonctionner autour du point de puissance maximale lors
d’un démarrage conventionnel à basse température. En fonctionnement « Stop-Start », le moteur
thermique est chaud si bien que le couple de charge diminue (cf. diminution de la viscosité de
l’huile dans (1.4)). La zone de fonctionnement, sur la courbe caractéristique de la figure 1.18 se
déplace donc vers la gauche du point Pmax c’est-à-dire pour des courants faibles et des vitesses
plus élevées (cf. « Zone de fonctionnement Stop-Start » de la figure 1.18). Nous verrons que
l’amélioration du comportement du démarreur dans cette zone de fonctionnement passe par la
diminution des pertes fer ; une partie du chapitre 3 sera consacrée à leur modélisation ainsi qu’à
leur caractérisation par la mesure.

1.5.1.2 Bilan de puissance

A ce stade, on peut d’ores et déjà effectuer un premier bilan de puissance d’un démarreur.
On utilisera les notations Pelec, Pu, PJoule et Pmeca pour caractériser respectivement la puis-
sance électrique d’entrée, la puissance utile, les pertes Joule et les pertes mécanique. Toutes ces
grandeurs sont définies dans l’équation (1.18). De façon grossière, les pertes mécaniques étant
essentiellement dues aux frottements des balais, on les modélisera par un frottement sec constant
Γ0. En réalité, on verra par la suite que les phénomènes mis en jeux sont plus complexes ; les
pertes fer dans la tôle d’induit interviennent également mais seront négligées dans ce calcul. Par
la suite, une partie du chapitre 3 portera sur l’étude des pertes fer.


Pelec = I × (E0 − (Rbat +Rcab)× I)

PJoule = Rdem × I2

Pmeca = Γ0 × Ω

Pu = Ω× Γ = Pelec − PJoule − Pmeca

(1.18)

On remarque sur la figure 1.18 que les pertes Joule du démarreur deviennent très rapide-
ment majoritaire, au delà de 300A. Pour des courants faibles, ce sont les pertes mécaniques qui
l’emportent (près de 1, 5 kW au courant à vide). De ce fait, le rendement du démarreur est globa-
lement faible et son maximum se situe autour de 400 A pour valoir environ 60%. L’augmentation
du rendement du démarreur est difficile ; en effet, nous verrons plus tard qu’il n’est pas possible
de diminuer la résistance électrique sans détériorer le comportement au « Voltage-Drop ». De la
même façon, il est difficilement envisageable de réduire le frottement des balais sans augmenter
la résistance de contact ainsi que le bruit. De plus, une contrainte supplémentaire exige l’arrêt
de l’induit grâce à ses propres frottements en quelques secondes pour éviter d’engager le pignon
dans la couronne lorsque l’induit tourne encore. Finalement, on voit que les seules pertes qui
peuvent être réduites sans altérer d’autres critères sont les pertes fer.
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FIGURE 1.19 – Bilan de puissance d’un démarreur et rendement en fonction du courant consommé.

1.5.2 Cahier des charges en dynamique, redémarrage à chaud

Dans cette section, on s’intéresse à la dynamique mécanique lors d’un redémarrage ; nous
allons introduire les phénomènes de roue libre et d’acyclisme. La dynamique mécanique est très
importante surtout pour le redémarrage à chaud en mode « Stop-Start » ; il doit être silencieux
(pour ne pas gêner le conducteur et ses occupants) et rapide pour des raisons de sécurité évi-
dentes.

Pour cela, on utilise un modèle à grandeurs localisées de type R − L− E avec un couplage
mécanique. Le démarreur entraine une charge spéciale puisqu’il s’agit d’un moteur thermique
constitué d’un ensemble de pièces articulées et de pistons : le couple de charge total, noté Γch(t),
comprend les deux termes Γr et Γs explicités dans (1.4) et (1.6) ainsi que les pertes internes
au démarreur (notamment dues aux frottement des balais). Le système d’équation couplées à
résoudre est décrit dans (1.19).


U0 = (Rbat +Rcab +Rdem)× I(t) + Ldem

dI(t)

dt
+ E(t)

E(t) = kf .Φ(I(t)).Ω(t)

k2 Jind
dΩpig(t)

dt
= Γpig(t) = kfΦ(I(t))× I(t)− Γch(t)

(1.19)

Où U0, Rbat, Rcab, Rdem, Ldem, E(t), kf représentent respectivement la tension de batterie
à vide, la résistance de batterie, la résistance des câbles, la résistance du démarreur, l’induc-
tance du démarreur, la F.E.M induite par le démarreur à l’instant t et le coefficient de couplage
électromagnétique. Le flux Φ(I(t)) est le flux créé par un courant I(t) parcourant le bobinage
inducteur. Jind est le moment d’inertie de l’induit que l’on considère constant par hypothèse (on
néglige les effets inertiels du vilebrequin). La vitesse Ωpig(t) et le couple mécanique Γpig(t)

sont les grandeurs mécaniques rapportés sur le pignon de sortie du démarreur après réduction
(d’un coefficient k par le réducteur épicycloïdal). Les grandeurs mécaniques de sortie au pignon,
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FIGURE 1.20 – Schéma du circuit électrique du démarreur.

indicées pig, sont reliées aux grandeurs à l’induit, indicée ind par la relation ci-dessous :
Ωind(t) = k × Ωpig(t)

Γind(t) =
Γpig(t)

k

(1.20)

Le phénomène de roue libre s’observe sur la figure 1.21 ; le couple n’est pas transmis de façon
continue à la charge mécanique. En effet, à cause des phénomènes de compressions-détentes des
gaz dans les pistons, il peut arriver que ce soit la charge qui entraîne le démarreur. Dans ce cas,
un dispositif appelé roue libre, permet de désaccoupler le démarreur de sa charge.

FIGURE 1.21 – Couple transmis lors d’un démarrage avec acyclismes.

On peut également regarder, pour une même charge, l’influence de l’inertie de l’induit sur la
qualité du démarrage. L’objectif du démarreur est d’amener le moteur thermique à une vitesse
suffisante qui permette l’auto-entretien de la combustion (généralement après quelques cycles
d’explosions).

Comme on peut le voir sur la figure 1.22 l’inertie des parties tournantes a un fort impact sur
l’évolution des vitesses (en bleu est représentée la vitesse de l’arbre d’induit et en rouge la vitesse
du volant moteur toutes deux rapportées sur le pignon de sortie du démarreur). Si l’inertie est
faible (fig. 1.22.1), la vitesse s’établit très rapidement ; en revanche, lors des phases de compres-
sions, c’est le moteur thermique qui l’emporte et fait décélérer l’ensemble : c’est le phénomène
d’acyclisme (particulièrement présent dans ce cas de figure), la vitesse ondule fortement autour
d’une valeur moyenne à la fréquence de quelques hertz (fréquence des compressions-détentes
dans les pistons du moteur thermique). Lorsque l’inertie est grande (fig. 1.22.3) l’établissement
de la vitesse devient trop lent. De plus, lors des phases de roue libre (qui sont plus importantes
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1.22.1: Faible inertie 1.22.2: Inertie intermédiaire

1.22.3: Grande inertie

FIGURE 1.22 – Influence de l’inertie sur la vitesse.

en terme de durée), le démarreur ne peut pas accélérer suffisamment et le choc, lorsque le démar-
reur se raccroche à sa charge, est important. En revanche, le phénomène d’acyclisme est moins
présent.

Il est également intéressant de regarder l’influence de la charge sur la qualité du démarrage.
Un démarreur doit être capable d’entraîner un moteur thermique quelles que soient les condi-
tions. Cela se traduit souvent par la prise en compte de la température (démarrage à chaud et à
froid) mais aussi par le type d’huile utilisé.

1.23.1: Faible charge 1.23.2: Forte charge

FIGURE 1.23 – Effet de la charge sur le démarrage.

1.5.3 Cahier des charges en dynamique à l’appel de courant

Au moment de la mise sous tension du démarreur (fermeture du contact de puissance par le
contacteur), un courant d’appel évolue avec une constante de temps τr ≈ L/R vers le courant de
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court-circuit Icc (en pointillé noir sur la figure 1.24). La mise en rotation de l’induit, qui se fait
avec une constante de temps J/k2 induit une force électromotrice E(t) qui vient s’opposer à cet
appel de courant. Il en résulte finalement une pointe de courant noté Imax comme décrite sur la
courbe gauche de la figure 1.24 : à cette pointe correspond un creux (Umin = E0−Rbat× Imax)
pour la tension de batterie située à droite de la figure. Le modèle résistif de la source, introduit
sur la figure 1.7, est validé par les mesures (superposition des tensions de batterie mesurée et
calculée).

FIGURE 1.24 – Formes d’ondes du courant et de la tension de batterie lors d’un appel de courant et
validation du modèle de batterie de la figure 1.7.

On parle de chute de tension à vide, c’est-à-dire lorsque le démarreur est découplé de sa
charge. La modélisation, proposée figure 1.7, reprend l’équation (1.19) à grandeurs généralisées
avec Γr(t) = Γs(t) = 0. On a représenté, sur la figure 1.25, la mise en rotation de l’induit ainsi
que la F.E.M E(t) induite.

FIGURE 1.25 – Formes d’ondes de la vitesse d’induit et de la F.E.M induite lors d’un appel de courant.

La problématique de l’appel de courant et donc de la chute de tension batterie associée est
une problématique importante. En effet, certains composants électroniques (ou de conforts) sont
sensibles et la baisse de tension, même ponctuelle, risque d’entraîner de graves dysfonctionne-
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ments pour l’utilisateur. Cette situation est d’autant plus critique que, de nos jours, les véhicules
offrent de plus en plus de fonctionnalités gérées par électronique (radio, GPS, lecteur DVD, ...).
De plus, le mode « Stop-Start » conduit à une augmentation significative du nombre de cycles,
sollicitant d’autant plus la batterie lors de l’appel de courant. Des dispositifs DC/DC de maintient
de la tension sont parfois utilisés ; d’autres dispositifs mécaniques existent mais l’idéal serait évi-
demment d’avoir un démarreur performant en terme de chute de tension, c’est-à-dire avec une
pointe de courant Imax réduite sans pour autant dégrader les performances statiques (avec la
même résistance électrique). Dans tous les cas, il convient d’abord de modéliser correctement ce
phénomène.

Le principal inconvénient de cette méthode est que l’on considère l’inductance Ldem
constante ; or, on sait que la saturation magnétique, qui est très présente dans le démarreur, af-
faiblit cette valeur. De plus, l’inducteur est massif et, il est donc le siège de courants induits.
C’est pourquoi on propose une modélisation par éléments finis avec un couplage circuit sans
mouvement. Le couplage par EF complet avec prise en compte du mouvement est dans cas très
délicat. En effet, le pic de courant a lieu approximativement 5 ms après la mise sous tension ;
le rotor a, quant à lui, effectué environ 50 degrés mécaniques pendant ce laps de temps. Pour
éviter d’éventuelles instabilités numériques, le couplage électromécanique est donc assuré en
résolvant l’équation mécanique avec une boucle extérieure. Ainsi, le calcul par élément finis sert
uniquement au calcul de l’inductance avec prise en compte de la saturation et de l’effet de peau
au stator. Le schéma de principe du couplage est décrit sur la figure 1.26. A chaque itération,
la force électromotrice F.E.M est calculée à partir des données couple/courant de l’itération
précédente puis est injectée dans le circuit électrique.

FIGURE 1.26 – Schéma descriptif du couplage Magnéto-Électro-Mécanique.

Bien que le calcul soit nettement plus long que précédemment, il permet de prendre en
compte de manière précise les phénomènes magnétiques et permet un résultat plus fin qu’avec
une simple inductance constante.
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1.6 Conclusion - Critères de dimensionnement optimal d’un démar-
reur

Après avoir présenté brièvement le fonctionnement d’un démarreur, son comportement élec-
tromagnétique et électromécanique, on s’est intéressé plus particulièrement aux problématiques
liées au « Stop-Start ». En guise de conclusion pour ce chapitre, on a listé, dans le tableau 1.2,
les critères jugés important pour le dimensionnement optimal d’un démarreur. Ce tableau fournit
les moyens à mettre en œuvre mais également les conséquences néfastes sur d’autres critères que
cela implique.

Pour l’amélioration de chaque critère, des solutions existent mais très souvent, elles inter-
agissent avec d’autres critères. Par exemple, l’augmentation de la puissance utile (donc du ren-
dement) est possible en diminuant la résistance électrique du démarreur mais cette action va
entraîner une diminution de la chute de tension batterie lors de l’appel de courant (dénomina-
tion « Voltage-Drop » dans le tableau 1.2) et une augmentation globale du volume du démarreur.
On peut également agir sur les pertes mécaniques en réduisant la force des ressorts des balais ;
là encore, cette logique se heurte à l’aspect du bruit d’origine mécanique qui augmente. De plus,
les balais doivent assurer la fonction d’arrêt rapide de l’induit (en cas de redémarrage à la clé
par l’utilisateur, un induit qui tourne encore viendrait fraiser la couronne moteur). Il est donc
très difficile d’augmenter la puissance utile du démarreur sans compromettre d’autres critères ;
une partie de ce travail de thèse traitera des pertes fer qui se révèlent être l’unique levier pour
augmenter le rendement du démarreur.

On souhaite également avoir à la fois une vitesse à vide élevée (pour un redémarrage à
chaud avec une bonne dynamique) et un couple bloqué important (pour le démarrage à froid).
Cependant, on voit bien que ces deux conditions sont contradictoires.

Enfin, la commutation est aussi un critère à faire progresser puisqu’elle agit sur la durée
de vie du système balais-collecteur. Une part importante de la thèse concerne son étude et sa
modélisation.

Pour conclure, il est donc très difficile de satisfaire tous les critères en même temps ; le
dimensionnement optimal d’un démarreur est donc basé sur la recherche du meilleur compromis.
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Critère à faire progresser Moyen Conséquences néfastes

↗ Puissance utile ↘ Résistance électrique ↘ Voltage-drop
↗ Encombrement

↗ Rendement ↘ Force des ressorts ↗ Bruit
↗ Couple bloqué Dimensionnement électromagnétique ↗ Encombrement

↘ Vitesse à vide
↗ Vitesse à vide Dimensionnement électromagnétique ↘ Couple bloqué
↗ Voltage-drop ↗ Résistance électrique ↘ Puissance utile
↘ Encombrement Dimensionnement électromagnétique ↘ Couple

↗ Résistance électrique
↘ Bruit ↗ Coefficient recouvrement des balais ↘ Couple

↗ Force des ressorts ↘ Puissance utile
Amélioration de ↗ Résistivité des balais ↘ Puissance utile
la commutation
↘ Usure des balais ↗ Couple ↗ Encombrement

TABLE 1.2 – Critères d’amélioration d’un démarreur : moyens à mettre en œuvre et conséquences né-
fastes induites.
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2.1 Introduction

La commutation est réellement la singularité des machines à balais par rapport aux autres
machines électriques. Historiquement, le moteur à courant continu a été le premier type de ma-
chine électrique tournante. Le développement rapide qui a suivi a été lié au fait que les premiers
réseaux électriques étaient en courant continu. L’arrivée des réseaux alternatifs avec notamment
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Westinghouse à la fin du XIXème siècle puis leur essor tout au long du XXème siècle a permis le
développement d’autre machines électriques sans commutation mécanique comme les machines
à induction ou les machines synchrones. Plus récemment, avec l’avènement de l’électronique
de puissance, les commutateurs mécaniques sont peu à peu remplacés par des commutations
électroniques.

Le moteur à balais reste cependant largement utilisé dans certaines applications lorsque, par
exemple l’utilisation d’une électronique n’est pas optimale. C’est notamment le cas pour le dé-
marreur automobile, pour des raisons de coût notamment. Ce chapitre est entièrement consacré
à l’étude de la commutation dans les machines série à courant continu alimentées par une bat-
terie 12 V. La littérature ancienne traitait déjà de la commutation dans les moteurs à courant
continu au début du XIXème siècle avec [Mau12], et plus récemment avec la prise en compte de
l’électronique de puissance [Gab87]. De nos jours, l’étude de la commutation concerne surtout
le moteur universel [Mat95, Wan00, Ger06, Kur09, Wil12] mais très peu le cas d’une application
embarquée avec batterie comme le démarreur automobile [Des95, Glo07, Vau08, Sin08]. Dans
notre situation, à cause justement du fonctionnement basse-tension 12 V et d’un besoin en puis-
sance mécanique de l’ordre de 2 kW, les courants à faire commuter sont importants et les pertes
au contact balai-collecteur non-négligeables dans le bilan énergétique global du moteur. L’étude
de la commutation a déjà été menée pour des démarreurs à aimants permanents [Vau10] ; dans
notre cas, le phénomène de commutation est plus difficile encore étant donné le faible entrefer
magnétique (les phénomènes magnétiques sont davantage présents). Enfin, on peut encore citer
la modélisation des interférences électromagnétiques (IEM) dans les démarreurs [Rak98] liées
au phénomène de commutation.

L’étude de la commutation est donc primordiale puisqu’elle agit directement sur les perfor-
mances du dispositif mais également sur la durée de vie des balais et du collecteur [Pav10],
notamment à cause des arcs électriques. Dans ce chapitre, seule l’approche expérimentale est
traitée ; le chapitre suivant sera, en partie, consacré à la modélisation numérique du phénomène.

2.2 Description du phénomène

2.2.1 Étude théorique simplifiée

2.2.1.1 Introduction

La commutation d’une section d’induit est son passage d’une voie d’enroulement vers une
autre voie d’enroulement de sens contraire. Ainsi, le courant doit s’inverser et changer de signe
pendant la durée de la commutation.

La commutation a fait l’objet de nombreuses études au début du XXème siècle notamment
avec Alexandre Mauduit [Mau22], souvent à partir de modèles analytiques. La mesure des cou-
rants dans l’induit étant impossible à l’époque, la commutation était souvent décrite par des
phénomènes observables comme les arcs électriques ou l’usure des balais. C’est par ce proces-
sus empirique que des dispositifs d’aide à la commutation (décalage du porte-balais par rapport
au neutre, pôles d’aide à la commutation, enroulement de compensation) ont été développés.
Plus tard, d’autres études ont été menées [Jou90, Vau10], avec parfois des mesures directes de
courant dans les sections en commutation [Gab87, Wan00].
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2.2.1.2 Commutation simple

Dans un premier temps, on considère un bobinage imbriqué (parallèle) simple, dans lequel
une seule section commute à la fois, c’est à dire que la largeur d’un balais est inférieure ou
égale à la largeur d’une lame. Considérons sur la figure 2.1 que la section en train de commuter,
comprise entre les lames 1 et 2, est parcourue par un courant i. Au début de la commutation le
courant de la section valait I/2 et vaudra −I/2 à la fin de la commutation.

FIGURE 2.1 – Commutation d’une section d’induit.

Soit i1 le courant dans la lame 1 et i2 le courant dans lame 2. Les équations électriques sont
données par l’équation (2.1) : 

E + r i+ l
di

dt
= i2 rb2 − i1 rb1

i1 = I/2 + i

i2 = I/2− i

(2.1)

Avec :
– r, la résistance d’une section.
– l, son inductance propre.
– E, la F.E.M induit par des flux extérieurs dans la section parcourue par le courant i.
– rb1, la résistance au contact balai-lame 1.
– rb2, la résistance au contact balai-lame 2.

2.2.1.2.1 Premier cas : commutation purement résistive
On considère que le terme F.E.M dans (2.1) est négligeable devant les autres termes. De plus,

on négligera encore la résistance r de section par rapport aux résistances de contacts rb ainsi que
le terme inductif. L’équation (2.1) devient :

i2 rb2 − i1 rb1 = 0 (2.2)

Soit rb la résistance de contact correspondant à la surface entière d’une lame Sb. Sb1 et Sb2
sont les surfaces que le balais recouvre sur les lames 1 et 2. Soit T la durée de la commutation,
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on considère que la résistance de contact est inversement proportionnelle à la surface de contact :
rb1 = rb

Sb
Sb1

= rb
T

t

rb2 = rb
Sb
Sb2

= rb
T

T − t

(2.3)

Avec (2.3), on peut réécrire (2.2) de la sorte :

i = I0(1− 2t

T
) (2.4)

La commutation est ici purement linéaire (fig. 2.2.1). Cela signifie aussi que les densités
de courant j1 et j2 dans les contacts 1 et 2 sont égales et constantes pendant toute la durée de
commutation (2.5). 

j1 =
i1
Sb1

j2 =
i2
Sb2

(2.5)

2.2.1.2.2 Deuxième cas : Commutation avec résistance de section
On ajoute maintenant la résistance de section r négligée dans le cas précédent. Dans ce cas,

l’équation (2.1) devient :

i2 rb2 − i1 rb1 + i r = 0 (2.6)

En utilisant (2.3) on trouve :

i = I0
1− 2t

T

1 + r
rb

t
T (1− t

T )
(2.7)

Cette fois, la commutation n’est plus linéaire (fig. 2.2.2 ) et la densité de courant dans les
balais n’est plus constante ni égale. Cependant, la commutation reste de bonne qualité puisque
le courant atteint sa valeur finale à la fin de la commutation.

2.2.1: Linéaire 2.2.2: Générale

FIGURE 2.2 – Commutation résistive.

En général, les balais utilisés sont en graphite (pour améliorer la commutation) et les résis-
tances de contacts sont plus importantes que la résistance de section, ce qui fait du deuxième cas
un cas peu courant. Pour une application comme un démarreur automobile ce n’est pas le cas
puisque les balais utilisés possèdent un fort taux de cuivre afin de limiter les chutes de tension



2.2. Description du phénomène 37

au collecteur et préserver la puissance utile disponible sur l’arbre.

2.2.1.2.3 Troisième cas : Commutation avec inductance propre de la section
On cherche à caractériser l’impact de l’inductance propre l sur la commutation. Si on néglige

les chutes de tension aux contacts balais/lames et la F.E.M induite E l’équation (2.1) devient :

r i+ l
di

dt
= 0 (2.8)

La solution de (2.8) est une exponentielle décroissante de constante de temps r/l. En fin
de commutation (à t = T ), le courant i sera d’autant plus proche de −I0 que l’inductance l
est faible par rapport à rT . En d’autres termes, à T fixé, plus l’inductance l est grande, plus la
commutation sera difficile.

FIGURE 2.3 – Courant lors d’une commutation, pour différents cas de figure.

La figure 2.3 illustre trois cas de figure :
– 1 : l’inductance est suffisamment faible pour que le courant ait le temps d’atteindre

(presque) la valeur −I0 au bout du temps T.
– 2 : la valeur de l’inductance est plus importante et le courant n’a pas le temps de s’éteindre

complètement ; il se produit alors un arc électrique en fin de commutation.
– 3 : la valeur de l’inductance est très élevée. Une forte étincelle se produit à chaque com-

mutation. Le collecteur se détériore alors rapidement ; ce cas de figure doit être évité à tout
prix.

2.2.1.2.4 Quatrième cas : Commutation avec F.E.M externe
Dans ce dernier cas, on prend en compte la F.E.M externe E. L’objectif est d’induire dans le

circuit en commutation une F.E.M qui aiderait l’inversion du courant. Le signe de celle-ci doit
être contraire au signe de l didt et d’amplitude au moins égale, de manière à compenser l’effet
néfaste de l’inductance.

En pratique, cette F.E.M est générée grâce à des pôles d’aides à la commutation [Ber99]
(solution pour des gros moteurs) ou en décalant angulairement les balais (solution pour des
moteurs de petite taille comme un démarreur).

2.2.1.3 Commutation multiple

En réalité, les balais ont une largeur supérieure à celle d’une lame. Ce qui signifie qu’au
même instant, plusieurs sections commutent sous le même balai.
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Étudions par exemple le cas où un balai recouvre 2,25 lames, toujours en imbriqué-simple,
comme décrit figure 2.4.

FIGURE 2.4 – Commutation multiple.

Dans une section en commutation, en plus des tensions induites par les flux extérieurs (E)
et par l’inductance propre de la section (l di/dt), viennent s’ajouter les tensions induites par les
variations de courants dans les autres sections en commutation.

E + r i+ l
d i

dt
+m12

d i′

dt
+m13

d i′′

dt
+m14

d i′′′

dt
+m15

d i′v

dt
= i2 rb2 − i1 rb1 (2.9)

m12,m13, ...,m1k sont les inductances mutuelles entre la section étudiée et les sections voi-
sines en train de commuter. Le nombre k de sections à considérer dépend de la taille des balais
et de l’instant considéré. Par exemple, si on reprend le cas étudié figure 2.4, la mutuelle m13

intervient à partir de t = θ et jusqu’à ce que le balai ait quitté la lame (c’est à dire t = 3, 25 θ).

2.2.2 La commutation mécanique

On distingue communément la commutation purement mécanique, de l’arc électrique qui lui
succède. La commutation mécanique correspond aux instants durant lesquels la section étudiée
est en court-circuit mécanique entre deux balais de même polarité. L’arc électrique correspond
à la transition qui est susceptible de se produire entre la fin du contact mécanique et le début
de la nouvelle phase où la section concernée se trouve dans une voie principale d’enroulement
(rééquilibrage des niveaux de courants). L’intensité de l’arc électrique est intrinsèquement liée
à la qualité de la commutation mécanique qui lui précède. Nous allons, à ce stade, étudier de
façon séparée la commutation mécanique de l’arc électrique.

2.2.2.1 Quels sont les critères agissant sur la commutation ?

On peut définir trois familles de critères qui agissent sur la commutation :
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1. La conception même du produit : le type de bobinage, le nombre de spires, etc. Ils sont
autant de paramètres ayant une influence sur la commutation. Tous ces paramètres de
conception sont, a priori maitrisables, c’est à dire que la commutation peut, dès cette étape
de conception, être prise en compte.

2. Les paramètres physiques du balai. En effet, les propriétés physiques du balai (résistivité
électrique, dureté, ...) agissent directement sur la qualité du contact. Ce point est davantage
du ressort du constructeur de balai que de Valeo. Le choix de la résistivité électrique des
balais reste un point primordial lors de la conception d’un démarreur ; le concepteur doit
trouver le juste compromis pour limiter les arc électriques (possible avec une résistivité
électrique élevée) mais sans trop faire chuter le rendement et la puissance utile disponible
sur l’arbre (possible avec une résistivité faible).

3. Enfin, l’application pour laquelle est destinée le démarreur (source et charge) agit
indirectement sur la qualité de la commutation (niveau de courant, acyclisme dus aux
compressions-détentes, vitesse de l’induit, ...) dans le sens où une application donnée
définit une zone de fonctionnement pour le démarreur.

Finalement, à notre niveau, il n’est possible de jouer que sur la première famille ci-dessus,
en considérant, dès l’étape de conception du démarreur, la commutation au même titre que les
autres composants du cahier des charges.

2.2.2.2 La durée de la commutation mécanique

La durée de la commutation dépend uniquement des caractéristiques de l’induit (bobinage et
collecteur) et de la dimension des balais. Pour un bobinage ainsi qu’un nombre de balais fixés,
la durée de commutation ne dépend que des ouvertures angulaires des balais et des lames du col-
lecteur, comme illustré sur la figure 2.5. Nous appellerons respectivement α et β les coefficients
d’ouverture d’une lame et d’un balai exprimé en pas lamaire. Ainsi, le coefficient α est stricte-
ment inférieur à 1 et le coefficient β est communément compris entre 1 et 2 pour des applications
démarreurs automobiles (attention à ne pas confondre la durée de commutation avec la durée de
contact d’une lame sous un balai).

FIGURE 2.5 – Paramètres géométriques influents du système balai-collecteur.

La durée angulaire de contact d’une lame sous un balai (δcont), exprimée en degrés méca-
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nique, est donnée par l’équation (2.10).

δcont = (α+ β)× 360

Ne
(2.10)

La durée angulaire de commutation (δcom) peut être exprimée à partir de la durée de contact
comme dans (2.11). Elle ne dépend que des paramètres a et p qui représentent respectivement le
nombre de paires de voies d’enroulement à l’induit et le nombre de paires de pôles inducteur.

δcom = δcont −
a

p
× 360

Ne
(2.11)

Cette dernière expression est décrite en détail dans l’Annexe A. Il est important de noter que
la durée de commutation ne dépend pas du type de bobinage de l’induit. Le résultat présenté
ici n’est valable, pour un bobinage ondulé, que lorsque le nombre de balais est égal au nombre
de pôles inducteur. En effet, un bobinage ondulé peut fonctionner avec un nombre de balais
inférieur au nombre de pôles 2.2.2.3.2, ce qui n’est pas le cas pour un bobinage imbriqué.

On remarque à ce stade que, vu le nombre Ne d’encoches relativement faible pour notre
application, la durée de commutation n’est pas négligeable devant la durée de conduction.

2.2.2.3 Comparaison de la commutation entre un bobinage ondulé et imbriqué

La qualité de la commutation est un critère important pour le choix du bobinage (cf. section
1.4.2.1).

D’un point de vue qualitatif, la commutation dépend des commutations dans les autres
sections via les termes de mutuelles de la matrice inductance (tension induite par les variations
de courant des sections qui commutent en même temps). [Lap07] considère principalement la
mutuelle avec la section qui partage la deuxième partie de l’encoche. En effet, c’est avec cette
section que le couplage magnétique est le plus important. On va donc privilégier des bobinages
dans lesquels les faisceaux haut et bas d’une même encoche commutent simultanément pendant
la durée la plus courte possible. Pour cette raison, on évitera, pour les bobinages imbriqués,
les cas Ne/p pair où les courants commutent en même temps. Ce cas de figure n’existe pas en
simple-ondulé.

2.2.2.3.1 Différence de potentiel entre les balais positifs
Dans notre cas particulier d’inducteur à 4 pôles et 4 balais, il peut arriver qu’un balai conduise

plus de courant que l’autre. Sur la figure 2.6, on voit qu’un balai absorbe un courant αI0 tandis
que l’autre balai absorbe (1−α)I0. Ce déséquilibre peut être causé par un défaut de pression des
ressorts ou par un défaut de bobinage. Dans le cas particulier de bobinage imbriqué à l’induit,
on a vu que des défauts mécaniques ou d’entrefer parasite pouvaient déséquilibrer les sections
d’induit. On final, on peut donc avoir des tensions de balais Vb1 et Vb2 différentes ; on notera par
la suite ∆Ub+ = Vb2 − Vb1.

Dans un bobinage imbriqué, les sections qui commutent sont mises en court-circuit sous
un même balai comme on peut le voir sur la figure 2.7.1. Les balais positifs peuvent être d’un
potentiel différent de ∆Ub+, cela n’a pas d’influence sur les commutations. Ce n’est pas le cas
avec un bobinage d’induit en ondulé. En effet, on remarque sur la figure 2.7.2 que les sections qui
commutent sont mises en court-circuit par l’intermédiaire de deux balais d’une même polarité.
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FIGURE 2.6 – Différence de potentiel entre deux balais positifs.

2.7.1: Commutation dans un bobinage imbri-
qué

2.7.2: Commutation dans un bobi-
nage ondulé

FIGURE 2.7 – Commutation sous les balais positifs (avec au moins deux balais positifs).

Ainsi, en reprenant l’équation (2.1) qui régit le comportement électrique d’une section lors de la
commutation sous les balais positifs, on a l’apparition du terme ∆Ub+ supplémentaire :

E + r i+ l
di

dt
= i2 rb2 − i1 rb1 + ∆Ub+ (2.12)

Ce terme peut être positif ou négatif et son amplitude dépend de l’importance du déséquilibre
électrique.

2.2.2.3.2 Réduction du nombre de balais

Une différence existe à ce sujet entre ces deux bobinages. Un induit en imbriqué nécessite
le même nombre de balais que de pôles inducteurs. En ce qui concerne un bobinage ondulé,
il est possible d’utiliser un nombre de balais inférieur au nombre de pôles ; dans la figure 2.8,
le cas étudié possède 2 balais pour 4 pôles inducteurs. On voit que dans ce cas de figure, les
deux sections 7 et 16, placées en série, commutent en même temps sous le balais positif. La
commutation est donc plus difficile car l’inductance du circuit à commuter est multipliée par
un facteur 4 (par rapport au cas de départ à 4 balais) ; la durée angulaire de commutation est
également plus faible dans ce cas particulier ((α+ β − 1)× 360/Ne). Nous n’étudierons pas ce
cas particulier qui se révèle être plus néfaste pour la commutation. Davantage de détails sur ce
point sont donnés en Annexe A.
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FIGURE 2.8 – Commutation d’un induit en ondulé avec 2 balais et 4 pôles.

2.2.2.4 Qu’est-ce qu’une bonne commutation ?

La définition d’une bonne commutation est difficile à énoncer. On va essayer d’énumérer une
liste de critères basée sur la forme d’onde du courant durant la commutation :

1. Assurer l’absence ou plutôt limiter la présence d’arcs électriques pour diminuer la perte
d’énergie et l’usure associées. Pour ce faire, la commutation mécanique qui précède l’arc
doit être particulièrement performante.

2. Assurer une conversion électromécanique optimale. Ce rendement de conversion est ca-
ractérisé par l’aire que forme le cycle flux/courant d’une section à l’induit. Pour un calage
angulaire nul, c’est la commutation linéaire qui permet de maximiser cette surface. En
pratique, on peut voir l’effet d’une commutation « réelle » et la dégradation du cycle lors
de la commutation sur la figure 2.9.

FIGURE 2.9 – Cycle flux/courant parcouru pour une section de l’induit (calcul).

3. Limiter les pertes Joule dans les contacts balais/lames. En effet, les courants dans différents
contacts électriques balais/lames pendant la durée de contact δcont dépendent des courants
dans les sections d’induit lors de la commutation. Par exemple, dans un bobinage simple-
ondulé (ce qui est le cas du démarreur étudié), le courant dans un contact balai-lame est
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égal à la différence du courant entre deux sections distantes du pas au collecteur yc. Ainsi,
on peut exprimer les pertes Joule dissipées dans un contact Pjcont par :

Pjcont =

∫
δcont

∆ucont(θ)× [i(θ + yc × 2π/Ne)− i(θ)] dθ (2.13)

avec ∆ucont la chute de tension balai/lame ; elle sera explicitée dans la partie suivante.

On voit qu’en cas de remontée du courant i d’une section d’induit lors de la commutation,
le courant dans le contact balai-lame adjacent (i(θ + yc × 2π/Ne)− i(θ)) est susceptible
de changer de signe pour devenir négatif. Ce phénomène est néfaste car il génère des
pertes Joule supplémentaires et dégrade la conversion électromécanique. Une condition
suffisante pour éviter ce problème est d’avoir un courant de section strictement monotone
lors de sa commutation.

2.2.2.5 Le contact électrique balai-lame

Le contact électrique balai-lame est certainement le point le plus délicat de cette étude. Nous
ne rentrerons pas dans le détail de la physique du contact, davantage lié à des aspects tribo-
logiques. De nombreuses études ont abordé ce point précis avec, pour chacune, une manière
différente de modéliser ce contact électrique. De plus, les paramètres susceptibles d’influencer
le contact électrique sont aussi nombreux que diversifiés. Pour s’en convaincre, on peut trier ces
paramètres par thèmes :

– grandeurs géométriques : dimensions des balais ;
– grandeurs physiques : courant, pression des balais, température ;
– propriétés physiques : résistivité électrique, composition chimique des matériaux et de

l’air environnant ;
– propriétés tribologiques : aspect de la patine, etc ;
Ce dernier terme fait aussi référence à l’historique du contact. La patine est une couche

très fine de matière oxydée, électriquement résistive, qui se dépose sur le collecteur (réactions
chimiques à l’interface) lorsque des conditions particulières sont remplies (température, densité
de courant, composition chimique, ...). Une patine de qualité est un gage de durabilité pour le
contact glissant car elle joue un rôle de stabilisateur. Sa qualité évolue au cours du temps et des
cycles, et un examen visuel de la patine permet parfois d’identifier certains défauts [Mer]. Un
arc d’intensité excessive traverse la couche oxydée de patine et empêche sa création durable.

En ce qui concerne la commutation, il est opportun d’étudier la chute de tension balai-lame
en fonction de la position pour toute la durée de contact δcont, i.e. entre l’instant où la lame
attaque un bord du balai et l’instant où la lame quitte le balai. Nous allons diviser cette étude
en deux parties ; d’abord, nous allons étudier, par une courte étude bibliographique, les phéno-
mènes physiques microscopiques qui se situent à l’interface entre deux surfaces conductrices.
Ces phénomènes sont présents pour n’importe quel type de contact électrique entre deux mi-
lieux, glissant ou non ; [Sla99] traite en détail ces aspects. Ensuite, nous nous intéresserons au
phénomène propre au moteur avec collecteur, c’est-à-dire l’effet de l’évolution de la surface de
contact entre le balai et une lame du collecteur (phénomène macroscopique). Enfin, nous finirons
par l’exploitation de mesures effectuées sur un dispositif particulier.
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Certains auteurs simplifient cette étude complexe en utilisant un modèle électrique de
contact externe à constantes localisées. [Bou90], par exemple, utilise une loi de tension de
contact non-linéaire avec le courant d’alimentation qu’il place en série avec la résistance de
bobinage et la F.E.M induite ; ces résultats sont repris dans les travaux de [Fas01]. [Ger06]
utilise un modèle identique pour la commutation dans un moteur universel ; il ne fait cependant
pas référence à la surface de contact balais-lame.

2.2.2.5.1 Étude des phénomènes microscopiques au niveau du contact glissant
Le contact électrique permet le passage d’un courant entre deux milieux conducteurs soumis

à une force de pression F (réalisée grâce aux ressorts des balais). Dans toute cette partie on
considère les deux milieux immobiles l’un par rapport à l’autre. Le glissement pourra être vu
comme une succession d’états statiques (même s’il s’agit d’une forte simplification, du point de
vue tribologique).
En réalité, les deux milieux (A1 et A2) ne sont pas parfaitement lisses à leurs interface mais
présentent des aspérités, si bien que le contact physique entre les deux milieux est partout
ponctuel. Comme illustré sur la figure 2.10, la surface S2 = Σai est bien inférieure à la surface
S1 de contact. De plus, dans le cas de conducteurs métalliques, les surfaces s’oxydent au contact
de l’air et deviennent donc isolantes électriquement. La surface effective du passage du courant
est ainsi réduite aux seuls contacts « métal-métal ». On peut également montrer que la surface
de contact effective S2 ne dépend que de la force F de contact et de la dureté Hm des matériaux
du contact comme décrit dans (2.14). Holm [Hol67] considère un coefficient de pondération
empirique γ qui dépend de la nature des matériaux en contact.

