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RESUME - L’ article présente un modèle analytique 
électromagnétique pour un Moteur Synchro
d’Aimants Permanents (MSR-AP). Le modèle proposé se base 
sur les équations de Maxwell : le théorème d’Ampère et la loi de 
conservation de flux. La saturation magnétique dans le stator et 
le rotor est prise en considération, ainsi que l’influence
magnétiques des barrières de flux. Le but est de calculer les 
performances du moteur (couple électromag
phase-phase et facteur de puissance) pour plusieurs valeurs de 
courants et d’angles de calage. Les résultats du modèle 
analytique sont comparés à ceux des éléments finis (MEF) et sont 
validés par des essais sur un prototype de moteur

Mots-clés—machine synchrone à aimants, machine synchro
réluctante, modèle analytique, saturation. 

1. INTRODUCTION 

Les moteurs à aimants permanents sont connus par leurs 
bonnes performances et leur compacité. Dans les applications 
industrielles, les aimants permanents de type 
les plus utilisés pendant les dernières années, mais 
l’augmentation de leur prix a induit une r
nouvelles structures de machines. Le moteur synchro
assisté par des aimants permanents (MSR-AP) est une 
envisageable (Figure 1), car son couple électromagnétique est 
principalement produit par la saillance du rotor
possible d’utiliser des aimants permanents moins « puissants » 
et à un coût réduit comme des aimants en ferrite. Les aimants 
permanents, insérés dans les barrières de flux, 
augmentation du facteur de puissance par rapport à la structure 
sans aimants (synchro-réluctant [1]). Sur la figure 1, le rotor a 4 
pôles et 3 barrières de flux par pôle. Les auteurs de [2]
concluent que le MSR-AP a un couple massique 
moteur asynchrone, il est donc intéressant 
Plusieurs recherches s’intéressent à améliorer
du moteur, comme maximiser le couple moyen et le facteu
puissance, et minimiser les ondulations de couple

Le besoin de réaliser une conception par optimisation 
demande un modèle relativement rapide en temps de 
résolution, d’où l’intérêt de développer un modèle analytique 
pour ce type de problématique [10]. Dans 
développons ce type de modèle pour la MSR
littérature, plusieurs modèles analytiques de cette topologie 
peuvent être trouvés [11]-[14] ainsi que pour divers moteur à 
aimants permanents [15]-[16]. Les auteurs de
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Fig.1 Structure d’un moteur synchro-réluctant assisté d’aimants permanents

Cet article propose un modèle analytique électromagnétique 
basé sur la méthode utilisée
développé un modèle analytique pour un moteur synchrone à 
aimant à concentration de flux sous hypothèse de linéarité des 
matériaux magnétiques. Dans notre modèle
les dents et la culasse du stator est ajoutée au modèle, selon les 
expressions données par [16]. 
considérée car les barrières de flux réduisent la section d
du rotor pour le passage du flux, donc 
augmentation de l’induction de la tôle
des Ampères-tours au rotor est donc non négligeable. Le 
modèle a comme paramètres le nomb
de barrières de flux, afin de permet
d’autres structures. 

La présence de barrières de flux demande l’utilisation de 
plusieurs ponts magnétiques
mécanique de la structure, particulièrement à haute vitesse
ponts magnétiques (Figure 1)
tangentiels, ont un effet sur l’induction de l’entrefer et donc sur 
les performances [17]. L’expression de l’induction du pont 
dépend de l’induction de l’entrefer
sans aimants permanents dans les barrières de flux.
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L’article est divisé en trois sections principales
2 présente l’expression de la force magnétomotrice
d’équations de la MSR-AP, ainsi que les calculs des 
dans les ponts tangentiels, le rotor et les dents et 
stator, il finit avec le calcul des performances (couple moyen, 
facteur de puissance et tension phase-phase)
compare le modèle analytique avec un modèle par éléments 
finis. Enfin la section 4 présente la validation 
analytique par essais sur un prototype de moteur.

