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Résumé

Jusqu’à présent, l’actionnement des microsystèmes est un
domaine dans lequel les systèmes électrostatiques ont une po-
sition dominante. Le choix de cette solution est dicté par leur
géométrie et leur principe de fonctionnement qui conviennent
parfaitement aux techniques de micro-fabrication utilisées pour
la réalisation des MEMS (Micro Electro Mechanical Systems).
Les entrâınements électromagnétiques ne sont par contre que
rarement réalisés à de petites dimensions. L’explication est à
rechercher d’une part, dans l’absence de matériaux ferromagné-
tiques dans les procédés standards utilisés en salle blanche et
d’autre part, dans la difficulté d’adapter une géométrie typique-
ment tridimensionnelle à une technologie planaire.

Cette thèse présente l’étude d’un nouveau micromoteur élec-
tromagnétique développé en technologie MEMS. Le but est de
réaliser un nouvel entrâınement qui puisse satisfaire les contrain-
tes de l’industrie horlogère. Le moteur synchrone à aimants per-
manents semble être la meilleure solution. L’étude de l’état de
l’art et des lois de similitude montre en effet qu’à de faibles di-
mensions l’utilisation d’un aimant permanent est indispensable
pour atteindre de bonnes performances. Le moteur analysé est
à flux axial et hybride parce qu’il combine un stator micro-
fabriqué à un rotor réalisé avec des composants discrets (aimant
permanent fritté). Sa géométrie, caractérisée par la superposi-
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tion du rotor au stator, est idéale par rapport au principe de
fabrication des microsystèmes qui se base sur la structuration
et l’empilement de couches successives.

Le dimensionnement du moteur a été réalisé grâce à un
modèle analytique qui décrit les caractéristiques électromagné-
tiques du système en fonction de ses paramètres dimensionnels,
électriques et magnétiques. Avant d’être utilisé pour rechercher
la solution optimale, il a été validé à l’aide de simulations par
éléments finis.
Les résultats obtenus pendant la phase d’optimisation se sont
avérés très intéressants. Ils ouvrent les portes du domaine hor-
loger aux moteurs électromagnétiques micro-fabriqués. L’étude
théorique leur prévoit en effet des performances égales, voire su-
périeures, au moteur Lavet qui est actuellement le seul type de
moteur à entrâıner les aiguilles des montres à quartz.

La fabrication d’échantillons fonctionnels est indispensable
pour la validation de l’analyse théorique. Dans le cadre de ce pro-
jet, son rôle acquiert d’avantage d’importance puisqu’il est éga-
lement nécessaire de vérifier la faisabilité de la mise en œuvre du
stator. Cet élément est obtenu en suivant un processus de fabri-
cation qui a été expressément développé pour cette application
et qui combine plusieurs techniques utilisées en salle blanche. Il
permet de réaliser des bobines avec deux couches de cuivre su-
perposées. Même si à première vue ce processus semble long et
complexe, un grand effort a été réalisé afin d’obtenir un procédé
qui soit à la fois simple et fiable mais qui atteint également les
objectifs fixés.

Les prototypes ont été assemblés en utilisant des paliers hor-
logers standards. Le rôle de ces premiers moteurs est de valider
les résultats théoriques et de montrer les étapes critiques de la
fabrication ainsi que les phénomènes secondaires qui ne sont
pas pris en compte lors de la conception. Leur caractérisation
a démontré, une fois de plus, le grand potentiel des systèmes
électromagnétiques MEMS.

Mots-clés : Moteur synchrone à aimants permanents, MEMS
électromagnétiques, bobines micro-fabriquées, deux couches de
cuivre superposées, micro-usinage du silicium.



Abstract

Until now, the preferred solution for MEMS (Micro Elec-
tro Mechanical Systems) actuation is the electrostatic one. The
main reason is that this kind of actuators can be easily manu-
factured following the microfabrication rules, as their geometry
perfectly fits to the characteristics of this technology.
On the other hand, electromagnetic systems are rarely develo-
ped at small scale. Two explanations can be given. First, fer-
romagnetic materials are not available in standard cleanroom
processes and secondly, adapting the typical three-dimensional
geometry of electromagnetic drives to a planar technology is
quite difficult.

This thesis addresses the design of a new electromagnetic
MEMS micromotor. The aim is to develop a new motor, which
is able to satisfy the specifications of the watchmaker industry.
The state of the art and the scaling laws show that a permanent
magnet is compulsory to obtain small scale high performances
motors. This is one of the reasons why, according to the project
specifications, a permanent magnet synchronous motor (BLDC)
seems to be the best solution. The designed motor is hybrid be-
cause it combines a microfabricated stator and a common ma-
gnet obtained with standard macroscopic fabrication processes.
Its geometry is characterized by the overlapping of the rotor
over the stator and it is well suited to the microsystems ma-
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nufacturing principle which is based on the design of stacked
layers.

In order to design the motor, an analytical electromagnetic
model has been developed. The accuracy of this mathematical
model has been validated by means of finite elements simulations
before using it to find the optimal design.
Optimization results are very interesting and they demonstrate
the suitability of such electromagnetic micromotor for the watch
industry. At least, the same performances as the Lavet motor,
which actually drives the clock hands, are predicted.

Prototypes manufacturing is indispensible for theoretical ana-
lysis validation. Moreover, for the current project, this part has
a higher importance because the feasibility of the stator micro-
fabrication must also be demonstrated. These components are
made following a process flow that has been especially developed
for this application by combining several methods available in
cleanrooms. It allows carrying out coils with two copper layers.
Even if it seems to be complicated and with many steps, a great
effort has been made to obtain the simplest and most reliable
process flow.

Prototypes have been assembled using standard watchma-
kers bearings. The goals are to validate the theoretical results
and to highlight the critical fabrication steps as well as secon-
dary phenomena, which were not considered during the design
phase. Once again, the motors characterization demonstrates
the great potential of electromagnetic MEMS.

Keywords : Permanent magnet synchronous motor, brush-
less motor (BLDC), electromagnetic MEMS, coils microfabrica-
tion, two stacked copper layers, batch-type wafer technology.
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7.2 Caractérisation électrique . . . . . . . . . . . . . 126
7.3 Tension induite . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 127
7.4 Couple de frottement . . . . . . . . . . . . . . . . 129
7.5 Alimentation en boucle ouverte . . . . . . . . . . 133
7.6 Moteur asservi . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 139
7.7 Conclusions . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 141

8 Conclusions 143
8.1 Contributions originales . . . . . . . . . . . . . . 144
8.2 Perspectives . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 146

Annexes 149

A Complément de la modélisation 151

B Moteurs optimisés 157

C Processus de fabrication 161

D Layout des masques 165



TABLE DES MATIÈRES xiii
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CHAPITRE 1

Introduction

La technologie des microsystèmes est en pleine expansion et
son état actuel permet d’intégrer un grand nombre de fonctions
sur une même puce. Ces composants sont ensuite micro-usinés
en grande quantité sur la même plaque de silicium. Cette fabri-
cation parallèle engendre un avantage économique non-négligeable
qui représente un des atouts principaux des microsystèmes. La
complexité des dispositifs augmente et leurs dimensions dimi-
nuent à tel point que la nanotechnologie est devenue d’actualité.
Avec la constante amélioration des techniques de micro-fabri-
cation, des structures tridimensionnelles de plus en plus com-
plexes ont vu le jour, permettant ainsi le développement de mi-
crosystèmes capables de fournir un travail mécanique. Les pre-
miers entrâınements électriques MEMS, Micro Electro Mechani-
cal Systems, à avoir été réalisés étaient les actionneurs électro-
statiques mais, en parallèle, des moyens alternatifs pour créer
une force étaient également explorés. Un grand nombre de nou-
veaux principes d’actionnement ont été testés et les premiers
microsystèmes électromagnétiques ont ainsi été développés.