S2 = γ
F

Hm
(2.14)

FIGURE 2.10 – Représentation de l’aspect du contact entre un balai et une lame.

Le percement de la couche d’oxyde se produit lorsque le champ électrique dépasse lo-
calement une certaine valeur (de l’ordre de 106V.m−1). Lorsque cette couche est percée, un
courant s’établit dans ce « tunnel » et des réactions chimiques vont localement former un filet
conducteur fin : c’est ce qu’on appelle un « spot ».

Par la suite, on considérera un regroupement de N spots éloignés des autres regroupe-
ments. Le nombre N de « spots » par regroupement dépend d’aspects mécaniques (force F
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appliquée, épaisseur de la couche d’oxyde, ...) mais aussi du courant. En effet, le nombre de
spots, leurs emplacements ainsi que le courant déterminent localement le champ électrique
nécessaire à la formation de spots supplémentaires. Plus le courant croît, plus leur nombre
ainsi que leur taille augmentent. Ils ont un rayon moyen r̄ très inférieur au rayon moyen ε

des regroupements. La résistance de contact R est la somme du terme Rrg, provenant de la
constriction des lignes de courant au niveau d’un regroupement (phénomène décrit figure
2.11.1), et du terme Rs provenant de la constriction des lignes de courant au niveau des N
spots que forme le regroupement (phénomène décrit figure 2.11.2). La résistance totale de
constrictionRcons est exprimée dans l’équation (2.15) ; le détail du calcul est décrit en Annexe B.

Rcons = Rrg +Rs = ρ (
1

4 ε
+

1

4 N r̄
) (2.15)

2.11.1: Constriction des lignes de courant au
niveau d’un regroupement

2.11.2: Constriction des lignes de courant au
niveau des « spots »

FIGURE 2.11 – Représentation des phénomènes de constriction.

Le rayon du regroupement ε peut être vu comme le rayon de la surface S2 de l’équa-
tion (2.14), que l’on considère circulaire. Les auteurs montrent que le rayon moyen r̄

des « spots » augmente avec le courant ainsi que leur nombre N si bien que la caractéristique
U(I) du contact n’est pas linéaire. Des mesures expérimentales ont permis de vérifier ce
phénomène [Gom05] sur des contacts glissants de type « bagues d’alternateur ». Néanmoins,
l’application démarreur fait intervenir des densités de courant bien supérieures dans des
conditions bien différentes (pression des ressorts, composition des balais, ... ). Il est difficile de
trouver, dans la littérature, des cas pratiques s’approchant de notre démarreur. Et les densités de
courant étant tellement importantes, il devient difficile de s’affranchir du paramètre température.

2.2.2.5.2 Étude de phénomènes liés à la surface de contact balai-lame
Nous allons dans cette partie étudier de façon séparée l’effet de la surface commune entre

un balai et une lame au cours de la rotation. En effet, l’une des particularités des machines
à collecteur est que le contact entre un balai et une lame n’est pas permanent, si bien que la
répartition des lignes de courant dans le balai dépend de la position relative de la lame par
rapport au balai. Nous verrons que plusieurs approches existent pour modéliser ce phénomène.
Certains auteurs utilisent des lois empiriques (voir arbitraires) de tension de contact en fonction
de la position de la lame et du courant [Kur09]. D’autres ne considèrent que la dépendance avec
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la position de la lame face au balai [Rak98] : on parlera alors de résistance de contact pure. Il
s’agit de l’approche la plus répandue dans la littérature et elle est expliquée dans le paragraphe
qui suit. Enfin, d’autres auteurs différencient la chute de tension ohmique dans le corps du balai
de la chute de tension au niveau du contact glissant (dont le comportement est fortement non-
linéaire) [Wan00] : le modèle électrique équivalent est donc la mise en série d’un composant
résistif et d’un composant dont la loi de tension n’est pas linéaire avec le courant.

Approche « simpliste » : Modélisation de la résistance de contact en fonction de la
position En première approche, on considère la résistance de contact entre un balai et une
lame comme une fonction proportionnelle à l’inverse de la section en regard (que l’on nommera
δS). Le cas β = 2 × α est présenté figure 2.12. Ce modèle, encore appelé « approche par
conductance », est intégré dans la plupart des logiciels commerciaux de calcul par éléments finis
avec couplage circuit : [Lin08] ou [Sin08].

FIGURE 2.12 – Loi théorique de la variation de la résistance de contact balai-lame au cours du temps
pour un balai deux fois plus large qu’une lame.

La durée du palier dépend des dimensions géométriques ; ce palier n’est d’ailleurs présent
que lorsque β ≥ α. Cette vision des choses est très simplifiée car elle considère que les lignes
de courant sont toutes orthogonales au contact. En pratique, les balais sont constitués de deux
couches de conductivités différentes ρ1 et ρ2 comme illustré sur la figure 2.13, de manière à
ce qu’à la phase de fin de commutation, le contact se fait sur la couche de forte résistivité ρ2

uniquement. Dans ces conditions, la résistance de contact devient importante et réduit le courant
juste avant que la lame ne quitte le balai.

Enfin, plusieurs lames peuvent être situées au même instant sous le même balai. Il est donc
nécessaire de prendre en compte les résistances mutuelles et non plus seulement la résistance
propre du contact. Pour toutes ces raisons, il est nécessaire d’introduire un modèle électrociné-
tique numérique prenant en compte des trajets plus précis des lignes de courant dans les balais
pendant le contact balai-lame.

Approche locale : Définition d’un modèle électrocinétique Un modèle par éléments finis
semble ici adapté pour calculer la répartition du courant dans le balai en fonction de la position
relative θ de la lame. Le balais possède une couche résistive (ρ2 >> ρ1) située dans le sens de
la rotation (cette couche additionnelle permet l’augmentation de la résistance de contact en fin
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FIGURE 2.13 – Balai double-couche utilisé dans les démarreurs.

de commutation pour limiter la production d’arcs électriques). Plusieurs auteurs [Wan00,Wil12]
ont utilisé cette technique pour calculer la chute de tension dans le balai. [Wan00] additionne a
posteriori la chute de tension au niveau de l’interface (comportement non-linéaire) en utilisant
des fonctions analytiques déterminées empiriquement.

Nous proposons ici un modèle électrocinétique qui calcule la résistance équivalente du dis-
positif entier (c’est-à-dire à la fois la chute ohmique dans le corps du balai et à l’interface balai-
lame). Pour ce faire, on ajoute dans le modèle éléments finis une fine couche « fictive » très
résistive (ρ4 >> ρ2) au niveau de l’interface balai-lame (illustré sur la figure 2.14.1). Cette
couche tente de représenter les phénomènes d’oxydation et de striction qui se produisent à la
surface. La valeur de la résistivité électrique ρ4 et l’épaisseur de la couche sont choisis dans le
paragraphe suivant, de manière à corréler le modèle à la mesure. En pratique, afin de retrouver un
comportement non-linéaire, on choisit ρ4 variable avec le courant circulant à travers le contact.

2.14.1: Présentation du modèle 2.14.2: Répartition des densités de
courant

FIGURE 2.14 – Modèle éléments finis électrocinétique.

Dans ce modèle, on considère la distribution du courant dans l’ensemble balai-lame en ré-
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solvant le problème en potentiel scalaire électrique suivant :
div (ρ ~grad V ) = 0

V = V1 sur la cathode
V = V2 sur l’anode
∂V
∂n = 0 ailleurs

(2.16)

La densité de courant est obtenue en dérivant le potentiel V obtenu en chaque point du
maillage par l’équation (2.16). On utilise des conditions de Dirichlet en V1 et V2 de manière à
imposer une différence de potentiel comme illustré sur la figure 2.14.1. Sur les autres faces, on
impose une condition de Neumann homogène (∂/∂n = 0). La résistance équivalente Req(θ),
pour chaque position relative θ de la lame par rapport au balai, est calculée comme (2.17) via
l’énergie dissipée W (θ).

W (θ) = Lbr
∑
i

Ai ρi J
2
i =

(V2 − V1)2

Req(θ)
(2.17)

Où :
– Lbr est la longueur axiale des balais ;
– Ai est la surface de l’élément i du maillage ;
– ρi est la résistivité électrique de l’élément i ;
– Ji est la densité de courant de l’élément i issue du calcul par élément finis.

[Wan00] a montré qu’il était important de prendre également en compte la présence d’autres
lames sous un même balai pour le calcul de la chute de tension. Dans notre gamme de démar-
reurs, un balai peut recouvrir à chaque instant deux ou trois lames différentes. Ces lames ne sont
pas nécessairement toutes au même potentiel si bien que des courants de circulation entre lames,
via le balai, sont susceptibles d’être produits. Ce couplage est représenté dans (2.18) par la ma-
trice de conductance (dans ce cas précis de dimension deux). Les courants i1 et i2 représentent
les courants aux pieds des lames et les tensions V1 et V2 les différences de potentiel entre les
bases des lames et la tresse du balai.[

i1
i2

]
=

[
y11(θ) y12(θ)

y12(θ) y22(θ)

][
V1

V2

]
(2.18)

Les termes y11(θ), y22(θ) et y12(θ) de la matrice conductance sont obtenus par l’énergie
W (V1, V2) comme dans (2.19). Il est tout à fait possible d’effectuer le même travail lorsque trois
lames sont situées sous le même balai, en introduisant les termes y33, y13 et y23.

W (V1, V2) = y11 V
2

1 + y22 V
2

2 + 2 y12 V1 V2

y11(θ) = W (1, 0)

y22(θ) = W (0, 1)

y12(θ) =
1

2
(W (1, 1)−W (1, 0)−W (0, 1))

(2.19)

En inversant la matrice conductance, on exprime les tensions en fonction des courants en
introduisant cette fois la matrice résistance dans (2.20). Ainsi, la chute de tension entre le balai
et une lame dépend du courant de chaque lame et de leurs positions relatives. Les trois termes qui
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FIGURE 2.15 – Modèle électrocinétique avec deux lames situées sous un même balai.

composent cette matrice ont été calculés par éléments finis pour différentes positions relatives
θ avec la méthode (2.19) et sont tracés sur la figure 2.16. La position θ = 0 correspond à celle
décrite sur la figure 2.15, i.e. avec l’inter-lame centrée sur le balai.

[
V1

V2

]
=

[
r11(θ) r12(θ)

r12(θ) r22(θ)

][
i1
i2

]
(2.20)

FIGURE 2.16 – Termes de la matrice de résistance de contact balai-lames de (2.20) calculés par éléments
finis.

Le résultat affiché sur la figure 2.16 montre que l’effet mutuel dans notre cas est très peu
présent. Ceci est dû à l’utilisation de balais à fort taux de cuivre (environ 75 %). D’autres
auteurs ont montré que ce couplage pouvait être important par l’utilisation de balais davantage
carbonés [Wil12].
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2.2.2.5.3 Dispositif expérimental
Des dispositifs expérimentaux sont souvent utilisés pour caractériser le contact électrique

d’une bague tournante de type « bague d’alternateur » [Per85], [Gom05]. Ce cas de figure est
relativement simple puisque le courant qui circule est considéré comme constant. L’étude du
contact électrique avec un collecteur est plus complexe puisque le courant et la section de contact
entre le balai et une lame évolue constamment au cours du temps. Ce cas de figure est beaucoup
moins courant dans la littérature.

Nous avons mis au point un dispositif expérimental (figure 2.17.2) afin de mesurer la tension
et le courant dans le contact glissant. Le dispositif consiste à placer deux balais diamétrale-
ment opposés sur un collecteur spécifique dont les lames, court-circuitées, forment deux groupes
comme illustré sur la figure 2.17.1. Ainsi, lorsque le système est alimenté via les deux balais
et que le collecteur tourne, le contact électrique s’ouvre et se ferme successivement deux fois
par tour. Un système de bagues tournantes permet de collecter les tensions U3 et U4 au cours
du mouvement et une pince à effet Hall de mesurer le courant I . Ce système est alimenté par
une source de tension (batterie) et on considère comme négligeable les phénomènes inductifs
(essentiellement dûs aux câblages) susceptibles d’intervenir avant l’arc électrique.

En théorie, il est possible d’isoler par la mesure la chute de tension dans le balai (U1 − U2)
de celle située à l’interface balai-collecteur (U2 − U3 et U2 − U4) en fonction de la position du
collecteur par rapport aux balais. En pratique, il est extrêmement difficile de dissocier ces deux
composantes car les niveaux de tension sont faibles et bruités. En effet, compte tenu de la faible
résistivité électrique du balai, la différence de potentiel dans le balai et très faible comparée à
celle à l’interface, si bien que le rapport signal sur bruit de l’enregistrement (U1 − U2) est très
faible (la rotation du collecteur et le passage des lames sous les balais perturbent la mesure).

2.17.1: Principe de mesure 2.17.2: Dispositif expérimental utilisé

FIGURE 2.17 – Principe de mesure des chutes de tension balai-lame.

C’est pourquoi nous présentons, sur la figure 2.18, les formes d’ondes du courant et la chute
de tension balai-lame U1−U4 obtenues à l’aide de ce dispositif. Ce dernier permet d’isoler, avant
l’ouverture du contact (avant l’arc électrique), le courant en bleu et la chute de tension balai-lame
en rouge (dans ce cas, on observe U1 − U4). On constate que le phénomène de réduction de la
section de passage du courant intervient à partir de 15˚ et jusqu’à l’arc électrique : la tension
croît (d’un facteur 15) tandis que le courant décroît légèrement.

La figure 2.19 représente l’augmentation de la chute de tension U1 − U4 juste avant
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FIGURE 2.18 – Formes d’ondes du courant (bleu) et de la tension balai-lame (U1 − U4) juste avant
l’ouverture du contact.

l’ouverture du contact pour deux courants d’alimentation. On voit sur cette figure que les
phénomènes électriques mis en jeu sont en partie non-linéaires : le rapport des tensions est
moindre que le rapport des courants (qui est environ de 4). Cette observation rejoint celle des
phénomènes théoriques de striction présentés dans la partie 2.2.2.5.1 et se manifeste surtout
lorsque la surface de contact est réduite.

FIGURE 2.19 – Formes d’ondes de la tension balai-lame (U1 − U4) pour deux courants d’alimentation.

Nous allons comparer sur la figure 2.20, les mesures directes de résistance de contact ( (U1−
U4)/I ) avec le modèle numérique présenté ci-avant. Le paragraphe précédent a mis en évidence
l’aspect non-linéaire de la caractéristique tension-courant du contact électrique. La résistance
de contact issue du modèle numérique et sa comparaison avec la mesure ne sera donc valable
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que pour un courant bien particulier. Une technique consisterait à adapter le résistivité électrique
ρ4 définie sur la figure 2.14.1 pour prendre en compte, dans le modèle numérique, cette non-
linéarité.

FIGURE 2.20 – Résistance de contact balai-collecteur mesurée (bleu) et calculée (rouge).

2.2.3 Modélisation de l’arc électrique

L’arc se produit à la fin de la commutation mécanique lorsque le balai quitte la lame si
le courant dans la section considérée n’est pas égal au courant de la voie principale. Dans la
littérature, l’étude des arcs électriques se divise en deux groupes :

– Le premier est basé sur des modèles dynamiques de l’arc et utilise les équations différen-
tielles (2.21) de Cassie et de Mayr. Ces équations sont déduites des lois de conservation
de l’énergie. Elles supposent un arc comme un cylindre de rayon constant ; dans le mo-
dèle de Mayr, on suppose que les échanges thermiques avec l’extérieur se font unique-
ment par conduction alors qu’avec le modèle de Cassie, les échanges se font par convec-
tion. Ces modèles sont utilisés pour caractériser les claquages de diélectriques dans les
transformateurs [Wan08] ou les interrupteurs de puissance [Gua05] pour des applications
en courant alternatif. Dans l’équation (2.21), θ, N0 et E0 sont des constantes explicitées
dans [Wan08]. 

du
dt = u

i
di
dt − uF (u, i)

F (u, i) =
1
θ ( uiN0

− 1) pour le modèle de Mayr
1
θ ( u

2

E0
− 1) pour le modèle de Cassie

(2.21)

– Le second s’intéresse au modèle statique de l’arc électrique (la tension d’arc est directe-
ment déduite du courant) ; ce modèle vise donc principalement des applications en courant
continu. [Ayr02] est le premier, au début du XIXème siècle, à modéliser l’arc électrique
comme une source de tension ; les coefficients de son modèle étant obtenus par corrélation
avec la mesure. [Caz95] trace les caractéristiques de la tension d’arc en fonction du cou-
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rant et de la longueur d’arc pour des dispositifs de soudure à l’arc. Dans le cas particulier
de machines à collecteur mécanique, certains auteurs modélisent l’arc comme une source
de tension constante [Wan00]. Pour une meilleure précision, d’autres auteurs préfèrent uti-
liser des modèles plus élaborés de type Ayrton (2.22) comme dans [Ger06, Sin08, Vau09].

Va(ia, ea) = A+
B

ia
+ C ea +D

ea
ia

(2.22)

Enfin, l’arc électrique est parfois considéré comme une source de courant [Vau09] ; dans
ce cas, l’auteur a montré que la pente de décroissance était liée à l’inductance du circuit à
couper.

Dans notre étude, nous allons utiliser un modèle de type Ayrton (2.22) pour caractériser
les arcs électriques produis en fin de commutation, car il semble bien adapté à un modèle
circuit. L’arc sera donc modélisé par une source de tension directement calculée à partir
du courant ia et de la longueur ea de l’arc. La longueur ea correspond simplement à la
distance entre les bords adjacents de la lame et du balai.

2.3 Mesure de la commutation

2.3.1 Description du dispositif

Le dispositif expérimental réalisé assure la mesure de toutes les grandeurs internes permet-
tant l’étude de la commutation lorsque l’induit, chargé, tourne à la vitesse Ω. Le principe de
mesure de ces grandeurs est décrit sur le schéma 2.21.

FIGURE 2.21 – Principe de mesure du courant et de la tension d’une section d’induit.

Un rotor spécifiquement développé pour l’occasion est présenté figure 2.22 et permet la
mesure de toutes ces grandeurs en même temps. Il permet la mesure des tensions V1 et V2 de
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deux lames du collecteur séparées du pas au collecteur yc comme illustré sur la figure 2.21.
Ainsi, on pourra calculer la tension de section (V1 − V2) et la chute de tension entre un balai
positif et une lame (Vb1+ − V1 et Vb1+ − V2) lors de la commutation sous ce même balai. Les
balais négatifs étant à la masse, les tensions V1 et V2 lors de la commutation sous ces balais
sont directement les chutes de tensions entre balais (négatifs) et lames. Un second système de
deux bagues-balais tournants (situées à droite de la figure 2.22.1) permet la mesure du courant I
d’une section de l’induit au cours de la rotation.

Dans ce dispositif, la mesure du courant est particulièrement délicate. Dans la littérature,
certains auteurs ont effectué ce type de mesures à l’aide de bagues tournantes pour étudier des
machines universelles [Wan00] ou des moteurs à courant continu [Sin08,Sin10] ; le courant peut
alors être mesuré simplement à l’aide d’une sonde de courant par effet Hall. Dans tous ces cas
de figure, la résistance additionnelle qu’apporte le système de bagues tournantes (et le circuit
extérieur pour la mesure du courant) est négligeable devant la résistance d’une section d’induit.
Dans le cas du démarreur automobile, de par son fonctionnement sur batterie 12 V et le besoin
d’une puissance mécanique de l’ordre de 2 kilowatts, la résistance d’une section d’induit est très
faible (inférieure à 1 mΩ). Ainsi, une mesure de courant à l’aide de deux bagues tournantes et
beaucoup plus délicate à réaliser dans notre cas, et va nécessairement induire un déséquilibre
résistif des sections de l’induit. Pour réduire au minimum ce phénomène, on va utiliser quatre
balais (à fort taux de cuivre) en parallèle sur chacune des deux pistes de cuivre situées à droite
de la figure 2.22.1. Ainsi, la résistance additionnelle apportée par la mesure est réduite à son
minimum. Enfin, toutes les autres sections de l’induit auront un diamètre inférieur à la section
dont on mesure le courant, de manière à rééquilibrer électriquement l’induit.

Cette technique de mesure, par son principe, modifie le fonctionnement électrique habituel
du démarreur. Cependant, des précautions particulières ont été prises pour minimiser son impact.

Enfin, l’arbre sur lequel est réalisé le prototype de mesure 2.22.1 se trouve fortement rallongé
et laisse craindre des modes propres à basses fréquences alimentés par les nombreux balourds
introduits. L’étape d’équilibrage a été particulièrement soignée pour éviter l’excitation de fré-
quences de résonance. Au vu de toutes ces contraintes, un tel dispositif de mesure, pour ce type
d’application basse tension / fort courant, nécessite des précautions particulières et est inédit
dans la littérature.

2.3.2 Résultats de mesures

Le courant I d’une section ainsi que les deux tensions V1 et V2 de lames sont mesurés pour
différents points de fonctionnement du démarreur (i.e. pour différentes vitesses). Ces grandeurs
mesurées à 6000 tours par minute (à l’induit) sont représentées sur la figure 2.23 pour un tour
complet (360˚). On reconnaît, en rouge sur cette figure, les quatre alternances et les quatre
commutations du courant dans la section mesurée sur un tour mécanique.
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2.22.1: Rotor pour la mesure du courant et de la tension d’une section d’induit

2.22.2: Dispositif monté sur un banc d’essai

FIGURE 2.22 – Dispositif expérimental pour la mesure de la commutation.

FIGURE 2.23 – Mesure du courant et de la tension d’une section d’induit sur un tour mécanique à 6000

tr.min−1.
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2.3.2.1 Premières observations sur la commutation à 6000 tr.min−1 et pour un calage
angulaire δ = −5˚

Dans ce paragraphe, on s’intéresse à observer une commutation sous un balai négatif (figure
2.24). On visualise en rouge le courant de la section qui commute de +200A à −200A environ,
en bleu la tension de cette section ( V1 − V2 de la figure 2.23) et en magenta la différence de
potentiel entre le balai négatif et la lame située au pied de la section considérée sur laquelle a
lieu l’arc électrique. On remarque que le courant d’une section présente des paliers positifs et
négatifs avec des ondulations dues à la commutation dans les autres sections à ces instants. Ces
trois formes d’ondes superposées permettent de mieux visualiser les phénomènes et les instants
importants relatifs à la commutation. Ces instants, au nombre de trois, sont représentés sur la
figure 2.24 par θ1, θ2 et θ3. Ces trois angles correspondent respectivement à l’instant de début
de commutation, à la fin du contact mécanique (qui est aussi l’instant de naissance de l’arc
électrique) et la fin de l’arc électrique. L’instant de début de commutation est caractérisé par
une chute brutale (voire une discontinuité) de la tension aux bornes de la section ; il correspond
au moment où la section est court-circuitée. L’instant θ2 est plus délicat à interpréter car il n’y
a pas de réelle discontinuité observée lorsque le balai quitte la lame. On observe cependant
une augmentation des pentes de courant et de tension balai/lame à cet instant, que nous faisons
coïncider avec l’instant de début d’arc. Enfin, la fin de l’arc correspond au moment où le courant
de la section se stabilise (point singulier au niveau de la pente de courant). Ces trois instants
permettent de mesurer la durée, en degrés, de la commutation mécanique (δcom = θ2 − θ1), la
durée de l’arc électrique (δarc = θ3 − θ2) et enfin le courant total d’arc Iarc. La commutation
mécanique mesurée dure 30, 2˚ alors qu’elle est en théorie de 33, 3˚ d’après la formule donnée
dans la section 2.11 ; l’arc électrique d’une amplitude de 100 A s’éteint en moins de 2˚.

FIGURE 2.24 – Formes d’ondes lors d’une commutation à 6000 tr.min−1.

La forme d’onde du courant lors de la commutation peut être décrite en quatre phases au
regard de la figure 2.24 par :

1. Dès le début de la commutation, le courant décroît rapidement d’environ 100 A sous l’effet
de la F.E.M pendant 10˚ environ.
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2. Il s’ensuit une phase de « stagnation » pendant 10˚ environ du courant avec une légère
remontée.

3. La troisième phase voit le courant décroître à nouveau de 200 A en 10˚ environ sous l’effet
de l’augmentation de la tension de contact par la couche résistive du balai.

4. Enfin, lorsque la lame quitte le balai, il se produit un arc électrique caractérisé par un pic
de tension.

Le passage du courant par zéro a lieu en fin de commutation (à 36˚ sur la figure 2.24 soit
environ aux 4/5ème du processus de commutation mécanique. On est donc assez éloigné de
l’hypothèse de commutation linéaire adoptée sur la figure 3.1 avec un passage par zéro au
milieu de la commutation pour le calcul du couple électromagnétique par éléments finis en
magnétostatique. On a également représenté, sur la figure 2.25, la ligne neutre géométrique
(qui correspond à l’axe inter-polaire) décalée de l’angle de calage des balais δ = −5˚ par
rapport à la position représentant le milieu de la commutation. Ce profil de courant crée un
couple électromagnétique antagoniste pendant 5˚ mécaniques environ (sur 90˚ au total ce qui
représente plus de 5% d’un cycle) ce qui dégrade la conversion électromécanique ; cette zone
est représentée par une bande rouge sur la figure. Il est donc important de tenter d’améliorer la
commutation pour réduire ces effets néfastes sur le couple généré par la machine.

Nous allons maintenant observer sur la figure 2.25 les quatre commutations qui ont lieu par
tour mécanique (a) et c) pour les deux commutations sous les balais positifs et b) et c) pour
les deux commutations sous les balais négatifs). En rouge et en bleu figurent respectivement
le courant et la tension aux bornes d’une section ( V1 − V2). On visualise clairement dans les
enregistrements a), b) et c) la sur-tension relative à l’arc de fin de commutation mécanique et
l’augmentation de la pente du courant au même instant. La durée de l’arc électrique en degrés,
notée δarc, est mesurée dans chaque cas. L’instant qui marque le début de la commutation (i.e
le moment où la section est mise en court-circuit) est bien visible sur les enregistrement a),
b) et d) et est caractérisé par une discontinuité de la tension. On peut ainsi mesurer la durée
de commutation mécanique (notée δcom) dans chaque cas de la figure 2.25 et la comparer avec
la durée théorique donnée dans la section 2.11. Les valeurs mesurées dans les quatre cas sont
rassemblées dans le tableau 2.1. On remarque que, dans tous les cas, la durée de commutation
mesurée est inférieure à la durée théorique (qui est de 33, 3˚). Dans le cas c), l’instant de début
de commutation n’est pas aussi évident à identifier que dans les trois autres cas. Dans le cas d),
c’est l’arc en fin de commutation qui n’est pas aussi franc que dans les autres cas (il semblerait
qu’il y ait en fait deux arcs consécutifs dus à un probable saut de lame).

TABLE 2.1 – Mesure des durées de commutation et d’arc.
Cas δcom δarc

a) 30 ˚ 2.3 ˚
b) 30.2 ˚ 1.6 ˚
c) 32.4 ˚ 3 ˚
d) 27 ˚ ?

On voit, grâce à ces quatre relevés, qu’en pratique, les contacts balais-lames ne sont pas aussi
bien définis que dans la théorie. En réalité, chaque contact est différent (tolérance de conception)
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et évolue différemment au cours du temps (rodage, usure des bords de lames et de balais au
moment des arcs, ...). Dans tout les cas, on constate que la durée de commutation pratique est
inférieure à la durée de commutation théorique. Ces mesures mettent aussi en exergue toute la
difficulté à mesurer avec précision la commutation dans un démarreur. En effet, les tensions
mises en jeu sont de l’ordre du volt pour des courants de plusieurs centaines d’ampères. La
commutation est ainsi particulièrement sensible aux moindres défauts mécaniques et structurels
(balourd sur le rotor, concentricité du collecteur, défaut de pression des ressorts de balais, ...) ou
électriques (patine de mauvaise qualité, soudure sur le collecteur, ...).

FIGURE 2.25 – Formes d’ondes du courant et de tension d’une section (V1 − V2) à 6000 tr.min−1 lors
des commutations sous les balais positifs : a) et c) ; et sous les balais négatifs : b) et d).

2.3.2.2 Étude de la commutation pour différents points de fonctionnement

Dans le paragraphe précédent, nous avons étudié la commutation pour un point de fonction-
nement correspondant au point à puissance maximale de la courbe caractéristique externe (c’est-
à-dire un courant de batterie de 400A et une vitesse de rotation de l’induit de 6000 tr.min−1).
Dans cette partie, nous allons comparer les formes d’ondes durant la commutation (et notamment
les arcs électriques) pour différents points de fonctionnement et pour une seule commutation sous
un même balai négatif (pour limiter le nombre de cas à étudier). On remarque que les formes
d’ondes du courant lors de la commutation ne sont pas toutes identiques ; plus la vitesse est
importante et plus le passage par zéro du courant semble retardé. Il en résulte que, en fin de com-
mutation mécanique, le courant d’arc est en proportion du courant total, plus important à forte
vitesse qu’à faible vitesse. Le couplage électromagnétique qui semble optimal à 1500 tr.min−1

ne l’est plus à 10000 ou 14000 tr.min−1. Toutes ces formes d’ondes ont été réalisées avec un ca-
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lage angulaire de−5˚. Nous allons, dans le paragraphe suivant, étudier l’effet du calage angulaire
sur la commutation du courant.

FIGURE 2.26 – Formes d’ondes lors de la commutation pour différents points de fonctionnement.

2.3.2.3 Étude de l’angle de calage

Nous nous intéressons ici à l’effet de l’angle de calage sur la commutation. En effet, le
choix du calage angulaire, pour un démarreur, est essentiellement dicté pour faciliter l’inversion
du courant (limitation des arcs et de l’usure associée) en induisant une F.E.M qui accélère
la commutation. On peut d’ailleurs facilement observer, avec un mauvais calage, les arcs
au niveau du collecteur à la caméra rapide voire à l’œil nu en cas de flash au collecteur.
De plus, afin de ne pas dégrader le couplage électromagnétique, l’angle de calage ne doit pas
être excessif. C’est pour ces raisons que l’angle retenu jusqu’à maintenant est de−5˚ mécanique.

On a tracé sur la figure 2.27 les formes d’ondes du courant, de la chute de tension balai/-
lame et de la tension de section en fonction de la position obtenue à 14000 tr.min−1 pour trois
calages angulaires : +1˚, −5˚ et −11˚. Pour le calage positif, on voit que la commutation est
particulièrement mauvaise puisque le courant n’est strictement décroissant que pendant les 12
derniers degrés de la commutation (sur 30˚ au total) augmentant de facto le courant d’arc en fin
de commutation. En revanche, pour le calage angulaire de −11˚, on voit que le courant lors de la
commutation est strictement décroissant. Cette forme d’onde se rapproche des formes théoriques
décrites figure 2.2.
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FIGURE 2.27 – Formes d’ondes lors de la commutation pour différents calages angulaires à 14000

tr.min−1.

2.4 Conclusion

Ce chapitre a traité exclusivement de l’étude de la commutation. L’objectif principal a été
l’étude, par la mesure, des phénomènes de commutation afin de mieux les comprendre et sa-
voir ce qu’ils impliquent sur notre application démarreur. Nous avons vu que le contact élec-
trique balai-lame était central pour étudier la commutation et que les phénomènes à l’interface
du contact glissant étaient complexes à mesurer et à modéliser. D’ailleurs, le modèle électrociné-
tique proposé n’est pas parfait, puisqu’il considère le comportement électrique comme résistif ;
or une étude bibliographique et des mesures ont mis en évidence le comportement non-linéaire
du contact. Dans tous les cas, les phénomènes mis en jeu sont tellement nombreux, complexes
et couplés entre eux, qu’il se révèle très difficile, voire impossible, de prétendre avoir modélisé
entièrement et correctement un tel contact glissant électrique. En effet, très souvent dans la lit-
térature, l’étude des contacts électriques glissants concerne les bagues d’alternateur à courant
constant et à faible intensité. En ce qui concerne les collecteurs de MCC, un modèle de conduc-
tances (représentant la surface balai-lame en regard) est utilisé. Dans la littérature, des modèles
plus complexe existent mais restent cependant rares. Le démarreur automobile possède en plus
la particularité d’avoir des densités de courant élevées dans les balais, ce qui ajoute un aspect
thermique.

Par la suite, les mesures de commutation effectuées grâce à l’induit instrumenté présenté
figure 2.22, et les mesures électriques aux contacts balai-lame, permettront de mettre au point un
modèle de commutation et de discuter des résultats. Ce travail est mené dans le chapitre suivant.
Les mesures de commutation ont mis en évidence plusieurs phénomènes :
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– l’arc électrique en fin de commutation dépend de la qualité de la commutation mécanique
qui le précède ; un arcage excessif a des conséquences sur la durée de vie du système
balais-collecteur mais également sur les interférences EM ou encore le bruit magnétique.

– la commutation est un phénomène très sensible et nous avons vu qu’elle était difficilement
répétable lorsqu’elle se produit sous des balais différents. De plus, les durées mesurées de
contact sont systématiquement inférieures aux durées théoriques ce qui laisse penser que
le contact des balais sur le collecteur n’est pas « parfait » mais que de petites irrégularités
mécaniques existent.

– la qualité de la commutation évolue au cours de la vie du démarreur. Les mesures ont été
réalisées sur un collecteur « usé » ayant déjà effectué un nombre importants de cycles.
Des mesures sur un démarreur neuf ou très usé auraient été différentes. Nous avons essayé
de nous placer à un stade de vie du démarreur où le rodage est suffisant, pour garantir des
contacts électriques de qualités, mais pas excessif, afin de se placer dans des conditions
non-privilégiées pour la commutation (en effet, des balais trop usés conduisent à des résis-
tances de contacts plus élevées facilitant ainsi la commutation). L’étude de la commutation
n’est donc exacte qu’à un instant particulier de la vie du démarreur et dans des conditions
particulières.

La commutation dans les démarreurs ne doit donc pas être vue comme un phénomène isolé
et négligeable mais au contraire comme un élément central puisque la commutation agit à la fois
sur le bilan énergétique et donc les performances du démarreur, mais également sur l’usure du
système balais-collecteur.
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3.1 Introduction

Ce chapitre est consacré à la modélisation de la conversion électro-mécanique effectuée par
le démarreur. Un premier modèle statique, prenant en compte les effets magnétiques tridimen-
sionnels, multiples et très influents sur les performances du démarreur, est réalisé. Ces effets
seront par la suite intégrés aux modèles transitoires et serviront à une optimisation des perfor-
mances statiques. Un modèle de pertes, plus complet et plus précis que celui introduit dans
le chapitre 1, sera également mis sur pied. Corrélé grâce à des mesures originales, ce modèle
intégrera les pertes fer du démarreur, même si elles ne sont pas prépondérantes dans le bilan
énergétique global.

La commutation mécanique, dont le chapitre 2 fait l’objet, sera étudiée ; deux modèles circuit
sont présentés avec une prise en compte des arcs électriques et d’un modèle de contact électrique
balai-lame précédemment introduit. Une discussion quant aux avantages et inconvénients des
deux modèles sera menée avec des résultats de mesures du chapitre précédent pour alimenter les
débats.

3.2 Modélisation statique du démarreur

3.2.1 Introduction

La maîtrise de la caractéristique couple-courant d’un démarreur est primordiale pour son
dimensionnement complet. Notamment le couple au rotor bloqué Γcc dimensionne la démarrabi-
lité d’un moteur thermique à froid lorsque l’huile est figée (typiquement pour des températures
de -20˚C à -30˚C). Pour ce faire, il est commode d’utiliser des modèles par éléments finis en
deux dimensions, en magnétostatique. Dans ce type de modèle, on néglige le phénomène de
commutation en considérant une nappe de courant à l’induit de forme constante, par exemple en
supposant une commutation linéaire comme sur la figure 3.1. Les aspects liés à la commutation
seront modélisés dans la deuxième partie de ce chapitre.

3.2.2 L’angle de décalage des balais (δ)

Lorsque le calage angulaire est nul, les bobines inductrices créent un champs orthogonal à
celui créé par les bobines de l’induit de manière à maximiser le couplage électromagnétique
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3.1.1: Répartition des densités de
courant pour un décalage nul des ba-
lais

3.1.2: Forme d’onde théorique (linéaire) du courant dans une sec-
tion de l’induit

FIGURE 3.1 – Nappe de courant à l’induit.

entre des deux composants du moteur. En pratique, la superposition des deux champs crée une
distorsion de la distribution de l’induction magnétique, liée à la réaction magnétique d’induit.
Il est possible de déphaser ces deux champs en modifiant la position des balais d’un angle δ
sur le collecteur par rapport à l’inducteur qui lui, reste fixe. Ce principe est décrit sur la figure
3.2. Il permet, dans une certaine mesure, de compenser la réaction magnétique d’induit et nous
verrons, dans la second partie de ce chapitre, que cet angle est très important pour la qualité de
la commutation.

FIGURE 3.2 – Principe de décalage des balais pour commuter à une certaine distance angulaire de la
ligne neutre.

Les conducteurs de l’induit se répartissent en deux groupes :
– ceux contenus dans les angles [δ,Π− δ] [Π], créent un flux dans l’axe en quadrature (noté

Φaq) et sont à l’origine de la réaction transversale d’induit.
– ceux contenus dans les angles [−δ, δ] [Π] créent un flux dans l’axe direct (noté Φad ). Ce

flux peut s’ajouter au flux de l’inducteur ou se retrancher (defluxage) en fonction du signe
de l’angle δ. En pratique, le cas où le flux s’ajoute au flux inducteur n’est pas réalisable
car il pénalise la commutation. Ainsi, en fonctionnement moteur, le décalage des balais
doit se faire dans le sens inverse du sens de rotation (c’est à dire δ < 0 ).

La technique de décalage des balais est facile à mettre en œuvre dans le cas du démarreur car
ce dernier fonctionne toujours en mode moteur. Cependant, la notion d’angle « optimum » (qui
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serait indépendante du courant) n’a pas de sens puisque le démarreur ne fonctionne jamais à i
constant.