2. MODELE ANALYTIQUE 

Le modèle se base sur les équations 
théorème d’Ampère et la loi de conservation de flux. L’o
est d’obtenir l’allure de l’induction d’entrefer afin de calculer 
les performances du moteur, à savoir, le couple 
électromagnétique, le facteur de puissance et la tension aux 
bornes du moteur. Les paramètres géométriques
sont le nombre de paires de pôles et le nombre de barrières de 
flux. Les paramètres géométriques de chaque barrière et de la 
structure du moteur (rayon extérieur, rayon d’alésage, largeur 
de la dent, etc.) sont aussi pris en compte. 

2.1. Force magnétomotrice 

L’expression de la force magnétomotrice produite par un 
courant triphasé sinusoïdal est présentée dans [1
exprimée par (1). 
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Où I est le courant efficace par phase, kb

de bobinage, Nspp est le nombre de spires par pôle et par phase, 
θ est la position angulaire et α est l’angle de calage
entre le courant et l’axe q). 

2.2. Système d’équations de la MSR-AP 

La figure 2 schématise le MSR-AP. Les allures de la force 
magnétomotrice et du courant sont présentées 
position angulaire θ. Les aimants permanents sont centrés dans 
les barrières de flux et leurs tailles correspondent à
pourcentage de la taille de la barrière de flux
le reste de la barrière n’est pas rempli. Les ponts tangentiels 
entre l’entrefer et la barrière de flux et les ponts radiaux entre 
chaque aimant de la même barrière sont aussi considérés

Fig.2 Schéma du MSR-AP pour un pôle – Schéma de lignes de flux
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Schéma de lignes de flux 

L’étude tient compte de la saturation de la tôle magnétique. 
Le théorème d’Ampère est appliqué pour 5 chemins
Ch5) et est exprimé par (2) à (6) 
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Où Nb_f est le nombre de barrières de flux et 
numéro de chaque barrière, il varie de 1 à 
eap est l’épaisseur de l’aimant, 
de flux et epr est l’épaisseur du pont radial
ampères-tours consommés par le stator (dents et culasse)
sont les ampères-tours consommés par les chemins du rotor

La position angulaire θ est discrétisée de 
de l’entrefer. Les positions angulaires associées à la portion 
d'entrefer au-dessus des ponts tangentiels sont calculées dans le 
modèle du pont tangentiel (section
des positions angulaires θ, l’équation 

La loi de conservation de flux est 
équations (7) et (8). 

Pôle central : (k = Nb_f) 

)()()( +++ kairkapke φφφφ

Entre deux barrières (1 ≤ k ≤

)()1()(

)1()()(

−+−

+−+

−

−

kptkprkpr

kapkapke

φφφ

φφφφ

 

Où e est le sous-indice pour l’entrefer, 
permanent radial et tangentiel, 
aimant, pr pour le pont radial et 

Le système d’équations est complété par les relations 
constitutives des matériaux (9).
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la saturation de la tôle magnétique. 
Le théorème d’Ampère est appliqué pour 5 chemins (Ch1 à 

(6) respectivement. 

( )θFmmeH
k

apap jj
=∑

=1

.  (2) 

0)(2)(
=+ krkbf At  (3) 

0)(3)(
=+ krkpr At  (4) 

0)(4)(
=+ krkbf Ate  (5) 

0. )(5)(
=+ krkbf Ate  (6) 

est le nombre de barrières de flux et k est le 
numéro de chaque barrière, il varie de 1 à Nb_f, e est l’entrefer, 

est l’épaisseur de l’aimant, ebf est l’épaisseur de la barrière 
est l’épaisseur du pont radial. Ats sont les 

tours consommés par le stator (dents et culasse). Atr 
tours consommés par les chemins du rotor. 

est discrétisée de 0° à 180° le long 
de l’entrefer. Les positions angulaires associées à la portion 

dessus des ponts tangentiels sont calculées dans le 
section 2.3), alors que pour le reste 

l’équation (2) est appliquée. 
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pour le pont radial et pt pour le pont tangentiel. 