Dans le monde horloger, la miniaturisation est un art bien
connu et parfaitement mâıtrisé. Le domaine des MEMS et de la
micro-fabrication du silicium ne pouvait pas passer inaperçu à
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2 CHAPITRE 1. INTRODUCTION

leurs yeux, puisque cette technologie est synonyme de précision,
miniaturisation et innovation.
Les premiers produits issus des cette technologie à être intégrés
dans les montres mécaniques ont été des composants en silicium
comme par exemple les roues dentées ou les ressorts spiraux [1],
[2]. Le grand avantage du silicium est constitué par ses bonnes
propriétés mécaniques et par les techniques de micro-fabrication
qui permettent de créer des formes très complexes.
Après ce premier succès dans le domaine des montres de moyenne
et haute gamme, les microsystèmes cherchent leur place dans les
montres à quartz analogiques. La clef du succès réside dans le
développement d’un nouveau micromoteur qui puisse succéder
au moteur Lavet. Les excellentes performances de ce moteur,
parfaitement adapté à cette application, sont démontrées par le
fait qu’il est l’objet d’études et d’optimisations depuis plusieurs
dizaines d’années et que, jusqu’à présent, aucun autre système
n’a été capable de le remplacer.

Cette étude est donc focalisée sur le développement d’un
nouveau moteur électromagnétique MEMS qui puisse satisfaire
les besoins de l’industrie horlogère. Les défis sont nombreux.
D’un côté il faut trouver une solution qui puisse s’adapter au
domaine horloger aussi bien que le moteur Lavet. De l’autre, il
faudra faire face à toutes les difficultés qui caractérisent l’ex-
ploration d’un nouveau domaine comme celui des micromoteurs
électromagnétiques MEMS qui n’a été que faiblement étudié jus-
qu’à présent.
L’objectif principal de ce travail est de mener une étude de fai-
sabilité pour démontrer qu’un système de ce type peut satisfaire
les contraintes horlogères et que la technologie actuelle permet
de le fabriquer.

1.1 Structure de la thèse

Ce travail de recherche est axé sur un domaine qui est en-
core relativement peu exploré et pour lequel nous n’avons pas de
connaissances spécifiques. Notre savoir-faire couvre les entrâı-
nements électromagnétiques dont les dimensions dépassent les
dizaines de millimètres. Dans ces dimensions, les décisions im-
portantes qui permettent de définir l’axe de recherche peuvent
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être prises en se basant aussi sur l’expérience.
Dans le cadre de cette étude, ces choix ne peuvent pas être
justifiés uniquement par rapport à notre savoir-faire mais ils
nécessitent des bases scientifiques plus solides. Ces fondements
sont constitués par l’état de l’art et les lois de similitude qui per-
mettent d’exploiter nos connaissances dans un nouveau contexte.
Ces deux outils sont décrits au chapitre 2. Ils ont été présentés
sous le même chapitre dans le but de regrouper tous les éléments
nécessaires au choix du type de système qui fera l’objet de la
recherche.
Une fois que les bases sont posées, le contexte de l’étude sera
présenté au chapitre 3. Cette analyse définit les besoins de l’ap-
plication qui sont présentés sous forme de cahier des charges.
La deuxième partie de ce chapitre est dédiée à la discussion des
avantages et des inconvénients des différents types d’entrâıne-
ments électromécaniques lorsqu’ils sont réalisés en technologie
MEMS. Cette étude, basée sur les notions présentées au chapitre
2, a abouti au choix du moteur satisfaisant au mieux le cahier
des charges.
Les chapitres 2 et 3 constituent donc la première partie de la
thèse qui sert à définir la problématique et à identifier la géo-
métrie de la solution la plus prometteuse.

La deuxième partie est dédiée à l’analyse du moteur. Le cha-
pitre 4 présente le modèle analytique qui permet de prévoir les
performances du système à partir de ses caractéristiques dimen-
sionnelles, magnétiques et électriques. Le but de cet ensemble
d’équations est d’avoir un outil de dimensionnement rapide, avec
un temps de calcul très réduit. Il permet de déterminer les princi-
pales grandeurs électromagnétiques qui caractérisent le système.
L’application du modèle analytique est présentée au chapitre 5
lors de la phase de dimensionnement et d’optimisation du mo-
teur. Dans cette partie, les différentes contraintes seront discu-
tées ainsi que leur influence sur le dimensionnement. Les résul-
tats de l’optimisation démontreront le grand potentiel du mi-
cromoteur dans le monde horloger.

La troisième et dernière partie de cette thèse présente la
phase pratique de l’étude. Au chapitre 6, nous décrivons la mise
en œuvre des moteurs avec un accent particulier sur la fabrica-
tion des stators qui ont été réalisés dans les salles blanches du
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Centre de MicroNanoFabrication (CMi) de l’EPFL.
La caractérisation des prototypes est décrite au chapitre 7. Ces
résultats permettent de valider la méthodologie suivie pour la
conception du moteur et de vérifier la pertinence du modèle
analytique. Un tel contrôle est indispensable pour qu’il puisse
être utilisé par la suite, lors des dimensionnements futurs.

Ce travail de thèse a été réalisé à partir du projet KTI/CTI
n° 8309.2 EPRP-W.
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Etat de l’art et lois de similitude
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2.4.3 Actionneurs électromagnétiques . . 22
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2.5.1 Moteurs réluctants . . . . . . . . . 30
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6 CHAPITRE 2. ETAT DE L’ART

2.1 Introduction

La grande partie des études sur l’actionnement des micro-
systèmes a été axée, jusqu’à présent, sur des systèmes électro-
statiques. Les raisons principales de ce choix étaient de nature
historique et technologique [3].
Pour mieux comprendre cet intérêt vis-à-vis de l’électrostatique,
il faut se souvenir que les microsystèmes sont issus de la tech-
nologie de la microélectronique même si maintenant ils consti-
tuent un domaine spécifique avec des techniques de fabrication
propres. D’une façon très simpliste, les actionneurs électrosta-
tiques les plus répandus, les actionneurs à peigne ou comb drive
(Fig. 2.1) [4], ne sont rien d’autre que des condensateurs à ca-
pacité variable dont une électrode est mobile et retenue par des
lames. Hormis la couche sacrificielle d’oxyde de silicium néces-
saire pour la réalisation de la partie mobile, ces systèmes sont
directement réalisés à partir du savoir-faire de la microélectro-
nique. Ils sont donc très intuitifs et aucune connaissance spéci-
fique n’est nécessaire pour entamer le développement de simples
actionneurs de ce type.

Figure 2.1 – Schéma d’un actionneur électrostatique à peigne ou
comb drive. La partie mobile, en gris fonçé, glisse à
l’intérieur de la partie fixe plus claire.

Leur géométrie constitue l’avantage principal par rapport aux
systèmes électromagnétiques. Pour effectuer un déplacement dans
le plan X-Y, l’actionneur électrostatique ne nécessite qu’une géo-
métrie 2D. Il est donc facilement réalisable en partant de la
technologie de la microélectronique qui est, par définition, une
technologie planaire. Les deux points critiques sont la gravure
des flancs verticaux épais qui jouent le rôle d’électrode et la sous-
gravure du SiO2 qui permet la libération des parties mobiles.
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Contrairement à un système électrostatique, un actionneur élec-
tromagnétique ne peut pas être réalisé avec une géométrie 2D.
Pour obtenir des bonnes caractéristiques, il faut refermer le che-
min du flux magnétique.

Avant de pouvoir apercevoir les premiers systèmes électro-
magnétiques à l’échelle microscopique, il a fallu attendre les
progrès de la technologie des microsystèmes avec notamment
l’arrivée des couches épaisses, de la gravure profonde et des ma-
tériaux ferromagnétiques. Il a ainsi été possible de réaliser des
structures pseudo tridimensionnelles avec une technologie pla-
naire. Ces nouvelles techniques de production sortent du savoir-
faire de la microélectronique et donnent naissance à un nouveau
domaine propre aux microsystèmes.

Une autre raison du manque d’intérêt initial pour le domaine
des microsystèmes électromagnétiques est imputable à plusieurs
publications scientifiques parues dans les années 1990. En par-
tant d’hypothèses qui étaient souvent favorables à l’électrosta-
tiques et défavorables à l’électromagnétisme, elles ont montré à
l’aide des lois de similitude que, lors d’une réduction d’échelle,
les forces électrostatiques diminuent moins drastiquement que
les forces électromagnétiques [5], [6], [7] et [8].
Les lois de similitude ont toujours joué un rôle important dans
le choix du principe d’actionnement à implémenter dans les mi-
crosystèmes. En outre, il s’agit d’un outil très intéressant auquel
nous ferons référence dans la suite du travail. Ce sont les raisons
pour lesquelles une partie de ce chapitre est dédiée à ce sujet.