3.2.3 Étude des effets magnétiques tridimensionnels

Le démarreur est un dispositif électromagnétique développant une puissance mécanique de 2
kW sous 12 V(avec un rendement proche de 50 %) ; de ce fait, le démarreur est fortement soumis
à la saturation magnétique. De plus, les très fortes contraintes d’encombrement conduisent à
avoir des longueurs axiales de fer différentes (pour pouvoir loger les têtes de bobines) comme
illustré sur la figure 3.3 et on notera :

– Lf1 : la longueur du paquet de tôles de l’induit.
– Lf2 : la longueur de fer des pièces polaires.
– Lf3 : la longueur de fer de la culasse.

FIGURE 3.3 – Vue schématique des dépassements axiaux de fer.

Ainsi, un calcul de couple électromagnétique en 2-D, en considérant une coupe axiale cen-
trée sur l’axe z, conduit à des écarts importants par rapport à la réalité. Pour s’en convaincre, on a
comparé, sur la figure 3.4, les courbes caractéristiques du couple électromagnétique en fonction
du courant de batterie avec un modèle 3-D prenant en compte les dimensions réelles du disposi-
tif avec un modèle 2-D qui ne prend pas en compte ces effets. On a également ajouté le couple
mesuré sur l’arbre auquel on a additionné un couple constant Γ0 qui représente les pertes mé-
caniques (on caractérise le contact balais-collecteur comme un frottement sec, essentiellement) ;
cette étape permet, au passage, de valider le modèle 3-D. On constate également que les effets
3-D sont essentiellement présents à fort courant et leur non-prise en compte pénalise de près de
20% le résultat numérique.

Il est donc jugé important de prendre en compte ces phénomènes 3-D, étant donné leurs
effets non-négligeables constaté ; des modèles numériques par éléments finis 3-D permettent un
résultat fiable mais nécessitent des temps de calculs très importants, ce qui n’est pas réaliste
pour une démarche d’optimisation. Cependant, dans le cas de géométrie trop compliquées,
le calcul 3-D reste la seule option qui garantisse un résultat numérique fiable [Hen12]. Nous
verrons, dans ce qui va suivre, comment il est possible, dans notre cas, de prendre en compte
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FIGURE 3.4 – Mise en évidence des effets magnétiques tridimensionnels sur une caractéristique couple-
courant.

ces phénomènes dans un modèle 2-D qui présente l’avantage d’être beaucoup moins onéreux en
temps de calcul et tout en garantissent la precision des résultats obtenus.

Les effets 3-D seront étudiés de façon séparée ; ils concernent le dépassement de l’induit par
rapport aux pièces polaires (Lf1 > Lf2) et le dépassement de la culasse par rapport aux mêmes
masses polaires (Lf3 > Lf2) comme illustré sur la figure 3.3. Les pièces polaires sont moins
longues que le reste des parties ferromagnétiques afin de pouvoir intégrer les têtes de bobines
dans l’encombrement axial. En plus de son rôle magnétique, la culasse a également un rôle de
maintient mécanique de la structure.

On commencera par l’étude du dépassement de la culasse par rapport aux pièces polaires. On
proposera une méthode originale en 2-D 1/2 pour caractériser simplement ce phénomène dans un
modèle 2-D ; une série de calculs en 3-D permettra de valider ce modèle simplifié. On étudiera
ensuite le dépassement des masses polaires par rapport à l’induit par un plan d’expérience en 3-
D. Finalement, ces deux phénomènes seront intégrés dans un modèle 2-D modifié ; des mesures
de F.E.M à vide permettront de valider le modèle sur une géométrie de démarreur réelle.

3.2.3.1 Étude du dépassement culasse / pièces polaires

3.2.3.1.1 Méthodologie pour caractériser le dépassement axial de la culasse par rapport
aux pièces polaires

Nous nous intéresserons d’abord au premier effet tridimensionnel décrit sur la vue CAO
de la figure 3.5 qui caractérise Lf3 > Lf2. Les lignes de champs ont une composante axiale
de façon à ce que les lignes équipotentielles subissent une distorsion au niveau des zones inter-
polaires. Un modèle 2-D classique, (vue d’une coupe orthogonale à l’axe z) dans lequel on prend
comme épaisseur de culasse la valeur réelle e, donne de mauvais résultats. Nous allons proposer
une méthode originale de caractérisation des effets 3-D par des calculs en 2-D dans des plans
différents [And12a].

L’idée est d’effectuer deux simulations par éléments finis dans deux domaines 2-D orthogo-
naux (r, θ) et (θ, z) et combiner les résultats pour déterminer le coefficient correctif du modèle
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FIGURE 3.5 – Vue CAO du stator pour illustrer l’effet 3-D.

2-D. Ce coefficient correctif a pour objectif de modifier la réluctance équivalente du circuit ma-
gnétique en introduisant, dans le modèle 2-D de la figure 3.6.1, une épaisseur fictive de culasse
nommé e′ qui prend en compte ce phénomène 3-D. Dans le domaine 1, la réluctance R1 du
circuit magnétique lié à la culasse est calculée comme dans (3.1).

R1 =
MMF1

φ
=

∫
C1
H.dl

Lf2

∫
Γ1
B. dr

(3.1)

3.6.1: Domaine 1 3.6.2: Domaine 2

FIGURE 3.6 – Modèle EF 2-D dans deux domaines orthogonaux et calculs de réluctances magnétiques
équivalentes.

Dans le domaine 2 (figure 3.6.2), le calcul de champ effectué dans le plan (θ, z) consiste à
trouver la répartition du flux dans la culasse en considérant des conditions aux limites particu-
lières. Dans ce cas, c’est l’épaisseur réelle e de la culasse qui représente la profondeur de calcul
dans la troisième coordonnée orthogonale au domaine 2. Les valeurs des potentiels A1 et A2
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imposant des conditions de Dirichlet sont données de manière à ce que e(A1 − A2) = φ. Sur
les autres faces, on utilisera des conditions de périodicité. La réluctance R2 dans la culasse ex-
primée dans le domaine 2 est ainsi calculée par (3.2). A ce stade, l’épaisseur équivalente e′ est
obtenue en identifiant les deux réluctances (R1 = R2) par un processus itératif décrit figure 3.7
qui converge en une dizaine de calculs en 2-D.

FIGURE 3.7 – Schéma de principe de détermination de l’épaisseur de culasse équivalente e′.

R2 =
MMF2

φ
=

∫
C2
H.dl

e(A1 −A2)
(3.2)

Finalement, la figure 3.8 synthétise les résultats et montre l’évolution du ratio e′/e en fonction
du ratio des longueurs Lf3/Lf2 qui augmente et devient stable lorsque Lf3 >> Lf2. Ainsi, au
delà de Lf3 ≈ 2 Lf2, il n’y a plus d’intérêt à augmenter la longueur de la culasse.

FIGURE 3.8 – Évolution du ratio e′/e en fonction du rapport des longueurs Lf3/Lf2.

3.2.3.1.2 Validation par des calculs en 3-D
Pour valider la démarche qui vient d’être présentée, on va comparer les résultats obtenus

par le modèle 2-D modifié (par l’épaisseur de culasse fictive e′ donnée figure 3.8) et par un
modèle 3-D en considérant 3 ratios Lf3/Lf2 et 6 différents courants d’alimentation. La variable
qui sert à comparer les 2 modèles est le couple électromagnétique ; on notera Γ2D, Γ′2D et Γ3D

respectivement les couples calculés par les modèles 2-D (avec l’épaisseur e réelle de la culasse),
2-D modifié (avec l’épaisseur e′ fictive de la culasse) et 3-D.

Dans cette partie, on considère que l’induit et les pièces polaires sont de mêmes longueurs
(Lf1 = Lf2 = 35mm). La culasse (de longueur Lf3) peut prendre les valeurs : [35, 45,
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TABLE 3.1 – Plan d’expérience pour caractériser l’effet du dépassement de la culasse.
Lf3 35 mm 45 mm 60 mm 80 mm

Lf3/Lf2 1 1.3 1.71 2.29
e′/e 1 1.3 1.575 1.7

Courant bat (A) ∆ (Γ′2D / Γ3D ) , ∆ (Γ2D / Γ3D)
100 A <1% -5 % -7 % -5 % -9 % -5% -10 %
200 A <1% -2 % -9 % -2 % -12 % -3% -13 %
400 A <1% <1 % -12% <1 % -20 % <1% -21 %
600 A <1% <1 % -13% <1 % -22 % <1% -23 %
800 A <1% <1 % -13% <1 % -22 % <1% -24 %
1000 A <1% <1 % -13% <1 % -21 % <1% -23 %

60, 80] millimètres. Le tableau 3.1 synthétise les résultats. Nous avons représenté l’écart en
pourcent entre les calculs issus du modèle 2-D modifié et du modèle 3-D, ∆ (Γ′2D / Γ3D) (en
bleu) ainsi que l’écart entre le modèle 2-D non modifié et le modèle 3-D, ∆ (Γ2D / Γ3D) (en noir).

La première colonne en noir représente l’écart entre le modèle 2-D et le modèle 3-D extrudé,
i.e. avec une longueur de 35 millimètres. Ce premier résultat (écart inférieur au pourcent dans
toute la plage de courant) permet une première validation du modèle 3-D. On remarque que
dans les autres cas, le modèle 2-D modifié présente des écarts très faible avec le modèle 3-D
(notamment à fort courant) inférieur à 5% tandis que le modèle 2-D sous-estime de près de 25%

le modèle 3-D. On peut donc en conclure que la méthode de caractérisation du phénomène de
dépassement qui utilise un modèle 2-D 1/2 est validée.

3.2.3.2 Étude du dépassement pièces polaire / induit

Le dépassement inducteur-induit est souvent étudié, dans la littérature, pour le cas parti-
culier de machines à aimants permanents dont les aimants sont axialement plus longs que les
tôles d’induit pour en augmenter la puissance volumique [Dub06], [Jea96] ou pour étudier le
dépassement asymétrique des aimants [Chu03]. Dans [Jea96], les auteurs caractérisent le dépas-
sement à partir de simulations numériques 3-D par un coefficient k3D qui dépend du rapport des
deux longueurs axiales (Lf2/Lf1) mais aussi du rapport du diamètre Da sur la longueur d’in-
duit (Da/Lf1). Nous allons suivre la même démarche dans notre cas particulier en procédant
cependant à quelques hypothèses simplificatrices. En effet, on effectuera toutes les simulations
numériques avec une géométrie d’induit figée (notamment le diamètre et la longueur) ; on étudie
donc uniquement l’effet tridimensionnel en fonction du rapport des longueurs de fer Lf2/Lf1

en diminuant la longueur Lf2. L’effet du rapport Da/Lf1 sera négligé ; en revanche, l’effet de
la saturation magnétique (via le courant de batterie) sera pris en compte.
3.2.3.2.1 Description du modèle 2-D utilisé

Avant toute chose, il convient de décrire le modèle 2-D qui sera utilisé par la suite. Dans toute
cette partie, on s’intéresse uniquement au dépassement de l’induit par rapport à l’inducteur ; on
considère la longueur d’induit constante (Lf1 = cste) et on fait varier la longueur de l’inducteur
(Lf2 = Lf3 ≤ Lf1).

Pour prendre en compte le fait que la longueur de fer de l’inducteur (Lf2), c’est-à-dire les
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FIGURE 3.9 – Vue du modèle éléments finis 2-D modifié pour la prise en compte des effets 3-D.

pièces polaires et la culasse, soit inférieure à celle de l’induit (Lf1), on va introduire un coef-
ficient de remplissage de fer pour l’inducteur nommé γ = Lf2/Lf1. Ainsi, on considère que,
dans le stator, le flux peut passer soit par le chemin « facile » (c’est-à-dire le fer) soit par le
chemin « difficile » (l’air). Il y a donc deux réluctances en parallèles (3.3) ; l’une pour le passage
du flux dans la proportion de fer (Rfer) et l’autre pour le passage du flux dans l’air (Rair).

Rfer =
l

µ0 µr γ S

Rair =
l

µ0 (1− γ) S

(3.3)

où l et S représentent respectivement la longueur et la section du tube de flux considéré.
Ainsi, la section S, constituée d’une proportion γ de fer et (1 − γ) d’air, a une réluctance équi-
valente µeq (3.4).

µeq = µ0 ((1− γ) + γµr) (3.4)

On va donc comparer, pour différents courants et différentes longueurs de fer Lf2 de l’in-
ducteur, le couple électromagnétique calculé avec ce modèle 2-D modifié (i.e. par une prise en
compte de µeq) et avec un modèle 3-D. Pour le calcul en 2-D, on choisira comme longueur utile,
pour le calcul du couple, la longueur de l’induit Lf1.

Il va de soit que, lorsque Lf2 < Lf1, le modèle 2-D va sur-estimer le couple produit. La
comparaison avec le modèle 3-D (dimensions réelles) permet d’introduire un coefficient correc-
tif.
3.2.3.2.2 Plan d’expérience 3-D et caractérisation du phénomène

Le phénomène étudié s’observe sur la figure 3.10 qui représente l’induction magnétique à la
surface d’un demi-induit lorsque ce dernier est plus long que l’inducteur, et pour deux courants
inducteurs. On constate que l’induction n’est pas homogène le long de l’induit et que ses extré-
mités ne participent pas ou peu à la conversion électromagnétique. Ce phénomène semble, en
plus, dépendre de la saturation magnétique.

Dans ce paragraphe, on considère de la même façon que précédemment, un induit de lon-
gueur constante ( Lf1 = cste ) et on fait varier la longueur de l’inducteur (Lf2 = Lf3 ≤ Lf1).
Ce plan d’expérience permet ainsi d’isoler l’effet 3-D qui correspond au dépassement de l’induit
par rapport à l’inducteur et pour différents courants I (c’est-à-dire différents niveaux de satura-
tion).
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3.10.1: 200 ampères batterie 3.10.2: 1000 ampères batterie

FIGURE 3.10 – Niveau d’induction à la surface d’un demi-induit pour caractériser le dépassement in-
duit/inducteur.

TABLE 3.2 – Plan d’expérience pour caractériser l’effet du dépassement de l’induit.
Lf2 35 mm 32.5 mm 30 mm 27.5 mm 25 mm 22.5 mm 20 mm

Lf2/Lf1 1 0.93 0.86 0.79 0.71 0.64 0.57

Courant bat (A) Γ3D / Γ′2D (%)
100 A > 99 % 96.6 % 95.1 % 91.7 % 87.7 % 84.0 % 80.6 %
200 A > 99 % 97.4 % 95.1 % 93.4% 91.7 % 90.0 % 88.6 %
400 A > 99 % 97.1 % 97.1 % 96.3% 95.1 % 93.4 % 92.6 %
600 A > 99 % 98.6 % 98.0 % 98.0 % 96.1 % 95.2 % 94.3 %
800 A > 99 % 99.4 % 99.0% 98.0% 97.1 % 96.1 % 95.2 %
1000 A > 99 % 99.3 % 99.1 % 98.0% 98.0 % 97.1 % 96.2 %

Nous comparons dans le tableau 3.2 le couple électromagnétique calculé en 3-D (Γ3D) avec le
couple calculé avec le modèle 2-D modifié Γ2D′ (en utilisant la perméabilité µeq décrite dans
l’équation (3.4)) et ainsi qu’avec le modèle 2-D non modifié Γ2D et ce, pour 6 courants induc-
teur différents. Dans tous les cas, les résultats du couple en 2-D sont calculés pour une longueur
utile Lu égale à la longueur de fer de l’induit (Lf1).

Les résultats présentés dans ce plan d’expérience permettent de caractériser ce phénomène
pour différents ratios de dépassement et différents courants I . On lit directement en bleu dans
le tableau 3.2 le ratio ξ(Lf2/Lf1, I) à appliquer sur la longueur Lf1 pour corréler les résultats
obtenus en 3-D et en 2-D (figure 3.11). Évidemment, ce ratio ξ(Lf2/Lf1, I) n’est valable que
pour notre géométrie particulière correspondant à un état de saturation magnétique particulier.
Ce modèle étant destiné à être inclus dans un processus d’optimisation géométrique, on peut
cependant considérer qu’il reste correct si les modifications portées sont minimes (c’est-à-dire
lorsqu’elles ne modifient pas fondamentalement l’état de saturation magnétique). Par exemple,
il sera exclu, dans cette démarche, de modifier la valeur de l’entrefer.

Finalement, nous venons d’introduire le coefficient ξ, qui dépend du courant de batterie I et
du ratio Lf2/Lf1, et qui permet de déterminer la longueur utile L2D

u de calcul pour le couple



3.2. Modélisation statique du démarreur 73

FIGURE 3.11 – Évolution du ratio ξ(Lf2/Lf1, I) exprimé en % en fonction du ratio Lf2/Lf1 et du
courant de batterie.

électromagnétique dans un modèle 2-D modifié tel que :

L2D
u = Lf1 × ξ(

Lf2

Lf1
, I) (3.5)

3.2.3.3 Validation du modèle 2-D modifié

Le modèle 2-D modifié mis au point tient compte du dépassement de la culasse par rapport
aux pièces polaires (grâce à l’épaisseur e′ de culasse fictive) et du dépassement de l’induit par
rapport aux masses polaires (grâce aux paramètres µeq et ξ(Lf2Lf1

, I)).
Le modèle 2-D modifié sera validé de façon numérique et expérimentale.

3.2.3.3.1 Par des calculs en 3-D
Nous avons envisagé un troisième plan d’expérience qui cumule les deux effets décrits pré-

cédemment pour valider le modèle 2-D modifié. Dans cette étude, on fixe respectivement Lf1 et
Lf3 à 35 et 60 millimètres. La longueur des masses polaires (Lf2) varie de 20 à 35 millimètres.
Dans ces conditions, on superpose à la fois l’effet des dépassements induit/inducteur ainsi que
pièces polaires/culasse. Ces calculs permettent de vérifier l’exactitude du modèle 2-D modifié
prenant en compte le coefficient ξ de l’équation (3.5) pour la longueur utile ainsi que l’épaisseur
de culasse e′ caractérisée dans la partie précédente.
Finalement, les résultats sont présentés dans le tableau 3.3 pour six longueurs Lf2 et six courants
de batterie. On compare dans chaque cas, l’écart en pourcent entre le modèle 2-D non modifié et
le modèle 3-D (en noir) ainsi que l’écart avec le modèle 2-D modifié (en bleu). Le modèle 2-D
non modifié s’écarte du modèle 3-D de −20% à +40%. Le modèle 2-D modifié, quant à lui, est
plus proche du modèle 3-D sauf pour des courants faibles et pour des petites longueurs de fer
Lf2. Cependant, les cas où Lf2 < 25 mm peuvent être considérés comme des cas pathologiques
qui n’ont que peu de chance d’être réalisés en pratique. On voit toutefois que le modèle 2-D
modifié est validé dans les autres cas (lorsque Lf2 ≥ 25 mm le modèle 2-D modifié se trouve à
moins de 5% du modèle 3-D).



74 Aspects de modélisation électromagnétique du démarreur

TABLE 3.3 – Plan d’expérience pour caractériser l’effet des deux dépassements cumulés.
Lf2 32.5 mm 30 mm 27.5 mm

Courant bat (A) ∆ (Γ3D / Γ′2D) (%) , ∆ (Γ3D / Γ2D) (%)
100 A - 3.7 % - 3.6 % - 0.6 % + 2.7 % + 0.6 % + 9.9 %
200 A - 1.6 % - 7.5 % + 0.0 % - 2.5 % + 2.5 % + 3.4 %
400 A - 2.1 % - 17.5 % - 0.4 % - 14.9 % + 0.8% - 11.6 %
600 A - 0.9 % - 20.1 % - 0.2 % - 18.2 % + 1.1 % - 15.9 %
800 A + 0.0 % - 20.2 % + 0.7 % - 18.7 % + 0.5 % - 16.8 %

1000 A + 0.4 % - 19.4 % + 1.0 % - 18.0 % + 0.0 % - 16.3 %

Lf2 25 mm 22.5 mm 20 mm

Courant bat (A) ∆ (Γ3D / Γ′2D) (%) , ∆ (Γ3D / Γ2D) (%)
100 A + 1.6 % + 18.7 % + 3.5 % + 29.2 % + 6 % + 41.6 %
200 A + 5.8 % + 10.7 % + 9.6 % + 19.5 % + 14.3 % + 30.3 %
400 A + 2.1 % -7.1 % + 2.7 % -1.8 % + 3.8 % + 5.2 %
600 A + 0.6 % - 12.6 % - 0.2 % - 8.7 % - 1.5 % - 3.5 %
800 A + 0.0 % - 14.0 % - 1.8 % - 10.9 % - 3.2 % - 6.6 %

1000 A - 0.1 % - 13.9 % - 1.5 % - 11.0 % - 2.6 % - 7.1 %

3.2.3.3.2 Par des mesures de F.E.M à vide d’une section d’induit
L’objectif de cette partie est de valider le modèle 2-D modifié en le comparant à des mesures

directes à partir d’un appareil existant pour lequel on a : Lf1 = 35 mm, Lf2 = 30, 5 mm et
Lf3 = 60 mm. Un dispositif expérimental spécifique, décrit figure 3.12, permet de récolter la
F.E.M induite dans une section de l’induit en alimentant uniquement les pôles inducteur avec
un courant batterie I constant et en entraînant le rotor à vitesse constante Ω grâce à un mo-
teur d’entraînement. Un système de deux bagues-balais permet de recueillir la tension induite
e1(t) = −Ω∂φind(I)/∂θ aux bornes de la section ouverte et de la visualiser à l’aide d’un os-
cilloscope. Cette tension est directement proportionnelle au flux magnétique φind(I) créé par
l’inducteur alimenté par un courant I . La comparaison de la tension induite mesurée pour diffé-
rents courants avec celle calculée par le modèle éléments finis 2-D modifié permet de valider ce
modèle.

FIGURE 3.12 – Dispositif expérimental pour la mesure de la F.E.M à vide d’une section.

On remarque, sur les deux figures 3.13 et 3.14, que le modèle 2-D modifié (en rouge) permet
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une bonne corrélation avec la mesure (en bleu) pour les deux courants considérés tandis que le
modèle 2-D non modifié (en bleu cyan) sous estime la F.E.M induite et donc le flux magnétique.

3.13.1: Formes d’ondes des F.E.M induites 3.13.2: Contenu harmonique des F.E.M

FIGURE 3.13 – F.E.M induites pour un courant inducteur I = 250 A et une vitesse de 2000 tr.min−1 :
bleu = mesure, rouge = modèle 2-D modifié, cyan = modèle non modifié.

3.14.1: Formes d’ondes des F.E.M induites 3.14.2: Contenu harmonique des F.E.M

FIGURE 3.14 – F.E.M induites pour un courant inducteur I = 1000 A et une vitesse de 2000 tr.min−1 :
bleu = mesure, rouge = modèle 2-D modifié, cyan = modèle non modifié.

On peut donc conclure, qu’au regard de ces mesures de F.E.M et des résultats numériques
du tableau 3.3, le modèle 2-D modifié est valable. Ce modèle sera utilisé dans le chapitre 5 pour
une optimisation du démarreur.

3.3 Modèles de pertes

3.3.1 Pertes mécaniques

Les pertes mécaniques sont très importantes dans les démarreurs à cause du frottement des
balais. Une contrainte très importante dans leur dimensionnement concerne le temps d’arrêt de
l’induit. En effet, pour des raisons de sécurité, l’induit emmené à sa vitesse à vide doit être en
mesure de s’arrêter rapidement (pour éviter le fraisage de la couronne moteur en cas de redémar-
rage immédiat par l’utilisateur). Ainsi, l’essentiel des pertes mécaniques est dû aux frottements
secs des balais.

Afin de caractériser les pertes mécaniques restantes, hormis les pertes dans le réducteur
(pertes dans les paliers et roulements), un dispositif expérimental spécifique a été mis au point. Il
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permet de caractériser les pertes par la méthode du lâcher ou encore méthode de Routin. [Mez04]
utilise cette technique de ralentissement pour caractériser les pertes mécaniques et l’inertie d’un
moteur asynchrone. Ce dispositif illustré sur la figure 3.15.1 comprend le moteur d’entrainement,
à droite, alimenté par une source de tension et le moteur étudié (dont on cherche à caractériser les
pertes) sans balai à gauche. Initialement accouplé mécaniquement, le moteur étudié est emmené
à une vitesse Ω0 par le moteur d’entrainement. Le moteur étudié, monté sur rail, est alors mé-
caniquement désaccouplé en appliquant une force ~F ; l’évolution du ralentissement est affichée
sur un oscilloscope 3.15.2 via un capteur de vitesse.

3.15.1: Dispositif expérimental 3.15.2: Ralentissement de l’induit

FIGURE 3.15 – Méthode de lâcher pour caractériser les pertes mécaniques.

Les pertes mécaniques sont déduites de l’enregistrement 3.15.2 à partir de l’équation (3.6).
L’inertie J est l’inertie de l’induit ; elle peut être mesurée grâce à la méthode du pendule qui est
donnée en Annexe C .

Pméca(Ω1) = −Ω1 J
dΩ

dt
|Ω=Ω1 (3.6)

Finalement, en approchant les pertes mécaniques mesurées avec des fonctions polynomiales,
on peut entièrement les caractériser dans la plage de fonctionnement du démarreur, i.e. de sa vi-
tesse à vide jusqu’à zéro comme explicité dans l’équation (3.7). Sur la figure 3.16, on a séparé les
pertes mécaniques calculées à partir des coefficients précédents. On observe que les pertes méca-
niques du démarreur sont, pour l’essentiel et dans toute la plage de vitesse, dues aux frottements
secs Γ0 des balais. La caractérisation des pertes dans les roulements en fonction de la vitesse
sera utilisée dans la partie suivante, pour la mesure des pertes fer par la méthode de séparation
des pertes.

Pméca(Ω) = Γ0 × Ω + γ1 × Ω2 + γ2 × Ω3 (3.7)

où Γ0 représente le couple de frottement sec du aux balais et γ1 et γ2 les coefficients déter-
minés par cette méthode dus aux termes en Ω2 et Ω3 dans les roulements. Remarquons que, dans
ce modèle, le couple de frottement des balais est représenté par un frottement sec constant Γ0.
Il a d’ailleurs été mesuré à l’aide d’un couplemètre en entrainant l’induit non alimenté avec un
moteur externe. En réalité, ce frottement est plus complexe ; des auteurs font apparaître des phé-
nomènes de lubrification et de baisse du coefficient de frottement [Sim93] dûs au passage d’un
courant électrique. Des mesures effectuées au sein de Valeo ont permis de mettre en évidence ce
phénomène. Il trouve son origine dans les zones de constrictions décrites dans la partie 2.2.2.5.1 ;
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en effet, à ces endroits, le courant a des composantes parallèles au contact et de signes opposés
si bien que, sous l’effet des forces de Lorenz, le balai tend à s’écarter du collecteur diminuant
le coefficient de frottement. Ce travail de thèse n’a pas pour objectif l’étude de ces phénomènes
davantage liés à la tribologie du contact.

FIGURE 3.16 – Séparation des pertes mécaniques en fonction de la vitesse d’induit.

3.3.2 Pertes fer

3.3.2.1 Principe général de calcul dans les machines tournantes

L’étude des pertes fer dans les machines électriques est un sujet complexe mais nécessaire
pour mieux comprendre leur fonctionnement. D’une certaine façon, l’augmentation croissante
des puissances volumiques conduit à une augmentation des polarités électriques (et donc des
fréquences électriques fondamentales associées) et des niveaux de saturation. C’est également
le cas pour le démarreur automobile qui est soumis à de fortes contraintes d’encombrement
par les constructeurs. Afin de pouvoir respecter le cahier des charges, tous les démarreurs sont
aujourd’hui munis de réducteur interne et possèdent deux ou trois paires de pôles. Nous avons
vu précédemment que le fonctionnement « Stop-Start », sur moteur thermique chaud, conduit
à l’utilisation du démarreur vers des zones à plus fortes vitesses comparé à une utilisation
standard à froid. L’étude des pertes fer dans cette zone (représentée sur la figure 3.17) est donc
importante pour prédire le fonctionnement du dispositif et envisager des moyens de réduire ces
pertes (et augmenter ainsi le rendement). Typiquement, on considère grossièrement que la zone
de fonctionnement en mode « Stop-Start » se situe à gauche du point de puissance maximale,
c’est à dire entre la vitesse au point à puissance maximale (Ω|P=Pmax) et la vitesse à vide (Ω0)
correspondant à des courants allant du courant à vide (I0) au courant à puissance maximale
(Icc/2).

Les pertes fer dans des matériaux ferromagnétiques sont généralement mesurées sur des
dispositifs normalisés appelés cadre Epstein, sous une polarisation magnétique contrôlée, sinu-
soïdale homogène et unidirectionnelle. Ainsi, les pertes des tôles magnétiques sont exprimées en
fonction de la fréquence et du niveau de polarisation. Cependant, dans les machines électriques,
les géométries, les sections de passage du flux magnétique sont beaucoup plus complexes que
dans le cas particulier du cadre Epstein. Ainsi, les pertes fer dans ces dispositifs ne peuvent être



78 Aspects de modélisation électromagnétique du démarreur

FIGURE 3.17 – Caractéristiques de Vitesse, Couple et Puissance et zone de fonctionnement en
mode « Stop-Start ».

directement déduites des mesures sur cadre mais il est nécessaire de prendre en compte d’autres
phénomènes spécifiques listés ci dessous :

– les formes d’onde de l’induction magnétique dans les différentes parties de l’induit ne sont
pas strictement sinusoïdales mais comprennent des harmoniques de rangs plus élevés dus
au bobinage, aux variations de perméance dans l’entrefer, à l’alimentation en courant, etc.

– le champ magnétique dans les pièces ferromagnétiques n’est pas partout unidirectionnel
comme dans le cadre Epstein mais comprend une composante rotationnelle induisant des
pertes supplémentaires.

D’autres phénomènes sont susceptibles d’augmenter les pertes fer dans les tôles de machines
électriques ; parmi eux on citera l’assemblage des tôles, leur découpe ou encore leur température
de fonctionnement. L’effet de la découpe et particulièrement important dans les petites machines
comme les démarreurs ; les contraintes mécaniques diminuent de façon locale la perméabilité de
la tôle et augmente l’aire du cycle d’hystérésis. Ces phénomènes sont étudiés de façon séparées
par certains auteurs [Van10] mais ne sont pas encore intégrables à un modèle de pertes dans les
machines électriques.

Les modèles de pertes fer dans les dispositifs électromagnétiques sont souvent décompo-
sables en deux parties :

1. Partie pré-processeur : cette partie consiste à calculer la carte d’induction magnétique à
partir des courbes B(H) anhystérétiques. La plupart du temps, on utilise un logiciel de
calcul par éléments finis et on recueille les formes d’ondes du flux magnétique au centre
de chaque éléments du maillage [Van12, Jac09]. On peut également procéder par zones
plus larges que l’on choisit car ayant une distribution uniforme du flux [Lat06].

2. Partie post-processeur : c’est dans cette partie qu’on l’on calculera les pertes fer à partir
des formes d’ondes déduites de la partie précédente. Pour cela, on utilise des modèles
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mathématiques de pertes fer que nous allons décrire dans la partie suivante, comme le
modèle de Bertotti par exemple, pour calculer les pertes par hystérésis, par courant de
Foucault et par excès.

3.3.2.2 Modèles mathématiques et détermination des paramètres

Cette section consiste en un bref état de l’art des différents modèles numériques pour le calcul
des pertes fer. La plupart des modèles ont pour origine commune le modèle de Bertotti [Ber88]
issu de travaux datant de 1988. Ce modèle très connu décrit les trois différentes composantes des
pertes fer sous une polarisation J unidirectionnelle et sinusoïdale à la fréquence f : les pertes
par hystérésis, les pertes par courant de Foucault et les pertes dynamiques par excès. Ce modèle
est décrit dans l’équation ci dessous :

Pfer(J, f) = khys J
2 f + kfouc J

2 f2 + kexc J
1.5 f1.5

kfouc =
π2d2

6ρmv

(3.8)

Dans l’équation (3.8), seul le terme kfouc peut être calculé à partir des données physiques de
la tôle comme explicité où d, ρ et mv représentent respectivement l’épaisseur de la tôle (en m),
sa résistivité électrique (Ω.m) et sa masse volumique (en kg.m−3). Les autres paramètres (khys
et kexc) sont déterminés à partir des mesures de pertes normalisées en polarisation maximale et
en fréquence fondamentale (ce sont les caractéristiques J(H, f) données sur la figure 3.18 et
réalisées sur cadre Epstein).

FIGURE 3.18 – Données de pertes fer W (J, f) effectuées sur cadre Epstein et exprimées en échelle
logarithmique en fonction de la polarisation J et de la fréquence f .

Cependant, le modèle initial de Bertotti ne semble plus fonctionner à forte induction magné-
tique (le modèle sous-estime les pertes). Certains auteurs [Jac09, Van10] ont proposé d’ajouter
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un terme en Jαf2 pondéré par un coefficient ksat pour permettre une meilleure corrélation à
forte saturation.

De plus, les phénomènes suivants et présents dans un induit de machine électrique tournante,
doivent être pris en compte dans un modèle numérique plus élaboré :

– la composante rotationnelle de l’induction : en effet dans certaines parties de l’induit (la
culasse notamment), l’induction n’est pas purement unidirectionnelle (comme considéré
par hypothèse dans (3.8)) ce qui induit des pertes supplémentaires.

– les harmoniques d’espace et de temps de rangs plus élevés : les formes d’ondes de
l’induction ont un contenu spectral riche causé par des harmoniques d’espaces (ouverture
des dents, ...) et par des harmoniques de temps (alimentation par une électronique de
puissance, ...). Ces phénomènes induisent des pertes supplémentaires par courants de
Foucault et par excès.

L’équation (3.9) est ainsi une extension du modèle initial de Bertotti prenant en compte les
phénomènes listés plus haut. Ce modèle, développé au sein du laboratoire IEM RWTH-Aachen
University puis utilisé dans [Van12, Jac09], est particulièrement adapté à l’étude des machines
tournantes.

Pfer(J, f) = khys (1 + (r Jmax − 1) c) J2
max f + kfouc

nharm∑
n=1

J2
n (nf)2

+kexc

nharm∑
n=1

J1.5
n (nf)1.5 + ksat J

α
max f

2 (3.9)

Avec :
– khys, kfouc, kexc, ksat et α : les 5 paramètres du modèle déterminés à partir des données

caractéristiques des matériaux et de leurs pertes W (J, f). [Jac09] détaille l’obtention de
ces paramètres pour un certain nombre de tôles magnétiques.

– c : coefficient de distorsion du flux (c = Jmin/Jmax).
– r : facteur empirique de pondération du facteur rotationnel [Jac09].
– f : fréquence électrique fondamentale (en Hz).
– nharm : le nombre d’harmonique pris en compte pour la décomposition spectrale.
– Jn : amplitude du n-ième harmonique de polarisation magnétique.
– Jmax et Jmin : valeurs maximale et minimale de la polarisation magnétique sous une

période électrique.

D’autres auteurs [Pop07], partant du constat identique (i.e que le modèle de base de Bertotti
(3.8) ne permet pas une bonne corrélation avec les mesures), calculent les termes khys et kfouc
pour toutes les fréquences f et toutes les polarisations J . Le modèle de Bertotti initial (3.8) à
3 paramètres se transforme en un problème beaucoup plus complexe avec de très nombreux
paramètres à déterminer à partir des données spécifiques de pertes en fonction de la fréquence
et de la polarisation.

Enfin, des modèles plus complexes permettent le calcul des pertes fer en reconstituant les
cycles hystérétiques par éléments finis à partir des données H(B, dB/dt) mesurées sur cadre
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Epstein pour différentes valeurs d’inductions crêtes Bc [Ces96]. Cette technique est longue à
implémenter et nécessite un grand nombre de mesures préalables. Elle est cependant la plus
complète puisqu’elle permet jusqu’à la reconstitution des cycles mineurs [Gau05, Li11]. Cette
méthode est implémentée dans le logiciel commercial Flux2D de CEDRAT sous le nom de
modèle « Low surface ».

Par la suite, tous les résultats de simulations ont été obtenus par le modèle (3.9) qui semble
être un bon compromis entre la diversité et la complexité des phénomènes pris en compte et sa
relative facilité à être mise en œuvre.

3.3.2.3 Choix des points de fonctionnement et calcul de champ

Pour caractériser les pertes fer du démarreur nous avons choisi plusieurs points de fonc-
tionnement entre le point à vide et le point à puissance maximale dans la zone de fonctionne-
ment « Stop-Start » (comme illustré sur la figure 3.17). Un point de fonctionnement est en-
tièrement caractérisé par sa vitesse Ω (et donc son fondamental électrique f0) et son courant
d’alimentation Ibat. Le modèle par éléments finis utilisé décrit figure 3.19, prend en compte les
effets magnétiques tridimensionnels décrits dans dans la section 3.2.3 afin d’évaluer correcte-
ment les niveaux d’induction dans l’induit. Les calculs de champ sont effectués sur une période
électrique avec un pas ∆θ. Ce pas angulaire doit être suffisamment fin pour permettre une dé-
composition en série de Fourier jusqu’aux harmoniques de rangs importants (nous verrons qu’au
delà d’un certain rang, les niveaux d’induction des harmoniques sont négligeables).

FIGURE 3.19 – Carte d’induction magnétique dans la tôle d’induit avec seules les bobines inductrices
alimentées par un courant I .

Finalement, on obtient les formes d’ondes de l’induction sur une période élecrique (i.e 180

degrés mécaniques) avec un pas de 2˚. Sur la figure 3.20, on présente une forme d’onde de
l’induction radiale dans une dent (figure 3.20.1) ainsi que sa décomposition harmonique (figure
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3.20.2). Comme évoqué précédemment, on voit qu’au delà de l’harmonique 7, les niveaux
d’induction sont très faibles.

3.20.1: Induction radiale en fonction de la position 3.20.2: Spectre fréquentiel de l’induction

FIGURE 3.20 – Forme d’onde et contenu harmonique de l’induction radiale dans une dent de l’induit.