Le système d’équations est complété par les relations 
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2.3. Ponts tangentiels 

L’objectif est de calculer l’induction dans les ponts 
tangentiels et l’induction d’entrefer au-dessus de chaque pont
La figure 3 présente le schéma du pont. La figure de gauche 
montre l’application du théorème d’Ampère et celle de droite, 
l’application de la loi de conservation de flux

Fig.3 Pont tangentiel (a) Théorème d’Ampère, (b) Loi de conservation de flux

Le théorème d’Ampère et la loi de conservation de flux 
sont exprimés par les relations (10) et (11) respecti
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Où hpt est la hauteur du pont tangentiel. De (1), (10) et (11) 
les inductions du pont tangentiel peuvent être exprimées par 
une équation différentielle de second ordre avec 
limites (induction d’entrefer initiale Be0 et finale B
du pont) comme (12). Enfin l’induction d’entrefer au
pont est calculée par (11). 
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2.4. Induction au stator 

L’induction dans la dent du stator se base sur la loi de
Gauss appliquée sur un pas dentaire. Nous prenons comme 
hypothèse que tout le flux qui traverse l’entrefer passe par la 
dent du stator. L’équation (13) donne l’induction de la dent
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calculer l’induction dans les ponts 
dessus de chaque pont. 

La figure de gauche 
du théorème d’Ampère et celle de droite, 

l’application de la loi de conservation de flux. 

 
Pont tangentiel (a) Théorème d’Ampère, (b) Loi de conservation de flux 
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L’induction dans la dent du stator se base sur la loi de 
Nous prenons comme 

hypothèse que tout le flux qui traverse l’entrefer passe par la 
l’induction de la dent. 

(13) 

Le flux dans la culasse du stator est aussi 
de Gauss comme pour les dents. Ainsi l’induction de la culasse 
est exprimée par (14) comme une intégrale de l’induction 
d’entrefer sur un pôle. 

 

=
.2

)(
θ

θ
h

R
Bcs

culasse

culasse

 

Le calcul des inductions dans les dents et la culasse du 
stator est complété par le modèle de fuites d’encoches réalisé 
par [16]. Nous ne présentons pas les expressions données par 
l’auteur, mais elles sont prises en compte dans notre modèle

2.5. Induction au rotor 

Afin d’expliquer le calcul des inductions dans le rotor
figure 4 sera utilisée. Elle montre un
4 barrières de flux. Le fer du rotor entre deux barrières de flux 
est appelé « dent rotorique ». Le pole est divisé en deux parties 
à être analysées, due à la symétrie du pôle
Ampères-tours rotoriques du chemin 1 (Ch1) de la figure 2
Pour chaque dent rotorique, l’induction est modélisée par le 
chemin moyen de la dent. À la frontière de la dent rotorique
flux magnétique est supposé dans la même direction que le 
chemin moyen de la dent. 

Fig.4 Rotor du MSR-AP, un pôle 

D’abord, les inductions sont calculées
modèle analytique prend aussi en compte les inductions 
perpendiculaires aux barrières afin de calculer la vraie 
perméabilité relative. 

La première dent rotorique est traitée en même temps que 
l’image négative de la dernière dent, afin de compléter 
l’ensemble de la dent. La saturation de la partie centrale est 
négligée, car l’arbre est un matériau magnétique
sont calculés par (15) et (16) et l’induction des frontières par
(17) et (18). 
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Le flux dans la culasse du stator est aussi calculé par la loi 
de Gauss comme pour les dents. Ainsi l’induction de la culasse 
est exprimée par (14) comme une intégrale de l’induction 
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à la symétrie du pôle, afin de calculer les 
tours rotoriques du chemin 1 (Ch1) de la figure 2. 

l’induction est modélisée par le 
la frontière de la dent rotorique, le 

flux magnétique est supposé dans la même direction que le 

 

D’abord, les inductions sont calculées aux frontières. Le 
modèle analytique prend aussi en compte les inductions 
perpendiculaires aux barrières afin de calculer la vraie 