2.2 Lois de similitude

À l’image de [5] qui affirme que les forces électromagnétiques
sont avantageuses par rapport aux forces électrostatiques uni-
quement jusqu’à des dimensions millimétriques, les lois de si-
militude ont souvent été utilisées pour justifier l’avantage des
microsystèmes électrostatiques vis-à-vis de l’électromagnétisme.
De nombreuses publications suivant la même démarche peuvent
être citées comme [9], [10] et [11].
Deux raisons principales expliquent ces résultats. Les hypothèses
de départ constituent la première. Souvent, elles étaient défa-
vorables à l’électromagnétisme et favorables à l’électrostatique



8 CHAPITRE 2. ETAT DE L’ART

comme, par exemple, le fait de garder une densité de courant
constante. La deuxième raison est liée au type de force élec-
tromagnétique utilisé lors de la comparaison. La plupart des
publications utilisaient celle générée par un courant propre res-
ponsable du fonctionnement des systèmes réluctants. Ce type de
force, comme démontré par la suite, est le moins performant à
petite échelle.
Dans le domaine de l’électromagnétisme, il existe par contre
trois types de forces qui sont issues des interactions suivantes :

1. Interaction courant - courant ;

2. Interaction courant - aimant ;

3. Interaction aimant - aimant.

La Table 2.1 résume le comportement des forces électroma-
gnétiques lors d’une réduction d’échelle homothétique selon cer-
taines publications. Le paramètre kh correspond au facteur d’ho-
mothétie. A titre de comparaison, les forces électrostatiques sont
proportionnelles à k2

h selon [6] et [7], tandis qu’elle suivent une
loi en k0

h selon [12].

[7] [12] [6]
(a) (b) (c)

Fc−c k4
h k4

h k4
h k3

h k2
h

Fc−a k3
h - k3

h k2.5
h k2

h

Table 2.1 – Comportement des forces électromagnétiques (intérac-
tions courant-courant (c-c) et courant-aimant (c-a)) lors
d’une réduction d’échelle. Le paramètre kh correspond
au facteur d’homothétie. Trois hypothèses de départ ont
été utilisées par [6] : (a) Densité de courant constante
(J ∼ k0

h) ; (b) Echauffement constant (J ∼ k−0.5
h ) ; (c)

Température du bobinage constante (J ∼ k−1
h ).

En observant les valeurs de la Table 2.1, nous pouvons re-
marquer que [7] part de l’hypothèse d’une densité de courant
constante. C’est une approche discutable étant donné qu’il a
été plusieurs fois démontré que la densité de courant peut sen-
siblement augmenter lorsque les dimensions du système dimi-
nuent [3].
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Les conclusions de [7] affirmant que les actionneurs magnétiques
ne devraient pas être utilisés dans les systèmes micrométriques
ne sont donc pas vraiment justifiées.
Une conclusion similaire est presentée par [6] même si sous cer-
taines conditions il obtient le même facteur de réduction pour
les forces magnétiques et électrostatiques. [6] ajoute que pour
avoir des forces magnétiques comparables aux forces électrosta-
tiques, il faut augmenter la densité de courant, ce qui entrâıne
une énorme dissipation de puissance.

Dans le domaine de l’actionnement des MEMS, l’idée de
la supériorité de l’électrostatique vis-à-vis de l’électromagné-
tisme était largement répandue mais il faut néanmoins sou-
ligner que quelques publications démontraient le potentiel de
cette deuxième méthode. Notamment [13] montre que les forces
électromagnétiques peuvent être plus grandes que les forces élec-
trostatiques également pour des entrefers de l’ordre d’un micro-
mètre et qu’un meilleur rendement peut être obtenu. Même si la
réalisation de la partie active d’un actionneur électromagnétique
est objectivement plus complexe que celle d’un actionneur élec-
trostatique, [13] affirme que lors de la fabrication d’un système
complet, avec la partie de commande, l’avantage de l’électrosta-
tique n’est plus si évident.

2.2.1 Analyse des systèmes électromagnétiques
lors d’une réduction d’échelle

Afin d’obtenir des résultats de référence pour la suite du tra-
vail, nous aimerions présenter les effets de la réduction d’échelle
sur les systèmes électromécaniques avec une approche un peu
différente.
Nous commençons par définir les forces électromagnétiques qui
décrivent les trois types d’interactions énumérées précédemment.
En définissant L comme étant l’induction propre, i le courant,
Λ la perméance magnétique et Θa le potentiel magnétique de
l’aimant, ces différentes forces sont proportionnelles à :

1. Interaction courant - courant :

Fc−c ∼
∂L

∂x
i2 (2.1)
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2. Interaction courant - aimant :

Fc−a ∼
∂Λ
∂x

Θa i (2.2)

3. Interaction aimant - aimant :

Fa−a ∼
∂Λ
∂x

Θ2
a (2.3)

Comme dans le cas de [3] et [6], l’analyse de ces forces sera
menée en fonction des trois hypothèses suivantes :

(a) Densité de courant constante (J ∼ k0
h) ;

(b) Echauffement constant (J ∼ k−0.5
h ) ;

(c) Température du bobinage constante (J ∼ k−1
h ).

L’hypothèse (c) définie comme Température du bobinage con-
stante correspond à un cas amélioré d’échauffement constant.
Elle considère les meilleures propriétés thermiques des microsys-
tèmes qui peuvent dissiper une plus grande quantité de chaleur
que les systèmes macroscopiques. La densité de courant admise
peut en effet monter jusqu’à 10’000 A/mm2 selon plusieurs pu-
blication et notamment selon [3]. Plusieurs raisons expliquent ce
résultat :

– Le silicium est un excellent conducteur thermique et faci-
lite l’évacuation de la chaleur ;

– Des faibles épaisseurs séparent les bobines de la surface
qui permet l’échange thermique ;

– Grâce à la géométrie planaire des bobines, le rapport sur-
face/volume est augmenté ;

– Le volume de silicium est largement supérieur à celui du
cuivre et il joue un rôle important pour l’évacuation de la
chaleur et comme puit thermique ;

– Le conducteur est directement en contact avec le substrat
facilitant la conduction thermique.

En appliquant les lois de similitude aux relations (2.1) et
(2.2), les résultats présentés par [6] (cf. Table 2.1) ont été vérifiés.
En ce qui concerne les interactions ”aimant - aimant”, qui ne
dépendent pas de la densité de courant, la force générée suit
une loi proportionnelle à k2

h.
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Le développement des équations a été volontairement omis mais
il peut être facilement reconstruit en se référant à [14].

À notre avis, l’approche présentée jusqu’ici ne permet pas
de comparer correctement deux systèmes homothétiques. Les
résultats obtenus indiquent uniquement le facteur de réduction
des forces sans prendre en compte les nouvelles dimensions. Si,
par exemple, un système actionné par une intéraction ”courant
- aimant” subit une réduction d’échelle homothétique d’un fac-
teur 10, la seule information obtenue avec cette méthode est
que la force qu’il génère est réduite d’un facteur 1’000 (Table
2.1). Comment est-il possible de comparer les performances de
systèmes de tailles différentes lorsqu’ils réalisent le même type
de fonction ? L’analyse du comportement des forces n’est pas
suiffisante pour répondre à cette question. Il faut introduire une
grandeur relative qui considère que les contextes dans lesquels
ils doivent opérer ne sont pas les mêmes parce que les dimen-
sions sont différentes. Pour faire face à ce problème, la notion de
force volumique FV est introduite. Elle est obtenue en divisant
la force par rapport au volume.
Les résultats de l’analyse des grandeurs volumiques à l’aide des
lois de similitude sont résumés à la Table 2.2.

Hyp. (a) Hyp. (b) Hyp. (c)
FV,c−c k1

h k0
h k−1

h

FV,c−a k0
h k−0.5

h k−1
h

FV,a−a k−1
h k−1

h k−1
h

PJ,V k0
h k−0.25

h k−1
h

Table 2.2 – Comportement des grandeurs volumiques, forces FV et
pertes Joule PJ,V , lors d’une réduction d’échelle homo-
thétique. Le paramètre kh correspond au facteur d’ho-
mothétie. Les hypothèses utilisées sont : (a) Densité
de courant constante ; (b) Echauffement constant ; (c)
Température du bobinage constante

Nous pouvons commencer l’analyse de la Table 2.2 par les
forces les plus performantes : celles qui sont issues d’une inter-
action ”aimant - aimant”. Les résultats montrent qu’elles de-
viennent beaucoup plus importantes pour des petites dimen-
sions. Ces forces ne sont pas exploitables pour réaliser un action-
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neur ou un moteur mais elles peuvent être utilisées, par exemple,
pour des paliers magnétiques.