Sur la figure 3.21, on a représenté le phénomène d’induction non unidirectionnelle davantage
présent dans la culasse (figure 3.21.1) que dans les dents (figure 3.21.2) de l’induit. Dans ces
exemples, on calcule le coefficient c = Jmin/Jmax de l’équation (3.9) pour chaque élément du
maillage.

3.21.1: Dans la culasse : c = 0.75 3.21.2: Au milieu d’une dent : c = 0.1

FIGURE 3.21 – Mise en évidence du phénomène d’induction rotationnelle.

3.3.2.4 Principe de calcul des pertes à partir d’un modèle par éléments finis, et post-
traitement

Nous allons maintenant détailler le principe général de calcul des pertes fer explicité sur la
figure 3.22. La méthode retenue consiste à utiliser les pertes fer spécifiques W (f, J) mesurées
sur carde Epstein afin de déterminer des paramètres relatifs à un modèle mathématique de pertes
fer (nous utiliserons le modèle explicité dans l’équation (3.9)).

Ce modèle utilise les résultats de simulation d’un modèle par éléments finis qui calcule les
formes d’ondes de l’induction dans toute la machine à partir des courbes B(H, f) anhystéré-
tiques obtenues par mesures sur cadre à la fréquence fondamentale f . Comme illustré sur la
figure 3.23, on recueille, pour chaque position du rotor, les informations requises pour tous les
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éléments du maillage (à savoir : la surface élémentaire Si ainsi que les polarisations Jxi et Jyi
au centre du i-ème élément). Les formes d’ondes sont ensuite reconstruites pour chaque élément
i du maillage.

Finalement, les pertes fer sont obtenues en sommant les contributions de chaque élément :

Pfer = Lfer

Nelements∑
i=1

Si × P ifer(Ji, f) (3.10)

où :
– Lfer représente la longueur axiale de fer considérée ;
– Nelements est le nombre d’éléments du maillage ;
– P ifer(Ji, f) est le résultat de calcul des pertes fer sur l’élément i en utilisant le modèle

mathématique (3.9).

FIGURE 3.22 – Principe général du calcul de pertes fer mise en œuvre.

FIGURE 3.23 – Principe de calcul des pertes fer à partir des calculs par éléments finis.
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3.3.2.5 Étude expérimentale des pertes fer

La mesure des pertes fer est importante puisqu’elle permet la validation du modèle. La
plupart du temps, la méthode retenue pour identifier les pertes fer est la technique de séparation
des pertes en fonctionnement [Li11,Gau05]. Malheureusement, en ce qui concerne le démarreur,
cette méthode ne peut être utilisée à cause notamment du frottement important des balais sur
le collecteur (cf. figure 3.16). De plus, les courants dans le bobinage d’induit et les pertes dans
les balais lors des commutations sont encore mal connus et surtout difficilement reproductibles.
Pour ces raisons, nous avons choisi, pour mesurer les pertes fer, d’ôter les balais et d’utiliser
la méthode du ralentissement déjà éprouvée pour la mesure des pertes mécaniques dans les
roulements. Ainsi, l’utilisation de cette méthode oblige à ne pas alimenter le bobinage induit ;
seul le bobinage inducteur est alimenté par une source de courant délivrant un courant constant.
Les pertes fer ainsi mesurées ne sont donc pas celles d’un fonctionnement réel puisque le champ
magnétique créé dans les tôles d’induit l’est uniquement par l’inducteur. Nous verrons malgré
tout, que l’essentiel des pertes fer à l’induit est dû au champ créé par le bobinage inducteur.

Pour mesurer les pertes fer, nous procédons de la même façon que dans l’équation (3.6). Nous
utilisons également le même dispositif expérimental décrit sur la figure 3.15.1 en alimentant en
plus, le bobinage inducteur avec une source de courant. Les pertes fer mesurées Pmesfer , pour
un courant d’alimentation I0 et une vitesse d’induit Ω0, sont déduites des enregistrements en y
soustrayant les pertes mécaniques obtenues sans alimenter l’inducteur (courbe bleu de la figure
3.24) comme décrit dans l’équation (3.11).

Pmesfer (I0,Ω0) = −J Ω0 (
dΩ

dt
|Ω=Ω0, I=0 −

dΩ

dt
|Ω=Ω0, I=I0) (3.11)

On visualise, sur la figure 3.24, le ralentissement de l’induit alimenté avec un courant
constant. On remarque à ce stade, que le ralentissement est d’autant plus rapide que le courant
est important.

FIGURE 3.24 – Ralentissement de l’induit en alimentant l’inducteur avec un courant constant.

Les pertes mesurées contiennent en réalité deux termes : le premier est le terme recherché
c’est-à-dire les pertes fer dans les tôles d’induit. Le second terme correspond à des pertes par
courants de Foucault au stator (en E2/ρ) dues aux harmoniques de denture. En effet, les pièces
polaires du stator sont faites d’acier massif, facilitant la naissance de courants induits. Les varia-
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TABLE 3.4 – Résultats de mesures et de calculs de pertes fer sans induit alimenté.
Ωinduit(tr/min) f0 (Hz) Ibat (A) Pmesfer (W) Pstator (W) Pinduit (W) Pcalc (W)

18000 600 180 76 12 64 57
15000 500 230 81 14 67 59
12000 400 280 72 18 54 52
9000 300 370 61 23 38 40
6000 200 470 41 25 16 25

tions locales d’induction (autour d’une valeur moyenne non nulle) conduisent à l’induction de
courants en surface des masses polaires suivant l’effet de peau. Des simulations en transitoire
par éléments finis en 2D ou 3D ont permis de mettre en évidence ce phénomène et de le quan-
tifier. On n’exploitera ici que les résultats de simulations ; le phénomène est détaillé en annexe
D. Finalement, les pertes fer mesurées à l’induit Pinduit sont déduites des pertes fer totales me-
surées Pmesfer en y soustrayant les pertes fer calculées à l’inducteur Pstator comme explicité dans
l’équation (3.12) suivante :

Pinduit = Pmesfer − Pstator (3.12)

3.3.2.6 Résultats et discussion

Les résultats de mesure, après exploitation des enregistrements, sont regroupés dans le
tableau 3.4. Les trois premières colonnes contiennent respectivement la vitesse d’induit (en
tr.min−1), la fréquence électrique fondamentale f0 (en Hz) correspondante et le courant de bat-
terie (en A). On rappelle que le courant alimente uniquement les bobines inductrices, qui sont les
seules sources de flux dans le circuit magnétique. Les trois colonnes suivantes regroupent, dans
l’ordre, les pertes fer totales mesurées, les pertes fer calculées à l’inducteur (en W) et les pertes
fer à l’induit. Enfin, la dernière colonne représente les pertes fer dans les tôles d’induit calcu-
lées avec le modèle numérique présenté précédemment. Finalement, ce sont les deux dernières
colonnes du tableau 3.4 qui permettent de comparer le modèle aux mesures avec un induit non
alimenté. On voit que les résultats issus du modèle et de la mesure sont relativement proches : à
forte vitesse, le modèle semble surestimer légèrement les pertes (de l’ordre de 10%) alors qu’à
faible vitesse, le modèle les sous-estime. Le calcul des pertes au stator est soumis à l’imprécision
de la connaissance de la résistivité électrique de l’acier ; en conséquence, les résultats à faible
vitesse sont difficilement exploitables puisque les pertes fer à l’inducteur deviennent du même
ordre de grandeur (voir supérieures) que les pertes fer à l’induit.

Enfin, des effets dûs à la découpe de la tôle peuvent modifier de façon locale les propriétés
physiques de celle-ci [Van10,Oss00] et ainsi augmenter les pertes fer. Ces phénomènes peuvent,
en autre, expliquer la sous-évaluation des pertes par le modèle à forte vitesse et moindre satura-
tion.

Jusqu’à maintenant, les calculs ont été fait sans courant à l’induit pour pouvoir corréler me-
sures et résultats de simulations numériques. La présence de courant au rotor, par la réaction ma-
gnétique d’induit, modifie la forme, l’amplitude (figure 3.25) et le contenu harmonique (figure
3.26) de l’induction dans la tôle d’induit. Les résultats affichés dans le tableau 3.5 permettent de
comparer les pertes fer calculées avec et sans la présence de courant à l’induit. L’écart est impor-
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tant (+40%) pour la fréquence la plus élevée et le courant le plus faible, c’est à dire lorsque le
fer n’est pas encore trop saturé. L’apport par l’induit est moindre pour les autres points lorsque
l’induit est déjà saturé par les bobines inductrices.

FIGURE 3.25 – Formes d’onde de l’induction dans une dent de l’induit sur une période électrique (bleu
= sans courant , rouge = avec courant à l’induit).

FIGURE 3.26 – Contenu harmonique des deux formes d’onde de la figure 3.25.

La forme d’onde choisie pour les courants dans les conducteurs de l’induit est semblable
à celle décrite sur la figure 3.1.2 correspondant à une commutation théorique linéaire. En réa-
lité, nous verrons dans la partie suivante que les formes d’ondes des courants dans les sections
de l’induit sont assez éloignées de celles considérées en théorie et notamment lors de la com-
mutation (forts di/dt au moment de l’arc électrique). Ces phénomènes induisent des pertes fer
supplémentaires à l’induit qui n’ont pas été étudiées ici.
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TABLE 3.5 – Résultats de simulations et comparaison avec induit alimenté / non alimenté.
f0 (Hz) Pfer (W), induit non-alimenté Pfer (W), induit alimenté

880 64.4 91.4
400 51.5 63.6
200 24.7 28.0

3.4 Première modélisation transitoire de la commutation

Nous l’avons vu, l’étude de la commutation dans ce type de machine est importante car elle
influe beaucoup sur les performances externes. Le premier modèle transitoire proposé fait suite
à des précédents travaux chez Valeo sur des démarreurs à aimants permanents, plus simple à
modéliser que ceux à structure bobinée série [Vau10].

3.4.1 Introduction aux modèles « circuits électriques »

Ce type de modèle permet la connaissance aussi bien de grandeurs internes (courant de sec-
tion, ... ) que de grandeurs externes (couple électromagnétique, rendement, ...). Rappelons que le
circuit étudié, représenté sur la figure 3.27, est composé d’un inducteur bobiné autour de quatre
pôles mis en série (par deux balais positifs) à un induit à 19 encoches avec un bobinage on-
dulé et de deux balais négatifs pour le retour masse. Le démarreur est alimenté par une batterie
modélisée par une tension à vide E0 et une résistance interne Rbat.

FIGURE 3.27 – Schéma du circuit électrique global.

Le modèle circuit résout, pour chaque position du rotor (c’est-à-dire pour chaque position
des balais sur le collecteur), le circuit électrique illustré figure 3.28 équivalent à une position qui
est celle de la figure 3.27. Sur cette dernière, les balais positifs recouvrent les 4 lames 8, 9, 17 et
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18 et les balais négatifs, les 5 lames 3, 4, 12, 13 et 14. Il y a donc respectivement 3 et 4 sections
en commutation sous les balais positifs et négatifs. On notera N1 et N2 le nombre de sections
en train de commuter respectivement sous les balais positifs et négatifs (sur les figures 3.27 et
3.28, N1 = 3 et N2 = 4). Les sections qui composent les deux voies principales d’enroulements
sont regroupées et sont représentées par « voie + » et « voie - » sur la figure 3.28. Le circuit
équivalent de l’induit est donc composé de N1 + N2 + 2 groupes. Par la suite, on utilisera les
notations suivantes détaillées sur la figure 3.28 :

– ug,k ∀ k ε [[1, N1 +N2 + 2]] : les N1 +N2 + 2 tensions de groupes composant le vecteur
[Ug].

– ig,k ∀ k ε [[1, N1 +N2 + 2]] : les N1 +N2 + 2 courants de groupes composant le vecteur
[Ig].

– Va,k ∀ k ε [[1, N1 + 1]] : les N1 + 1 chutes de tensions balai-lame sous les balais positifs.
– ia,k ∀ k ε [[1, N1 + 1]] : les N1 + 1 courants dans les contacts balai-lame sous les balais

positifs.
– ra,k ∀ k ε [[1, N1 + 1]] : les N1 + 1 résistances de contacts balai-lame sous les balais

positifs.
– Vc,k ∀ k ε [[1, N2 + 1]] : les N2 + 1 chutes de tensions balai-lame sous les balais négatifs.
– ic,k ∀ k ε [[1, N2 + 1]] : les N2 + 1 courants dans les contacts balai-lame sous les balais

négatifs.
– rc,k ∀ k ε [[1, N2 + 1]] : les N2 + 1 résistances de contacts balai-lame sous les balais

négatifs.

Par souci de simplification, on considérera que le courant dans les 4 bobines inductrices est
constant. Autrement dit, on négligera les termes mutuels en Mdi/dt ; le couplage magnétique
entre inducteur et induit est uniquement compris dans le terme de F.E.M.

On peut écrire dans (3.13), pour les Ne sections d’induit, les Ne équations électriques sous
une forme matricielle.

[Usec] = rsec[IdNe ].[Isec] +
d

dt
([Lsec].[Isec]) + [Esec] (3.13)

Avec :

– [Usec], [Isec] et [Esec] respectivement les vecteurs des tensions aux bornes des sections,
des courants et des F.E.M de sections ;

– [Lsec] la matrice inductance de section (comprenant les termes d’inductances propres et
mutuelles)

– [IdNe ] la matrice identité de dimension Ne ;
– rsec la résistance d’une section en Ω.

Afin de passer du système (3.13) àNe équations à sa forme réduite décrite dans la figure 3.28,
il faut introduire la matrice de connexion C(θ). Cette matrice permet de passer d’un système à
Ne dimensions (grandeurs indicées « sec » comme « section ») à un système à N1 + N2 + 2
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FIGURE 3.28 – Modèle du circuit électrique équivalent à 3.27.

dimensions (grandeurs indicées « g » comme « groupe » dans (3.14)).

[Isec] = Ct(θ).[Ig]

[Usec] = Ct(θ).[Ug]

[Esec] = Ct(θ).[Eg]

[Rg] = C(θ).[Rsec].C
t(θ)

[Lg] = C(θ).[Lsec].C
t(θ)

(3.14)

Les termes courants ci,j de la matrice C(θ) sont définis dans l’équation (3.15).

ci,j(θ) =

{
1 si la section j est située dans le groupe i

0 dans les autres cas
(3.15)

Le système réduit à résoudre devient ainsi le système décrit dans l’équation (3.16) où les
tensions de groupes ug du vecteur [Ug] sont obtenues en appliquant les équations de maille
du circuit électrique décrit figure 3.28. Les termes ug contiennent donc les différentes chutes
de tension balai-lame (notées Va,k pour le kème contact sous les balais positifs et Vc,k pour le
kème contact sous les balais négatifs) qui correspondent soit à un contact physique ou à un arc
électrique.

[Ug] = [Rg].[Ig] +
d

dt
([Lg].[Ig]) + [Eg] (3.16)
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Le système (3.16) est mis sous forme d’état pour être résolu avec avec une méthode d’Euler
classique.

3.4.2 Détermination des paramètres du modèle

Les paramètres du circuit sont calculés séparément. Le vecteur F.E.M ainsi que la matrice
inductance d’induit sont calculés en utilisant la technique des éléments finis.

3.4.2.1 Le vecteur F.E.M de section d’induit

La tension induite dans les sections d’induit par les bobines inductrices dépend du courant
de batterie Ibat, de la position θ et est proportionnelle à la vitesse d’induit Ω. Le vecteur F.E.M a
la propriété de circularité c’est à dire que les Ne termes peuvent tous être exprimés en fonction
du premier terme e1(Ibat, θ) comme développé dans l’équation (3.17).

ek(Ibat, θ) = e1(Ibat, θ + k−1
Ne
× 2π)

avec e1(Ibat, θ) = −Ω ∂
∂θ φ1(Ibat, θ)

(3.17)

FIGURE 3.29 – Tracé de la dérivée du flux d’une spire d’induit ∂
∂θφ1(Ibat, θ) en fonction de la position

et du courant de batterie.

où φ1(Ibat, θ) représente le flux embrassé par la spire n˚1 en fonction du courant de batterie
et de la position. Cette grandeur est tracée sur la figure 3.29. A ce stade, il est important de
préciser que les effets magnétiques tridimensionnels sont correctement pris en compte dans le
calcul par éléments finis en deux dimensions comme expliqué dans la partie précédente.

Les F.E.M ek dépendent du courant d’alimentation Ibat ; dans la boucle de résolution, une
rétroaction, donnée figure 3.30 permet, pour chaque itération θi, d’adapter l’amplitude des F.E.M
en fonction du courant de batterie Ibat(θi−1) calculé à l’itération précédente .

3.4.2.2 La matrice inductance de l’induit

La matrice inductance d’induit représente le couplage magnétique entre lesNe sections d’in-
duit. Elle est de dimension Ne × Ne et dépend fortement de la position à cause de la présence
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FIGURE 3.30 – Principe de rétroaction avec le courant de batterie pour le calcul des F.E.M ek de sections.

des pôles inducteurs au stator. Pour la même raison de périodicité que pour la F.E.M, les Ne − 1

dernières lignes de la matrice Lsec(θ) peuvent être écrites en fonction de la première comme
dans (3.18).

Lsec(θ) =


l1,1(θ) . . . l1,Ne(θ)

...
. . .

...
l1,3(θ + (Ne − 2)× 2π

Ne
) . . . l1,2(θ + (Ne − 2)× 2π

Ne
)

l1,2(θ + (Ne − 1)× 2π
Ne

) . . . l1,1(θ + (Ne − 1)× 2π
Ne

)

 (3.18)

La figure 3.31.1 illustre le principe de calcul par éléments finis des Ne inductances propre
et mutuelles en fonction de la position. La figure 3.31.2 représente les formes de l’inductance
propre d’une section en fonction de la position ainsi que celles des mutuelles avec les 4 sections
voisines. Pour chaque position du rotor, on alimente une section d’induit par un courant I et
on calcule par éléments finis les Ne flux, que l’on notera ψk(θ, I), embrassés dans chacune des
sections. L’inductance et les mutuelles sont obtenues ainsi :

l1,k =
ψk(θ, I)

I
∀ k ε [[1, Ne]] (3.19)

L’inconvénient de cette méthode est qu’elle ne prend pas en compte la source de flux in-
ducteur pour la saturation du circuit magnétique. Le résultat ainsi affiché sur la figure 3.31.2
est en partie erroné car négligeant ce phénomène. Une technique appelée « frozen permeabi-
lity » [Wal05] existe pour prendre en compte la saturation causée par l’inducteur. Elle consiste
à effectuer un premier calcul par éléments finis avec toutes les sources de flux et à figer les per-
méabilités de chaque élément du maillage pour un second calcul. Malheureusement, le logiciel
utilisé (FEMM) ne permet pas cette fonctionnalité. Des logiciels commerciaux, comme JMAG,
permettent de réaliser ce calcul.

3.4.2.3 Les chutes de tension balai-lame

Chacune des N1 résistances ra,k sous les balais positifs et les N2 résistances rc,k sous les
balais négatifs sont calculées en fonction des surfaces balai-lame de contact selon le modèle
exposé sur la figure 2.20. Pour chaque position de calcul θi, chacune des N1 tensions Va,k et des
N2 tensions Vc,k sont le résultat du produit de la résistance de contact par le courant (ia,k ou ic,k)
circulant à travers le contact considéré. Ces courants de contacts sont déduits des courants de
groupes obtenus à l’itération précédente θi−1 (noté ig,k(θi−1)) par la loi des nœuds comme :{

ia,k = ig,k−1 − ig,k ∀ k ε [[1, N1 + 1]]

ic,k = ig,N1+k − ig,N1+k+1 ∀ k ε [[1, N2 + 1]]
(3.20)
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3.31.1: Vue EF du calcul de l’inductance 3.31.2: Forme d’onde de l’inductance propre et des
mutuelles

FIGURE 3.31 – Calcul de la matrice inductance d’induit.

3.4.2.4 Le modèle d’arc électrique

Lorsqu’une lame quitte un balai, le système calcule le courant d’arc comme étant la diffé-
rence entre le courant dans la voie principale et le courant dans la voie considérée. Étant donné
le sens de rotation de l’induit, et selon les notations du schéma électrique de la figure 3.28, un
arc ne peut concerner que le contact Va,1 lorsqu’il a lieu sous un balai positif ou le contact Vb,1
lorsqu’il a lieu sous un balai négatif. Le courant d’arc, noté iarc, est donc égal à ia,1 ou à ic,1 et
est calculé suivant la loi des nœuds comme dans l’équation (3.20). L’arc électrique sera considéré
comme éteint que lorsque son courant sera inférieur à un seuil : iarc < ε.

FIGURE 3.32 – Principe de la gestion de l’arc électrique et son intégration dans le modèle (3.16).

La tension balai-lame Va,1 ou Vc,1 du schéma 3.28 est calculée grâce au modèle d’arc donné
dans l’équation 3.21. Ce modèle, introduit dans le chapitre précédent, permet le calcul d’une
tension d’arc Uarc en fonction du courant d’arc iarc et de la longueur d’arc earc.

Uarc(iarc, earc) =
B

iarc
+ C earc (3.21)

Les deux coefficients B et C sont ajustés au regard des formes d’ondes expérimentales des
tensions d’arc et les valeurs retenues pour notre modèle sont : B = 30(W ) et C = 0.1(V.m−1).
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3.4.3 Résolution du modèle « circuit électrique »

Le principe de résolution est décrit dans le schéma bloc de la figure 3.33. La résolution
est effectuée à vitesse Ω constante et fixée par l’utilisateur ; le courant d’alimentation varie en
conséquence jusqu’au régime permanent.

La première étape consiste à construire la matrice d’inductance de section (à partir de calculs
préalables par éléments finis), le vecteur F.E.M de section (à partir de calculs EF et du courant
d’alimentation), et la matrice de résistance de section.

La connaissance des contacts des balais sur les lames permet la création de la matrice de
passage C(θ) ainsi que la détermination des résistances de contacts (ra,k et rc,k) pour le cal-
cul des chutes de tensions balai-lame notées Va,k et Vc,k. Après la recherche d’éventuels arcs
électriques, on calcule les grandeurs réduites dites de groupes et on résout le système (3.16).
La matrice Ct(θ) permet de retourner aux grandeurs de sections. Au final, on peut extraire de
l’algorithme des grandeurs externes après convergence vers le régime permanent (couple élec-
tromagnétique, courant d’alimentation, ...) et des grandeurs internes en fonction de la position
(courant de section, densités de pertes Joule,...).

FIGURE 3.33 – Schéma de principe pour la résolution analytique du modèle circuit.
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3.5 Résolution d’un modèle circuit couplé aux équations de champ

3.5.1 Introduction

Le modèle circuit développé dans la partie précédente présente le gros avantage d’être rapide.
Cependant, plusieurs phénomènes (notamment magnétiques) ne peuvent être pris en compte
dans ce modèle à cause de ses hypothèses simplificatrices. Nous proposons donc un modèle
transitoire, basé sur un couplage fort magnétique-électrique [And12b].

3.5.1.1 L’effet de peau dans les pièces polaires

Le premier phénomène négligé est lié au fait que le stator (culasse et pièces polaires) est
fait de fer massif. Ceci induit le phénomène d’effet de peau illustré figure 3.34. Les calculs par
éléments finis, en magnétostatique à gauche et en magnéto-harmonique à droite (à la fréquence
de rotation de l’induit), montrent que le phénomène modifie le trajet des lignes équipotentielles
dans le stator diminuant la valeur de l’inductance propre d’une section et celles des mutuelles.
En réalité, ce phénomène est d’autant plus complexe que la profondeur de peau δ, donnée dans
l’équation (3.22), dépend de la saturation magnétique, et de la vitesse de rotation et donc du
point de fonctionnement.

δ =

√
2ρ

ωµ
(3.22)

De plus, le contenu harmonique de la nappe de courant de l’induit fait apparaître des
fréquences élevées (arcs électriques), son fondamental étant à la fréquence p Ω

2π . Les calculs
magnéto-harmoniques présentés sur la figure 3.34 ne sont là que pour illustrer le phénomène car
ils ne tiennent pas compte du champ créé par la composante continue du courant.

FIGURE 3.34 – Illustration de l’effet de peau.
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3.5.1.2 Rôle de la liaison équipotentielle

Dans le modèle circuit étudié précédemment, on estimait constant le courant dans les pôles
inducteurs. De ce fait, le seul couplage entre stator et rotor est inclus dans le vecteur F.E.M
(Esec). En réalité, les phénomènes sont plus complexes et le modèle précédent, qui ne peut en
rendre compte, a atteint ses limites.

Nous avons vu qu’avec un bobinage ondulé à 19 encoches et 4 balais, il y a 38 commuta-
tions sous les balais positifs par tour d’induit : 19 ont lieu sous le balai « 1+ » et 19 sous le
balai « 2+ ». Le fait que 19 ne soit pas divisible par 2 implique que les commutations sous
ces deux balais positifs ne se produisent pas au même moment ; une commutation à lieu tous les
2π/38 avec, tous les 2π/19 une commutation sous le balai « 1+ » et tous les 2π/19 une commu-
tation sous le balai « 2+ ». Ainsi, à cause des sur-tensions dues aux commutations intervenant
à des instants différents sous les balais positifs, ces derniers ne se trouvent jamais au même po-
tentiel, si bien que le courant dans les tresses des balais positifs (nommés Ib1 et Ib2 sur la figure
3.35.1) oscillent autour d’une valeur moyenne avec une amplitude de l’ordre de 20% et à 19 fois
la fréquence de rotation. On peut d’ailleurs observer ces oscillations sur la figure 3.35.2 qui ont
été mesurées sur un prototype spécifique. On remarque également que les ondulations des deux
courants de balai sont en opposition de phase ce qui signifie bien que les commutations ont lieu
successivement sous chacun des deux balais. On observe aussi que les valeurs moyennes dans les
deux balais sont différentes ce qui signifie que les voies sont déséquilibrées (différence de pres-
sion des ressorts, etc...). En négligeant ce phénomène de déséquilibre, on peut écrire Ib1 et Ib2
en ne considérant que le fondamental d’amplitude I1oscillant à 19 fois la pulsation mécanique
autour d’une valeur moyenne I0/2 comme :


Ib1(t) =

I0

2
+ I1 × cos(19× Ωt)

Ib2(t) =
I0

2
+ I1 × cos

(
19× (Ωt+

π

19
)
)

=
I0

2
− I1 × cos(19× Ωt)

(3.23)

3.35.1: Circuit électrique inducteur 3.35.2: Formes d’ondes des courants de balais positifs mesurés

FIGURE 3.35 – Mesure des courants de balais positifs.

Nous avons vu également que les balais positifs étaient reliés par une liaison électrique aussi
appelée « liaison équipotentielle » dans laquelle un courant Ic circule comme illustré sur la figure
3.35.1. Ce courant Ic(t) est de la forme Ic(t) = −I1 × cos(19 × Ωt) et permet aux courants
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circulant dans les pôles, notés Ip1 et Ip2 de ne présenter plus que la composante continue I0/2 :
Ip1(t) = Ip1(t) + Ic(t) =

I0

2

Ip2(t) = Ip2(t)− Ic(t) =
I0

2

(3.24)

La liaison équipotentielle a donc un rôle de filtre pour les pôles inducteurs à cause des phé-
nomènes de commutation sous les balais positifs. Si cette liaison n’existait pas, l’inductance
importante des bobines inductrices empêcherait le courant dans les balais (donc dans les pôles)
d’osciller de la sorte ce qui aurait très certainement une incidence sur la commutation des sec-
tions d’induit. Cette liaison a donc un rôle important puisqu’elle semble agir directement sur la
commutation.

L’hypothèse de départ selon laquelle les courants dans les bobines inductrices sont constants
ne semble valable que lorsque la liaison équipotentielle est présente.

Ainsi, le second modèle développé et présenté dans cette partie permettra la prise en compte
de l’effet de peau au stator et également le couplage magnétique complet entre stator et rotor, ce
qui inclut le rôle joué par la liaison équipotentielle. Pour ce faire, nous allons utiliser un modèle
éléments finis en transitoire avec un couplage circuit. Beaucoup de logiciels commerciaux pro-
posent ce type de résolution et facilite le travail de l’utilisateur (Flux2D, Maxwell, Vector Field,
...). Cependant, la modélisation des contacts balai-lame reste complexe à mettre en œuvre. Nous
avons développé une approche qui utilise le logiciel Flux2D contrôlé par du code en Python pour
modéliser la commutation via les résistances de contacts telles qu’elles ont été présentées dans
la section 2.2.2.5. Le principe général de l’algorithme est décrit figure 3.36. Toutes les bobines
(à l’induit et à l’inducteur) sont décrites dans le circuit électrique de gauche et sont couplées
au circuit électrique illustré à droite de la figure 3.36. En fonction de la position θ, les contacts
balais-lame évoluent ainsi que leurs résistances.

3.5.2 Résolution et description du maillage

On résout un problème magnétique transitoire couplé aux équations de circuit à une vitesse
Ω constante et avec un pas angulaire ∆θ constant. Ce type de couplage est courant pour les
machines synchrones triphasées où les courants de phases sont alimentés par une commande
120˚ [Rui05], pour des moteurs asynchrone [Wan09] ou encore pour des machines à réluctance
variable [Kam07]. Le cas de machines à collecteur est moins répandu dans la littérature [Lin08]
mais il est aussi plus complexe car il nécessite une connaissance particulière des contacts élec-
triques glissants davantage liés à des phénomènes tribologiques.

L’équation du circuit électrique à résoudre est la suivante (3.25) :

[V ] = [Rc].[I] + Ω
d

dθ
[Φ] (3.25)

Où [V ] et [I] sont les vecteurs tensions et courants des branches du circuit, [Rc] est la matrice
résistance du circuit (comprenant les termes liés au contacts balais-collecteur) et [Φ] est le vecteur
des flux de chaque bobine résultant de calculs par éléments finis.

Le pas angulaire ∆θ choisi doit être lié à la taille du maillage dans la bande de roulement de
l’entrefer. Des auteurs ont déjà traité ce problème du mouvement dans des résolutions couplées
[Dav85]. Ce pas doit être égal à la taille d’un élément (ou au moins un multiple) dans la bande de
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FIGURE 3.36 – Principe du couplage magnétique/circuit électrique.

roulement afin de limiter les éventuelles erreurs numériques dues au maillage, en particulier pour
le calcul du couple électromagnétique [Sad92]. On peut voir le maillage global de la machine sur
la figure 3.37 et le maillage particulier dans la bande de roulement sur la figure 3.37. Le maillage
dans les masses polaires doit être relativement fin pour prendre en compte les courants induits
par l’effet de peau au stator.

Remarque 1 Une fois le régime permanent atteint, la résolution peut être faite sur un pas den-
taire seulement ; les formes d’ondes sur un tour mécanique sont obtenues à postériori par per-
mutations circulaires ; cela permet de diviser par Ne le temps de calcul pour obtenir les formes
d’ondes complètes.
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FIGURE 3.37 – Description du maillage dans la machine entière (a) et dans la bande de roulement (b).

3.5.3 Intégration de la modélisation du système balais-collecteur dans le circuit
couplé

L’ensemble balais-collecteur, tel qu’il a été présenté dans la partie précédente (avec sa ré-
sistance de contact en fonction de la position), a été intégré dans ce modèle couplé. On y a
également intégré un modèle d’arc électrique. Dans ce type de modèle, on doit représenter l’en-
semble des contacts balai-lame ce qui représente Nb × Nl résistances variables en série avec
un interrupteur comme illustré sur le schéma électrique de la figure 3.36. Sur la figure 3.38 est
isolé un ensemble entre une lame et quatre balais tel qu’il est modélisé dans le circuit couplé.
Les ordres d’ouvertures et de fermetures des interrupteurs sont gérés avec la matrice A(θ), de
dimension Nb ×Nl comme explicité dans (3.26). La matrice A(θ) ne peut contenir qu’un seul 1

par colonne.

ai,j(θ) =

{
1 si la lame j est situéee sous le balai i
0 dans les autres cas

(3.26)

FIGURE 3.38 – Illustration d’un composant 1 lame - 4 balais utilisé dans le modèle couplé.

Les résistances de contacts balai-lame sont stockées dans une matrice R(θ) de même dimen-
sion que la matrice A(θ). Les termes courants de cette matrice sont calculés en fonction de la
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surface commune au balai et à la lame. Pour des raisons évidentes de circularité, tous les termes
de la matrice R(θ) peuvent être calculés à partir du terme r11(θ) comme dans (3.27).

rij(θ) = r11

(
θ − (j − 1)× 2π

Nb
+ (i− 1)× 2π

Nl

)
(3.27)

Lorsqu’aucun contact mécanique n’existe entre le balai i et la lame j et qu’un arc électrique
a lieu, l’interrupteur est bloqué sur sa position fermée (i.e. ai,j = 1) et une tension d’arc varc
est ajoutée à la résistance de contact jusqu’à ce que l’arc s’éteigne, c’est-à-dire jusqu’à ce que
le courant dans la section considérée soit égal au courant de la voie principale. Lorsque l’arc est
éteint, le contact s’ouvre (i.e. ai,j = 0) en attendant le contact avec le balai suivant.

3.6 Résultats relatifs à la modélisation de la commutation, discus-
sion

3.6.1 Discussion autour des phénomènes magnétiques

Dans ce qui précède, nous avons introduit deux modèles pour la caractérisation du phéno-
mène de commutation. Le premier modèle résout l’équation électrique du bobinage d’induit en
considérant un circuit reconfigurable en fonction des différents contacts balai-lame ; les para-
mètres de ce circuit (notamment les termes de la matrice inductance ainsi que le vecteur F.E.M)
sont calculés préalablement par éléments finis en magnéto-statique. Le second modèle résout
dans un même système, les équations de champ ainsi que les équations du circuit électrique
par un couplage fort. Il n’est donc pas question ici de découpler les phénomènes magnétiques
puisqu’ils sont entièrement pris en compte dans le vecteur flux de l’équation (3.25).

Ces deux modèles diffèrent donc dans la prise en compte des phénomènes magnétiques. On
compare, sur la figure 3.39 les résultats des deux modèles sur la forme d’onde du courant d’une
section d’induit sur un tour mécanique.

On remarque que les formes d’ondes sont sensiblement différentes pendant la commutation.
Avec le premier modèle (courbe rose), le courant subit de fortes variations pendant la phase de
commutation, qui ne sont ni observables sur le modèle couplé (courbe bleu), ni sur les mesures
(courbe rouge). Cette différence s’explique par une mauvaise prise en compte des effets mutuels
entre les sections d’induit par le premier modèle. En effet, nous avons déjà remarqué que la tech-
nique utilisée pour le calcul de la matrice inductance 3.4.2.2 ne permet pas une prise en compte
correcte de la saturation magnétique si bien que les termes de cette matrice en sont sur-évalués.
De plus, le phénomène pelliculaire dans les pièces polaires massives ne peut également pas être
modélisé avec un calcul en magnétostatique. C’est pour tenir compte ces deux phénomènes que
le deuxième modèle a été mis sur pied. Au final il semble plus adapté car plus proche des formes
d’ondes mesurées mais demande davantage de temps de calcul.

Finalement, le tableau 3.6 synthétise comparativement les deux modèles traités.

Par la suite, nous allons discuter du modèle électrique du contact balai-lame sur le second
modèle. A ce stade et au vu de ses limites, le premier modèle ne sera pas exploité par la suite.
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FIGURE 3.39 – Formes d’ondes du courant d’une section de l’induit sur une période électrique obtenues
par la mesure (rouge), par le modèle circuit externe (violet) et par le modèle circuit couplé (bleu).

Modèle circuit Modèle circuit
externe couplé

Modélisation du contact balai-lame oui oui
Modélisation de l’arc oui oui

Prise en compte de la saturation magnétique partielle complète
Effet de peau non oui
Temps CPU quelques minutes quelques heures

TABLE 3.6 – Tableau comparatif des deux modèles développés.

3.6.2 Discussion autour de la modélisation du contact électrique balai-lame

Dans cette partie, nous allons discuter du modèle électrique employé pour caractériser le
contact balai-lame. Jusqu’à présent, on a utilisé un modèle résistif dépendant uniquement de la
surface balai-lame commune comme sur la figure 2.20.

Le modèle permet d’obtenir les formes d’ondes, notamment des courants et des tensions,
en régime permanent et à vitesse constante. Par exemple, on peut visualiser sur la figure 3.40,
la forme d’onde du courant d’une section d’induit calculée à 6000 tr.min−1 que l’on appellera
i1(θ). Ce signal périodique possède une valeur efficace notée i1,eff qui permet le calcul des
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FIGURE 3.40 – Forme d’onde du courant d’une section d’induit sur un tour mécanique à 6000 tr.min−1.

pertes Joule dans les conducteurs de l’induit, notée PJoule, induit comme :
PJoule, induit = Ne × r × i21,eff

i1,eff =

√√√√√ p

2π

2π/p∫
0

i1(θ) dθ
(3.28)

Les courants dans les sections d’induit permettent le calcul des courants dans les contacts
balai-lame. Par exemple, le courant dans le premier contact, noté Icont, 1, est exprimé comme
suit :

Icont, 1(θ) = i1+yc(θ)− i1(θ) = i1(θ + yc ×
2π

Ne
)− i1(θ) (3.29)

La connaissance du courant de contact entre un balai et une lame (noté Icont) ainsi que la
valeur de la tension de contact notée Ucont pendant la durée angulaire de contact δcont (dans notre
cas il s’agit d’une résistance de contact mais on parle de tension de contact pour couvrir un cas
plus général) permet le calcul des pertes Joule du système balais-collecteur, notée PJoule, contact
comme :

PJoule, contact = 4×Ne ×
1

2π

δcont∫
0

Ucont(θ)× Icont(θ) dθ (3.30)

Sur la figure 3.41, on a représenté les formes d’onde des courants circulant à travers les
contacts entre les 4 balais successifs et une même lame ainsi que les formes d’ondes des deux
chutes de tension entre les balais positifs et la lame considérée et entre les balais négatifs (qui
sont au potentiel de la masse) et la lame. Les deux chutes de tensions font apparaître les 4

alternances entre une tension proche de zéro (lorsque le balai est en contact avec la lame en
question) et le potentiel maximum en valeur absolue (lorsque la lame se trouve sous un balai de
polarité opposée, soit à 90˚ mécanique plus tard).
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FIGURE 3.41 – Forme d’onde du courant de contact entre une lame et les quatre balais et différence de
potentiel entre un balai positif et une lame.