La première dent rotorique est traitée en même temps que 
l’image négative de la dernière dent, afin de compléter 
l’ensemble de la dent. La saturation de la partie centrale est 

car l’arbre est un matériau magnétique, donc les flux 
et l’induction des frontières par 
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Pour les autres dents rotoriques, les équations sont divisées 
par le premier demi-pôle (z=1) et le second demi-pôle (z=2). 
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Où dr est le numéro de la dent, φyc et φyr sont les flux qui 
traversent les barrières de flux. φdr_r1 et φdr_r2 sont les flux de 
frontières de la dent radiale. φdr_c1 et φdr_c2 sont les flux de 
frontières de la dent centrale. ddr_r est l’épaisseur de la dent 
radiale et ddr_c est l’épaisseur de la dent centrale. Les indices 1 
et 2 se rapportent aux flux autour de la frontière des dents 
(figure 4). 

Les inductions des frontières des dents rotoriques sont 
connues, donc une interpolation linéaire peut être réalisée afin 
de calculer les inductions à l’intérieur de chaque dent rotorique. 
L’induction dans la dent rotorique varie linéairement, mais pas 
le champ magnétique, due à la non-linéarité du matériau 
magnétique. 

2.6. Calcul de performances 

Les flux d-q sont déduits à partir de l’induction d’entrefer 
Be. Les composants d-q de l’induction fondamentale sont 

obtenues à partir des premières composantes de la série de 
Fourier (27). 
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Les flux d-q sont calculés par (28) : 
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Le couple moyen  Cmoy, le facteur de puissance FP et la 
tension U sont exprimées par (29), (30) et (31) respectivement. 
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3. COMPARAISON AVEC UN MODELE PAR ELEMENTS FINIS 

Le modèle analytique est comparé avec un modèle par 
éléments finis réalisé à l’aide du logiciel FEMM [18]. La 
géométrie du moteur est montrée dans le tableau 1. Les allures 
de l’induction d’entrefer sont affichées pour deux niveaux de 
courant. Ensuite les courbes de couple moyen, facteur de 
puissance et tension en fonction de l’angle de calage sont 
comparées pour plusieurs valeurs de courants. 

3.1. Structure du MSR-AP 

Le moteur analysé présente 3 barrières de flux. Le courant 
nominal est de 15Aeff et la vitesse nominale est de 3000 tr/min. 
La géométrie du moteur est décrite dans le tableau 1. 

 

Tableau 1. Géométrie du MSR-AP 

Grandeur Valeur 

Diamètre extérieur [mm] 150 

Diamètre d’alésage [mm] 94 

Diamètre de l’arbre [mm] 30 

Entrefer [mm] 0,42 

Nombre d’encoche 48 

Nombre de pôles 4 

Nombre de barrières de flux 3 



 

3.2. Induction d’entrefer 

À partir du système d’équations (2) à
d’entrefer est obtenue. Les figures 5 et 6 compar
d’entrefer entre le modèle analytique (bleu) et le modèle par 
éléments finis (rouge). Les courbes en trait continu 
les  inductions d’entrefer et celles en pointillé
d’entrefer fondamentale. La comparaison est réalisée pour un 
angle de calage de 60° et pour deux niveaux de courant
efficace, 7,2A et 15A. Les valeurs fondamentales sont 
0,82T pour respectivement 7,2A et 15A. 

Fig.5 Allure de l’induction d’entrefer (I=7.2Aeff et α=60°). Compar
modèles analytique et éléments finis 

Fig.6 Allure de l’induction d’entrefer (I=15Aeff et α=60°). Comparaison des 
modèles analytique et éléments finis 

Les figures 5 et 6 montrent la précision
analytique pour deux niveaux de courant, 
(7,2A) quand le matériau n’est pas saturé 
(15A) quand la saturation est importante. 