En conservant une densité de courant constante, les systèmes
réluctants ne sont pas performants à faible échelle (Table 2.2).
En réduisant la taille d’un tel actionneur de façon homothétique
d’un facteur 10, sa force volumique est également réduite d’un
facteur 10. Pour obtenir des forces intéressantes en utilisant des
interactions ”courant - courant”, il faut augmenter la densité
de courant. Ceci permet de garder des caractéristiques électro-
magnétiques satisfaisantes mais, d’un autre côté, le rendement
diminue étant donné que les pertes Joule augmentent.

Les lois de similitude montrent clairement que dans le do-
maine microscopique il faut intégrer un aimant permanent pour
avoir des systèmes électromagnétiques performants. Même à den-
sité de courant constante un microsystème de ce type présente le
même comportement qu’un système macroscopique étant donné
que les forces et les pertes Joule volumiques sont constantes.
En outre, au niveau thermique, l’actionneur miniaturisé a des
meilleures caractéristiques vu que l’échauffement diminue en sui-
vant une loi proportionnelle à k1

h [14] (lorsque J ∼ k0
h).

2.3 Bobines micro-fabriquées

Les bobines sont l’élément indispensable d’un entrâınement
électromécanique et sont présentes partout : dans les systèmes
réluctants, réluctants polarisés, électromagnétiques et électro-
dynamiques. Pour la génération d’une force, les bobines sont
associées soit à des aimants permanents, soit à des parties ferro-
magnétiques, soit aux deux en même temps. Etant donné l’im-
portance de ces éléments dans ce domaine, la section suivante
est dédiée à la description des différentes solutions qui ont été
expérimentées pour l’intégration de bobines dans les MEMS.
Quatre différents types de bobines ont été étudiés et réalisés.

La première géométrie, la bobine plane en spirale montrée à
la Fig. 2.2, est sans aucun doute la plus répandue. Ce type de bo-
bine est utilisé depuis longtemps dans la microélectronique. Sa
simplicité de mise en œuvre constitue son atout principal. Ce
grand avantage est contrebalancé par plusieurs inconvénients
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Figure 2.2 – Schéma d’une bobine planaire en technologie MEMS

dont le plus important est sa faible inductance. À nombre de
spires égal, une bobine plane a une inductance beaucoup plus
faible qu’une bobine solénöıdale. Pour qu’elle soit plus perfor-
mante, il faudrait sensiblement augmenter le nombre de spires
mais la résistance électrique augmenterait drastiquement. En
outre, l’efficacité des spires diminue en s’éloignant du centre de
la bobine et la surface occupée augmente considérablement.
D’un point de vue électromagnétique cette géométrie ne consti-
tue pas la meilleure solution parce que les actionneurs électro-
mécaniques requièrent la génération d’inductions magnétiques
relativement élevées. Par contre, elle représente la meilleure op-
tion pour une réalisation en technologie MEMS. C’est pour cette
raison que plusieurs chercheurs ont choisi cette variante pour
équiper leurs actionneurs ou moteurs électromécaniques [7], [15],
[16], [17], [18], [19] et [20].
Une amélioration de cette géométrie est obtenue en empilant
deux bobines planaires afin d’avoir une seule bobine avec deux
couches de spires. Le grand avantage est de doubler l’inductance
en utilisant la même surface tout en ne multipliant que par un
facteur deux la résistance totale. La complexité lors de la micro-
fabrication augmente mais reste acceptable. Des bobines planes
à deux couches ont été présentées dans [21].

Pour obtenir une efficacité des spires bien plus élevée, une
géométrie hélicöıdale est mieux adaptée (Fig. 2.3).
Le désavantage majeur de cette variante est sa complexité de fa-
brication. Cette structure est tridimensionnelle et sa réalisation
par rapport à une technologie planaire n’est pas aisée. Au mi-
nimum trois couches superposées sont nécessaires : la première
pour les conducteurs inférieurs, la deuxième pour les connexions
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Figure 2.3 – Schéma de la géométrie d’une bobine hélicöıdale

verticales et la troisième pour la partie supérieure. L’électrodé-
position du métal qui relie électriquement la partie inférieure à
la couche supérieure n’est pas triviale surtout à cause de l’épais-
seur élevée du dépôt. La résistance des connexions verticales est
souvent plus grande que celle obtenue pour des parties planes.
L’efficacité de cette bobine est augmentée en ajoutant un noyau
ferromagnétique qui guide le flux à son intérieur. Cette structure
supplémentaire constitue son atout principal par rapport aux
bobines planes. Par contre, il complique encore plus le processus
de fabrication. Des bobines de ce type ont été réalisées par [22].

Une autre géométrie a été proposée et testée dans le but
d’avoir une meilleure efficacité que les bobines planes mais une
complexité de fabrication inférieure aux bobines hélicöıdales.
Elle est en forme de méandre plan (Fig. 2.4).

Figure 2.4 – Bobine en forme de méandre plan. Dans cette géo-
métrie, c’est la structure magnétique qui ”s’enroule”
autour du conducteur électrique

Ce type de bobine est toujours combiné avec une structure ferro-
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magnétique qui guide le flux. Elle est présentée dans [23] et [24]
et son avantage est d’avoir un conducteur électrique sur un seul
niveau. Ceci élimine les connexions électriques entre couches su-
perposées qui présentent souvent une résistance plusieurs fois
supérieure aux couches planes et une fiabilité inférieure lors
de la fabrication. Contrairement aux bobines usuelles qui en-
tourent un noyau ferromagnétique, dans cette géométrie c’est
la structure magnétique qui est ”enroulée” autour de la bobine.
Selon [23] cette solution diminue la résistance électrique totale
et simplifie la micro-fabrication par rapport à une bobine héli-
cöıdale. Ce type de bobine est aussi présenté par [25].

Le principal désavantage des géométries qui viennent d’être
présentées est que le nombre de spires envisageable reste tou-
jours très limité. Les systèmes électromécaniques nécessitent un
potentiel magnétique relativement important pour être action-
nés. Il faut donc que les bobines aient un nombre de spires élevé
ou qu’un courant important soit injecté. Si, pour des raisons
énergétiques, cette deuxième option n’est pas envisageable, il
faut trouver une solution qui permet d’avoir un nombre élevé
de spires. C’est la raison pour laquelle [26], [27] et [28] utilisent
des bobines discrètes dans les microsystèmes qu’ils présentent.
Ces éléments sont obtenus en enroulant un conducteur autour
d’un noyau ferromagnétique réalisé suivant les règles de la micro-
fabrication et plus précisément par un procédé LIGA (Fig. 2.5).

Figure 2.5 – Image tirée de [28] illustrant des bobines réalisées en
enroulant un fil de cuivre autour d’un noyau ferroma-
gnétique micro-usiné.
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Les inconvénients de cette solution sont surtout liés à la fabrica-
tion d’un grand nombre d’exemplaires. Les fils de cuivre doivent
être enroulés autours des noyaux ferromagnétiques réalisés en
salle blanche. Une fois que les bobines sont prêtes, il faut les
assembler et les fixer aux microsystèmes. Ces étapes sont rela-
tivement longues, délicates et coûteuses et ne se prêtent pas à
une éventuelle industrialisation.

La description des différents types de bobines qui peuvent
être actuellement intégrés dans des microsystèmes électroma-
gnétiques MEMS met en évidence la problématique du choix
de la géométrie. Jusqu’à présent, il n’existe pas une solution
qui puisse combiner des bonnes performances avec une faible
complexité de fabrication. Un compromis doit être trouvé et,
souvent, le choix a été porté sur une réduction de la difficulté
du micro-usinage qui impose l’implémentation de bobines planes
ou en forme de méandre. Cette décision se justifie aussi par le
fait que le coût de fabrication augmente sensiblement avec l’ac-
croissement du nombre d’étapes et la complexité du procédé.

2.4 Actionneurs linéaires

2.4.1 Introduction

L’étude d’actionneurs électromécaniques linéaires en tech-
nologie MEMS est répertoriée dans la littérature à partir du
début des années 1990. Tous les différents types d’actionnement
propres à ce domaine ont été présentés au moins une fois et
peuvent être classés comme suit :

– Actionneurs réluctants : [17], [19], [21], [22], [23], [25], [27]
et [29] ;

– Actionneurs électromagnétiques : [7], [15] et [30] ;
– Actionneurs réluctants polarisés : [18] et [26] ;
– Actionneurs électrodynamiques : [20].