On constate, sur la figure 3.41, que le courant de contact a une forme chahutée pendant la
durée du contact. Après une rapide croissance, il diminue jusqu’à être légèrement négatif puis
croît à nouveau pour finalement s’éteindre après l’extinction de l’arc électrique après une durée
angulaire de δcont. La phase durant laquelle le courant de contact est négatif correspond au
moment où le courant de la section subit une légère remontée (visualisable sur la figure 3.40)
pendant la phase de commutation. Or dans le modèle utilisé, on considère une résistance de
contact indépendante du courant circulant à travers ce contact ; en fait, l’hypothèse de départ
consistait à estimer que le courant dans le contact était constant. Le résultat de simulation prouve
le contrainte ; l’hypothèse de départ n’est donc pas vérifiée.

On touche ici à la limite de validité du modèle puisque le comportement résistif, utilisé pour
modéliser le contact glissant balai-lame, ne prend pas en compte les phénomènes non-linéaires
observés dans le chapitre précédent.

On va donc introduire une loi simple régissant le comportement du contact électrique en
fonction du courant circulant à travers afin de tenir compte de cette non-linéarité. On peut, par
exemple comme illustré sur la figure 3.42, considérer une résistance qui augmente linéairement
lorsque le courant de contact est inférieur à une valeur que l’on note isat. Au delà de ce courant de
saturation, on considèrera la résistance comme constante égale à rsat ; cette dernière correspond
à la résistance mesurée et calculée de la figure 2.20. Le choix de isat et de la pente de la résistance
est à priori arbitraire ; il est en fait guidé (ou du moins leur ordre de grandeur) par les quelques
mesures réalisées dans le chapitre précédent. En pratique, la résistance de contact est calculée
en fonction de la position courante du collecteur face aux balais et en fonction du courant qui
circule dans les contacts obtenus pour l’itération précédente.

Cette non-linéarité permet de réduire, dans le modèle, le phénomène de remontée du courant
pendant la commutation. En effet, on observe sur la figure 3.43.1 que le courant remonte de 110

A avec le modèle linéaire et seulement 40 A avec le modèle non-linéaire proposé. On observe
sur la figure 3.43.2 que ce phénomène de remontée n’est pas (ou très peu) mesuré en pratique
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FIGURE 3.42 – Principe de modification de la résistance de contact pour prendre en compte la non-
linéarité de la caractéristique U(I).

pour un calage angulaire pourtant positif (δ = +1˚) et donc néfaste pour la commutation.

3.43.1: Modèle linéaire et non-linéaire 3.43.2: Mesure

FIGURE 3.43 – Courant de section à 6000 tr.min−1 et pour un calage angulaire δ = +1˚.

La comparaison avec la mesure est à prendre avec beaucoup de précaution pour les raisons
suivantes :

– la mesure est soumise à de fortes dispersions qui sont dues aux nombreux phénomènes
aléatoires et non maitrisables ; nous avons déjà abordé ce point dans le chapitre précédent.
En pratique, on remarque qu’aucune commutation n’est identique et aucune ne se produit
aux instants théoriques calculés.

– la mesure de courant, grâce au système de deux bagues collectrices, introduit une nou-
velle résistance de contact dont le comportement est également non-linéaire. Les formes
d’ondes de courant mesurées sont donc « polluées » par ce phénomène.

3.6.3 Effet du taux de recouvrement

Un tel modèle permet de mieux comprendre le phénomène de commutation et de prendre
en compte, dès la phase de conception du démarreur, les problématiques qui y sont liées. Par
exemple, on souhaite mieux connaître l’effet du taux de recouvrement β des balais sur le col-
lecteur. Pour une vitesse de rotation constante (Ω = 6 000 tr.min−1) et un décalage angulaire
négatif des balais (δ = −5˚), on observe sur la forme d’onde calculée du courant dans une sec-
tion d’induit, l’effet du taux de recouvrement sur la figure 3.44. Nous avons envisagé trois cas
de figure avec un taux de recouvrement respectivement de 1, 1, 4 et 1, 8.
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FIGURE 3.44 – Effet du taux de recouvrement avec trois cas traités : β = 1, 0 ; β = 1, 4 ; β = 1, 8.

Avoir un taux de recouvrement plus important permet de commuter plus tôt et donc de profi-
ter d’une force électromotrice plus importante pour inverser le courant plus rapidement. On voit
que dans les premiers instants, c’est le cas β = 1, 8 qui inverse le courant de façon la plus effi-
cace. En revanche, on voit aussi que c’est avec ce cas de figure que la remontée de courant est la
plus importante dans la phase dite de « remontée » vers le milieu de la commutation. On constate
qu’au final, l’effet sur la qualité de la commutation procuré par un taux de recouvrement plus
important (pour un même décalage angulaire des balais) est marginal puisque le courant d’arc en
fin de commutation est quasiment identique. Ce résultat est plutôt inattendu et en tout cas, n’était
pas prévisible.

On peut également s’intéresser à l’effet du taux de recouvrement sur la conversion électro-
mécanique. Les données importantes sont listées dans le tableau 3.7 ; on a récupéré dans chacun
des trois cas étudiés, le courant moyen Ibat, moy et le couple électromagnétique moyen Γem, moy
obtenus par le modèle transitoire en régime permanent à vitesse constante.

Taux de recouvrement β 1,0 1,4 1,8

δcom (˚) 25,8 33,3 40,9
Ibat, moy (A) 476 480 516

Γem, moy (N.m) 3,75 3,53 3,54

TABLE 3.7 – Effet du taux de recouvrement des balais à 6000 tr.min−1.

On observe que, selon le modèle, le fait d’augmenter le taux de recouvrement des balais fait
diminuer la résistance électrique équivalente du démarreur. En effet, nous avons vu précédem-
ment que le fait de modifier la répartition des courants dans les conducteurs de l’induit pendant
la commutation et dans les différents contacts balai-lame, modifiait les pertes Joule et donc la ré-
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sistance électrique équivalente. On voit aussi que le couple électromagnétique augmente lorsque
le taux de recouvrement diminue malgré le fait que le courant absorbé soit moindre. Ce résultat
est justifié par la forme du courant d’une section d’induit qui se rapproche d’un créneau (ou
d’une commande 120˚) maximisant ainsi l’aire du cycle flux-courant. Enfin, on remarque sur la
figure 3.44 que le taux d’ondulation du courant (lorsque la section est dans une voie principale)
augmente avec le taux de recouvrement des balais : on peut imaginer que cela a une influence
négative sur le bruit d’origine magnétique émis par le démarreur.

Par cette petite étude, nous avons regardé l’effet du taux de recouvrement des balais pour une
vitesse et un angle de décalage des balais constant. De manière à améliorer la commutation, on
envisageait naïvement d’augmenter la durée de commutation (en réduisant le ∆i/∆t pendant la
commutation) en augmentant le taux de recouvrement des balais. Les résultats de simulation ont
permis de conclure que l’effet recherché n’était pas atteint et que le fait d’augmenter le coefficient
β pouvait avoir une influence négative sur la conversion électromécanique et sur l’ondulation du
courant. A terme, un tel modèle permettra de définir un angle de décalage des balais ainsi qu’un
taux de recouvrement optimal c’est-à-dire satisfaisant au mieux les critères de commutation,
de conversion électromécanique, de bruit, etc. Une telle étude devra également être faite pour
différents points de fonctionnement, i.e. à différents points de fonctionnement.

3.6.4 Perspectives sur la modélisation de la commutation

Nous avons mis au point deux modèles pour modéliser finement le phénomène de commuta-
tion dans un démarreur pour automobile. Le premier modèle développé s’est révélé inadapté par
la difficulté de prendre en compte correctement les phénomènes magnétiques ; le second, plus
lourd, permet plus de précision en intégrant les points faibles de son prédécesseur. Un modèle
intermédiaire avec un couplage faible entre les équations du circuit électrique et un logiciel par
éléments finis (avec une résolution en magnéto-statique) permettrait une prise en compte correcte
de la saturation magnétique avec un temps de calcul raisonnable ; cependant, faute de temps, ce
modèle n’a pas pu être développé durant la thèse.

Le modèle mis sur pied et sa comparaison avec des mesures directes a permis d’éclaircir
la compréhension du phénomène de commutation dans les démarreurs. Le décalage angulaire
des balais ou le coefficient de recouvrement de ces derniers sont souvent des points délicats à
aborder lors de la conception d’un démarreur puisque ces paramètres agissent directement ou in-
directement sur de nombreux aspects du dimensionnement : conversion électromécanique, émis-
sions électromagnétiques, bruit, durabilité, rendement, etc. Cette nouvelle approche permet de
répondre en partie à certaines de ces interrogations et peut être utile pour la conception optimale
d’un démarreur en amont.

3.7 Conclusion et perspectives sur les aspects de modélisation du
démarreur

Dans ce chapitre, nous avons traité en profondeur de nombreux aspects liés à la modélisation
électromagnétique du démarreur. Nous avons d’abord étudié les effets magnétiques tridimension-
nels étant donné leurs impacts non-négligeables sur la conversion électromécanique ; ces aspects
peuvent alimenter aussi bien un modèle statique en 2-D en vue d’une démarche d’optimisation
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(nous utiliserons un tel modèle dans le chapitre 5) qu’un modèle transitoire afin de garantir le bon
couplage électromécanique. Ces effets 3-D ont été caractérisés grâce une méthode originale qui
ne nécessite que des calculs en 2 dimensions et également grâce à quelques calculs par éléments
finis en 3-D.

Une partie de ce chapitre a aussi concerné l’étude des pertes fer dans le démarreur. Bien
qu’étant marginales face aux pertes mécanique ou électrique, leur caractérisation est néanmoins
essentielle car il s’agit des seules pertes que l’ont peut réduire sans affecter négativement
d’autres critères de façon collatérale. Nous avons donc mis sur pied un outils de calcul permet-
tant de les simuler en utilisant un modèle de type « Bertotti amélioré » ; des mesures originales
ont permis de valider le modèle sur une géométrie particulière de tôle d’induit. On pourra, par
la suite, intégrer ce modèle dans la conception optimale de tôles d’induit afin d’améliorer le
rendement de l’appareil.

Enfin, la partie la plus importante de chapitre concerne l’étude de la commutation. Nous
avons vu qu’il s’agissait d’un problème relativement ancien (en dehors des démarreurs) et qu’au-
paravant, les solutions apportées étaient essentiellement empiriques (réglage du calage angulaire
et des pôles d’aide à la commutation en observant les arcs au collecteur). Aujourd’hui, avec les
possibilités en puissance de calcul, l’étude de la commutation par des méthodes numériques est
possible ; en utilisant des discrétisation très fines, on peut notamment intégrer l’arc électrique
dans nos modèles. Durant cette thèse, deux modèles ont été développés pour répondre à ce be-
soin :

1. Le premier consiste à résoudre, en pas à pas dans le temps, un modèle circuit dont les
paramètres ont été préalablement identifiés par des calculs par éléments finis en magnéto-
statique (f.e.m et matrice inductance). Le principal inconvénient de ce modèle réside dans
la difficulté de prendre en compte correctement la saturation magnétique, en particulier
pour le calcul de la matrice des inductances propres et mutuelles. De plus, dans le cas du
démarreur à inducteur bobiné, les pièces polaires sont massives si bien que l’effet de peau,
aux fréquences considérées, ne doit pas être négligé.

2. C’est pour répondre à ces problèmes qu’un second modèle a été construit. Il consiste à
résoudre les équations de champ et les équations de circuit électrique couplées dans un
même système, en utilisant un logiciel de calcul par éléments finis en régime transitoire.
Ce modèle est beaucoup plus lourd à mettre en œuvre mais permet de prendre en compte
des phénomènes malheureusement négligés jusqu’alors.

En parallèle, des mesures sur un induit instrumenté spécialement conçu pour l’étude (pré-
senté dans le chapitre 2), ont permis de visualiser les formes d’ondes du courant et des tensions
balai-lame pendant la commutation. Ces mesures, confrontées aux résultats numériques, ont per-
mis de valider l’approche retenue avec le second modèle.

La modélisation du contact électrique glissant balai-lame est le point le plus délicat de
l’étude ; nous avons vu qu’une approche purement résistive conduisait à des remontées impor-
tantes du courant pendant la commutation, ce qui n’a pas été observé en pratique. Afin de corri-
ger cette faiblesse, nous avons introduit en fin de ce chapitre, une voie d’amélioration permettant
d’intégrer les non-linéarités observées au contact. Des études plus approfondies sur la tribologie
du contact seraient néanmoins nécessaires dans le but d’améliorer encore le modèle.
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4.1 Définitions et introduction aux méthodes d’optimisation

4.1.1 Définition d’un problème d’optimisation

En génie électrique, pour dimensionner un dispositif électromagnétique un ingénieur peut
soit résoudre le problème direct, soit résoudre le problème inverse [Kon93]. Dans le premier
cas, à partir de sa structure il déduit les grandeurs pertinentes au dimensionnement telles que
le couple électromagnétique, la résistance électrique, le rendement, etc... Par tâtonnement et
surtout grâce à son expérience, il va converger vers une solution technique qui respecte les
contraintes du cahier des charges (« Try & cut » ou essai/erreur) . Typiquement, il utilise des
modèles analytiques ou numériques par éléments finis par exemple. Dans le second cas, un
problème inverse consiste, à partir du cahier des charges (couple, rendement, ...), à remonter à
la structure du dispositif électromagnétique. Nous nous intéressons ici aux problèmes inverses
en proposant différentes méthodes pour traiter ce genre de problèmes.

Un problème inverse de conception consiste donc en un problème d’optimisation en cher-
chant à minimiser un ou plusieurs critères dans un espace de recherche délimité par des
contraintes. Le problème peut être mathématiquement écrit de la sorte (4.1) :

min
x∈IDn

f(x)

gi(x) ≤ 0 ∀i ∈ {1, . . . ,m}
hj(x) = 0 ∀j ∈ {1, . . . , p}

(4.1)

Où f est le critère à minimiser dans le cas d’un problème mono-objectif, ou un vecteur de
critères à minimiser dans le cas multi-objectif. Dans le cas de la maximisation d’un ou plusieurs
critères, on pourra minimiser −f par exemple. ID est le domaine de recherche, gi et hi sont
respectivement les m contraintes inégalités et les p contraintes égalités. Toutes les fonctions sont
définies dans l’espace des réels.

Un problème d’optimisation sous contraintes se définit finalement par :
– Les variables, comprises dans le vecteur x, qui sont listées par le décideur et permettent la

définition du problème. Elles peuvent être de nature diverses, réelles comme entières.
– L’espace de recherche ou l’espace d’état est l’espace dans lequel est défini les variables du

problème. C’est au rôle du décideur, lorsqu’il pose le problème, de définir les intervalles
de définition de chacune des variables.

– Une ou des fonctions objectifs dont le but est leurs minimisations (ex : masse du dispositif,
coût, performances, ...).

– L’ensemble des contraintes qui agissent sur l’espace d’état en forçant les variables à les
respecter. Les contraintes et les fonctions objectifs sont de même nature ; c’est leurs trai-
tement mathématique qui diffère selon la méthode d’optimisation.

– La méthode d’optimisation employée qui est l’outil qui permet la recherche du point opti-
mum dans l’espace d’état en respectant les contraintes. Différentes méthodes seront énon-
cées dans la suite de ce chapitre.

4.1.2 Méthodes pour des problèmes mono-objectif

Dans cette partie, on s’intéresse qu’au cas où f est un champ scalaire.
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4.1.2.1 Méthodes déterministes

Les méthodes déterministes sont caractérisées par une exploration méthodique de l’espace
de recherche. La plupart de ces méthodes que nous allons brièvement décrire par la suite
sont des méthodes locales. Nous aborderons également une méthode déterministe globale de
type « Branch and Bound » qui assure le caractère global de l’optimum.
4.1.2.1.1 Les méthodes locales

Les méthodes déterministes locales sont parmi les plus anciennes à avoir été mise en œuvre et
permettent de résoudre des problèmes non-linéaires et non contraints (méthodes de type gradient,
Newton, quasi-Newton, ...) [Hen10]. Elles ne s’applique qu’à la classe des problèmes d’optimi-
sation continue (lorsque toutes les variables sont réelles) et ne fournissent qu’un optimum local,
mais de façon certaine. Par contre, elles présentent l’avantage d’une certaine rapidité de conver-
gence. Il existe d’autres méthodes locales qui ne nécessitent pas l’utilisation du gradient, et du
Hessien (ou de son approximation). On peut citer par exemple la méthode du Simplex (Nelder
Mead [Hen10]) ou les algorithmes de recherche directe [Aud06].

En général, la prise en compte des contraintes s’effectue au moyen de méthodes de transfor-
mation (cf. 4.1.4). On peut également citer des algorithmes qui permettent une prise en compte
directe des contraintes. La méthode consiste alors à forcer l’algorithme à rester dans la zone
faisable (i.e. qui respecte les contraintes). En partant généralement d’un point faisable (condi-
tion nécessaire), le pas et la direction sont modifiés à chaque itération de manière à ce que le
point suivant respecte les contraintes. Des méthodes déterministes comme le gradient projeté
ou « SQP » (Sequential Quadratic Programming) fonctionnent ainsi [Wur96].

Une façon de palier au problème de la localité du minimum est d’utiliser des techniques
dite « multistart ». Elles consistent en une recherche locale à partir de nombreux points de
départ. La difficulté revient maintenant au choix du maillage de l’espace. Un maillage trop fin
est inutile puisque de nombreux points de départs convergeront vers le même optimum local. A
l’inverse un maillage trop grossier ne permettra pas d’obtenir l’optimum global. Des techniques
de sondage de l’espace existent (tirage dans un hypercube latin, ...).
4.1.2.1.2 Les méthodes déterministes globales

De telles méthodes permettent une résolution exacte du problème d’optimisation, c’est à dire
la connaissance du minimum global à une précision ε près. Elles sont basées pour la plupart
sur une technique dite de séparation / évaluation [Ber01]. Parmi ces méthodes, on peut citer les
algorithmes de « Branch and Bound » par intervalles qui ont déjà été appliquées avec succès à
des problèmes de génie électrique [Mes06], [Fon07a]. Cet algorithme, aussi appelé IBBA (pour
Algorithme de Branch & Bound par Intervalles), a été conçu par F.Messine durant sa thèse
[Mes97].

Le point de départ de l’algorithme est l’espace IDn en entier que l’on subdivise successive-
ment en sous-pavés. Certains de ces pavés sont ensuite éliminés s’il est prouvé (en utilisant des
calculs de bornes grâce à l’arithmétique d’intervalle [Moo66]) qu’ils ne contiennent pas l’opti-
mum global ou que les contraintes n’y sont pas satisfaites. A la fin de la procédure, il ne reste plus
qu’un pavé de largeur ε contenant obligatoirement le minimum global. En plus de l’assurance
de l’obtention de l’optimum global, le principal avantage de ce type de méthodes et de pouvoir
traiter des problèmes à variables mixtes (qu’elles soient réelles, entières, booléennes ou de ca-
tégorie). Le principal inconvénient est qu’elles sont relativement lentes à converger et qu’elles
nécessitent une formulation analytique explicite de la fonction objectif et des contraintes. Des
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travaux récents ont permis de montrer qu’il était possible d’utiliser ces méthodes avec des mo-
dèles de type « boîte noire » mais à condition de posséder également un sous modèle analy-
tique [Fon07b].

4.1.2.2 Méthodes méthaheuristiques

L’autre grande famille de méthodes sont les métaheuristiques. Celles-ci sont basées sur un
processus aléatoire ou pseudo-aléatoire combiné à un algorithme assurant la convergence de la
méthode (aussi appelé heuristique). Contrairement aux méthodes déterministes où la conver-
gence des algorithmes est mathématiquement prouvée, l’utilisation de métaheuristiques ne per-
met de garantir la convergence vers un optimum (local ou global). Cependant, l’utilisation de ces
méthodes stochastiques est assez facile à mettre en œuvre et certaines heuristiques permettent
une bonne investigation de l’espace d’état.

xk = Heur(ψ, xk−1, ..., x1, x0) (4.2)

De telles méthodes peuvent être décrite de la façon ci-dessus (4.2) où le choix du point
courant xk dépend de l’histoire de la population et d’un paramètre aléatoire ou pseudo-aléatoire
ψ. Elles sont aujourd’hui utilisées dans de nombreux domaines scientifiques ; on peut citer,
parmi les plus utilisées, les méthodes de recuit simulé, du percement de tunnel et de la recherche
Tabou, ainsi que les méthodes à base de population (algorithmes génétiques, Particul Swarm,
etc...) [Hen10]. Nous allons dans la suite nous intéresser uniquement aux méthodes avec
population en décrivant les plus connus (algorithme génétiques, essaim de particules, ...).

4.1.2.2.1 Les algorithmes à base de population
Les algorithmes génétiques Les algorithmes génétiques sont les plus anciens algorithmes

à base de population. Il deviennent connus après la sortie du livre de Holland en 1975 [Hol75].
Ils sont basés sur la théorie de l’évolution des espèces et suivent une procédure de création des
individus inspirée de la génétique (avec des étapes de sélection, de croisement et de mutation).
Partant d’une population initiale pouvant être choisie aléatoirement et distribuée dans l’espace
d’état, chaque nouvelle génération verra la création de nouveaux individus selon la procédure
suivante :

– Pour chaque nouvelle génération, tous les individus qui la composent sont notés par une
fonction de fitness F (x) dépendant de leur valeur respective de la fonction objectif f(x).
Cette fonction de notation (4.3) a pour but d’instaurer une hiérarchie entre les individus.
Dans l’équation (4.3), fmax et fmin représentent respectivement le minimum et le maxi-
mum courant de la fonction objectif.

F (x) =
fmax − f(x)

fmax − fmin
(4.3)

– Une fois les individus notés, les meilleurs sont sélectionnés (les parents) pour former, à la
génération suivante, les descendants : c’est l’étape de sélection.

– Le individus sélectionnés sont ensuite croisés pour former la génération suivante : c’est
l’étape de croisement. Dans cette étape, les deux parents échangent leurs patrimoines
comme illustré dans l’exemple ci-dessous (croisement simple) :
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parents descendants
(a1, a2, a3, a4, a5, a6 ) ⇒ (a1, a2, b3, b4, b5, a6 )
(b1, b2, b3, b4, b5, b6 ) ⇒ (b1, b2, a3, a4, a5, a6 )

– Enfin, un processus aléatoire vient modifier les individus obtenus après croisement : c’est
l’étape de mutation. Finalement, après ces trois étapes, une nouvelle génération est créée.

– un test de fin permet de stopper l’algorithme.

Les essaims de particules (Particle Swarm) Un algorithme à base d’essaim de particules
comme Particle Swarm est basé sur le comportement social d’une population (en prenant l’image
d’un essaim d’abeilles par exemple). Le comportement d’une particule ne dépendra pas seule-
ment de son expérience personnelle mais aussi de l’expérience de toute la population. Chaque
particule possède une vitesse de déplacement et une direction représentée par le vecteur vi dans
l’espace défini. Ce vecteur dépend de la vitesse à la position précédente vi−1 pondérée par un
coefficient α, de la meilleure solution xp parmi les particules à la position courante (pondérée
par un coefficient C1) et de la meilleure particule xg de toute la population (pondérée par un
coefficient C2) autrement dit le meilleur optimum obtenu jusqu’à cette position. Le déplacement
de l’essaim est également soumis à un facteur aléatoire (propre aux méthodes stochastiques)
nommé ε[0;1] dans l’équation (4.4). La source de l’algorithme qui est utilisé est disponible au
téléchargement dans [Mat05a] et utilisée dans [Bir03].

~vi = α ~vi−1 + ε[0;1] C1 ( ~xp − ~xi−1) + ε[0;1] C2 ( ~xg − ~xi−1) (4.4)

Globalement, la convergence de l’algorithme est assez sensible aux trois paramètres α, C1

et C2. Toutefois, un algorithme qui converge rapidement vers une solution risque de ne pas suffi-
samment parcourir l’espace de recherche ; il faut donc trouver un compromis entre la rapidité de
la convergence et l’efficacité de couverture de l’espace d’état. Ainsi, nous avons testé différentes
combinaisons et finalement choisi pour les trois paramètres α, C1 et C2 respectivement 0.6, 1.7

et 1.7 comme préconisé dans [Tre03].

Remarque 2 De nombreuses méthaheuristiques à base de population présentent de grosses si-
militudes avec cette méthode. Elles sont généralement issues d’une analyse avec la nature. On
peut citer par exemple : les colonies de fourmis [Dor99], les bancs de poissons [Fil08], les colo-
nies d’abeilles [Kar07], les oiseux migrateurs [Ken95] ou encore les mauvaises herbes [dSC12].
Même si leurs noms diffèrent, elles sont basées sur le même procédé.

Méthode SCE (Shuffled Complex Evolution) C’est une technique basée sur l’évolu-
tion d’une population en utilisant des techniques d’évolution particulières. L’algorithme évolue
comme illustré sur la figure 4.1. Partant d’une population de p individus choisie aléatoirement,
on applique les étapes suivantes :

– Les p individus sont d’abord classés suivant la valeur de leur fonction objectif.
– Cette population est ensuite divisée en ng groupes de p/ng individus. Les individus consti-

tuant le jime groupe sont les individus ng × (k − 1) + j pour k allant de 1 à p/ng de la
population classée. Ainsi, chaque groupe est à la fois composé d’individus performants et
d’individus mauvais.
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– Chaque groupe subit, de façon séparée, un processus d’évolution. L’étape d’évolution
consiste à appliquer un nombre ne de transformations élémentaires. Il en existe trois types :
la réflexion, la contraction et la mutation. Chacune de ces transformations est appliquée
sur une partie des p/ng individus que constitue un groupe. La réflexion consiste à réflé-
chir le pire des points à travers le centre de gravité constitué par tous les autres points.
La contraction à créer le nouveau point à mi-chemin entre le pire des points et le centre
de gravité constitué par les autres points. Enfin, la mutation génère aléatoirement un point
dans l’espace d’état.
Si la réflexion n’aboutit pas à la création d’un meilleur point ou si le nouveau point est en
dehors de l’espace de recherche alors l’algorithme applique la réflexion. Enfin, si pour les
mêmes raisons le nouveau point ne conviendrait pas, alors on appliquerait la mutation.
A la fin de la phase d’évolution, les ng groupes sont réunis. Si le critère d’arrêt n’est pas

atteint, on recommence à la première étape du processus (i.e la notation).

FIGURE 4.1 – Principe de fonctionnement de la méthode Shuffled Complex Evolution.

L’algorithme utilisé est disponible au téléchargement [Mat05b] et a été utilisé par les sources
suivantes [Dua93, Dua94].

4.1.3 Méthodes pour des problèmes multi-objectifs

Les problèmes d’optimisation multi-objectifs nécessitent des méthodes particulières. Ici, la
notion d’optimalité est différente au cas mono-objectif puisque toutes les fonctions objectifs
doivent être prise en compte introduisant la notion d’optimalité de Pareto et de front de Pareto
illustré figure 4.2. Ces fonctions étant bien souvent en conflit (les performances face au coût par
exemple), il n’y a plus un unique point optimum mais une multitude qui assurent un compromis.
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Un point appartient au front de Pareto si l’on ne peut améliorer un critère sans en détériorer un
autre ou encore si ce point n’est dominé par aucun autre.

Un point xi domine un point xj si et seulement si :

∀k ∈ {1, . . . , nobj} fk(xi) ≤ fk(xj)
∃k ∈ {1, . . . , nobj} tq fk(xi) < fk(xj)

(4.5)

FIGURE 4.2 – Exemple de front de Pareto où deux objectifs, f1 et f2, sont à minimiser.

En résumant, les problèmes multi-critères peuvent être résolus de plusieurs façons :

1. Les techniques agrégées : elles consistent à se ramener à la résolution d’un problème
mono-objectif dont les méthodes de résolution sont bien connues.

2. Les techniques non agrégées et non Pareto : elles traitent effectivement tous les objectifs
du problèmes mais de façon séparée.

3. Les techniques Pareto : ce sont les méthodes les plus abouties pour permettre la connais-
sance du front de Pareto comme décrit sur la figure 4.2. Cette fois, la recherche dans
l’espace d’état n’est plus limitée à un unique critère mais ce sont les points dominant au
sens donné dans (4.5) qui sont recherchés.

4.1.3.1 Les méthodes agrégées

On peut d’abord se ramener à un problème mono-objectif, en ne considérant qu’un seul
critère à minimiser et en convertissant les nobj − 1 autres en contraintes (elles doivent être fixées
arbitrairement par le décideur mais pour ce faire, ce dernier doit avoir une connaissance préalable
de leurs valeurs ou du moins de leurs ordres de grandeur...). Cette technique est parfois appelée
méthode de Marglin [Mes98].

Un tel problème peut ainsi être résolu avec les techniques définies précédemment. Le
front de Pareto peut ainsi être reconstitué « manuellement » en résolvant une succession de
problèmes mono-objectif en modifiant les valeurs des contraintes. Cette technique peut se
révéler fastidieuse si le nombre de fonctions objectif est important et si leurs connaissances



114 Problèmes d’optimisation en génie électrique

n’est, à priori, pas du ressort du décideur [Sar99].

La technique des facteurs de pondération permet également de se ramener à un problème
mono-objectif. Dans ce cas, le problème à résoudre est donnée par (4.6) où les coefficients ci
sont des facteurs de pondération positifs.

min

nobj∑
i=1

cifi(x) (4.6)

Le choix des facteurs de pondération est du ressort du décideur. Il peut les prendre unitaires
(si les différentes fonctions objectif additionnées sont du même ordre de grandeur) ou non
(s’il préfère favoriser certains critères par rapport à d’autres). Dans ce cas, la façon la plus
rigoureuse de procéder consiste à pondérer avec un coefficient ci = 1/fmi, où fmi est le
minimum global du iime problème d’optimisation résolu comme un problème unicritère. Cette
technique nécessite cependant la connaissance des nobj minimum globaux des problèmes
mono-objectif associés et ne permet pas de reconstituer le front de Pareto. Elle est donc prin-
cipalement utilisée avec des méthodes déterministes globales comme dans [Mes97] ou [Fon07a].

Une version connexe appelée « Vector Target Optimization » fixe un but, nommé Ti, a at-
teindre pour chaque fonction objectif fi. Le nouvel objectif à minimiser est donc une somme
pondérée d’écarts relatifs (4.7).

min

nobj∑
i=1

ci|fi(x)− Ti| (4.7)

4.1.3.2 Les méthodes non agrégées et non Pareto

Ces méthodes sont le prolongement des méthodes stochastiques monocritère. La méthode
VEGA par exemple (pour Vector Evaluated Genetic Algorithm), est une extension de l’algo-
rithme génétique présenté dans la partie 4.1.2.2.1 et consiste en une sélection parallèle des in-
dividus pour chacune des fonctions objectif (cf. figure 4.3 pour le principe de fonctionnement).
Une telle méthode ne permet pas de trouver les « bons compromis » du front de Pareto mais elle
se focalise sur les portions extrêmes du front.

FIGURE 4.3 – Schéma de principe de la méthode VEGA.
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4.1.3.3 Les méthodes Pareto

Ces techniques sont les plus rigoureuses et les plus utiles puisqu’elles permettent la connais-
sance du front de Pareto ; le décideur n’aura plus qu’à choisir parmi les meilleurs compromis en
fonction de ses besoins (c’est à dire de l’importance d’un objectif par rapport à un autre à un
moment donné). De telles méthodes fonctionnent généralement à partir de populations évoluant
au cours de plusieurs générations, l’objectif étant, à chaque nouvelle génération, d’obtenir un
meilleur front que la génération précédente (i.e avec des individus qui dominent les précédents).
Ce processus itératif de génération de fronts peut être décrit pas la figure 4.4.

FIGURE 4.4 – Processus itératif d’amélioration avec des méthodes Pareto.

Plusieurs techniques existent ; parmi elles, on citera NSGA, NSGA-II, NPGA, SPEA,
PESA. Nous allons, par la suite, détailler la technique NS.

Cette technique repose sur le classement de la population par la notion de dominance telle
que (4.5). La différence avec la méthode VEGA est que la population est classée, pour chaque
génération, en une multitude de front de Pareto. Le premier front est constitué des éléments
non dominés de la population. Chaque éléments de ce premier front admet une note aussi ap-
pelée « fitness » et notée F (xi). Le second front est obtenu de la même façon en éliminant au
préalable le premier front ; la note attribuée aux éléments de ce deuxième front est inférieure au
premier front. On continue ainsi jusqu’à ce que la population soit entièrement parcourue avec
des notes décroissantes. Le processus est schématisé sur la figure 4.5.

Une fois la population classée et notée, on peut soit utiliser les algorithmes génétiques (on
parlera alors de la méthode NSGA [Sri94]) ou soit utiliser un essaim de particules (on parlera
alors de NSPSO [Xia03]).

Si rien n’est fait, la population risque de converger vers certaines zones plus favorables du
front de Pareto et perdre ainsi sa diversité. La technique de « sharing » est une sorte de discri-
mination positive envers les individus isolés en rehaussant leurs notes. A l’inverse, la note des
individus est dégradée lorsqu’ils appartiennent à des zones à forte densité de solutions. L’utilisa-
tion d’une telle technique nécessite au préalable la définition d’une fonction de distance (d) entre
deux individus. La fonction de coût révisée F ′(xi) d’un individus xi est déterminée à partir de
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FIGURE 4.5 – Schéma de principe de fonctionnement de la méthode NS-x.

la fitness F (xi) multipliée par un coefficient m(xi) supérieur ou égal à zéro (4.8).

m(xi) =

p∑
j=1
j 6=i

d(xi, xj) (4.8)

Pour la suite, et notamment dans le chapitre 5, nous utiliserons l’algorithme NSGA-II
[Deb00] dont la source est téléchargeable [Mat11].

4.1.4 Intégration des contraintes

Dans le cas où l’algorithme ne permet pas une prise en compte directe des contraintes (on
exclut donc les méthodes du Gradient projeté ou SQP), on peut utiliser une méthode de transfor-
mation (ou indirecte) [CC01].

L’utilisation de telles méthodes permet de transformer un problème sous contraintes en un
problème sans contrainte pour pouvoir être résolu avec les méthodes déjà évoquées précédem-
ment.

4.1.4.1 Méthodes de pénalisation

L’intégration des contraintes peut se faire en utilisant une fonction de pénalisation in-
térieure Pµ (comme par exemple (4.9)), ou en utilisant une pénalisation extérieure encore
appelée « fonction barrière » Bµ (comme par exemple (4.10)).

Pµ(x) = µ

(
m∑
i=1

max(gi(x), 0) +

p∑
i=1

|hi(x)|

)
(4.9)
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Bµ(x) = −µ
m∑
i=1

ln(−gi(x)) (4.10)

Dans le premier cas, on voit que Pµ est nul si les contraintes sont respectées. La nou-
velle fonction objectif f(x) + Pµ(x) du problème non contraint voit sa valeur augmenter si
les contraintes sont violées. Le choix de la pénalité µ reste cependant un problème délicat pour
garantir la convergence de l’algorithme. Il est conseillé de normaliser les contraintes et de choi-
sir µ de manière à ce que la fonction de pénalité soit toujours plus grande que le maximum
de la fonction f . Cependant, selon la méthode utilisée, un problème trop pénalisé peut ne pas
converger correctement car trop raide au niveau des frontières et donc mal conditionné.

Dans ces cas délicats, il est préférable d’utiliser une fonction de barrière (4.10). On force
l’algorithme à rester dans la zone faisable ; dans le pire des cas, on peut se situer sur l’intérieur
de la frontière et la nouvelle fonction objectif f(x) + Bmu(x) tend alors vers l’infini. Ici, la
pénalité µ doit tendre vers zero ; les contraintes égalités hi ne peuvent pas être prise en compte.

4.1.4.2 Le lagrangien augmenté

Cette technique de transformation est basée sur la minimisation de la fonction L dite de « La-
grange augmentée » [Bri07], [CC01]. Les contraintes hi sont ajoutées à la fonction objectif pon-
dérés par les coefficients de Lagrange λi comme explicité dans l’équation (4.11). Initialement
développée pour intégrer les contraintes égalités, cette technique peut néanmoins être appliquée
aux contraintes inégalités. Le nouveau problème à résoudre voit donc son nombre de variable
augmenter.

L(x, λ) = f(x) +
∑
i

λihi(x) (4.11)

4.2 Particularité des problèmes en génie électrique

En génie électrique, les problèmes inverses de conception font partie de la famille de pro-
blèmes non linéaires à variables mixtes. En effet, dans un problème de conception, certaines va-
riables peuvent être réelles (comme les données géométriques) mais également entières (nombre
de pôles, d’encoches, ...) ou encore de catégories (type d’aimant, type d’acier, ...). Le problème
d’optimisation à résoudre peut être résumé par l’équation (4.12) avec nr, ne et nc respectivement
le nombre de variables réelles, entières et de catégories et Ki un ensemble énuméré de catégorie
(par exemple : type d’aimants = {ferrite,NdFeB} ).

min
x∈IRnr ,z∈INne ,
σ∈

∏nc
i=1

Ki

f(x, z, σ)

gi(x, z, σ) ≤ 0 ∀i ∈ {1, . . . ,m}
hj(x, z, σ) = 0 ∀j ∈ {1, p}

(4.12)

La fonction objectif ainsi que les contraintes peuvent être non-linéaires et sont traitées par des
algorithmes analytiques ou par des « boîtes noires ». La boîte noire a ceci de particulier que seule
l’évaluation de la fonction nous fournit de l’information. La plupart du temps, elle consiste en un
modèle numérique par éléments finis (figure 4.6) pour le calcul du couple électromagnétique. Il
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est donc nécessaire d’utiliser les algorithmes d’optimisation adéquats pour ce type de problèmes
bien particulier.

FIGURE 4.6 – Boîte noire dans les problèmes inverses de conception.