3.3. Induction des ponts tangentiels 

L’équation différentielle de second ordre (12) est ré
afin d’obtenir les inductions pour chaque pont.
montre la comparaison des inductions des ponts tangentiels 
entre le modèle analytique et le modèle par éléments finis
Cette comparaison est réalisée pour un angle de calage de 60° 
et deux niveaux de courant, 7.2A et 15A. 
tangentiels par barrière de flux. Le moteur a 3 
les figures montrent les inductions qui traversent les 
tangentiels dans un pôle rotorique. Chaque pont tangentiel est 
placé par sa position angulaire (7° à 19°, 31° 
116° à 130°, 136° à 149 et 161° à 173°). 

partir du système d’équations (2) à (6), l’induction 
comparent l’induction 

d’entrefer entre le modèle analytique (bleu) et le modèle par 
Les courbes en trait continu représentent 

pointillés l’induction 
st réalisée pour un 

angle de calage de 60° et pour deux niveaux de courant 
Les valeurs fondamentales sont 0,54T et 

 

=60°). Comparaison des 

 

=60°). Comparaison des 

précision du modèle 
, à faible courant 

saturé et à fort courant 

L’équation différentielle de second ordre (12) est résolue 
les inductions pour chaque pont. La figure 7 

montre la comparaison des inductions des ponts tangentiels 
entre le modèle analytique et le modèle par éléments finis. 

un angle de calage de 60° 
15A. Il y a deux ponts 

3 barrières de flux, 
montrent les inductions qui traversent les 6 ponts 

Chaque pont tangentiel est 
19°, 31° à 44°, 50° à 64°, 

Fig.7 Induction du pont tangentiel avec la courbe B
modèles analytique et éléments finis. (a) I=7.2A

La figure 7 montre que les ponts 
une forte saturation. Cette 
d’entrefer, ce qui est bien montré sur les
chaque position angulaire. Le modèle analytique présente un
bonne précision pour les 6 ponts tangentiels

3.4. Induction dans le rotor 

La comparaison des inductions dans les dents rotoriques 
entre les modèles analytique et éléments finis est illustrée par 
les figures 8 et 9 pour deux niveaux de courant
L’induction est relevée au long 
rotorique. Le moteur a 3 barrières de flux, ainsi il y a 3 dents 
rotoriques. Sur chaque figure, 
rotorique est divisée en deux parties
2 (z=2), comme sur la figure 4. 
25mm, la partie centrale est négligée
radiale de 21mm et une longueur centrale de
3 a une longueur radiale de 15,9mm 
4,1mm. 

Fig.8 Induction des dents rotoriques (I=7.2A
modèles analytique et éléments finis. 

Fig.9 Induction des dents rotoriques (I=15A
modèles analytique et éléments finis. 

 
Induction du pont tangentiel avec la courbe B-H. Comparaison des 

. (a) I=7.2Aeff, α=60°, (b) I=15Aeff, α=60° 

montre que les ponts tangentiels peuvent avoir 
Cette saturation affecte l’induction 

ce qui est bien montré sur les figures 5 et 6 pour 
Le modèle analytique présente une 

bonne précision pour les 6 ponts tangentiels. 

 

La comparaison des inductions dans les dents rotoriques 
entre les modèles analytique et éléments finis est illustrée par 

pour deux niveaux de courant, 7.2A et 15A. 
ng du chemin moyen de la dent 

Le moteur a 3 barrières de flux, ainsi il y a 3 dents 
, la longueur totale de la dent 

rotorique est divisée en deux parties, la zone 1 (z=1) et la zone 
4. La dent 1 a une longueur de 

la partie centrale est négligée. La dent 2 a une longueur 
et une longueur centrale de 7,91mm. La dent 

9mm et une longueur centrale de 

 
(I=7.2Aeff et α=60°). Comparaison des 

 
Induction des dents rotoriques (I=15Aeff et α=60°). Comparaison des 



 

Lorsque le courant est augmenté de 7.2A à 15A, l’induction 
dans les dents rotoriques augmente aussi. La saturation dans le 
rotor devient plus importante. Le modèle analytique a de bons 
résultats pour toutes les dents rotoriques. Ses courbes sont 
proches de celles des éléments finis. 