Un aspect intéressant qui ressort des différentes publications
est que seule une minorité des actionneurs présentés sont en-
tièrement réalisés selon les règles de la micro-fabrication [17],
[21], [22], [25] et [29]. Les autres sont conçus en assemblant des
éléments micro-usinés (MEMS) avec des parties obtenues avec
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les techniques de fabrication ”standard”. Dans la suite du do-
cument, ces systèmes seront décrits comme étant hybrides pour
marquer la différence par rapport à ceux qui sont complètement
intégrés en technologie MEMS. Le fait de développer des sys-
tèmes hybrides est souvent la conséquence des limites actuelles
des techniques de fabrications utilisées pour les microsystèmes.
Cette technologie est encore relativement récente et, dans cer-
tains cas, elle ne permet pas d’obtenir des éléments ayant des
caractéristiques satisfaisantes.

Les aimants permanents constituent un exemple très perti-
nent de cette situation. À partir du début des années 2000, plu-
sieurs articles ont présenté des essais de micro-fabrication d’ai-
mants permanents. Jusqu’à présent, les résultats obtenus ne per-
mettent pas de les utiliser dans la réalisation d’actionneurs qui
doivent avoir des performances et des rendements élevés. Deux
techniques ont été testées : la sérigraphie et l’électrodéposition.
La sérigraphie, qui consiste à étaler un polymère chargé avec
des particules magnétiques à travers une trame, est la technique
qui permet d’obtenir les aimants permanents avec les meilleures
caractéristiques. Une induction magnétique rémanente de 0.34
T a été détérminée par [31].

Une description des micro-aimants électrodéposés est donnée
dans [32] qui obtient des inductions magnétiques rémanentes
de 0.24 T. La Fig. 2.14 montre une matrice de micro-aimants
réalisée par [32] dont la taille varie entre 30 µm × 30 µm × 15
µm et 150 µm × 150 µm × 50 µm.GUAN AND NELSON: MCE FOR DEPOSITING MICROMAGNETS 333

Fig. 4. SEM images of MCE-deposited materials. a) Array of rectangular
elements. b) Array of cylindrical elements. c) High magnification view of the
surface of a MCE-deposited thin films.

rant branch of the loop that give the largest area for an enclosed
rectangle. For the applied magnetic field measured in the per-
pendicular direction, the measurement is corrected by

(2)

where is the initially measured magnetic filed, and is
the demagnetizing factor for the perpendicular direction and de-
pends on the geometry of the magnets.

III. MEASUREMENTS AND DISCUSSIONS

A. Particle Embedded Fraction and Affecting Parameters

In the MCE process, magnetic particles are
electrochemically and mechanically incorporated into the elec-
trodeposited CoNiP ferromagnetic matrix to form a magnetic
particle-metal composite. Thus, the MCE-deposited composite
material has both good magnetic properties due to the particles,

as well as good mechanical properties due to the alloy matrix.
Fig. 4(c) shows that the particle and matrix are in separated
phases in the composites obtained through MCE. Without con-
sidering the physical interactions such as exchange coupling
that may exist between the particles and matrix, the magnetiza-
tion of the composite material can be expressed as [18]

(3)

where and denote the weight fraction of the particle
and the metal matrix phase, respectively. and are the
corresponding magnetizations.

It can be seen from (3) that a higher fraction of particles em-
bedded into the metal matrix will correspond to a higher satu-
ration magnetization. However, the magnetic ceramic particles
investigated in this work, , are brittle. Increasing the
fraction of particles will adversely affect mechanical properties
of the composites, such as ductility. In magnetic composite elec-
troplating, obtaining a suitable fraction of hard magnetic parti-
cles embedded into the metal matrices is critical.

Various factors including particle concentration in the elec-
trolyte, applied current, electrolyte pH, and cationic surfactant
affect the particle embedded fraction. For optimal control
of the MCE process it is important to investigate the effect
of each factor. In this paper, the particle embedded fraction
(w.t. %) is calculated from the intensity of the corresponding
barium (for particles) and cobalt (for electroplated CoNiP
alloys) peaks in the EDS. Fig. 5 shows a typical EDS result
for a -CoNiP composite with the peaks from each
elements labeled.

It is understandable that the particle concentration will af-
fect the particle embedded fraction in the composites deposited
by MCE. As more particles are added to the elec-
trolyte, there will be a larger chance for them to be adsorbed
and embedded into the metal matrix. This phenomenon is con-
firmed by Fig. 6 and is in agreement with other general com-
posite electrodeposition processes [19], [20]. When the applied
current density is fixed at 1.5 and the electrolyte pH
is 4.0, the embedded fraction of particles (w.t.%) in the metal
matrix increases with increasing particle concentration in the
electrolyte. The relationship is nonliner in the whole investi-
gated particle concentration in the electrolyte. As observed in
the experiment, the weight fraction of embedded particles in-
creases faster when the electrolyte concentration varies from 10
to 30 g/L, than the electrolyte concentration ranged from 30 to
55 g/L. A high particle concentration in the electrolyte such as
more than 40 g/L is not preferred because it lowers the stability
of the electrolyte and makes electrolyte recycling more difficult.

Fig. 7 reveals the relationship between applied current density
and particle embedded fraction in the composites.
With a fixed electrolyte pH of 4.0 and particle concentration of
35 g/L, the particle embedded fraction remains constant at about
4% until the applied current density exceeds 0.5 . As
the current density increases, the particle embedded fraction in-
creases rapidly and reaches a maximum value of about 11%
at a current density of 1.5–2.5 . A further increase
of the applied current density results in a decrease of the par-
ticle embedded fraction, and reaches 6% at a current density of

Figure 2.6 – Matrice d’aimants électrodéposés [32]
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Les aimants permanents frittés usuels comme les NdFeB
ou les SmCo ont des inductions magnétiques rémanentes 3 ou
4 fois supérieures à celles qui sont actuellement obtenues par
micro-fabrication. Leurs dimensions peuvent être réduites très
fortement et ils constituent donc une bonne solution pour des
actionneurs hybrides. Dans ce domaine, plusieurs publications
présentent l’utilisation d’aimants frittés d’un volume d’environ
1 mm3 [7], [15] et [26]. L’avantage est qu’ils apportent un poten-
tiel magnétique plus élevé qui confère aux actionneurs hybrides
des performances accrues par rapport aux systèmes entièrement
intégrés.

Dans la suite de cette section, nous allons passer en revue les
actionneurs électromécaniques les plus intéressants qui ont été
décrits dans la littérature.

2.4.2 Actionneurs réluctants

Les résultats obtenus avec les lois de similitude sont concor-
dants au sujet des systèmes réluctants quelles que soient les
hypothèses de départ : ce type d’actionnement n’est pas idéal
lors d’une réduction d’échelle. La présence d’un aimant perma-
nent est incontournable pour la réalisation d’un microsystème
électromagnétique performant [3]. Cette remarque est aussi jus-
tifiée par les résultats obtenus dans plusieurs publications qui
sont presentées par la suite. Un résumé des performances des
différents micro-actionneurs décrits dans la littérature est donné
à la Table 2.3.
Même si sur un plan théorique ces systèmes n’ont pas de bonnes
caractéristiques, ils constituent le groupe de micro-actionneurs
électromécaniques le plus étudié. La raison de cet intérêt se
trouve dans la possibilité de les micro-fabriquer d’une façon
relativement simple. La force est créée par l’interaction entre
l’induction magnétique générée par une ou plusieurs bobines et
une structure ferromagnétique. Cette force agit dans le but de
maximiser la perméance magnétique du circuit ou, en utilisant
une autre convention, de minimiser la réluctance. Elle est donc
monodirectionnelle et tend à réduire les entrefers.
Il faut aussi souligner que les actionneurs réluctants MEMS
constituent le seul type d’entrâınement électromécanique qui a
été entièrement intégré, c’est-à-dire complètement fabriqué selon
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les règles de la micro-fabrication. Ce résultat est obtenu grâce au
fait qu’il n’y a pas d’aimants permanents et que la technologie
nécessaire à leur réalisation fait partie intégrante du savoir-faire
de la microélectronique. En effet, pour réaliser un tel système,
seulement deux éléments sont nécessaires : une bobine et un cir-
cuit magnétique. Les bobines planes constituent un composant
standard de ce domaine dans lequel l’électrodéposition est une
technique largement répandue. Avec l’arrivée des actionneurs
réluctants, cette technique normalement utilisée pour la fabri-
cation des conducteurs électriques, a été adaptée pour le dépôt
d’un matériau ferromagnétique. Le plus souvent, il s’agit d’un
alliage de fer et de nickel qui est plus connu sous son nom anglo-
phone permalloy. Pour des raisons technologiques la teneur en
fer de cet alliage a toujours été limitée à 20 % environ, avec le
pourcentage restant de nickel. Les caractéristiques magnétiques
du matériau n’excellent donc pas avec des inductions de satura-
tion entre 0.8 T [23] et 1.0 T [3].