La gestion des entiers et des variables de catégorie est un point particulier que nous allons
traiter ici. Plusieurs techniques sont possibles en fonction du type d’algorithme utilisé :

– Les méthodes déterministes locales ne traitent généralement que des problèmes continus.
Une technique possible consiste à résoudre le problème relâché une première fois (c’est à
dire en considérant les entiers comme des réels) puis les arrondir à l’entier le plus proche
et effectuer une deuxième résolution si nécessaire (en fixant cette fois les entiers). Cette
solution ne garanti pas la convergence de l’algorithme vers le plus proche optimum local.

– Pour les techniques à bases de population, on peut simplement forcer l’exécution de l’al-
gorithme en arrondissant certaines variables à l’entier le plus proche ; une telle population
évoluera en « marches d’escalier » ne pouvant prendre que des valeurs discrètes.

– Avec les deux techniques précédemment évoquées, l’algorithme d’optimisation est per-
turbé et son bon fonctionnement n’est pas assuré. Pour faciliter la convergence, il est
préférable d’ajouter, pour chaque variable xe entière, des contraintes égalités du type
(4.13) [Caf10]. 

ceq1(x) : sin(πxe) = 0 , si xe ∈ N

ceq2(x) :

n∏
i=1

(xe − i) = 0 , si xe ∈ [[1, n]]
(4.13)

4.3 Étude comparative sur trois problèmes

Dans cette partie, nous allons effectuer une étude comparative de différents algorithmes sur
trois problèmes d’optimisation mono-critère sous contraintes. Notre volonté est de choisir un
algorithme adapté à la résolution de problèmes avec boîte noire. Pour ce faire, nous allons défi-
nir trois problèmes de conception pour lesquels nous possédons un modèle analytique explicite.
Dans un premier temps, nous fermerons ces problèmes grâce à un algorithme déterministe glo-
bal (de type « Branch and Bound » tel que détaillé dans 4.1.2.1.2). Dans un deuxième temps,
les modèles analytiques seront définis comme des boîtes noires. Le fait d’utiliser des modèles
analytiques représente 2 avantages :

1. Ils nous permettent de trouver de manière exacte l’optimum global.

2. Ils réduisent considérablement le temps de calcul par rapport à l’utilisation d’un modèle
numérique.

L’objectif de cette thèse n’a pas été de développer un algorithme d’optimisation spécifi-
quement dédié à notre situation mais d’exploiter ceux existant misent en « libre-service » par
la communauté scientifique. L’algorithme recherché doit être performant, rapide mais surtout
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adaptable à n’importe quel problème d’optimisation en génie électrique ; c’est pour cette raison
que l’étude porte sur plusieurs problèmes assez différents. La comparaison des différents algo-
rithmes ne se fera donc pas tant séparément pour chacun des problèmes mais bien sur l’ensemble
des trois problèmes.

4.3.1 Description des problèmes

4.3.1.1 Problème P1 : Actionneur Piézoélectrique

On considère un actionneur piézoélectrique bimorphe composé d’une couche de céramique
piézoélectrique (d’épaisseur hc) collée à une couche passive aussi appelée substrat (d’épaisseur
hs). Le dispositif a une longueur L et une largeur l. Un schéma est donné figure 4.7 et une
description plus complète du dispositif et du modèle est disponible dans [Mes01] et [Mon02].

FIGURE 4.7 – Vue schématique de l’actionneur bimorphe.

Le problème de conception à résoudre utilise 6 variables (4 réelles et 2 de catégorie) [Mes01].
On cherche à maximiser le déplacement vertical δ donné par :

δ =
3L2βη(1 + η)d31E3 + 4L3(1+βη)f

lEsh3s

hs(1 + 4βη + 6βη2 + 4βη3 + β2η4)
(4.14)

Où β = Ec
Es

et η = hc
hs

avec Ec et Es qui représentent respectivement les modules d’Young
de la céramique et du substrat. d31, Ec et Es sont des fonctions réelles qui dépendent des deux
variables de catégories, le type de céramique (kc) et le type de substrat (ks) comme explicité
dans le tableau 4.1. De plus, d’autres spécifications sont données par :

– l’amplitude maximale de la tension delivrée par la source est limitée à 250 V,
– le champ electrique E3 à l’intérieur de la ceramique est fixé à 100 V·mm−1,
– la force f appliquée est de 0.4 N,
– le volume de la céramique doit être égal à 2.4 cm3.
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Variable Valeur Ec (N·m2) d31 (C·N−1) Es (N·m2)

kc
PI-89 9.38 1010 −108. 10−12

PI-91 5.98 1010 −247. 10−12

ks
acier 2.1 1011

laiton 1.05 1011

TABLE 4.1 – Valeur des paramètres des matériaux utilisés dans P1.

Finalement, le problème inverse est exprimé comme ci-dessous :



max
x=(hc,hs,L,l,kc,ks)

δ(x)

avec :

hc ∈ [0.1, 5] mm
hs ∈ [3, 20] mm
L ∈ [90, 100] mm
l ∈ [7, 20] mm
kc ∈ {PI-89,PI-90}
ks ∈ {acier,laiton}

sujet à :

5(hc + hs) ≤ L

3(hc + hs) ≤ l

hcE3 ≤ 250

lhcL 106 = 2.4

(4.15)

4.3.1.2 Problème P2 : Dispositif supraconducteur de stockage d’énergie

On considère un dispositif supraconducteur de stockage d’énergie (SMES) en forme de tore
autour duquel N fils supraconducteurs (parcourus sans perte par un courant I) sont enroulés
[LD97]. Le tore considéré, illustré figure 4.8, a pour rayon interne R et rayon externe R + w et
possède une hauteur h. Il est capable de stocker une énergie que l’on note E0.

Le problème de conception, dans le lequel on cherche à minimiser la longueur totale Lsupra
des brins supraconducteurs, utilise 4 variables réelles.

Lsupra = 2×N × (w + h) (4.16)

où N = Bc× (1− I
Ic)×R1/I × 2.10−7 représente le nombre de tours de fils supraconducteurs

autour du tore, Ic et Bc sont respectivement les valeurs de courant critique et de champ critique.
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FIGURE 4.8 – Vue schématique du SMES.

Finalement, le problème inverse est exprimé comme ci-dessous :



min
x=(R,w,h,I)

Lsupra(x)

avec :

R ∈ [10, 500] mm
w ∈ [10, 500] mm
h ∈ [10, 500] mm
I ∈ [10, 90] A

sujet à :

E0(x) ≥ 10 kJ
h ≤ 2 R

h ≥ R/2

w ≤ 2 R

w ≥ R/2

w ≤ 2 h

w ≥ h/2

N(x) ∈ N

(4.17)

Ce problème comprend un faible nombre de variables réelles mais est fortement contraint,
notamment par la contraintes non linéaire E0(x) exprimée ci-dessous :


E0(x) = 10−7 ×N2 I2 h log(

R+ w

R
)

N = 107 ×Bc (1− I

Ic
)× R

2 I

(4.18)

4.3.1.3 Problème P3 : Coupleur magnétique radial

On considère un coupleur magnétique radial constitué de deux rangées d’aimants disposées
sur des culasses ferromagnétiques et séparées par un entrefer. Pour maximiser le couple produit,
les aimants internes et externes sont placés en quadrature. La longueur axiale du dispositif L et
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l’entrefer g sont respectivement fixés à 50 et 5 millimètres. Les rayons R1 et R2 sont respective-
ment les rayons intérieurs et extérieurs des aimants internes et R3 and R4 les rayons intérieurs
et extérieurs des aimants externes. Les aimants intérieurs et extérieurs ont respectivement des
épaisseurs que l’on note wai et wae et des ouvertures (exprimée en pourcent du pas polaire) αi
et αe. Un schéma est donné en figure 4.9 et une description plus complète du dispositif et du
modèle sont disponibles dans [Fon09].

Le problème de conception, qui comprend 10 variables (5 réelles, une entière et 4 de caté-
gories), consiste à minimiser la masse totale du dispositif Ma(x) donnée dans l’équation (4.19)
pour un couple Γ(x) produit supérieur ou égal à Γmini = 100N.m donné dans l’équation (4.20)
.

Ma(x) = L π

([
ρ(σci)

(
R2

1 − (R1 − tyi(x))2
)

+ ρ(σce)
(
(R4 + tye(x))2 −R2

4

) ]
+
[
ρ(σai) αi (R2

2 −R2
1) + ρ(σae) αe (R2

4 −R2
3)
])

(4.19)

Γ(x) =
−8 p2L

µ0π(p2 − 1)2(R2p
4 −R

2p
1 )

×Br(σai) sin(αi π/2)

(
(p− 1)Rp+1

2 + 2Rp+1
1 − (p+ 1)

R2p
1

Rp−1
2

)

×Br(σae) sin(αe π/2)

(
(p− 1)Rp+1

3 + 2Rp+1
4 − (p+ 1)

R2p
4

Rp−1
3

)
(4.20)

FIGURE 4.9 – Vue schématique du coupleur radial (ici p = 2).

où αi and αe sont respectivement les ratios d’ouverture angulaire des aimants internes et
externes exprimés en %. L’induction rémanente Br, la perméabilité relative µr et la densité
volumique ρ sont des grandeurs qui dépendent des 4 variables de catégories : le type d’aimants
internes et externes (σai et σae)) et le type d’acier des culasses (σci et σce) ) comme illustré
dans le tableau 4.2. Enfin, les épaisseurs de culasse intérieure (tyi(x)) et extérieure (tye(x)) sont
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obtenue comme défini dans (4.21). La culasse extérieure est déduite de (4.21) en substituant R1,
R2, R4, αi, Br(σai) et Bsat(σci) respectivement par R4, R3, R1, αe, Br(σae) et Bsat(σce).

tyi(x) =
4 Br(σai) sin (αi π/2)

π Bsat(σci)(p2 − 1)(R2p
4 −R

2p
1 )

×
[
(p− 1)Rp1(Rp+1

2 −Rp+1
1 ) + (p+ 1)R2p

4 R1

(
1−

(
R1

R2

)p−1
)]

(4.21)

Matériaux Variables Valeurs Type Br (T) Bsat (T) µr (S.I.) ρ (kg.m−3)

Aimants
σai, σae

{
1 Sm2Co17 1,05

- 1,05
7380

permanents 2 NdFeB 1,13 8700

Culasse σci,σce 1 acier z15
-

1.57
1000

7730
2 acier z30c13 1.68 7810

TABLE 4.2 – Valeurs des paramètres des matériaux utilisés dans P3.

Finalement, le problème inverse est exprimé comme ci-dessous :

min
x=(αi,αe,R,wai,wae,p,σai,σae,σci,σce)

Ma(x)

avec :

αi ∈ [60, 90] %

αe ∈ [60, 90] %

R1 ∈ [50, 75] mm
wai ∈ [3, 5] mm
wae ∈ [3, 5] mm
p ∈ [[2, 15]]

σai ∈ {Sm2Co17,NdFeB}
σae ∈ {Sm2Co17,NdFeB}
σci ∈ {Z15,Z30C13}
σce ∈ {Z15,Z30C13}

sujet à :

Γ(x) ≥ Γmini
25 10−3 ≤ R− tyi(x)

0.6 L ≤ R+ wai + g + wae + tye(x)

2 L ≥ R+ wai + g + wae + tye(x)

tyi(x) ≥ 2 10−3

tye(x) ≥ 2 10−3

(4.22)

4.3.2 Résultats des optima globaux

Les optima globaux de chaque problème sont déterminés grâce à algorithme déterministe
global par analyse d’intervalle IBBA détaillé dans la partie 4.1.2.1.2 et issu des travaux de
[Mes97, Fon07a]. Les résultats pour les trois problèmes présentés sont synthétisés dans le ta-
bleau 4.3. Le nombre d’appels à la fonction ainsi que le temps de calcul pour l’obtention du
minimum global sont très différents pour les trois problèmes traités allant de la dizaine de mi-
lisecondes (pour le problème P1) à plusieurs jours (pour le problème P3). Ces très gros écarts
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P1 P2 P3

Variables
hc 1.68949 R 75 αi 0.7376
hs 3.00000 w 115 αe 0.7438
L 100 h 150 R1 66.1
l 14.2 I 74.907 wai 3.5
kc PI-90 wae 3.3
ks laiton p 14

σai Sm2C017
σae Sm2C017
σci z15
σce z15

Fonction Objectif
δ(µm) 46.3264 Lsupra(m) 5992.18 Ma(kg) 1.5391

Temps CPU
58 ms 15 min 20 s 64 h 46 min

Nombre d’appels à la fonction objectif
13999 1702443 235573949

TABLE 4.3 – Synthèse des minima globaux pour les 3 problèmes traités.

s’expliquent par l’hétérogénéité des problèmes : le problème P3 présente de nombreux minima
locaux obligeant l’algorithme d’analyse d’intervalle à explorer tout l’espace. Le problème P1, en
revanche, possède de nombreuses zones infaisables (à cause de la contraintes égalité) réduisant
considérablement les intervalles de recherche de l’algorithme et accélérant ainsi l’obtention du
minimum global par cette méthode.

Remarque 3 Concernant les problèmes P2 et P3, on peut voir que les résultats donnant les
optima globaux ont des valeurs réelles arrondies au millimètre ou au dixième de millimètre lors-
qu’il s’agit de certaines variables géométriques. En fait, IBBA a volontairement été modifié pour
prendre en compte ces arrondis au cœur même du processus d’optimisation (pendant la phase de
réduction des pavés par propagation des contraintes). Ceci peut-être vu comme des contraintes
additionnelles correspondant à des contraintes de « constructibilité ». En effet, un rayon ex-
térieur de culasse, par exemple, est toujours défini avec une certaine tolérance imposée par le
constructeur (0,1 mm dans notre cas). Il ne sert donc à rien de trouver un résultat comportant
de nombreux chiffres derrière la virgule. Un avantage de procéder de la sorte est également de
réduire le temps de convergence de l’algorithme. Les optima globaux ainsi présentés dans le
tableau 4.3 sont ceux intégrant ces contraintes d’arrondis. Il est évident qu’un autre algorithme
pourrait fournir un résultat légèrement meilleur si les valeurs décimales étaient plus relâchées.

4.3.3 Comparaison de différentes méthodes

Dans cette partie, nous allons comparer différents algorithmes d’optimisation sur les trois
problèmes développés dans la partie précédente. Les critères qui nous permettent de juger une
méthode puis de la comparer à d’autres sont les suivants :
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Probabilité - 20% Probabilité - 5%

P1 - -
P2 0, 07% < 0, 01%

P3 12, 1% 0, 07%

TABLE 4.4 – Probabilité de convergence en utilisant un algorithme déterministe local (SQP).

– Sa capacité à converger rapidement vers un optimum (i.e en un minimum d’appels de la
fonction objectif).

– Sa capacité à ne pas « rester bloqué » sur un optimum local (on juge la capacité de l’algo-
rithme à couvrir tout l’espace de recherche).

– Sa facilité d’utilisation (jugera la sensibilité de l’algorithme vis à vis de paramètres d’uti-
lisation).

Finalement, on dira qu’un algorithme sera jugé de bonne qualité pour un des problèmes,
s’il converge rapidement vers des solutions proches de l’optimum global et ce, sans une re-
cherche approfondie des paramètres optimum de réglage de l’algorithme. En ce qui concerne les
algorithmes stochastiques, puisqu’ils utilisent des heuristiques (phénomènes aléatoires ou arbi-
traires), on devra procéder en lançant plusieurs calculs en parallèles pour moyenner leurs com-
portements. En effet, contrairement aux méthodes déterministes, pour un même point initial, une
même méthode stochastique lancée deux fois donnera deux résultats différents.

4.3.3.1 Technique du « muli-start » à partir d’un algorithme déterministe local

Nous allons tout d’abord tester les algorithmes avec une méthode simple à mettre en œuvre :
la méthode « Multi-Start ». Des points sont générés aléatoirement dans l’espace de recherche
et on lance à partir de chacun de ces points une méthode déterministe locale (SQP). On utilise
l’algorithme « SQP » de la fonction FMINCON du logiciel Matlab.

Le principal inconvénient est que, généralement, pour pouvoir converger correctement, l’al-
gorithme SQP utilisé doit avoir comme point initial, un point faisable (i.e. qui respecte les
contraintes). On rappelle ici qu’on ne fourni ni le gradient ni le hessien sous forme d’écritures for-
melles mais que ces derniers sont calculés, dans l’algorithme, par différences finies. En revanche,
le gros avantage est que cet algorithme converge très rapidement (en une dizaine d’itérations).
Les résultats pour les trois problèmes décrits dans la section 4.3.1, sont présentés dans le tableau
4.4 sous deux colonnes : la première représente la probabilité de converger vers un point à moins
de 20% de l’optimum global et la seconde à moins de 5% (à partir d’un point initial quelconque).
Ce chiffre représente donc le caractère plus ou moins « vallonné » du problème (c’est-à-dire le
nombre plus ou moins important de minimums locaux se situant à un certain niveaux par rapport
au minimum global). Il est obtenu en lançant un nombre important de calculs à partir de points
de départ choisi aléatoirement dans l’espace de recherche.

Ainsi, on a les résultats suivants les 3 problèmes :
– Le problème P3 possède la plus forte probabilité (environ 12%) d’obtenir, après la conver-

gence de l’algorithme SQP, un point qui se situe à moins de 20% de l’optimum global.
Cette probabilité chute à moins de 0, 1% pour un optimum obtenu à moins de 5%.

– Le problème P2 est plus délicat puisque la probabilité d’obtenir un point à moins de 20%

de l’optimum global est très faible (inférieur à 0, 1%).
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– Enfin, cette technique n’est pas applicable au problème P1 car aucun des points de départs
aléatoirement générés (10 000) ne respectent les contraintes.

Pour conclure sur les problèmes, P1 et P2 semblent être les problèmes les plus délicats à
résoudre ; le premier au cause de son aspect fortement contraint (dû à la contrainte égalité) et
le second par la présence de nombreux optima locaux dont les valeurs sont éloignées de l’op-
timum global. Enfin, le problème P3 semble être le problème le plus « simple » à traiter des trois.

Finalement, même si cet algorithme converge rapidement, il n’est applicable que pour des
problèmes peu contraints et relativement concaves soit des cas particuliers dans l’optimisation
en génie électrique.

Ces méthodes locales sont parfois précédées d’un premier calcul par un algorithme stochas-
tique pour générer des points qui servent de départ pour une méthode locale comme « SQP ».
[Gil09] parle d’un « juste compromis » puisqu’elle combine l’avantage des algorithmes sto-
chastiques (pour l’exploration de l’espace de recherche) avec celui des méthodes déterministes
locales pour la rapidité de ma convergence.

4.3.3.2 Algorithmes stochastiques

Dans cette partie, nous allons traiter et comparer trois algorithmes stochastiques : un algo-
rithme génétique (GA), un algorithme d’essaim (PSO) et finalement SCE. Comme évoqué précé-
demment, ces algorithmes possèdent tous une proportion d’aléatoire si bien que deux lancements
à partir du même point initial donneront deux résultats différents. Pour tester ces algorithmes, on
va donc lancer un nombre suffisamment important de calculs en parallèle (500 dans cette étude)
pour chaque problème et chaque algorithmes et récupérer ainsi le comportement « moyen ». On
a donc choisi de représenter, pour chacun des trois problèmes, la probabilité de converger vers
une solution à 20% (figure 4.10) puis à 5% (figure 4.11) de l’optimum global et ce, pour un
nombre croissant d’appels à la fonction objectif.

Dans les deux figures qui suivent, sont donc représentées les probabilités en fonction du
nombre d’appels à la fonction pour les trois problèmes définis dans la section 4.3.1 et pour
les algorithmes PSO et SCE. A ce stade, nous avons déjà écarté l’algorithme génétique GA de
Matlab ; en effet, face aux deux autres algorithmes testés, les probabilités de converger avec si
peu d’itération sont très faibles. Pour la suite, on va donc se concentrer sur les deux algorithmes
stochastiques restants.

Le nombre d’appels à la fonction est égal à la taille de la population choisie multipliée par
l’itération en cours. Pour l’algorithme PSO, on a communément choisi une population de 20

individus ; pour l’algorithme SCE, nous avons suivi les recommandations de l’auteur à savoir une
population divisée en 20 « sous-populations » chacune composées de 2× nparam + 1 individus
(où nparam représente le nombre de paramètres du problème).

Les résultats dispensés dans les figures 4.10 et 4.11 font apparaitre des différences en fonc-
tion du problème traité et, pour une moindre mesure, en fonction de l’algorithme.

– la probabilité de trouver une solution à 20% près de l’optimum global est pratiquement
de 100% pour les problèmes P2 et P3 dès 1000 appels à la fonction et pour les deux
algorithmes. Le problème P1 semble plus difficile à appréhender (la contrainte égalité
rend difficile la convergence) même si l’algorithme PSO semble plus performant que SCE
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FIGURE 4.10 – Probabilité de converger vers une solution à moins de 20% de l’optimum global en
fonction du nombre d’appels à la fonction (le numéro est celui du problème considéré).

FIGURE 4.11 – Probabilité de converger vers une solution à moins de 5% de l’optimum global en fonc-
tion du nombre d’appels à la fonction.

pour un même nombre d’appels.
– la probabilité de trouver une solution à 5% près de l’optimum global est plus difficile

à obtenir. Dans deux cas sur trois (P2 et P3), c’est l’algorithme SCE qui obtient les
meilleurs résultats pour un même nombre d’appels. Dans le troisième cas (P1), c’est
l’algorithme PSO qui tire son épingle du jeu.

La taille de la population joue également un rôle dans la convergence pour un algorithme
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stochastique. On a représenté sur la figure 4.12 la probabilité de trouver un optimum à 5% du
global pour les trois problèmes et deux taille de population (rouge = 20 individus, bleu = 40).

FIGURE 4.12 – Effet de la taille de la population sur la convergence de l’algorithme PSO à 5% de
l’optimum global.

On voit que pour les problèmes P1 et P3, une population de 20 ou de 40 individus donne ap-
proximativement les mêmes probabilités de convergence à 5% sauf pour les premières itérations
où une population de 20 individus accélère la convergence. En ce qui concerne le problème P2,
une population de 40 individus accélère la convergence dans tous les cas.

Pour résumer, le choix du type d’algorithme stochastique pour résoudre ce type de pro-
blème dépend en grande partie du problème traité et notamment de la difficulté à respecter les
contraintes (et en particulier les contraintes égalités). Sur les trois algorithmes stochastiques de
départs, PSO et SCE semblent tous les deux bien adaptés à ce type de problèmes (aucun de ces
deux algorithmes ne sort du lot l’un par rapport à l’autre) puisqu’ils permettent d’obtenir, en
quelques milliers d’appels à la fonction (si on considère que chaque appel dure 4 secondes alors
1000 appels≈ 1 heure de calculs), une solution proche de l’optimum global avec une probabilité
importante.

4.3.4 Conclusion

Dans ce chapitre, on a d’abord listé les différents algorithmes d’optimisation sous contraintes
mono puis multi-objectifs. En génie électrique, les problèmes à traiter utilisent souvent des mé-
thodes numériques (par éléments finis par exemple) gourmandes en temps de calculs. La re-
cherche de structures optimales peut donc devenir fastidieuse et très longue. Nous avons donc
choisi de tester et comparer des algorithmes souvent utilisés en optimisation mono-critère (SQP,
Particle Swarm, ...) sur trois problèmes analytiques de génie électrique (utilisation de paramètres
discrets, nombre important de contraintes, ...) dont on a préalablement calculé les optimum glo-
baux grâce à une méthode par analyse d’intervalles. L’objectif consiste à obtenir, avec des mé-
thodes rapides à mettre en œuvre, des solutions relativement proches de l’optimum global en un



4.3. Étude comparative sur trois problèmes 129

minimum d’appels à la fonction objectif. Nous avons donc confronté les algorithmes en repré-
sentant la probabilité de converger à moins de 20% et 5% de l’optimum global en fonction du
nombre d’appels à la fonction objectif. Les méthodes stochastiques à base de population (PSO et
SCE) semblent les mieux adaptées à ce type de problème. Dans le chapitre suivant, on utilisera
donc l’algorithme PSO pour réaliser les optimisations mono-critère.
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5.1 Introduction

Jusqu’à présent, la thèse était principalement axée sur une démarche de modélisation des
phénomènes magnétiques et électriques avec notamment une grosse partie concernant l’étude la
commutation (un modèle couplé tenant compte aux mieux de ces effets ainsi que des mesures
ont permis de progresser dans la compréhension des phénomènes). Nous avons également vu
que les problématiques liées au démarreur « Stop-Start » sont nombreuses (tableau 1.2) et qu’il
n’est pas envisageable de traiter tous ces problèmes en même temps tant ils interagissent les uns
avec les autres. On va donc tenter de résoudre des problèmes de façon séparée en suivant une
démarche d’optimisation pour deux cas jugés importants :

1. Nous étudierons un dispositif externe au démarreur permettant de réduire le courant d’ap-
pel lors de la mise sous tension du démarreur et donc diminuer l’effet néfaste de la chute
de tension de la batterie.

2. On étudiera ensuite une structure de moteur électrique et son bobinage permettant de ré-
duire l’usure des balais.

Cette démarche d’optimisation que nous allons utiliser dans ce chapitre pour ces deux pro-
blèmes a été initiée dans le chapitre précédent avec une étude des différentes techniques d’optimi-
sation pour des problèmes contraints utilisant des boîtes noires. Une étude comparative, concer-
nant les algorithmes mono-critère, a été mené. Nous utiliserons les résultats et les techniques
décrites dans ce chapitre pour ces deux études concrètes.

5.2 Optimisation d’un dispositif de limitation du courant d’appel

5.2.1 Introduction

Le problématique de chute de tension de la batterie ou « Voltage-Drop » a déjà été abordée
dans ce manuscrit. Lors de la mise sous tension du démarreur, un pic de courant de l’ordre de
1000 ampères se produit en quelques milisecondes. A cette pointe de courant coïncide une chute
de tension du réseau électrique de bord. Les composants électroniques, de plus en plus nombreux
dans les véhicules, sont particulièrement sensibles à cette chute de tension. La batterie est éga-
lement mise à rude épreuve lors de ces phases et son vieillissement prématuré est à craindre du
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fait de son utilisation répétée en mode micro-hybride. Les constructeurs automobiles intègrent
souvent, dans le cahier des charges du démarreur, un seuil de tension minimum qui ne doit pas
être atteint lors d’un démarrage à vide (essai normalisé effectué avec le démarreur non couplé à
sa charge). Or, pour une même source de tension, cette contrainte supplémentaire entre parfois en
conflit avec le besoin de puissance qui dimensionne la résistance électrique du démarreur. Afin
de respecter le critère « Voltage-Drop », il est donc quelques fois nécessaire d’augmenter la ré-
sistance du démarreur au détriment de la puissance utile. Ceci n’est évidemment pas acceptable,
c’est pourquoi nous allons présenter plusieurs dispositifs extérieurs au démarreur permettant de
contourner ce problème, et discuter de leurs avantages et inconvénients.

5.2.1.1 Assistance par une électronique de puissance

Une solution immédiate consiste à utiliser un convertisseur DC/DC qui permet le contrôle et
l’élévation de la tension. Ce type d’équipement électronique est malheureusement trop onéreux
pour la plupart des véhicules étant donné que le coût est une composante majeure dans l’industrie
automobile. On va donc naturellement s’orienter vers des solutions moins coûteuses et donc sans
électronique de puissance.

5.2.1.2 Dispositif avec résistance additionnelle

Une solution consiste à utiliser une résistance additionnelle en série durant les premières
dizaines de milisecondes seulement comme illustré sur la figure 5.1. En pratique, un contacteur
vient shunter une résistance additionnelle (Radd) après un temps t1 : [Pla07]. Cette résistance et
ce temps sont dimensionnés pour avoir la tension minimale désirée.

FIGURE 5.1 – Principe de diminution du courant d’appel par ajout d’une résistance.

Cette solution possède l’avantage de pouvoir réduire considérablement et simplement le pic
de courant sans altérer les performances du démarreur en régime permanent. L’inconvénient de
cette solution est qu’elle est sujette à l’usure du contacteur (pièce mobile, arcages) et qu’elle
nécessite une électronique supplémentaire pour commander la fermeture du shunt.

Même si cette solution rempli la fonctionnalité désirée, nous allons nous orienter vers une
troisième solution qui ne présente aucune pièce mobile et donc pas de risque de fatigue et
d’usure.
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FIGURE 5.2 – Principe de diminution du courant d’appel par ajout d’une résistance.

5.2.1.3 Introduction d’un dispositif magnétique de limitation du courant d’appel

Ce troisième dispositif est un composant magnétique qui permet la réduction du courant de
pointe sans les inconvénients du dispositif précédent (pas de pièce mobile et pas d’électronique).
Ce dispositif, breveté par Valeo, se place en série entre la batterie et le démarreur 5.3 et permet
de couper le courant de pointe lors de l’appel de courant comme illustré sur la figure 5.4 [Lab12].

FIGURE 5.3 – Intégration du dispositif HCF dans le système.

Cette effet de « palier » (courbe rouge plutôt que la courbe pointillée noire) et possible en
couplant magnétiquement le courant primaire à un secondaire court-circuité (les deux enrou-
lements sont bobinés autour d’une pièce ferromagnétique). Lorsque le démarreur est mis sous
tension (fermeture du contact de puissance), un courant s’établit dans le primaire avec une pre-
mière pente raide et induit un courant de signe opposé dans le secondaire suivant la loi de Lenz.
Dans un second temps, les courants primaire et secondaire, de signes opposés, se stabilisent sur
un palier pendant une durée τ suffisante, c’est-à-dire pour laquelle le courant primaire ne subit
pas de remontée prématurée. A cette durée τ correspond la disparition de l’effet magnétique
(annulation du courant secondaire) lorsque le fer atteint la saturation magnétique. On appellera
τ la durée de saturation et deux cas de figure existent :

– τ ≤ τ1 : la durée de saturation est suffisante pour éviter une remontée prématurée du
courant primaire (trait rouge sur la figure 5.4).

– τ ≥ τ1 : la durée de saturation est insuffisante (τ2 sur la figure 5.4) et le courant primaire
remonte (trait rouge pointillé).

Comme nous venons de le voir, le dispositif doit donc être capable de maintenir un cou-
plage magnétique pendant une durée de saturation τ suffisante, qui est d’autant plus importante
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FIGURE 5.4 – Principe de réduction de la pointe de courant avec un secondaire couplé magnétiquement.

que l’atténuation désirée en courant est importante. Si on se limite à un tel couplage primaire-
secondaire, les dispositifs qui remplissent le cahier des charges sont très volumineux et bien su-
périeurs à un kilogramme. Nous allons donc introduire, dans le paragraphe suivant, un troisième
enroulement qui permet de pré-saturer le fer en inverse et ainsi réduire la taille du dispositif.

Le dispositif magnétique doit également être dimensionné pour atténuer l’appel de courant
sans pour autant agir lors des phases d’acyclismes (ondulation du courant à quelques Hertz à
cause de la fluctuation du couple de charge imposé par le moteur thermique). Ce comportement
fait apparaitre le rôle de filtre passe bas du dispositif que nous nommerons par la suite HCF
pour « High Current Filter ».

5.2.2 Description et modélisation du dispositif HCF

Nous venons de voir qu’un enroulement tertiaire était nécessaire pour réduire la taille du dis-
positif. Ce bobinage est alimenté 25 milisecondes avant la mise sous tension du circuit primaire
par le circuit de « clé » du véhicule qui est de faible intensité. Il est bobiné dans le sens opposé
au bobinage primaire de manière à pré-saturer en négatif le circuit magnétique afin de travailler
entre −Bsat et +Bsat plutôt qu’entre 0 et +Bsat.

Le dispositif HCF complet est donc constitué de trois enroulements bobinés autour d’un
noyau ferromagnétique qui se referme comme illustré sur la figure 5.5.2. Le schéma électrique
équivalent est donné figure 5.5.1.

Par le suite, et notamment dans l’équation (5.1), on utilisera les notations suivantes :
– i1, i2, i3 : les courants dans les enroulements primaire, secondaire et tertiaire.
– n1, n2, n3 : le nombre de spires de chacun des bobinages.
– r1, r2, r3 : les résistances électriques des trois enroulements.
– L1, L2, L3 : les inductances des trois enroulements.
– M12,M13,M23 : les mutuelles entre les trois enroulements.
Le comportement électromagnétique est décrit par un système d’équations différentielles

couplé à quatre inconnues : les trois courants primaire secondaire et tertiaire (i1, i2, i3) ainsi que
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5.5.1: Schéma électrique du dispositif magnétique 5.5.2: Vue du dispositif magnétique dans
un plan (r,z)

FIGURE 5.5 – Description du dispositif de limitation du courant d’appel.

le flux magnétique (φ).



(L1 + Ldem).
di1
dt

= E0 − E(t)− (r1 +Rbat +Rcab +Rdem) i1

−M12
di2
dt
−M13

di3
dt

L2
di2
dt

= −r2 i2 −M12
di1
dt
−M23

di3
dt

L3
di3
dt

= E0 − r3 i3 −M13
di1
dt
−M23

di2
dt

dφ

dt
= −r2 i2

(5.1)

La non-linéarité de l’acier utilisé est prise en compte dans le calcul des différentes induc-
tances et mutuelles.

Une quatrième équation est nécessaire afin de calculer la F.E.M induite par la mise en ro-
tation du démarreur (notée E(t) dans (5.1)). Ce couplage cinématique est décrit par l’équation
différentielle (5.2). La vitesse de rotation de l’induit permet de remonter à la F.E.M induite dans
le circuit primaire via une table « Courant-Couple-F.E.M » préalablement tabulée.

J
dΩ

dt
= Γm(i1) (5.2)

Remarque 4 A ce stade, nous aurions également pu résoudre l’équation électro-mécanique de
la M.C.C série pour la détermination du couple électromagnétique et de la F.E.M induite. Par
souci de simplification et pour une plus grande précision, on a préféré une tabulation préalable
issue de mesures.

Le système différentiel complet est finalement mis sous forme d’état et résolu par une
méthode adaptée aux problèmes raides. En effet, le système à résoudre combine des équations
électriques avec une équation mécanique avec des constantes de temps d’ordre de grandeur
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différents.

On peut visualiser, figure 5.6, les formes d’onde des quatre grandeurs résultant du système
(5.1). Jusqu’à 25 milisecondes, seul le tertiaire est alimenté ce qui a pour effet de polariser en
inverse le fer (-1,7 Tesla). A partir de 25 milisecondes, le courant primaire s’établit et induit
un courant dans le secondaire court-circuité, suivant la loi de Lenz. Ce courant a pour effet
de ralentir la dynamique du courant primaire pendant un temps suffisant jusqu’à attendre sa
décroissance qui se produit lorsque la F.E.M induite est suffisante : on réduit ainsi le courant de
pointe et la chute de tension associée. L’objectif du dimensionnement consiste donc à trouver
le bon jeu de paramètres permettant le fonctionnement désiré entre enroulements primaire,
secondaire et tertiaire dans un espace minimum. On voit sur la figure 5.6, que le dispositif reste
actif tant que l’induction dans le circuit magnétique (d.) n’a pas atteint l’induction à saturation
(à 35 ms environ) ; cet instant coïncide avec le moment où le courant secondaire s’annule (b.).
Finalement, le dispositif reste actif pendant 10 ms.

FIGURE 5.6 – Grandeurs importantes dans le dimensionnement du HCF au cours du temps : a) i1(t) ;
b) i2(t) ; c) i3(t) ; d) B(t).

5.2.3 Mise en forme du problème à traiter

5.2.3.1 Dimensions extérieures et circuit magnétique

Le HCF est un dispositif magnétique : il est composé d’un noyau de fer de rayon Rnoy et
de hauteur Hnoy autour duquel sont enroulés les différents bobinages. La hauteur et l’ouverture
du bobinage fixe la hauteur du noyau et le rayon intérieur de la culasse, nommé Rint,cul. Deux
plaques, de hauteurs hplq et une culasse circulaire, d’épaisseur ecul, permettent de fermer le
circuit magnétique. Toutes les dimensions du circuit magnétique sont liées de manière à avoir
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une induction uniforme dans tout le circuit magnétique (ou une section identique pour le passage
du flux). Les deux plaques de fermeture devraient néanmoins avoir une hauteur décroissante avec
le rayon ; on considérera par la suite une hauteur hplq constante comme illustré sur la figure 5.7.

FIGURE 5.7 – Dimensions du circuit magnétique du dispositif.

Ainsi, le rayon du noyau de fer Rnoy, la hauteur des plaques hplq et l’épaisseur de culasse
ecul sont liés par la relation suivante :

π R2
noy = 2π Rnoy × hplq

= π
(
(Rint,cul + ecul)

2 −R2
int,cul

) (5.3)

5.2.3.2 Les résistances électriques de bobinage

Les trois bobinages sont enroulés autour du noyau de fer de rayon Rnoy et de hauteur Hnoy

dans l’ordre suivant : primaire, secondaire et tertiaire. Un jeu de montage, que l’on nommera jeu,
est inséré entre les bobinages primaire/secondaire et secondaire/tertiaire, et entre le bobinage et
le circuit magnétique. Par la suite, on utilisera, dans les notations, les rayons moyensRmoy, prim,
Rmoy, sec et Rmoy, ter respectivement pour les bobinages primaires, secondaires et tertiaires.

On notera aussi Rext, prim et Rint, cul les rayons extérieurs du bobinage primaire et intérieur
de la culasse.

5.2.3.2.1 Bobinage primaire
Le bobinage primaire, de résistance r1, est constitué de n1 fils méplats de dimensions e1×h1

en cuivre ou en aluminium. Il détermine la hauteur Hnoy du noyau de fer ; cette hauteur est
majorée par la taille d’un méplat pour prendre en compte le pas de l’hélice pour enrouler le
conducteur. Ce bobinage peut être réalisé de deux façons différentes :

1. Avec la hauteur h1 du méplat le long du noyau de fer (comme illustré à droite de la figure
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5.8). Les n1 spires sont bobinées suivant nc1 couches.