3.5. Couple moyen 

La figure 10 présente le couple moyen (Cmoy) en fonction de 
l’angle de calage (α) pour plusieurs niveaux de courant. Les 
courbes du modèle analytique sont tracées en continu celles du 
modèle éléments finis en pointillé. Il est à noter que les courbes 
pour 7,2A sont superposées. Pour les autres niveaux de 
courant, le modèle analytique est proche du modèle éléments 
finis pour tous les angles de calage. Le tableau 2 présente les 
valeurs maximums du couple moyen pour chaque niveau de 
courant et compare les deux modèles. L’écart entre les deux 
modèles est autour de 1%. 

 
Fig.10 Couple moyen en fonction de l’angle de calage. Comparaison des 
modèles analytique et éléments finis. 

Tableau 2. Comparaison du MA et MEF. Valeurs maximums du couple 
moyen  

Ieff (A) 7,2 13 15 17 

MA – Cmoy (N.m) 9,98 20,74 24,35 27,67 

MEF – Cmoy (N.m) 9,98 20,87 24,68 28,06 

Ecart (%) 0 0,6 0,6 1,3 

3.6. Facteur de puissance 

La figure 11 montre le facteur de puissance (cosϕ) en 
fonction de l’angle de calage (α) pour plusieurs niveaux de 
courant. La comparaison des courbes assure le bon 
comportement du modèle analytique. 

 
Fig.11 Facteur de puissance en fonction de l’angle de calage. Comparaison 
des modèles analytique et éléments finis 

Pour 17A, la valeur maximum du facteur de puissance pour 
le modèle analytique est 0,97 et pour le modèle éléments finis 
est 0,95, donc l’écart maximum est 2%, différence jugée 
acceptable. 

3.7. Tension entre phases 

La figure 12 montre la tension efficace aux bornes du 
moteur (Ueff) en fonction de l’angle de calage (α) pour plusieurs 
niveaux de courant. Pour 7,2A, 13A et 15A la vitesse du 
moteur est fixée à 3000 tr/min, alors que pour 17A la vitesse 
est 1000 tr/min. L’écart entre les deux modèles est plus évident 
aux faibles angles de calages. Le tableau 3 présente les valeurs 
de tension pour un angle de calage égal à zéro et pour chaque 
niveau de courant. L’angle de calage est choisi afin d’avoir 
l’écart maximum entre les deux modèles. 

 
Fig.12 Tension en fonction de l’angle de calage. Comparaison des modèles 
analytique et éléments finis. 

Tableau 3. Comparaison du MA et MEF. Valeurs de tension (α=0°)  

Ieff (A) 7,2 13 15 17 

MA – Ueff (V) 343 389,8 399,7 136,1 

MEF – Ueff (V) 351,1 407,9 420,6 143,8 

Ecart (%) 2,3 4,4 4,9 5,3 

 

Dans le tableau 3, l’écart maximum entre les deux modèles 
est de 5,3%. Cet écart assure la précision du modèle analytique.  

Les précédents résultats valident la précision du modèle 
analytique pour calculer le couple moyen, le facteur de 
puissance et la tension entre phases. Le temps de calcul est 
proche de 15s pour chaque point de fonctionnement (courant, 
angle de calage). Le modèle par éléments finis doit réaliser au 
minimum 4 calculs statiques pour avoir une bonne précision du 
couple moyen [19], et le temps de calcul du modèle éléments 
finis est autour de 80s. 

4. VALIDATION PAR ESSAIS SUR UN PROTOTYPE 

La comparaison entre le modèle analytique et le modèle par 
éléments finis a donné de bons résultats. Dans cette partie, le 
modèle analytique est validé par des essais réalisés sur un 
prototype de moteur. La géométrie du moteur est la même que 
celle décrite dans la section 3.1. Les courbes du couple moyen, 
facteur de puissance et tension sont comparées pour plusieurs 
valeurs de courant (7,2A, 13A, 15A et 17A). Les températures 
utilisées dans le modèle analytique sont celles obtenues 



 

pendant les essais (Tableau 4). La température des aimants 
permanents est considérée égale à la température du bobinage. 