Les deux applications principales pour lesquelles les systèmes
réluctants ont été développés en technologie MEMS sont :

– les micro-relais : [21] et [25] ;
– les micro-actionneurs : [27], [23], [22] et [29].

Le principe de fonctionnement des micro-relais réluctants est
très simple. Une plaque ferromagnétique mobile est attirée par
le circuit magnétique fixe lorsque les bobines sont alimentées
(Fig. 2.7). Lorsque la plaque mobile est en contact avec la partie
fixe, le micro-relai est fermé et un courant peut le traverser. Le
contacteur doit présenter la résistance électrique la plus faible
possible lorsqu’il est fermé. C’est la raison pour laquelle une
force de contact relativement élevée est requise. Ce besoin est
facilement garanti par ce type d’actionneur qui est caractérisé
par une force croissante lors de la diminution de l’entrefer.

Le micro-relai présenté par [21] est constitué par un wafer
en FeSi, deux bobines planes avec deux couches de spires et
une plaque mobile en fer-nickel (20% / 80%) électrodéposée.
Les éléments les plus remarquables de ce système sont les bo-
bines planes fabriquées sur deux couches et qui comptent 127
spires. Ce micro-relai nécessite une puissance de 14 mW pour
être actionné. Ses caractéristiques principales sont données à la
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Circuit magnétique

Bobine

Levier

Contact A

Plaque supérieure

Contact B

Ancrage

Contact A

Contact B

Plaque sup.

Figure 2.7 – Schéma du micro-relai réluctant développé par [25]

Table 2.3 qui résume les performances de tous les actionneurs
présentés dans cette section.

Le premier micro-actionneur réluctant [23] est présenté en
1993. Il a une bobine en forme de méandre (Fig. 2.8) et la par-
tie mobile est constituée par un levier suspendu en fer-nickel
(19% / 81%). La flèche du levier varie en fonction du courant
injecté dans la bobine. Ce système est le premier qui utilise des
bobines en forme de méandre. Il développe une force de quelques
centaines de nN.

En 1997, [29] propose d’utiliser les deux faces d’un wafer pour
réaliser un micro-actionneur réluctant. Cette idée permet de re-
fermer le chemin du flux magnétique en adaptant une géométrie
tridimensionnelle à une technologie planaire. La face supérieure
du wafer est utilisée pour les bobines planes et le levier mobile,
tandis que sur la face inférieure une couche de permalloy boucle
le circuit magnétique (Fig. 2.9).
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Figure 2.8 – Principe des bobines en forme de méandre [23]. Le
conducteur électrique est planaire tandis que que le
circuit ferromagnétique à une géométrie tridimension-
nelle

Figure 2.9 – Coupe du micro-actionneur utilisant les deux surfaces
du wafer pour refermer le flux magnétique [29]. La
bobine plane est schématisée en noir et le fer-nickel en
gris

Cette astuce a également été utilisée en 2000 par [22] afin de
réaliser un actionneur électromécanique universel. L’avantage de
ce nouveau système consiste à avoir tout le système électroma-
gnétique sur la face inférieure de la plaque de silicium comme
montré à la Fig. 2.10. Cette démarche peut être adaptée à de
nombreuses applications puisque la surface supérieure du wa-
fer contient uniquement la partie mobile qui est développée par
rapport aux besoins finaux.
Ce système est aussi le premier intégrant une bobine hélicöıdale
micro-fabriquée qui compte 62 spires. Pour tester son principe,
[22] utilise un levier comme partie mobile.

Le dernier actionneur réluctant que nous avons décidé de
décrire a été présenté dans une publication parue en 2009 [27].
Elle décrit un micro-actionneur à peigne électromécanique qui
a la même géométrie qu’un système électrostatique usuel (Fig.
2.11). Les peignes sont réalisés par électrodéposition d’un alliage
de fer-nickel (22 %/78 %) tandis que les bobines sont obtenues
en enroulant un fil de cuivre autour d’un noyau micro-fabriqué.
La particularité de cet actionneur est donnée par les grands dé-
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Figure 2.10 – Schéma du micro-actionneur développé par [22]. Il
est caractérisé par une bobine héliocöıdale sur la face
inférieure du wafer et par la partie mobile (pas repré-
sentée) sur l’autre. Un circuit magnétique à travers
le silicium permet son actionnement

placements possibles de l’ordre de 100 µm : 10 fois supérieurs
à ceux qui sont obtenus par les autres systèmes réluctants. Des
distances de cet ordre de grandeur ne sont même pas imaginables
avec des actionneurs électrostatiques puisque la force électrosta-
tique est inversement proportionnelle au carrée de la distance
séparant les deux électrodes [4].

2.4.3 Actionneurs électromagnétiques

D’un point de vu théorique, cette classe de systèmes électro-
mécaniques garantit des bonnes performances également dans
le domaine des microsystèmes. Cette caractéristique est assurée
par la présence d’un aimant permanent qui fait office de partie
mobile.
Même si les actionneurs électromagnétiques ont un énorme po-
tentiel, ils n’ont pas encore été pleinement étudiés et un nombre
très limité de publications traite ce sujet. Ce manque d’inté-
rêt est justifié par la difficulté actuelle de réaliser des micro-
aimants. Cet obstacle sera sûrement surmonté dans le futur avec
la constante amélioration des techniques de fabrication.

Actuellement, aucune publication ne présente un actionneur
électromagnétique complètement intégré. Ils sont obtenus soit
en assemblant un aimant permanent fritté à un microsystème
contenant des bobines [15], soit en utilisant un électroaimant
usuel pour actionner une structure avec des aimants micro-
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ABSTRACT 
We present the first electromagnetic comb drive 

actuator which allows for large, linear actuator motion at 

large air gap widths of 25 µm and a structural height of 

400 µm. Previously reported designs require very narrow 

air gaps of 3 µm at structural heights of up to 1 mm [1] 

which makes them sensitive to operate, and challenging to 

fabricate. The new design reduces the reluctance by a 

parallel connection of several pole shoes as is well known 

for electrostatic actuators, which reduces the current 
consumption and linearizes the current - displacement 

characteristic. Magnetic and mechanical material proper-

ties are measured for an accurate simulation of the system 

behavior. Experimental results verify the theoretical 

predictions. 

 

1. INTRODUCTION 

Most actuators, which are found in literature for 

micro-scaled applications, are of the capacitive type [2-4]. 

Electromagnetic actuators, however excel by higher 

achievable energy densities and can be reasonably 

operated with relatively large air gap widths in 

comparison to electrostatic actuators [5, 6]. This makes 

them more powerful, insensitive to environmental dust 

particles and simple to control since high voltages are not 

required. The maximal achievable actuator forces are 
limited only by material saturation and heat generation of 

the driving coils. Recently published electromagnetic 

actuators can be classified into three basic types according 

to their air gap configuration (Fig. 1).  

 

 
 

Figure 1: Basic pole shoe geometries. g0 represents the 
initial displacement, A the overlap area.  
 

The first type features facing pole shoes in a serial 

configuration where the distance of the two faces chances 

with displacement [6, 7]. This set-up shows classical pull-

in behavior at 1/3 of its maximum displacement, which 

drastically limits the controllable range. This configura-

tion is commonly used for relay applications where large 

contact forces are required. The second type features parallel 

pole shoes in a serial configuration where the overlap area 

changes with displacement. This allows for a continuous 

plunger displacement at a moderate current consumption 
[1, 6]. Type III actuators feature both characteristics. The 

overlap area as well as the gap distance changes with 

displacement. The pole shoe geometry has a big influence on 

the actuator performance [8]. This paper analyzes this 

influence, which leads to a new type of actuator featuring 

several type II actuators connected in parallel, and which 

resembles an electrostatic comb drive (Fig. 2).  