Rmoy, prim = Rnoy + jeu+ 0.5 nc1 × e1

Rext, prim = Rnoy + 2× (Rmoy, prim −Rnoy)

Hnoy = (
n1

nc1
+ 1)× h1 + 2 jeu

(5.4)

2. Avec la largeur e1 du méplat le long du noyau de fer (comme illustré à gauche de la figure
5.8) : on parlera alors de bobinage sur champs. Dans ce cas, les n1 spires sont bobinées
sur une unique couche :


Rmoy, prim = Rnoy + jeu+ 0.5 h1

Rext, prim = Rnoy + 2 jeu+ h1

Hnoy = (n1 + 1)× e1 + 2 jeu

(5.5)

La résistance primaire r1 est finalement calculée comme ci-dessous, où la résistivité élec-
trique ρ1 peut être celle du cuivre ou de l’aluminium.

r1 = ρ1 n1
2π Rmoy, ter
e1 × h1

(5.6)

FIGURE 5.8 – Schéma de principe du dispositif et paramètres pour le bobinage.
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5.2.3.2.2 Bobinage secondaire
Le secondaire est un tube d’aluminium d’épaisseur etube et de hauteur égale à Hnoy− 2 jeu.

La résistance r2 du secondaire vaut donc :
r2 = ρalu

2π Rmoy, sec
etube × (Hnoy − 2 jeu)

Rmoy, sec = Rext, prim + 0.5 etube

(5.7)

5.2.3.2.3 Bobinage tertiaire
Le bobinage tertiaire est bobiné en fils fins de cuivre ou d’aluminium (on notera sa résis-

tivité électrique ρ3) et de diamètre d3. Ce bobinage est réalisé en nc3 couches sur la hauteur
Hnoy − 2 jeu. La résistance tertiaire r3 est calculée comme ci-dessous :

r3 = ρ3 n3
2πRmoy, ter
π 0.25 d2

3

Rmoy, ter = Rmoy, sec + 0.5 etube + jeu+ 0.5 nc3 d3

(5.8)

5.2.3.3 La masse du dispositif

La masse totale du dispositif Mt comprend la masse des parties ferromagnétiques (notée
Mfer) et la masse des trois bobinages nommées Mprim, Msec et Mter. On note dfer, dalu, dprim
et dter les densités volumiques du fer, de l’aluminium et des bobinages primaire et tertiaire (qui
pourront aussi bien être en cuivre qu’en aluminium).

Mt = Mfer +Mprim +Msec +Mter

avec :

Mfer = dfer (2π R2
noy Hnoy + 2π Rext hplq)

Mprim = dprim n1 × 2π Rmoy, prim e1 × h1

Msec = dalu π [ (Rmoy, sec + 0.5 etube)
2

−(Rmoy, sec − 0.5 etube)
2 ]× (Hnoy − 2 jeu)

Mter = dter n3 × (2π Rmoy, ter)× π 0.25 d2
3

(5.9)

5.2.3.4 Modèle analytique, calculs des performances

L’objectif ici est de calculer le courant maximum du primaire que l’on notera IMAX . On
l’obtient en résolvant le système d’équations différentielles présenté dans l’équation 5.1. En
réalité, la dynamique est décomposée suivant deux phases :

1. La première phase correspond à la pré-saturation en négatif du circuit magnétique réalisé
par le bobinage tertiaire. Dans cette phase, la partie puissance est inactive (i1 = 0) et
le moteur électrique ne tourne pas, le circuit primaire étant ouvert. Ainsi, le couplage
magnétique fait uniquement intervenir les bobinages tertiaire et secondaire. Le vecteur
d’état a donc trois composantes : y = [i2; i3; φ].

2. La seconde phase intervient après t = 25 ms et débute par la fermeture du circuit pri-
maire. Les trois bobinages sont maintenant actifs et la rotation du moteur électrique in-
tervient dans la création d’une force électromotrice E(t). Le vecteur d’état a donc cinq
composantes : y = [i1; i2; i3; φ; Ω].
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Le système différentiel est résolu avec des méthodes classiques pour o.d.e. La saturation du
circuit magnétique est prise en compte dans le calcul des différentes inductances et mutuelles :
on utilise la valeur courante du flux φ pour mettre à jour, à chaque nouveau pas de temps tn+1,
les valeurs des inductances et mutuelles.

FIGURE 5.9 – Schéma de principe de résolution du système différentiel de l’équation (5.1).

5.2.3.5 Validation du modèle analytique, calculs par éléments finis

FIGURE 5.10 – Vue axisymetrique du modèle Éléments Finis pour le calcul des performances du HCF.

Dans cette section, on compare les résultats en transitoire issus du modèle analytique avec un
modèle par éléments finis en 2-D transitoire axisymétrique décrit sur la figure 5.10. Le modèle
par éléments finis prend en compte les flux de fuite dans l’air ou à travers la fenêtre de bobinage
lorsque le fer est saturé.

On compare, sur la figure 5.11 les formes d’ondes du courant primaire, secondaire, tertiaire
et de l’induction dans le circuit magnétique donné par les deux modèles (en trait bleu, le modèle
analytique ; en trait rouge pointillé, le modèle par éléments finis). Ces calculs ont été effectué
à partir d’une géométrie qui a été réalisée puis testée sur plusieurs prototypes. Les résultats de
mesures seront exploités plus tard.
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5.11.1: Courant primaire 5.11.2: Courant secondaire

5.11.3: Courant tertiaire 5.11.4: Induction dans le circuit magnétique

FIGURE 5.11 – Validation du modèle analytique pour le calcul des performances du HCF.

On remarque que, sur les quatre formes d’ondes comparées, les deux modèles sont très
proches. Le courant maximum primaire (IMAX ) calculé vaut 733 A pour le modèle analytique et
724 A pour le modèle par éléments finis soit un écart inférieur à 2%. On peut donc en conclure
que le modèle analytique est validé.

Concernant les performances intrinsèques du HCF étudié (i.e. on ne prenant pas en compte
l’effet résistif du bobinage primaire), on a représenté, sur la figure 5.11.1 en plus des résultats
des deux modèles, la forme d’onde du courant primaire sans HCF en trait noir pointillé (mais
avec une résistance en série équivalente à la résistance de l’enroulement primaire). L’effet de
diminution du courant de pointe est de −132 A et −141 A respectivement selon le modèle
analytique et le modèle éléments finis.

5.2.4 Définition du problème d’optimisation

5.2.4.1 Fonctions objectifs

Dans ce problème, on cherche à satisfaire plusieurs objectifs contradictoires. Tout d’abord,
le courant maximum Imax puisqu’il s’agit des performances du dispositif. La masse totale, le
volume extérieur ou son coût matière sont également des grandeurs que l’on peut minimiser. On
peut également chercher à minimiser la résistance r1 du bobinage primaire.

Nous résolverons donc un problème multi-critères en construisant des fronts de Pareto. On
peut aussi se ramener à un problème mono-objectif minimisant un critère et intégrant les autres
dans les contraintes.
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5.2.4.2 Contraintes

Les contraintes sont intégrées à la fonction objectif en utilisant la technique de pénalisation.
Les contraintes à respecter sont les suivantes :

– c1 : r3, min − r3 ≤ 0. La résistance de bobinage tertiaire doit être supérieure à une
résistance minimale notée rter, min afin de limiter le courant i3 consommé.

– c2 : Dext − Dext, max ≤ 0. Le diamètre extérieur Dext doit être inférieur au diamètre
maximum Dext, max.

– c3 : etube, mini − etube ≤ 0. L’épaisseur du tube secondaire doit être supérieure à une
épaisseur minimale notée etube, mini.

– c4 : Hext/Dext− 2 ≤ 0. Une contrainte de forme permet d’éviter des solutions de formes
trop allongées.

5.2.4.3 Paramètres

Le diamètre du noyau de fer est le seul paramètre géométrique et réel du problème. Les
autres épaisseurs sont calculées de façon à offrir une section de passage au flux identique et donc
une induction homogène dans tout le circuit magnétique. Le bobinage primaire est défini par
une taille de méplat choisie parmi une liste de kmep rangée par section croissante, un nombre
de couche de méplat (nc1) ainsi qu’un nombre de méplats par couche (npc1). Le secondaire est
défini par sa résistance en mΩ. Le tertiaire, bobiné en fils fins et ronds, est défini par un diamètre
de fil choisi parmi une liste de kfil rangée par diamètre croissant et un nombre de couche (nc3).
Deux variables de catégories (σ1 et σ3) définissent la composition en cuivre ou en aluminium
des bobinages primaire et tertiaire .

Enfin, le paramètre kbob, 1 définit le type de bobinage au primaire comme expliqué dans le
paragraphe 5.2.3.2.1.

TABLE 5.1 – Liste des paramètres pour le HCF.

Nom Unité Description Domaine d’étude

dnoy mm diamètre du noyau en fer [14, 50]

kmep - numéro méplat primaire [[1, 138]]

n1 - nombre de spires au primaire [[7, 14]]

R2 mΩ résistance tube secondaire [3, 20]

nc3 - nombre de couche de fils tertiaire (pair) [[2, 10]]

kfil - numéro de fil rond pour le tertiaire [[1, 15]]

σ1 - Cu/Al pour le primaire {Cu,Al}
σ3 - Cu/Al pour le tertiaire {Cu,Al}

kbob, 1 - Type de bobinage primaire {0, 1}

5.2.5 Résolution du problème d’optimisation sous contraintes

Nous avons vu que ce problème révélait davantage d’un problème multi-objectif. Nous allons
voir que l’on pourra tout de même se ramener à un problème mono-objectif sous contraintes et
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le résoudre avec les méthodes décrites dans le chapitre 4. Nous le traiterons ensuite avec des
méthodes adaptées aux problèmes multi-ojectifs et comparerons la qualité des résultats obtenus
avec les différentes méthodes.

5.2.5.1 Traitement en un problème mono-objectif

On se ramène à l’étude d’un problème mono-critère (5.10) qui est la minimisation de la masse
totale Mt(x). Les performances sont intégrées dans les contraintes : toutes structure offrant un
courant maximum supérieur à IMAX, contr sera pénalisée. De même, la résistance primaire ne
devra pas dépasser r1, max sous peine d’une pénalisation. Le problème que l’on résout est donc
fortement contraint puisqu’il comporte 2 contraintes inégalités non-linéaires dont le calcul est
effectué sous boîte noire.



min
x=(dnoy ,kmep,n1,R2,nc3,kfil,σ1,σ3,kbob,1)

Mt(x)

sujet à :

c1 : r3, min − r3 ≤ 0

c2 : Dext −Dext, max ≤ 0

c3 : etube, mini − etube ≤ 0

c4 : Hext/Dext − 2 ≤ 0

c5 : r1(x)− r1, max ≤ 0

c6 : IMAX(x)− IMAX, contr ≤ 0

}
Objectifs transformés
en contraintes

(5.10)

On utilise l’algorithme PSO pour résoudre ce problème avec une population de 20 individus
évoluant pendant 200 générations. Sur la figure 5.12, est tracée l’évolution de la fonction objec-
tif (la masse Mt) en fonction de l’itération courante. A chaque appel de la fonction objectif, on
calcule les paramètres r1, r2, r3 ainsi que les inductances et mutuelles et on extrait, de la résolu-
tion du système différentiel, la valeur maximale IMAX(x) du courant primaire. Cette donnée est
ensuite injectée dans la contrainte c6 de l’équation 5.10.

FIGURE 5.12 – Évolution de la fonction objectif définie dans (5.10) en fonction du nombre d’itérations.
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L’optimum obtenu après les 200 itérations (et donc 4000 appels à la fonction objectif) est
détaillé dans le tableau 5.2. La solution proposée à 471 g respecte toutes les contraintes du pro-
blème. La contrainte sur le courant maximum est en butée (729.7A pour 730A en contraintes) ; ce
n’est pas le cas pour la contrainte sur la résistance du bobinage primaire (1, 47mΩ pour 1, 66mΩ

en contrainte).
Le même exercice qu’en (5.10) a été réalisé en substituant la fonction objectif Mt(x) par

IMAX(x) pour une masse totale inférieur à 571 g qui est intégrée dans la nouvelle contrainte c6

(c6 : Mt/571 − 1 ≤ 0). On résout donc le problème « connexe » à celui défini dans (5.10) : on
recherche les meilleures performances possibles pour une masse maximale. La solution trouvée
est décrite dans la partie droite du tableau 5.2. Elle est bien différente de la précédente notamment
par le fait que le primaire et le tertiaire sont en aluminium (pour la précédente solution, seul le
tertiaire est en aluminium). Ses dimensions extérieures sont sensiblement différentes même si
leurs masses sont quasiment identiques.

TABLE 5.2 – Résultat d’optimisation pour le HCF.

Nom Unité minMt min IMAX

Optimum Contrainte Optimum Contrainte
dext mm 48,7 ≤ 54 52,3 ≤ 54
hext mm 52,1 ≤ 108 50,8 ≤ 108
r1 mΩ 1,52 (Cu) ≤ 1,66 1,63 (Al) ≤ 1,66
r3 Ω 1,39 (Al) ≥ 1,2 1,98 (Al) ≥ 1,2

IMAX A 730,2 ≤ 730 733,4
Mt g 556,2 552,6 ≤ 556,2

Cette première étude a mis en lumière le fait que le problème que l’on cherche à résoudre
semble comporter de nombreux optima locaux. Dans ce qui suit, nous allons résoudre un pro-
blème moins contraint bi-critère.

5.2.5.2 Traité comme un problème double-objectif

Les deux critères, performance (IMAX ) et masse totale (Mt) doivent être simultanément pris
en compte dans la démarche d’optimisation ; le nouveau problème bi-critère à traiter est décrit
dans l’équation (5.12). Le problème défini possède donc une contrainte en moins que dans (5.10).

On utilise l’algorithme NSGA-II avec une population de 40 individus évoluant pendant 100

générations.



min
x=(dnoy ,kmep,n1,R2,nc3,kfil,σ1,σ3,kbob,1)

( Mt(x), IMAX(x) )

sujet à :

c1 : r3, min − r3 ≤ 0

c2 : Dext −Dext, max ≤ 0

c3 : etube, mini − etube ≤ 0

c4 : Hext/Dext − 2 ≤ 0

c5 : r1(x)− r1, max ≤ 0

(5.11)
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Le résultat, donné sur la figure 5.13, permet de tracer le front de Pareto des performances
maximales possibles d’obtenir dans une masse minimale. Ce résultat est très utile puisqu’il per-
met de connaître le coût (en masse) pour une meilleure performance. Ce front permet, au final,
au décideur de choisir une structure parmi le front, en connaissant la pente performance/coût (i.e.
IMAX/Mt).

FIGURE 5.13 – Front de Pareto masse / performances résultant du problème d’optimisation définit dans
l’équation (5.12).

Tous les éléments du front ont une structure de bobinage du primaire en méplat sur champ
et les deux enroulements primaire et tertiaire sont en cuivre. Ce résultat est très intéressant et
n’était, à priori, pas prévisible, étant donné l’écart important des masses volumiques du cuivre et
de l’aluminium et la contrainte sur les résistances. On remarque également que les deux résultats
de l’optimisation mono-critère du paragraphe précédent sont plus mauvais car dominés par des
éléments du front de Pareto du problème bi-critère.

La technique de pénalisation n’est pas adaptée lorsque les critères de performance et de
coût sont liés. Prenons le cas mono-critère où l’on cherche la masse totale minimale pour une
performance de 730 A au pire des cas (intégré dans les contraintes et pénalisé). La technique
de pénalisation va rejeter de la même manière une solution à faible masse mais dépassant très
légèrement la contrainte de performance (fixée à 730 A), qu’une solution très lourde mais qui
respecte la contrainte de performance. L’espace de recherche s’en trouve fortement pénalisé, la
convergence de l’algorithme mono-critère est donc ralentie et plus difficile. Ce n’est pas le cas
lorsque le problème est traité avec un algorithme multi-critère.

5.2.5.3 Traité comme un problème à 3 objectifs

Dans cette partie, on traite un problème à 3 objectifs : le courant maximum IMAX(x), la
masse totale Mt(x) et la résistance du bobinage primaire r1(x). Le problème est maintenant
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faiblement contraint et possède une contrainte en moins que précédemment.

min
x=(dnoy ,kmep,n1,R2,nc3,kfil,σ1,σ3,kbob,1)

( Mt(x), IMAX(x), r1(x) )

sujet à :

c1 : r3, min − r3 ≤ 0

c2 : Dext −Dext, max ≤ 0

c3 : etube, mini − etube ≤ 0

c4 : Hext/Dext − 2 ≤ 0

(5.12)

FIGURE 5.14 – Front de Pareto avec 3 objectifs.

On présente sur la figure 5.14 le résultat de l’optimisation avec trois fonctions objectifs. On
utilise l’algorithme NSGA-II avec une population de 200 individus (pour une bonne description
de la surface de Pareto) évoluant pendant 300 générations. Le résultat est beaucoup plus long à
obtenir car il nécessite 60000 appels à la fonction objectif. Chaque point du front de Pareto cor-
respond à une structure qui offre la masse minimale pour des performances maximales et avec
en plus, une résistance primaire minimale. La masse et le courant maximum sont respectivement
représentés en abscisse et en ordonnée ; la résistance primaire, représentée par le dégradé de cou-
leur, est comprise entre 0, 5 et 2, 5 mΩ. La surface de réponse permet à l’ingénieur concepteur
de choisir une zone de fonctionnement qu’il jugera plus adaptée au regard de son cahier des
charges. Ce calcul, présenté ici en dernier lieu, sert en fait de pré-dimensionnement et doit donc
être réalisé en amont ; des calculs avec 2 critères permettent ensuite d’affiner le dimensionne-
ment.

5.2.5.4 Discussion autour du choix de la méthode

Nous avons testé, dans les paragraphes précédents, des méthodes d’optimisation mono-
critère et multi-critère. Les meilleurs résultats obtenus (pour un même nombre d’appels à la
fonction objectif) l’ont été avec la méthode bi-critère qui permet la représentation du front de
Pareto coût(masse totale) / performance(courant maximum). Dans un cas comme le nôtre où
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l’on cherche à minimiser à la fois le coût et maximiser les performances, l’utilisation de la tech-
nique de pénalisation, afin de pouvoir se ramener à un problème mono-critère (qui utilise des
méthodes d’optimisation plus simples, comme par exemple PSO), n’est pas justifié. Il convient
donc d’éviter, autant que possible, l’utilisation d’algorithmes d’optimisation mono-critère mais
privilégier les méthodes Pareto.

Cependant, au delà de 2 critères, le nombre d’individus doit être important afin de couvrir de
façon suffisante l’espace des solutions optimales au sens de Pareto. Il est donc utile, dans ce cas,
de se ramener à un problème plus simple mono-objectif afin de réduire le temps de calcul. Même
si une résolution multi-critère est longue, elle peut servir de pré-dimensionnement en permettant
au décideur de privilégier une zone pour une recherche plus fine de l’optimum.

5.2.6 Prototype, mesures des performances et perspectives

5.15.1: HCF monté sur un démarreur et
connecté (en série) au contacteur

5.15.2: HCF seul, connections des bobi-
nages

FIGURE 5.15 – Prototype de HCF réalisé.

Plusieurs prototypes ont été mis au point ; celui représenté sur l’image 5.15 pèse 662

grammes de matières actives. On remarque que le dispositif est d’une taille comparable à celle
d’un contacteur. Le bobinage primaire est connecté en série entre la borne « - » du contacteur et
la borne « + » du démarreur. La borne « - » du bobinage tertiaire est directement mise à la masse
sur la carcasse du HCF.

Les performances sont celles calculées et comparées pour les deux modèles (analytique et
par éléments finis) dans la section 5.2.3.5. Des mesures ont été réalisées avec le dispositif HCF
et sans dispositif (qui est remplacé par une résistance équivalente au bobinage primaire) et le
résultat est tracé sur la figure 5.16. L’effet intrinsèque du HCF mesuré est de −125 A contre
−132 A calculé par le modèle analytique.

Les caractéristiques du prototype sont listées dans le tableau 5.3. L’enroulement primaire
est réalisé avec du fil méplats le long du noyau. Le travail d’optimisation du HCF qui vient
d’être présenté a montré l’intérêt de bobiner les méplats primaires sur champs ; le calcul montre
que, pour les mêmes performances, les méplats sur champs permettent un gain de 100 grammes
environ. Un nouveau prototype, basé sur cette technologie, est en cours d’élaboration.
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TABLE 5.3 – Description du prototype décrit sur la figure 5.15.

Paramètre Unité Valeur

dext mm 48,1
hext mm 64,8
rprim mΩ 1,66 (Cu)
rter Ω 1,41 (Al)
Mt g 662,0

FIGURE 5.16 – Mesures des performances du HCF décrit dans la figure 5.15 et dans le tableau 5.3.

5.2.7 Conclusion et perspectives sur le limitateur de courant

La problématique de réduction de la chute de tension au moment de l’appel de courant est
importante pour les constructeurs automobile. Le dispositif magnétique HCF qui a fait l’objet de
cette étude, permet de réduire la pointe de courant au moment de la mise sous tension et ce, sans
électronique ni pièce mécanique en mouvement. Une démarche d’optimisation sous contraintes
a permis la recherche d’un dimensionnement optimal respectant un cahier des charges. Le pro-
blème étant fortement multi-critère (coût, performances et résistance de bobinage), ce sont les
méthodes Pareto qui se sont révélées être les plus adaptées pour ce type de problème.

5.3 Conception optimale d’un démarreur

5.3.1 Quels sont les critères de conception optimale d’un démarreur ?

La conception optimale d’un démarreur a été introduite à la fin du chapitre 1 où une liste de
critères à faire progresser a été retenue.

Dans cette section, nous allons rechercher des structures originales de démarreur qui permet
de progresser sur certains critères sans dégrader les autres. Nous utiliserons pour cela, des tech-
niques automatiques d’optimisation décrites dans le chapitre précédent (et déjà éprouvées avec
l’étude du HCF).

Nous retiendrons, parmi les nombreux critères évoqués dans le tableau 1.2, principalement
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les critères d’encombrement et ceux liés à l’usure du système balais-collecteur :

1. L’encombrement du dispositif : on cherche à minimiser l’encombrement d’un démarreur,
tout en respectant les autres contraintes du cahier des charges (et notamment le couple
électromagnétique).

2. L’usure du système balais-collecteur doit être minimale afin de garantir un état de marche
correct du démarreur durant toute la durée de vie du véhicule. Cette usure à deux origines :
– une origine mécanique. On peut choisir un dimensionnement de manière à avoir un

démarreur développant un faible couple et donc une grande vitesse de rotation : l’usure
mécanique des balais étant proportionnelle à la distance parcourue par le collecteur, ce
démarreur s’usera rapidement et ne tiendra pas le cahier des charges lié au nombre de
cycles. On cherchera donc des structures qui fournissent un couple maximum dans un
encombrement minimum.

– une origine électrique : le changement de signe du courant dans les sections d’induit et
les arcs électriques de fin de commutation associés usent le système balais-collecteur
(arrachement de matière par électro-érosion).

Il est difficile de dire précisément lequel de ces deux phénomènes est prédominant dans
l’usure globale du système balais-collecteur. Dans ce qui va suivre, nous allons proposer
des solutions sur le moteur électrique afin de limiter ces usures.

Dans tout ce qui va suivre, on considèrera constant la puissance utile du démarreur.

5.3.1.1 Augmentation du couple électromagnétique produit

Pour limiter l’usure d’origine mécanique, une technique consiste à avoir un démarreur lent
c’est-à-dire développant un fort couple électromagnétique. Le coefficient de réduction interne
peut être modifié pour conserver les mêmes performances couple/vitesse disponibles au pignon.
Par exemple, comme illustré sur la figure 5.17, pour un même courant I1 et un même point de
fonctionnement au pignon (Ωpig, Γpig), on passe du point de fonctionnement (Ω1, Γ1) à l’induit
au point (Ω2, Γ2) avec : 

Γpig = Γ1 × k1 = Γ2 × k2

Ωpig =
Ω1

k1
=

Ω2

k2

k2 ≤ k1

(5.13)

Ce gain de couple peut être le résultat d’un nouveau dimensionnement ou d’une optimisation
d’un design existant. Poussé à l’extrême, ce raisonnement conduit à des appareils sans réducteur
et donc nécessairement de grosse taille, ce qui est difficilement envisageable compte tenu du
critère d’encombrement évoqué précédemment. Le concepteur doit donc concilier les deux cri-
tères en cherchant le couple maximum pour un volume extérieur donné (construction de Front
de Pareto).

L’augmentation du couple électromagnétique produit à l’induit et la diminution associée
du rapport de réduction (k2 ≤ k1) conduit à une diminution de l’inertie du démarreur vu du
pignon (en k2 Jinduit) dans le rapport des carrés des coefficients de réduction. Ce raisonnement
est valable si l’augmentation du couple est réalisée avec une inertie d’induit identique (i.e. à
iso-Jinduit). L’inertie étant plus faible, le démarreur accélère plus rapidement et on espère ainsi
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FIGURE 5.17 – Courbes caractéristiques Couple-Courant (rouge) et Vitesse-Courant (bleu) à l’induit
pour deux appareils avec deux coefficients de réduction, k1 et k2.

diminuer le pic de courant au démarrage (légère amélioration du critère « Voltage-Drop »).
Cependant, nous n’irons pas plus loin en ce qui concerne ce point.

5.3.1.2 Vers une mise en parallèle des voies d’enroulement de l’induit

Pour réduire l’usure d’origine électrique, une solution consiste à réduire le courant à com-
muter dans les sections de l’induit en proposant des structures de bobinage à plus de deux voies
d’enroulement. Un bobinage imbriqué permet d’envisager des nombres de voies d’enroulement
multiples de 4. Néanmoins, comme évoqué dans le chapitre 1, ce bobinage est susceptible d’in-
duire des courants de circulations néfastes. On va donc se concentrer vers des bobinages multi-
ondulés, c’est-à-dire pour lequel m > 1 dans l’équation (5.14) et qui permettent des nombre de
voies multiples de 2.

p(y1 + y2) = Ne −m (5.14)

Nous allons par la suite, étudier 3 cas selon la valeur de m :
– m = 1 : BOBINAGE SIMPLE-ONDULÉ. Il s’agit du bobinage utilisé dans la grande majorité

des démarreurs pour automobile avec 2 voies principales d’enroulement. Ce sont la résis-
tance de bobinage ainsi que le couple électromagnétique désiré qui déterminent le nombre
d’encoches Ne, nécessairement impair.

– m = 2 : BOBINAGE DOUBLE-ONDULÉ. Dans ce cas particulier, le nombre d’encoches
Ne est nécessairement pair ; pour éviter les ondulations de couple trop importantes (cf.
1.4.2.2), on évitera les nombres d’encoches multiples du nombre de pôles 2p. Il reste
donc les cas où Ne = 4k − 2. Ce bobinage présente 2 fermetures et 4 voies principales
d’enroulement.

– m = 3 : BOBINAGE TRIPLE-ONDULÉ. Le nombre d’encoches Ne est nécessairement im-
pair. Ce bobinage présente 3 fermetures et 6 voies principales d’enroulement.

Le choix d’un nombre d’encoches est guidé par le couple électromagnétique désiré, la ré-
sistance de bobinage et le volume de l’induit. La mise en parallèle conduit nécessairement à
davantage d’encoches à l’induit pour pouvoir assurer le couple désiré malgré la diminution des
ampères-tours ; cependant, on limitera leurs nombre à 31 au maximum pour des considérations
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d’ordres pratiques (difficulté de conception). En effet, on considère qu’au delà, les solutions
conduiraient à des lames trop petites (pour un même diamètre de collecteur) ou à un diamètre de
collecteur trop grand et donc trop encombrant.

5.3.2 Mise en place d’un problème d’optimisation

5.3.2.1 Le volume extérieur utile

Le volume extérieur utile est un critère que nous allons chercher à minimiser. Ce volume
prend en compte les parties actives de fer mais également l’ensemble des têtes de bobines et
les différents jeux de montage. Le rayon extérieur Rext est défini à partir de toutes les autres
grandeurs géométriques comme explicité ci dessus et comme illustré sur la figure 5.18.

Rext = R4 + epcul

R4 = R3 + hpole = R3 + h1 + 2× jeu
R3 = R2 + episthme

R2 = R1 + g

(5.15)

où epcul, hpole, h1, episthme et g représentent respectivement l’épaisseur de la culasse, la
hauteur du pôle, la hauteur du fil méplat, l’épaisseur de l’isthme et l’entrefer. On appellera jeu,
le jeu nécessaire au montage des bobines présent entre les conducteurs ou entre les conducteurs
et les pièces ferromagnétiques.

FIGURE 5.18 – Vue schématique d’une coupe axiale et ses dimensions radiales.

La longueur extérieure utile, noté Lext sur la figure 5.19 regroupe les longueurs de fer ainsi
que l’encombrement dû aux têtes de bobines. Le collecteur n’est pas pris en compte dans le
calcul de cette longueur. Ainsi, comme schématisé sur la figure 5.19, la longueur Lext est reliée
aux différentes longueurs de fer précédemment définies figure 3.3 par l’équation ci dessous :

Lext = Lf3

= Lf2 + 2×Nspires × (e1 + jeu)

= Lf1 + 2× Ltêtes

(5.16)
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où Nspires, e1 et Ltêtes représentent respectivement le nombre de spires bobinées autour de
chaque pôle, l’épaisseur élémentaire d’un méplat et l’encombrement axial des têtes de bobines
à l’induit (côté chignon et collecteur). La culasse, représentée par la longueur de fer Lf3 couvre
axialement la masse polaire ainsi que les têtes de bobines. En pratique, elle couvre également le
système balais-collecteur représenté sur la figure 5.19 ; la cage qui contient les ressorts s’appuie
contre la culasse. Dans cette étude, nous négligerons ce phénomène en considérant que la culasse
dépasse de façon identique de part et d’autre.

FIGURE 5.19 – Vue schématique d’une coupe longitudinale.

Finalement, le volume extérieur utile est calculé comme Vext = π ×R2
ext × Lext.

5.3.2.2 Le couple électromagnétique

Le couple électromagnétique Γ est calculé par éléments finis (en 2-D) suivant les dimensions
radiales décrites sur la figure 5.18. Il faut veiller à conserver suffisamment d’espace entre les
têtes de bobines de deux pôles consécutifs pour ne pas rendre leur montage impossible.

Connaissant le bobinage utilisé à l’induit (simple-ondulé, double-ondulé ou triple-ondulé,
nombre de conducteurs), on calcule la répartition de la nappe de courant en considérant une
commutation linéaire (avec une pente constante) décrite précédemment sur la figure 3.1. On
considérera une durée de commutation δcom constante selon le type de bobinage à l’induit. Ainsi,
on admettra que l’ouverture β des balais est la variable d’ajustement permettant le respect des
durées de commutation, quelque soit le nombre Ne d’encoches. De plus, le modèle par éléments
finis prend en compte les phénomènes 3D suivants, étudiés dans le chapitre 3 :

– Le dépassement de la culasse par rapport aux masses polaires en diminuant la réluctance
de la culasse (phénomène décrit sur la figure 3.9).

– Le dépassement de l’induit par rapport aux masses polaires en considérant le coefficient
ξ(Lf2/Lf1, I) décrit dans l’équation (3.5).
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5.3.2.3 Le modèle de résistances électriques

Par souci de simplification, on considère, dans cette étude, que la résistance électrique de
l’appareil due aux contacts balais-lames est constante quelque soit le nombre d’encoches et le
type de bobinage. On va donc uniquement se focaliser sur la résistance de bobinage à l’inducteur
comme à l’induit.

5.3.2.3.1 Résistance de l’inducteur

FIGURE 5.20 – Vue schématique d’une masse polaire et son bobinage concentré.

La résistance du bobinage inducteur est calculée en fonction des paramètres du problème.
Les 4 pôles étant connectés en parallèles, la résistance du bobinage inducteur, notée Rinducteur
sera égale au quart de la résistance d’une bobine élémentaire, notée rinducteur.


Rinducteur = ρCu Nspires

lmoy
Smeplat

Smeplat = e1 × h1 − (4− π)× a2
1

lmoy = 2 (Lf2 + lpole) + π Nspires (e1 + eisol)

(5.17)

Les dimensions du méplat sont classées parmi une liste, triées par section croissante. Les
choix possibles sont limités à cette liste de 124 éléments. Un conducteur, de dimension, e1 ×
h1, n’est pas un rectangle parfait mais il possède un rayon de courbure a1. La longueur lmoy
représente la longueur moyenne parmi les Nspires bobinées autour de la masse polaire.

5.3.2.3.2 Résistance de l’induit

La résistance de l’induit, notée Rinduit est calculée en fonction des paramètres du problème.
Notons r1 la résistance d’une épingle (de diamètre d et de longueur l1) définie ci-dessous et
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représentée sur la figure 5.21.1 :
r1 = ρCu

l1
π 0.25 d2

l1 ≈ 2× Lf1 +
y1 2 π

Ne
(y1 + y2)

1

cos(κ)

(5.18)

La longueur de cuivre l1 de l’épingle comprend la partie active de fer (Lf1) ainsi que les
têtes de bobines ; par souci de simplification, on considérera que les conducteurs se trouvent sur
un rayon Ra et que les têtes de bobines forment un angle κ comme illustré sur la figure 5.21.1.

5.21.1: Longueur d’une section de l’induit 5.21.2: Forme d’onde simplifiée de courant

FIGURE 5.21 – Calcul de la résistance de l’induit.

Les pertes par effet Joule dans un conducteur pj, 1 sont calculées en considérant une nappe
de courant i(θ) comme celle illustrée figure 5.21.2. On calcule, dans l’équation (5.19), les pertes
Joule sur un demi pas polaire (i.e. 45˚ mécaniques). On notera par la suite γ = δcom/90, la
proportion durant laquelle la section est en commutation.

pj, 1 =
r1

45

45∫
θ=0

i(θ)2d θ =
r1

45

 45−δcom/2∫
θ=0

I2
0 dθ +

δcom/2∫
θ=0

(I0 − θ
2 I0

δcom
)2 d θ


= r1 I

2
0 (1− 2

3
γ) (5.19)

Finalement, la résistance électrique totale des Ne sections de l’induit, notée Rinduit est défi-
nie comme dans l’équation (5.20).

Rinduit =
Ne r1

(2m)2
(1− 2

3
γ) (5.20)

Enfin, pour respecter des densités de courant maximales admissibles à l’induit identiques
dans les trois cas, on limite respectivement à 2, 7 mm, 1, 9 mm et 1, 4 mm les diamètres mini-
mums de fils pour du simple, du double ou du triple-ondulé.
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TABLE 5.4 – Paramètres influents relatifs au bobinage d’induit et à la commutation.
Ne 17 19 21 22 26 27 29 31
β 1,21 1,40 1,58 1,36 1,58 1,47 1,53 1,59
m 1 2 3

δcom (˚) 33,3 20,0 11,0
γ 0,37 0,22 0,123

Le coefficient γ des équations (5.19) et (5.20) dépend du type de bobinage puisque la du-
rée de commutation (en degrés), notée δcom, dépend elle-même du choix de m comme dans
l’équation ci dessous :

δcom = (α+ β − 0.5×m)× 360

Ne
(5.21)

Le taux de recouvrement β des balais doit être important pour assurer une « bonne » stabilité
des balais sur le collecteur (plus ce taux est grand, meilleure est la stabilité) mais paradoxalement
faible pour ne pas avoir une durée de commutation trop grande (ce qui est pénalisant en terme
de conversion électromagnétique). L’expérience montre que le bruit d’origine mécanique du sys-
tème balais-collecteur pouvait être réduit en augmentant ce taux de recouvrement. Les valeurs
typiques de β vont de 1, 2 à 2 pour les démarreurs. La durée de commutation étant fixée pour
chaque bobinage, le coefficient β est déterminé à partir de (5.21) et connaissant le nombre Ne

d’encoches (l’ouverture α des lames est constante).
Finalement, pour les calculs de la résistance d’induit et du couple électromagnétique par

éléments finis, le coefficient γ est choisi comme dans le tableau 5.4.
Le fait d’augmenter le nombre de voies m en parallèle permet de réduire la durée de com-

mutation δcom (donc d’améliorer le couplage électromagnétique en diminuant le rapport γ) mais
aussi d’augmenter le coefficient de recouvrement β des balais pour un meilleur comportement
en terme de bruit comme évoqué auparavant.

5.3.2.4 Contraintes de faisabilité

Nous allons définir les différentes contraintes de faisabilité en fonction des paramètres d’op-
timisation.
5.3.2.4.1 Contrainte de résistance électrique

Pour garantir une puissance désirée, la résistance électrique de bobinage doit être inférieure
à la résistance de référence notée Rref . On définit ainsi la contrainte c1 comme suit :

c1 : Rinducteur +Rinduit −Rref ≤ 0 (5.22)

5.3.2.4.2 Contrainte de montage des bobines inductrices
Pour éviter les collisions et garantir le montage de l’inducteur, un espace minimum doit

exister entre chaque bobine. L’ouverture angulaire de la masse polaire et de son bobinage (notée
ψ sur la figure 5.20) doit être inférieure à un angle maximum, noté ψmax, qui est proche de 90˚.

c2 : ψ − ψmax ≤ 0

ψ =
lpole + 2 Nspires (e1 + eisol)

R3

(5.23)
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5.3.2.4.3 Contrainte mécanique sur la tôle d’induit
Pour des considérations de tenue mécanique, l’épaisseur minimale des dents (notée edent)

doit être supérieure à une épaisseur minimale, notée emini. Le phénomène est illustré sur la figure
5.22 où hist et ed représentent respectivement la hauteur de l’isthme d’encoche et l’épaisseur
nécessaire au jeu de montage ainsi que pour le papier isolant. L’épaisseur de dent est déduite à
partir des paramètres d’optimisation comme décrit dans l’équation (5.24).



c3 : edent − emini ≤ 0

edent = 2 Rd × sin

(
π

Ne
− arcsin(

d/2 + ed
Rd

)

)
Rd = Ra − hist −

3

2
d− 2 ed

(5.24)

FIGURE 5.22 – Schéma de construction des encoches de l’induit.