 

Tableau 4. Température au bobinage  

Ieff (A) 7,2 13 15 17 

Tbob (°C) 40 72 90 144 

 

4.1. Couple moyen 

La figure 13 montre le couple moyen (Cmoy) en fonction de 
l’angle de calage (α) pour plusieurs valeurs de courant. Les 
courbes du modèle analytique sont en trait continu et les 
courbes des essais sont représentées par des points. Le tableau 
5 donne les valeurs maximums du couple moyen pour chaque 
niveau de courant. Il calcule aussi l’écart entre les deux valeurs 
relevées. 

 
Fig.13 Couple moyen en fonction de l’angle de calage. Validation par essais. 

 

Tableau 5. Validation par essais. Valeurs maximums du couple moyen  

Ieff (A) 7,2 13 15 17 

MA – Cmoy (N.m) 9,98 20,74 24,35 27,67 

Essais – Cmoy (N.m) 8,75 18,55 22,44 25,65 

Ecart (%) 14 11,8 8,5 7,8 

 

Dans le tableau 5, l’écart pour un faible courant est 14%, 
alors que pour un fort courant il est autour de 8%. Cette erreur 
de modèle analytique peut provenir d’une dégradation de la 
tôle magnétique due au procédé de fabrication du moteur, donc 
ses caractéristiques sont inférieures que celles utilisée dans le 
modèle. 

4.2. Facteur de puissance 

La figure 14 compare le facteur de puissance (cosϕ) en 
fonction de l’angle de calage pour plusieurs valeurs de courant. 

 
Fig.14 Facteur de puissance en fonctin de l’angle de calage. Validation par 
essais. 

Le facteur de puissance calculé par le modèle analytique 
magnétique ne considère pas l’effet de la résistance au 
bobinage, laquelle incrémenterait la valeur du facteur de 
puissance. Cela conduirait à des valeurs de facteur de puissance 
proche de ceux expérimentaux, lesquelles sont plus clairement 
observées à 17A. 

4.3. Tension entre phases 

La figure 15 montre la tension efficace aux bornes du 
moteur (Ueff) en fonction de l’angle de calage (α) pour plusieurs 
niveaux de courant. Les courbes du modèle analytique sont 
proches de celles du modèle éléments finis pour 7.2A, 13A et 
15A. La résistance de bobinage n’est pas prise en compte dans 
le modèle analytique. Elle influe clairement sur la tension aux 
bornes du moteur. Pour 17A, cet écart est plus évident. 

 
Fig.15 Tension en fonction de l’angle de calage. Validation par essais. 

5. CONCLUSIONS 

L’article a présenté un modèle analytique 
électromagnétique pour un moteur synchro-réluctant assisté par 
aimants permanents. Ce modèle a pris en compte la saturation 
au stator et au rotor. Les ponts au rotor ont été modélisés et 
ajoutés au calcul de l’induction d’entrefer. 

Le modèle analytique a été comparé à un modèle par 
éléments finis réalisé à l’aide du logiciel FEMM [18]. Les 
courbes du couple moyen, du facteur de puissance et de la 
tension des deux modèles sont proches. Le temps de calcul du 
modèle analytique est autour de 15s, lequel est cinq fois plus 
rapide que le modèle par éléments finis. 



 

Le modèle analytique a été ensuite validé par des essais sur 
un prototype de moteur. Les valeurs mesurées pour le couple 
moyen sont inférieures à celles du modèle analytique, car il 
existe une détérioration des propriétés magnétiques dans les 
tôles. Les courbes du facteur de puissance et de la tension sont 
proches de celles des essais. 

Le système d’équations du modèle est adapté à la variation 
du nombre de pôles et du nombre de barrières de flux. C’est un 
avantage afin de traiter diverses topologies de MSR-AP. 

Les bons résultats du modèle analytique permettent de 
l’utiliser pour une conception précise d’un moteur. Ce modèle 
analytique magnétique peut être utilisé pour une approche 
multi-physique. Le couplage entre divers modèles aura un 
temps de calcul réduit par rapport à un modèle type éléments 
finis. Ce modèle pourra donc être utilisé dans une procédure 
d’optimisation. 
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