 
 

Figure 2: Magnetic comb drive actuator made of Nickel-Iron 
(78/22) in a LIGA process with n = 2 and n = 8 comb fingers. 
One coil is removed for better visibility. The yoke is externally 
wound and plugged into the prefabricated assembly slots for 
easy replacement. The movable plunger structure is suspended 
by four folded blade springs.  
 

2. MODELLING 

The behavior of the three air gap types is described by a 

network model, where each air gap is represented by a 
displacement dependent reluctance RGap under the assumption 

that the material permeability µr >> 1 and consequently all 

magnetic field lines remain within the ferromagnetic core, so 

that the actuator can be represented in a network model in 

analogy to an electrical circuit [6, 9] (fig. 3). 

 

 
 

Figure 3: Network model of a serial magnetic with two 
displacement dependent air-gap reluctances and the parasitic 
reluctances RPlunger and RStator.  

978-1-4244-1793-3/08/$25.00 ©2008 IEEE MEMS 2008, Tucson, AZ, USA, January 13-17, 2008479

Figure 2.11 – Photo de l’actionneur réluctant à peigne présenté
dans [27] et [33]

fabriqués [30]. Pour développer un micro-actionneur performant
et entièrement en technologie MEMS, il faudrait utiliser un ai-
mant permanent puissant et des bobines efficaces tout en garan-
tissant une complexité de fabrication limitée. Malheureusement,
ce résultat est très difficile à obtenir avec le savoir-faire actuel.

En 1991, [15] présente un actionneur constitué par un levier
en silicium micro-usiné sur lequel a été collé un aimant perma-
nent fritté (NdFeB) de 1.5 × 1.5 × 1.0 mm3 (Fig. 2.12). Son
induction rémanente est de 1.1 T. Le levier est actionné grâce à
une bobine plane qui compte 17 spires.
Contrairement aux systèmes réluctants qui peuvent générer seule-
ment une force attractive, cet actionneur permet un déplacement
bidirectionnel en fonction de la polarité du courant. Une course
totale d’environ 160 µm a été observée pour un courant compris
entre ± 300 mA. Des détails supplémentaires sur les caractéris-
tiques de cet actionneur sont donnés à la Table 2.3.
L’intérêt de cet actionneur réside dans son esprit innovateur
pour le début des années 1990. À l’époque où l’actionnement
des MEMS se faisait quasi exclusivement par des moyens élec-
trostatiques caractérisés par une course très faible et une force
unidirectionnelle, un tel système représentait une petite révolu-
tion.

En 2002, [30] décrit un actionneur très similaire à celui qui
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Figure 2.12 – Schéma de l’actionneur électromagnétique réalisé par
[15] et qui contient un aimant permanent fritté

vient d’être présenté [15]. Il se différencie par le fait que les ai-
mants permanents sur le levier en silicium sont micro-fabriqués
tandis que l’actionnement est garanti par un électroaimant du
commerce (Fig. 2.13). Une matrice d’aimants en CoNiMnP d’une
épaisseur d’environ 20 µm est électrodéposée dans un moule de
résine photosensible. Leur induction magnétique rémanente est
très faible : 190 mT.
Un déplacement de ± 80 µm a été observé pour une puissance
électrique d’entrée de 142 mW. Par rapport aux autres sys-
tèmes décrits dans la littérature, l’actionneur présenté par [30]
est celui qui affiche les meilleures caractéristiques. Ces résultats
confirment les estimations obtenues avec les lois de similitude qui
démontrent le potentiel des systèmes électromagnétiques minia-
turisés.

2.4.4 Actionneurs réluctants polarisés

Les actionneurs réluctants polarisés peuvent être définis com-
me des systèmes réluctants ayant un aimant permanent en ap-
puis. En effet, l’induction magnétique qui met en mouvement
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Figure 2.13 – Schéma de l’actionneur électromagnétique composé
d’une matrice d’aimants électrodéposés et d’un élec-
troaimant du commerce [30]

la partie ferromagnétique mobile est toujours générée par une
bobine. L’aimant est utilisé pour augmenter l’efficacité de la bo-
bine et pour créer des positions stables garanties même lorsque
le système n’est pas alimenté.
En général ce type d’actionneur est plus performant que les sys-
tèmes purement réluctants. La possibilité d’avoir des positions
stables sans l’ajout d’énergie supplémentaire est aussi un atout
très important pour certaines applications. Paradoxalement, cet
avantage devient son principal inconvénient surtout dans le do-
maine des MEMS. Pour mettre en mouvement le système, il faut
générer une force supérieure à la force de positionnement. D’un
point de vu énergétique, cette tâche devient souvent difficile à
accomplir avec des bobines micro-fabriquées. En effet, pour ob-
tenir ce résultat avec un nombre de spires limité, une puissance
électrique très élevée est nécessaire.

Ces considérations sont confirmées par les résultats obtenus
avec le micro-actionneur décrit par [26]. Ce système en forme
de E est constitué d’un levier qui bascule entre deux positions
stables qui permettent de refermer le flux sur un demi-circuit
magnétique (Fig. 2.14). Il est réalisé sur une surface de 6 × 7
mm2.
Le circuit ferromagnétique est obtenu par électrodéposition d’un
alliage de fer-nickel (30 %/70 %) dans un moule réalisé avec une
résine photosensible. Son épaisseur est de 105 µm. La bobine qui
compte au total 60 spires, est enroulée manuellement autour de
la structure métallique à travers des trous créés dans le substrat
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Figure 2.14 – Géométrie de l’actionneur présenté dans [26]. L’ai-
mant permanent, en noir, qui se trouve à la base du
levier, garantit deux positions stables au système. La
bobine est enroulée à la main autour de la structure
ferromagnétique aux deux endroits indiqués sur le
schéma

en céramique à l’aide d’un laser. Un aimant permanent fritté de
1 mm × 1 mm × 1 mm est assemblé à la base du levier.
La puissance électrique de plusieurs Watt qui est dissipée pour
déplacer le levier, met en évidence le problème qui a été discuté
auparavant. En fonction de l’application prévue, un compromis
doit être trouvé entre la force de maintien dans les positions
stables et l’énergie nécessaire pour le basculement parce qu’un
pic de courant de 1.25 A ne peut pas toujours être fourni (Table
2.3).

Un autre exemple d’actionneur réluctant polarisé est décrit
par [18]. Ce système est employé comme micro-relai et peut être
difficilement utilisé comme actionneur lorsqu’une force externe
doit être fournie. Le principe de fonctionnement est différent des
autres et se base sur la magnétisation préférentielle d’un levier
ferromagnétique doux. Lorsque la longueur du levier est beau-
coup plus grande que sa largeur et son épaisseur, elle devient
la direction préférentielle de magnétisation (easy axis). Si une
telle structure est placée dans un champ magnétique constant,
un couple est exercé sur le levier afin d’aligner son axe de ma-
gnétisation préférentiel avec le champ externe. Le couple peut
être en sens horaire ou antihoraire en fonction de la position
initiale de la partie mobile.
L’actionneur présenté par [18] montré à la Fig. 2.15 est consti-
tué d’un levier ferromagnétique doux, sous lequel se trouve une
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(a)

(b)

Figure 2.15 – Schéma du micro-relai développé par [18]. (a) vu de-
puis le dessus, (b) vu depuis le coté

bobine plane micro-usinée et un aimant permanent fritté qui gé-
nère un champ magnétique constant H0 (B0 = 37 mT) qui suffit
à garder le relai dans les positions ”on” ou ”off”. Le basculement
du contacteur est obtenu en changeant le sens de magnétisation
du levier le long de son axe préférentiel en appliquant, à l’aide
de la bobine, un champ magnétique temporaire plus important
que le champ permanent.
Cet exemple a pour but de montrer que dans le domaine des
microsystèmes, des nouvelles méthodes d’actionnements non ex-
ploitables à grande échelle peuvent devenir envisageables.

2.4.5 Actionneurs électrodynamiques

Les systèmes électrodynamiques sont caractérisés par une
bobine mobile et un aimant permanent ou électroaimant fixe.
Ces actionneurs présentent un gros désavantage lors d’une in-
tégration en technologie MEMS. Les bobines micro-fabriquées
sont réalisées au moyen de l’électrodéposition d’un couche mince
de métal. Elles sont donc difficilement mobiles. Au plus, elles
peuvent fléchir mais ces déformations risquent d’endommager
le conducteur électrique. Cette contrainte est la raison pour la-
quelle une seule publication présente un système de ce type dans
le domaine des MEMS.