5.3.3 Étude d’un bobinage multi-ondulé

5.3.3.1 Transcription en un problème d’optimisation

Dans cette partie, nous allons étudier la faisabilité d’un bobinage multi-ondulé par une dé-
marche d’optimisation sous contraintes bi-critère : pour chaque type de bobinage (i.e. simple,
double et triple ondulé), on cherchera à construire le front de Pareto du couple électromagnétique
Γ maximum envisageable dans un volume extérieur Vext minimum. Le problème d’optimisation,
qui est résolu trois fois, est décrit dans l’équation (5.25). La démarche utile à la construction du
problème est décrite dans la section précédente. Tous les paramètres géométriques de (5.25)
sont arrondis au dixième de millimètre ; une exploration systématique de tout l’espace de re-
cherche conduirait au nombre astronomique de 4, 73×1012 cas à étudier pour les trois différents
bobinages. C’est pour cela que nous utiliserons les techniques d’optimisation étudiées dans le
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chapitre précédent.



min
x=(Lf1,Da,epcul,lpole,kmep,Nspires,Ne,d,kbob)

( Vext(x), Γ(x) )

avec :

Lf1 ∈ [25, 45] mm
Da ∈ [45, 55] mm

epcul ∈ [3, 6.5] mm
lpole ∈ [12, 19] mm
kmep ∈ [[1, 124]]

Nspires ∈ [[8, 12]]

d ∈


[2.7, 3.7] mm : en simple-ondulé
[1.9, 2.9] mm : en double-ondulé
[1.4, 2.4] mm : en triple-ondulé

Ne ∈


{17, 19, 21, 23} : en simple-ondulé
{22, 26, 30} : en double-ondulé
{27, 29, 31} : en triple-ondulé

sujet à :
c1 : Rinducteur(x) +Rinduit(x)−Rref ≤ 0

c2 : ψ(x)− ψmax ≤ 0

c3 : edent(x)− emini ≤ 0

(5.25)

Le problème posé dans l’équation (5.25) comprend 8 variables d’optimisation dont 5 conti-
nues, 2 des entiers et une dernière variable de catégorie. Celle-ci concerne le choix du nombre
d’encoches. En simple-ondulé, on considère les cas impairs allant de 17 à 23 ; en double-ondulé,
on ne considère que les cas pairs non multiples de 4 c’est à dire 22, 26 et 30 ; enfin, dans le cas
triple-ondulé, on considère les nombres impairs allant de 27 à 31.

5.3.3.2 Résultats de l’optimisation, comparaisons de bobinage multi-ondulé

Les calculs ont été mené avec l’algorithme NSGA-II pour construire les trois fronts de Pa-
reto relatifs aux trois bobinages avec, dans chaque cas, une population de 40 individus évoluant
pendant 100 générations.

Au final chaque front est le résultat de 4000 appels à la fonction objectif soit 12 h de calculs
environ (essentiellement dû aux calculs par éléments finis). Les résultats sont synthétisés sur la
figure 5.23 ; chaque point affiché représente un individu (i.e. une structure de moteur électrique)
non dominé au sens de Pareto après les 100 générations écoulées.

A titre indicatif, la géométrie actuelle (en 19 encoches simple-ondulé) a également été placée
sur la figure 5.23 (carré violet). Ce point servira de référence, en terme de couple électromagné-
tique produit et de volume extérieur, pour comparer les nouvelles structures calculées. Les trois
fronts de Pareto présentent les caractéristiques suivantes :

1. Simple-ondulé : c’est évidemment la structure de bobinage qui permet d’avoir le plus de
couple pour un volume donné. La majorité des solutions de ce front sont en 17 encoches ;
les solutions pour des couples supérieurs à 4 N.m sont en 21 encoches.

2. Double-ondulé : toutes les solutions du front sont en 26 encoches.

3. Triple-ondulé : c’est le bobinage qui produit le moins de couple électromagnétique ; toutes
les structures proposées sont au maximum du nombre d’encoches, c’est-à-dire en 31.
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FIGURE 5.23 – Front de Pareto du couple maximum possible dans un volume extérieur minimum avec
un bobinage multi-ondulé.

5.3.3.2.1 Solutions à iso-couple électromagnétique

On a sélectionné, pour chaque type de bobinage, la structure qui permet, dans un volume
extérieur minimum, d’avoir le même couple électromagnétique que la structure actuelle. Les
trois structures retenues, notées n˚1 (simple-ondulé), n˚2 (double-ondulé) et n˚3 (triple-ondulé)
sur la figure 5.23, sont détaillées dans le tableau 5.5.

– n˚1 : cette solution en 17 encoches simple-ondulé permet un gain de 10% sur le volume
extérieur par rapport à la solution actuelle avec moins d’ampères tours à l’induit. Le co-
efficient de recouvrement des balais est cependant plus faible (β = 1, 2) si l’on désire la
même durée de commutation, ce qui est à priori néfaste.

– n˚2 : cette solution permet un couple identique avec 30% d’ampère-tours en moins à l’in-
duit et dans un volume majoré de 6%. Le taux de recouvrement β = 1, 6 est supérieur à la
solution actuelle ce qui est positif.

– n˚3 : cette solution à 31 encoches majore de 25% le volume extérieur avec près de 45%

d’ampères-tours en moins à l’induit. Le taux de recouvrement est également de 1, 6.

5.3.3.2.2 Solutions à iso-volume extérieur

Le même exercice est effectué en sélectionnant trois points à iso-volume extérieur. Les trois
structures retenues, notées n˚4 (simple-ondulé), n˚5 (double-ondulé) et n˚5 (triple-ondulé) sur la
figure 5.23, sont détaillées dans le tableau 5.6.

– n˚4 : la solution à 17 encoches permet d’obtenir 10% de couple en plus que la solution
actuelle.

– n˚5 : la solution à 26 encoches minore de 8% le couple.
– n˚6 : la solution à 31 encoches minore de 20% le couple.
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TABLE 5.5 – Synthèse des trois structures à iso-couple électromagnétique de la figure 5.23.
Paramètres Actuelle n˚1 n˚2 n˚3

L1 (mm) 35 36.8 46.1 49.6
Da (mm) 49.7 46.9 47.5 49.9
epcul (mm) 4 3.7 3.9 4.9
lpole (mm) 15.2 14.3 17.1 17.1

méplat : h1 × e1 5.5 × 1.1 4.6 × 1 4.6 × 1 4.6 × 1.1
Nspires 10 10 9 9
d (mm) 2.8 2.8 2 1.5

Rbob (mΩ) 2.66 2.82 2.82 2.81
Rinducteur (mΩ) 0.99 1.35 1.43 1.35
Rinduit (mΩ) 1.67 1.47 1.38 1.47
Dext (mm) 76 70.8 71.8 76.2
L3 (mm) 60 61.8 71.1 74.6

Γ @400 A (N.m) 2.95 2.94 2.92 2.95
Ni à l’induit 19 ×Ibat/2 17 ×Ibat/2 26 ×Ibat/4 31 ×Ibat/6

(-10.5%) (-31.6%) (-45.6%)
Vext (cm3) 272.2 243.3 (-10.6%) 287.9 (+5.8%) 340.2 (+25.0%)

TABLE 5.6 – Synthèse des trois structures à iso-volume extérieur de la figure 5.23.
Paramètres Actuelle n˚4 n˚5 n˚6

L1 (mm) 35 42.8 41.5 41.5
Da (mm) 49.7 46.0 45.5 45
epcul (mm) 4 4.4 4.5 4.7
lpole (mm) 15.2 15.8 17.3 17.0

méplat : h1 × e1 5.5 × 1.1 4.6 × 1 4.6 × 1 5.1 × 0.9
Nspires 10 9 9 9
d (mm) 2.8 2.9 1.9 1.4

Rbob (mΩ) 2.66 2.81 2.79 2.82
Rinducteur (mΩ) 0.99 1.35 1.37 1.36
Rinduit (mΩ) 1.67 1.46 1.42 1.46
Dext (mm) 76 71.3 71.3 71.9
L3 (mm) 60 67.8 67.8 66.5

Γ @400 A (N.m) 2.95 3.27 (+10.8%) 2.71 (-8.1%) 2.36 (-20.0%)
Ni à l’induit 19 ×Ibat /2 17 ×Ibat/2 26 ×Ibat/4 31 ×Ibat/6

(-10.5%) (-31.6%) (-45.6%)
Vext (cm3) 272.2 270.7 270.8 270.0



5.3. Conception optimale d’un démarreur 161

5.3.3.2.3 Remarques et observations
A ce stade, plusieurs remarques peuvent être tirées des résultats d’optimisation de la figure

5.23 :
– Les optimums calculés vont systématiquement vers les sections de cuivre proposées les

plus petites afin de minimiser l’encombrement. Même si la contrainte de résistance élec-
trique est satisfaite, des densités de courant trop importantes sont dangereuses pour la
tenue thermique. Cependant, si l’on compare les répartitions des résistances électriques
inducteur/induit, on s’aperçoit que les solutions proposées tendent à déplacer une partie
de la résistance de l’induit vers l’inducteur par rapport à la solution actuelle. Ceci va dans
le bon sens puisque l’induit est justement la partie du démarreur la plus difficile à refroidir.

– Pour les structures n˚5 et 6, la baisse de couple est moins forte que la baisse d’ampères-
tours à l’induit. La structure n˚1 produit même davantage de couple avec moins d’ampères-
tours ; ces 3 versions utilisent donc mieux le fer que la structure actuelle.

5.3.3.3 Comparaison des indicateurs d’usures

Nous avons précédemment évoqué l’usure d’origine mécanique (proportionnelle à la vitesse
de rotation de l’induit) et celle d’origine électrique notamment due aux arcs électriques. Le
premier indicateur que nous allons introduire, noté fu1(x) dans l’équation (5.26), est en fait
le quotient d’un couple de référence Γref (couple développé par la solution existante en 19 en-
coches simple-ondulé) par le couple électromagnétique Γ(x) calculé pour un jeu de paramètre x.
Une solution a faible couple (et donc forte vitesse) usera davantage ses balais ; en conséquence,
l’indicateur d’usure fu1 sera élevé. A l’inverse, une solution a fort couple sollicitera moins les
balais et son facteur d’usure s’en trouvera réduit.

Le second facteur d’usure, noté fu2(x) dans l’équation (5.26) caractérise le nombre
d’ampères-tours à faire commuter à l’induit pour un même temps de fonctionnement. Cet in-
dicateur prend donc en compte le nombre d’encoches, le nombre de voies d’enroulement ainsi
que le couple électromagnétique produit. De la même façon que pour le premier facteur, on nor-
malise fu2 de façon à ce qu’il soit unitaire pour la solution actuelle (c’est-à-dire pour laquelle
Ne = 19 et m = 1). Ainsi, pour un même couple produit, une solution triple-ondulé à 31 en-
coches aura un facteur d’usure égal à 0, 54 et sera donc moins sensible à l’électro-érosion due
aux arcs électriques.

On recherche donc des solutions ayant ces facteurs d’usure les plus faibles possibles.
fu1(x) =

Γref
Γ(x)

fu2(x) =
Γref
Γ(x)

× Ne Ibat
m

× 1

19 Ibat

(5.26)

A partir des données présentent dans les tableaux synthétiques 5.5 et 5.6, les facteurs d’usure
sont calculés et comparés dans le tableau 5.7 pour les 6 géométries retenues. Au final, l’indicateur
de prise de décision est une somme pondérée des deux indicateurs fu1(x) et fu2(x). Dans la
quatrième ligne du tableau 5.7, on a présenté le cas où les deux indicateurs ont la même force ;
on considère alors que les usures d’origine mécanique et électrique ont un poids identique sur
l’usure globale du système balais-collecteur. Dans la cinquième ligne de 5.7, on considère que
l’usure électrique est trois fois plus importante que l’usure mécanique.
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TABLE 5.7 – Résultats des facteurs d’usure pour les 6 géométries retenues de la figure 5.23.
Actuelle n˚1 n˚2 n˚3 n˚4 n˚5 n˚6

fu1(x) 1.00 1.00 1.01 1.00 0.90 1.09 1.25
fu2(x) 1.00 0.89 0.69 0.54 0.81 0.75 0.68

0.5 fu1(x) + 0.5 fu2(x) 1 0.945 0.85 0.77 0.855 0.92 0.965
0.25 fu1(x) + 0.75 fu2(x) 1 0.918 0.655 0.693 0.833 0.835 0.822

Il est difficile d’avoir le recul nécessaire pour la détermination correcte des coefficients de
pondération. De plus, ces facteurs d’usure ne sont pas directement équivalent à une usure ; un
facteur d’usure deux fois plus faible ne signifie pas nécessairement une durée de vie deux fois
plus importante. Ces deux facteurs fu1 et fu2 permettent simplement de comparer des structures
entre elles mais ne permettent malheureusement pas de remonter à une usure exprimée en nombre
de cycles, par exemple.

5.3.3.4 Étude particulière d’un bobinage double-ondulé à 26 encoches

Dans cette partie, on étudiera le bobinage en 26 encoches double-ondulé décrit dans le ta-
bleau 5.5 (géométrie n˚2). Nous avons choisi d’étudier plus en détail cette structure car c’est
celle qui nous semble la plus prometteuse en terme de performance (couple électromagnétique)
et de volume extérieur tout en permettant de préserver l’usure du système balais-collecteur (en
réduisant les ampère-tours à l’induit). Les solutions triple-ondulé à 31 encoches sont sensible-
ment plus encombrantes et nécessitent un diamètre de collecteur plus important, ce qui n’est pas
conseillé.

Une coupe axiale de la structure 26 encoches double-ondulé avec les niveaux d’induction est
donnée sur la figure 5.24.

FIGURE 5.24 – Niveaux d’induction et coupe axiale de la géométrie 26 encoches double-ondulé retenue.
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5.3.3.4.1 Étude de la commutation

L’étude de la commutation est importante ; elle a été réalisée grâce au modèle circuit couplé
décrit dans le chapitre 3 ; 26 composants balai-lame, identiques à celui présenté sur la figure 3.38,
ont été réalisés et connectés aux 26 conducteurs bobinés de l’induit. Ce bobinage est caractérisé
par un pas de bobinage y1 = 6 et un pas de couplage y2 = 6.

Le taux de recouvrement des balais est égal à β = 1, 6 ; la durée de contact balai/lame vaut
donc δcont = 34˚ et la durée de commutation δcom = 20˚. Le modèle utilise un modèle d’arc et
un modèle de résistance de contact balai-lame R(∆S) identique à ceux utilisés pour l’étude du
19 encoches simple-ondulé.

On a représenté, sur la figure 5.25, la forme d’onde du courant d’une section d’induit sur
un tour mécanique pour un point de fonctionnement à vitesse constante (6000 tr.min−1) corres-
pondant au point à puissance maximale. Le courant de batterie étant de 500 A, le courant d’une
section passe successivement de −125 à +125 A pour le 26 encoches double-ondulé (le courant
à commuter est deux fois moins important que pour un bobinage simple-ondulé). Le courant
d’arc, évalué par le modèle, est de 60 A pour ce bobinage contre 150 A évalué en 19 encoches
simple-ondulé, soit une réduction de plus de moitié.

FIGURE 5.25 – Formes d’onde de courant d’une section d’induit à 6000 tr.min−1 calculées grâce au
modèle circuit couplé.

La mise en parallèle permet donc de réduire significativement le courant d’arc (au moins
dans le rapport du nombre de voie en parallèle supplémentaires). Dans ce cas, puisque l’on a
réduit les ampères-tours à l’induit d’un rapport 19/13 (soit près de 45%) tout en conservant le
même couple à l’induit, on a également réduit la quantité d’arcs électriques d’au minimum 45%

par rapport à la géométrie actuelle.
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5.3.3.4.2 Ondulations de couple

L’une des craintes évoquées précédemment, quant à l’utilisation d’un tel bobinage pour un
démarreur, était d’avoir des ondulations de couple trop importantes, ce qui aurait été rédhibitoire
à cause du bruit généré.

La figure 5.26 représente le couple normalisé produit à vitesse constante (6000 tr.min−1)
sur une période électrique pour les deux appareils (simple et double ondulé). On constate que
l’on retrouve bien la double périodicité par pas dentaire pour le 26 encoches et la quadruple
périodicité pour le 19 encoches (résultat évoqué dans l’équation (1.11)). L’amplitude des ondu-
lations reste très réduite et est de l’ordre de 1% du couple nominal (de pic à pic) pour ce point
de fonctionnement, ce qui semble tout à fait acceptable car du même niveau que les ondulations
de couple du démarreur existant en 19 encoches.

FIGURE 5.26 – Ondulations de couple à 6000 tr.min−1 calculés par éléments finis en transitoire.

5.3.3.4.3 Conclusions sur le bobinage 26 encoches double-ondulé

Finalement, le bobinage double-ondulé à 26 encoches proposé semble être prometteur. Avec
un volume extérieur légèrement supérieur au démarreur actuel (+6%) et un couple à l’induit
identique, le dimensionnement calculé permet de réduire considérablement la quantité d’arcs
électriques produite au collecteur (−45%). On espère, de cette façon, augmenter la durée de vie
du démarreur.

On voit, sur la figure 5.27, que le couplage électromagnétique du bobinage double-ondulé
est supérieur au bobinage simple-ondulé (l’aire décrite par le cycle Φ26(I26) en bleu pour le
bobinage à 26 encoches se rapproche davantage d’un rectangle comparativement à l’aire décrite
par le cycle Φ19(I19) en rouge du bobinage à 19 encoches). En effet, la surface recouverte par
le cycle Φ(I) représente le couple produit par une section d’induit. Puisque les deux solutions
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FIGURE 5.27 – Comparaison des diagrammes Φ(I) pour les bobinages simple-ondulé 19 encoches et
double-ondulé 26 encoches.

produisent le même couple électromagnétique, on a :

19×
∫

Φ19(I19)dI19 = 26×
∫

Φ26(I26)dI26 (5.27)

L’aire couverte par le cycle bleu (26 encoches) est donc égale à 19/26 ≈ 0.73 fois l’aire cou-
verte par le cycle rouge (19 encoches) malgré un courant de section divisé de moitié. Ce meilleur
couplage est en partie lié à la réduction de la durée de commutation possible avec un bobinage
double-ondulé. Le reste est assuré grâce à une meilleure utilisation du circuit magnétique.

De plus, la mise en parallèle à l’induit va très certainement diminuer la résistance du démar-
reur en réduisant la résistance équivalente du système balais-collecteur (doublement du nombre
de contacts balai-lame). Cependant, nous avons vu que la chute de tension balai-lame compre-
nait une partie non linéaire, ce qui exclut une division d’un rapport 2 de la chute de tension au
contact. Ces phénomènes, difficilement quantifiables par la modélisation, pourraient être vérifiés
par des mesures sur un prototype.

Enfin, la symétrie d’un bobinage à 26 encoches face à un inducteur à 4 pôles ne semble
pas rédhibitoire en terme d’ondulations de couple ; c’est en tout cas ce que prouve le modèle
transitoire.

5.4 Conclusion

Ce chapitre de thèse a permis l’étude, par une approche d’optimisation sous contrainte, d’un
dispositif de limitation du courant extérieur au démarreur et d’un nouveau moteur électrique
assurant une durée de vie plus importante du système balai-collecteur. Ce chapitre utilise donc à
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la fois les résultats du chapitre 4 sur les méthodes d’optimisation pour traiter ce type de problème
et également les résultats du chapitre 3 sur les aspects de modélisation du démarreur.

L’étude sur le dispositif magnétique de limitation du courant d’appel a permis le dévelop-
pement de plusieurs prototypes en vue de la réduction de la taille du dispositif pour des perfor-
mances identiques. Une vue de l’ensemble des critères par une approche de type front de Pareto
s’est révélée fructueuse puisqu’elle a permis de quantifier la pente coût vs. performance.

En deuxième lieu, l’étude s’est terminée sur un nouveau type d’induit pour tenter de répondre
au nouveau cahier des charges imposé par le « Stop-Start » avec notamment une augmentation
du nombre de cycles de démarrage à assurer. Là encore, un modèle numérique par éléments
finis couplé à des méthodes automatiques d’optimisation s’est révélé particulièrement adapté et
à permis l’essor d’un bobinage plus performant en terme d’usure électrique du système balais-
collecteur tout en garantissent un volume de démarreur compatible avec son cahier des charges.



Conclusion générale

Auparavant réservé au démarrage classique du moteur thermique (c’est-à-dire à la clé), le
démarreur voit aujourd’hui son utilisation se répandre sur le marché « Stop-Start » des véhicules
particuliers. Son faible coût de fabrication associé à la quasi-absence d’électronique font du dé-
marreur renforcé, le choix privilégié des constructeurs automobiles. Afin de réduire la consom-
mation des véhicules et pour satisfaire des normes de plus en plus contraignantes sur les émis-
sions polluantes, le micro-hybride tend à devenir la solution généralisée sur tous les véhicules
neufs vendus en Europe.

C’est pour cette raison que Valeo souhaite améliorer ses démarreurs à inducteur bobiné
réservés aux motorisations Diesel. Les voies d’amélioration doivent intégrer le nouveau cahier
des charges lié au « Stop-Start » avec notamment une augmentation significative de la durée de
vie des appareils ; on considère qu’un tel démarreur sera sollicité au moins 10 fois plus que son
prédécesseur durant toute la vie du véhicule. De plus l’encombrement étant un point primordial
pour les constructeurs automobile, un démarreur devra offrir les mêmes performances dans un
espace minimum et ce, afin de l’emporter face à d’autres concurrents. Une conception optimale
conduit à un meilleur couplage électromagnétique par une meilleure utilisation du fer et du
cuivre dans un volume restreint.

Ce travail de thèse est donc composé de deux axes de recherche principaux :

– L’étude de la commutation se révèle être déterminante à cause de l’usure associée notam-
ment par les arcs qui se produisent en fin de commutation. En effet, le besoin de puissance
mécanique de l’ordre de 2 kW sous une alimentation 12 V conduit à des courants très
importants à inverser. Deux approches numériques sont présentées dans cette thèse et per-
mettent de mieux comprendre le phénomène mis en jeu pendant la commutation. Une
étude expérimentale ainsi qu’une étude numérique ont permis de caractériser le contact
électrique glissant entre balai et collecteur, phénomène central dans la compréhension de
la commutation dans le démarreur, et point d’entré pour les modélisations transitoires.
Concernant ce sujet, les perspectives de travail expérimentales sont nombreuses : effet
non-linéaire de la caractéristique courant-tension du contact glissant balais-lame, effet de
la pression des balais, de la production de patine... Enfin, un prototype de mesure, encore
inédit dans la littérature pour une telle application, a permis la visualisation du phénomène
de commutation. Là aussi, ce prototype permet d’envisager des perspectives concernant
notamment les balais (forme, composition, pression de contact...).

– La conception optimale par une approche mathématique d’optimisation sous contrainte
permet la recherche de nouvelles structures tout en respectant un cahier des charges com-
plexe et fortement contradictoire. Cette nouvelle approche pour Valeo, décrite dans le
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chapitre 4, a fait ses preuves et deux exemples de conception optimale, directement liés à
des projets ou des problématiques en cours, sont détaillés dans le chapitre 5.

Un bilan des différentes pertes dans le démarreur a également été réalisé avec notamment le
cas des pertes fer qui sont les seules pertes que l’on peut diminuer sans altérer d’autres critères
du cahier des charges. Là encore, l’étude numérique est corrélée par des mesures spécifiques sur
banc.

Ce travail ne clôt bien évidemment pas l’étude des problématiques relatives aux démarreurs
en mode « Stop-Start » mais doit être considéré comme une base bibliographique et une base
d’outils, en particulier pour l’étude de la commutation qui peut être extrapolée à tout type de
machine à collecteur mécanique (y compris les moteurs universels). L’approche par optimisation
sous contraintes est aujourd’hui utilisée dans de nombreux domaines scientifiques ; son utilisa-
tion dans le génie électrique implique l’utilisation d’algorithmes adaptés à des problèmes forte-
ment non-linéaires et à variables mixtes. Dans cette thèse, nous avons montré qu’il était possible
de résoudre ainsi des problèmes concrets particulièrement complexes.
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Annexe A

Calcul de la durée de commutation
dans une machine à balais

Dans cette annexe, on explique la formule (2.10) qui exprime la durée de commutation dans
une MCC pour un bobinage imbriqué et ondulé. Cette équation est très intéressante puisqu’elle
permet de lier la durée de commutation aux caractéristiques du bobinage ainsi qu’aux dimensions
des lames et des balais. Même si cette durée est identique pour les deux types de bobinage, on
dissocie, par leurs approches, les deux cas.

A.1 Bobinage imbriqué

Dans un bobinage imbriqué, les deux lames situées au pied de la section en commutation sont
en contact sous le même balai. Une construction graphique simple, comme illustrée sur la figure
A.1, permet de déterminer la durée de commutation pour un pas au collecteur yc quelconque.

Ainsi, on obtient la durée de commutation pour un bobinage imbriqué comme exprimé dans
l’équation (A.1).

δcom = (α+ β − yc)×
360

Ne
(A.1)

A.2 Bobinage ondulé

A.2.1 Nombre de balais égal au nombre de pôles

La détermination de la durée de commutation par lecture graphique pour un bobinage ondulé
est moins évidente que pour un bobinage imbriqué ; en effet, dans ce cas, les lames situées au
pied de la section en train de commuter se trouvent généralement sous des balais différents.
Nous allons malgré tout procéder par lecture graphique comme illustré sur la figure A.2. Dans
un premier temps, on étudie le cas où le nombre de balais est égal au nombre de pôles. On
considère également que le nombre de lames du collecteur est égal au nombre d’encoches.

La relation d’inégalité (A.2) explicitée ci-dessous caractérise l’ouverture angulaire des balais
(β) minimale correspondant à une commutation théorique de durée nulle.

β ≥ Ne

p
− yc − α (A.2)

i
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FIGURE A.1 – Schéma pour une lecture graphique de la durée de commutation dans un bobinage imbri-
qué

FIGURE A.2 – Schéma pour une lecture graphique de la durée de commutation dans un bobinage ondulé
lorsque le nombre de balais et égal au nombre de pôles.

On rappelle la relation p×yc = Ne−m qui existe dans un bobinage ondulé rétrograde (avec
m > 0). Cela permet de simplifier l’écriture de l’équation (A.2) :

β ≥ m

p
− α (A.3)



A.2. Bobinage ondulé iii

La durée de commutation, notée δcom et exprimée en degrés, est finalement déduite de (A.3)
et vaut :

δcom =

(
α+ β − m

p

)
× 360

Ne
(A.4)

L’équation (A.4) est essentielle puisqu’elle lie des données relatives au type de bobinage
(nombre de voies d’enroulement 2m et polarité statorique p) avec des données de conception
(ouvertures angulaires des balais et des lames).

FIGURE A.3 – Exemple de positionnement des balais avec 6 pôles - 4 balais et un bobinage ondulé à
l’induit.

A.2.2 Nombre de balais inférieur au nombre de pôles

L’équation (A.4) n’est valable que lorsque le nombre de balais est égal au nombre de pôles
inducteur. Il est possible de travailler avec un nombre de balais inférieur au nombre de pôles
avec un bobinage ondulé. Étudions le cas particulier où le nombre de balais est égal au nombre
de pôles moins deux, qui est celui illustré sur la figure A.3 (les deux balais supprimés étant de
polarités différentes). Dans ce cas, toutes les commutations ne sont pas identiques. Lorsqu’une
section commute entre deux balais distants de 360˚/p, la commutation est identique au cas pré-
cédemment étudié. Lorsque la commutation a lieu entre deux balais distants de 2 × 360/p, elle
concerne deux sections placées en série comme illustré sur la figure A.4. Dans ce cas particulier,
en appliquant la même démarche par lecture graphique, on aboutit à la durée de commutation
donnée dans l’équation (A.5), plus courte que dans le cas précédant. De plus, on remarque que
les deux sections placées en série qui commutent en même temps ne sont plus centrées sur le
zéro électrique.

δcom =

(
α+ β − 2× m

p

)
× 360

Ne
(A.5)

On constate aussi, d’après l’équation (A.5), que dans le cas étudié, la commutation qui a
lieu sous deux balais distants de deux périodes électriques est plus courte de m/p × 360/Ne

par rapport au cas usuel précédemment étudié. Ce résultat est généralisable en considérant un
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FIGURE A.4 – Schéma pour une lecture graphique de la durée de commutation dans un bobinage ondulé
lorsque le nombre de balais et égal au nombre de pôles moins deux.

nombre de balais égal au nombre de pôles moins 2k (k ε IN ). Dans ce cas général, la durée de
commutation peut être écrite de la sorte :

δcom =

(
α+ β − (k + 1)× m

p

)
× 360

Ne
(A.6)

Le fait d’utiliser un nombre de balais inférieur au nombre de pôles avec un bobinage ondulé,
conduit à des durées de commutation différentes et plus courtes lorsque cela concerne plusieurs
sections (k+1) placées en série. Cette utilisation est donc réservée aux applications où le quotient
m/p est faible, et ce, pour ne pas avoir des durées de commutation trop différentes dans un même
appareil.

A.3 Règle générale

On rappelle que le nombre a de paires de voies d’enroulement de l’induit vaut :

a =

{
p× yc pour un bobinage imbriqué
m pour un bobinage ondulé

(A.7)

Finalement cette formule (A.7) permet de réécrire (A.1) et (A.4) en généralisant l’expression
de δcom pour n’importe quel type de bobinage :

δcom =

(
α+ β − a

p

)
× 360

Ne
(A.8)



Annexe B

Calcul des résistances de constriction

Cette annexe permet d’expliquer la formule 2.15 qui caractérise la résistance de constriction
d’un regroupement de spots. Il convient tout d’abord d’introduire le calcul d’une résistance de
constriction.

Considérons deux conducteurs cylindriques (de résistivité ρ1 et ρ2) de rayon R >> a en
contact électrique. Le contact se fait à travers un unique spot centré de rayon a comme illustré
sur la figure B.1. Les surfaces équipotentielles de ce problème d’électrocinétique, dans un repère
cylindrique (r,θ, z), peuvent être décrites mathématiquement par un ellipsoïde paramétré par µ
de formule B.1.

FIGURE B.1 – Lignes de courant à travers un rétrécissement de rayon a.

r2

a2 + µ2
+
z2

µ2
= 1 (B.1)

µ correspond à la distance de la surface équipotentielle avec le centre du spot en (0,0). La
résistance Rµ entre la surface équipotentielle (distante de µ) et le centre du spot est donnée par
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vi Calcul des résistances de constriction

B.2.

Rµ =
ρ

2π

µ∫
0

du′

(a2 + u′2)
=

ρ

2πa
arctan(

µ

a
)
µ>>a7−→ ρ

4a
(B.2)

Lorsque µ >> a, la résistance Rµ tend vers Ra = ρ/4a. Pour les deux demi espaces (z > 0

et z < 0) la résistance Ra devient B.3.

Ra =
ρ1 + ρ2

4a
(B.3)

Cette démonstration permet d’expliquer les deux termes de l’équation 2.15. En effet,
nous avons vu que le contact électrique se faisait en une multitude N de spots regroupés
dans une zone plus large de contact physique. La résistance équivalente de ce système est
donc la mise en série d’une résistance Rrg due au rétrécissement de rayon ε (aussi appelée
résistance de regroupement) avec une résistanceRs due auxN spots de rayon r̄ mis en parallèles.



Annexe C

Principe de mesure de l’inertie d’un
induit

Un dispositif expérimental simple décrit figure C.1 permet de mesurer l’inertie d’un induit.
Ce dernier est accroché sur une platine, elle même pendue par trois fils d’une longueur L, et
distants du centre de la patine d’un rayon R. Il suffit alors de tourner la patine et l’induit d’un
angle quelconque et de mesurer la période T des oscillations.
L’équation C.1 permet de relier l’inertie J des masses M en rotation avec la période T , la lon-
gueur L, le rayon R et la constante de gravitation g.

J =
M × g ×R2 × T 2

4× π2 × L
(C.1)

FIGURE C.1 – Dispositif permettant la mesure de l’inertie d’un induit.
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Annexe D

Pertes par courants de Foucault à
l’inducteur

L’étude des pertes fer dans les machines électriques se limite souvent à leurs caractérisa-
tion dans les tôles feuilletées à l’induit. En effet, dans un repère lié à l’induit, les tôles voient
l’induction changer de signe à chaque passage sous un pôle Nord ou Sud.

Ici, on s’intéresse aux pertes fer supplémentaires dans l’inducteur et plus particulièrement
dans les pièces polaires qui font face à l’induit. La composante continue du champ créée par
l’inducteur est modulée par des harmoniques de denture de faible amplitude mais de fréquence
généralement élevée, générée par le passage des dents de l’induit. Ce phénomène est bien
connu et étudié dans les aimants permanents de machines synchrones qui possèdent une faible
résistivité électrique (aimants Néodyme non plasto-liés). Pour augmenter le rendement de telles
machines, on segmente axialement ou radialement [Cha11] les aimants pour réduire l’impact
des courants induit. La problématique est identique dans le cas de machine synchrone, de
machine à griffes [Li11] ou de machine à courant continu à inducteur bobiné dont l’inducteur
est généralement bobiné autour de pièces ferromagnétiques massives. C’est notamment le cas
du démarreur étudié.

FIGURE D.1 – Courants induits dans les masses polaires.
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x Pertes par courants de Foucault à l’inducteur

TABLE D.1 – Résultats de simulations, pertes fer dans les pièces polaires dues aux harmoniques de
dentures de l’induit, soumises au champ inducteur constant.

Vitesse induit (tr /min) 26400 18000 15000 12000 9000 6000
Ibat (A) 130 180 230 280 370 470

Pertes en 3D (W) 10 12 14 18 23 25
Pertes en 2D (W) 10.5 12.5 15 19 24.5 27

Ces courants induits sont simulés en transitoire avec un logiciel par éléments finis en deux
ou trois dimensions. Seul l’inducteur est alimenté avec un courant constant ; l’induit tourne à
vitesse constante. Les pertes par courants de Foucault (Pinducteur) sont calculées en intégrant le
volume considéré comme décrit dans l’équation D.1.

Pinducteur =

∫
ρJ2dV (D.1)

où J et ρ représentent respectivement la densité de courant et la résistivité électrique.
Pour ces calculs, le maillage dans les masses polaires à proximité de l’entrefer doit être

particulièrement fin à cause du phénomène pelliculaire. La profondeur de peau δ est donnée par
l’équation D.2.

δ =

√
ρ

2πfµ
(D.2)

où f et µ représentent respectivement la fréquence et la perméabilité magnétique.

Le tableau D récapitule les pertes fer calculées en 3-D et en 2-D aux vitesses et aux courants
inducteur mentionnés. Les modèles 3-D et 2-D donnent des résultats très similaires ; le modèle
3-D prend en compte la fermeture des lignes de courants aux extrémités de la pièce polaire,
phénomène qui est négligé dans le cas 2-D.

Ces résultats sont obtenus sans courant dans les sections d’induit et les pertes présentées dans
le tableau D, sont uniquement dues aux variation de perméance dans un référentiel fixe lié au
stator lors de la rotation de l’induit. Dans un fonctionnement réel, c’est-à-dire avec les courants
à l’induit, la commutation des sections introduit des variations d’induction supplémentaires dans
les pièces polaires qui sont liées à ces variations des courants. Ainsi, des simulations numériques
ont montré que dans un fonctionnement en charge, les pertes fer totales dans les pièces polaires
étaient de l’ordre de 2 fois celles présentées dans le tableau D.



Resumé

La machine à collecteur mécanique reste, dans de nombreuses applications, une alternative
crédible par rapport aux autres types de moteurs électriques. Dans le domaine automobile, ce
sont les coûts de fabrication et surtout la fiabilité dû à l’absence d’électronique de puissance
qui rendent cette solution si intéressante. Cela est également son point faible : l’absence de
dispositif de régulation fragilise l’électronique de bord en cas d’appel de courant trop important
au démarrage (la chute de tension est néfaste pour certains composants). L’usure du système
balai-collecteur est également un point clé pour un démarreur d’autant plus que, pour assurer un
fonctionnement « Stop-Start » en plus du fonctionnement « traditionnel » à clé, le nouveau cahier
des charges impose jusqu’à 450 000 cycles de démarrage (contre 30 000 pour une application
conventionnelle non « Stop-Start »).

Ceci justifie la recherche actuelle sur ces dispositifs. En effet, une partie importante de cette
thèse traite de la modélisation et de la mesure de la commutation dans le démarreur pour mieux
évaluer les phénomènes qui y interagissent. L’arc électrique en fin de commutation joue un rôle
important dans l’usure du système balais-collecteur. Une meilleure connaissance des facteurs
influents permet, par la suite, de concevoir des appareils plus robustes.

Dans une deuxième partie de la thèse, on s’intéresse au dimensionnement optimal d’un dé-
marreur. Après avoir passé en revue les différentes méthodes d’optimisation pour traiter un tel
problème et avoir sélectionné les plus adaptées, on traite un cas pratique de dimensionnement
optimal. Cette problématique est fondamentale pour Valeo au vue des quantités d’appareils fabri-
qués et des futurs marchés offerts par le développement du « micro-hybride » qui se généralise.

Mots-clés :

• machines à collecteur • commutation
• éléments finis • modèle circuit
• arc électrique • contact électrique glissant
• problème inverse • optimisation sous contraintes





Abstract

Nowadays, brushed DC motors are still used in many applications. In automotive industry,
manufacturing cost and reliability are the two most important key indicators. That’s why DC
motors are preferred to others solutions requiring power electronics supply. But, there are also
some drawbacks ; when the inrush current occurs (when the power-contact is switched on) the
DC voltage of the battery decrease and can damage electronic components of the car. The wear
of the brush-segments system is also a key issue for the life time of the starter. The new spe-
cifications for a «Stop-Start »starter use lead to a significant increase of the number of re-start
cycles to be done by the device. We consider that a car achieve more than 450 000 stop-and-start
cycles during its lifetime whereas this number is only 30 000 for the standard vehicles.

These specifications justify the research work lead by Valeo on such device. An important
part of the thesis concerns the modeling and the measurement of the commutation phenomena.
The electric arc occurring at the brush trailing edges (when the physical contact ends) causes the
wear of the brush-commutator system. A better knowledge of influent factors can lead to more
robust device development.

In a second part, we study the optimal design of a car starter regarding specifications. After
a review of different optimization methods for dealing with such a problem, we select the most
relevant ones and solve different practical problem around the starter. This issue is very important
regarding the quantities of device manufactured and the market of micro-hybrid which is growing
up very fast.

Key words :

• brush DC motor • mechanical commutation
• finite element • circuit model
• electric arc • sliding electrical contact
• inverse problem • constraints optimization
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