L’actionneur décrit par [20] est constitué d’une plaque micro-
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usinée qui est retenue par deux leviers comme montré à la Fig.
2.16. Sur la plaque, une bobine plane est électrodéposée et ses

Figure 2.16 – Schéma du seul micro-actionneur électrodynamique
réalisé en technologie MEMS [20]

contacts électriques sont reliés par une ligne métallique sur cha-
que levier. La plaque peut fléchir vers le haut ou vers le bas en
fonction de la polarité du courant injecté. Un électroaimant est
placé sous le système.
Selon les résultats publiés par [20], un courant de ± 50 mA peut
être injecté à travers les trois spires qui composent la bobine.
Lorsque sa valeur est de 40 mA, un déplacement de ± 100 µm
est mesuré. La force obtenue est estimée à quelque micronewton
tandis que la puissance dissipée vaut environ 70 mW.
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Table 2.3 – Résumé des caractéristiques principales de certains ac-
tionneurs électromécaniques présentés dans la littéra-
ture
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2.5 Moteurs rotatifs

Les moteurs électromécaniques miniaturisés sont beaucoup
moins présents dans la littérature que les actionneurs du même
type. Seuls deux des classes présentées pour les systèmes li-
néaires sont aussi développées sous forme rotative : les types
réluctants ( [24] et [34]) et électromagnétiques ( [16] et [35]). En
plus de ces deux types, nous trouvons des exemples de micro-
machines asynchrones ( [36] et [37]).

2.5.1 Moteurs réluctants

Trois publications intéressantes sont parues en 1993. Deux
d’entre elles traitent des exemples de moteurs réluctants com-
plètement intégrés en technologie MEMS [24] et [34].

Le micromoteur réluctant triphasé présenté par [34] a 6 pôles
au stator et 4 pôles au rotor (comme la version plus récénte
montrée à la Fig. 2.5 qui a été développée par le même groupe
de recherche). Les deux parties sont électrodéposées sur deux
plaques de silicium différentes et assemblées par la suite sur un
troisième substrat. L’épaisseur du stator vaut 150 µm tandis que
celle du rotor est de 55 µm. Cette différence réduit sensiblement
le frottement lors de la rotation parce que le rotor lévite grâce
aux forces réluctantes verticales. Une hauteur de lévitation jus-
qu’à 50 µm a été mesurée.
Le matériau utilisé pour les parties magnétiques de ce moteur
est le nickel qui est aussi employé pour réaliser les bobines. Elles
ont une forme hélicöıdale autour des pôles statoriques et sont
fabriquées d’une façon assez particulière. La première couche
est métallisée sur la surface du wafer qui sera ensuite utilisée
comme support pour le moteur (Fig. 2.17 (a)). Puis, les parties
verticales des bobines sont électrodéposées à travers un moule
de résine photosensible en même temps que l’axe du moteur et
les goupilles qui servent pour le positionnement du stator (Fig.
2.17 (b)). Ensuite, après avoir assemblé le stator et le rotor,
la partie supérieure des spires est obtenue en soudant un fil
d’aluminium d’un diamètre de 32 µm entre les parties verticales
réalisées précédemment en nickel (Fig. 2.17 (c)).
Des moteurs avec deux rotors de diamètres différents ont été
réalisés et testés. Le plus petit a un diamètre de 285 µm tandis
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a) b) 

Fig. 3. B-H curves of electroplated nickel. Fig. 3a shows the B-H curve of an as-electroplated film and Fig. 3b shows the 
resulting change for the same film annealed to 650°C for one hour in nitrogen. The scales on both graphs are the same. The B 
axis, however, is not calibrated. 

LIGA BASED MICROMOTOR FABRICATION 
SEQUENCE 

Current magnetic micromotor fabrication requires 
four optical mask levels in addition to two x-ray masks. A 
simplified cross-sectional sequence is shown in Fig. 4. The 
motor levels may be fabricated on a variety of flat substrates 
including materials such as glasses, metals and 
semiconductors. Three inch silicon substrates are used in the 
current process to allow fabrication of integrated silicon p-n 
junction photodetectors. The process begins by growing a 0.6 
pm thermal oxide to electrically isolate the substrate. The first 
mask level defines the photodiode geometry through this 
oxide. An implant, drive, and oxidation follows. Contact to 
the photodiodes is defined by the second mask level. A 
metallization level is then deposited consisting of 4 pm of 
nickel on a 300A Ti adhesion layer. This metallization layer is 
patterned with the third mask to define current winding vias 
which lie under the stator poles as well as photodiode 
connection runners. Fig. 4a. shows the processing cross 
section at this point. 

Motor fabrication continues with a 2.0 pm deposited 
oxide to provide isolation between the windings and the 
magnetic paths. This oxide layer is defined by the fourth mask 
to open up contact areas to the nickel metallization layer for 
coil and photodiode connection. Deep x-ray lithography and 
electroplating sequences follow. First, a plating base of 300A 
Ti plus 300A Ni is sputtered which is covered by a cast 
PMMA layer of several hundred microns. The first x-ray 
mask is used to expose the areas of PMMA where nickel will 
be electroplated and permanently attached to the substrate. 
These areas include the vertical portions of the coil, the rotor 
bearing post, and guide pins for the stator. Removal of 

PMMA and plating base in the field regions completes 
processing for this level (Fig. 4b.). The stator and rotor are 
defined with a second x-ray exposure on a substrate which is 
provided with an unpattemed sacrificial layer. Since the stator 
and rotor are assembled, different designs may be tested on the 
same motor substrate pattern. Thus, rotors with various 

1 electroplated Ni \ 

Si substrate I 

wire bonds h \  assembled stator 

Si substrate I 
Fig. 4. 
section. 

Simplified processing sequence shown in cross 

9 

Figure 2.17 – Processus de fabrication utilisé par [34] pour réaliser
un micromoteur réluctant

que le diamètre du plus grand vaut 423 µm. Dans les deux cas,
l’entrefer est de 3 µm. Les caractéristiques de ce moteur sont
résumées dans la Table 2.4.
L’article met en évidence les vitesses très élévées qui ont été
mesurées. Le moteur avec le rotor d’un diamètre de 285 µm a
atteint 30’000 rpm et son couple théorique est estimé à 1 nNm.
Un autre aspect très intéressant du travail présenté dans [34] est
l’intégration sur le même wafer d’un capteur optique qui permet
de mesurer la position du rotor. Une photodiode (jonction p-n
visible sur la Fig. 2.17) est réalisée sur la surface de la plaque
de silicium avant la fabrication des bobines. Cette démarche est
très intéressante dans la mesure où elle ne complexifie pas de
façon trop importante le processus de fabrication du système
complet. Cette solution exploite au maximum le potentiel des
microsystèmes qui permettent l’intégration de la microélectro-
nique, des capteurs et des éléments mécaniques dans une même
puce.

La version rotative de l’actionneur réluctant présenté au-
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paravant [23] est décrite dans [24] (Fig. 2.18). Comme dans le

Figure 2.18 – Schéma du micro-moteur réluctant réalisé par [24] et
présenté dans le brevet US 5,710,466

cas de [34], le stator et le rotor sont fabriqués séparément afin
d’avoir des épaisseurs différentes. Dans [24], les deux éléments
sont obtenus par l’électrodéposition d’un alliage de fer (19%) et
de nickel (81%) dans un moule en polyamide. Le stator a une
épaisseur de 120 µm et le rotor de 40 µm. Le rotor est constitué
de 10 pôles et le stator, qui compte 12 pôles, est triphasé et les
bobines sont en forme de méandre.
Ce moteur, d’un diamètre externe de 1.4 mm, peut délivrer un
couple maximal théorique de 3.3 nNm et la vitesse maximale
mesurée est de 500 rpm. Un autre résultat intéressant qui a été
obtenu pendant des essais montre qu’un courant continu entre
2.5 A et 3 A peut être injecté dans les bobines sans provoquer de
dégât. Ce qui signifie qu’une densité de courant d’environ 6000
A/mm2 est supportée par ces bobines.

2.5.2 Moteurs électromagnétiques

Au niveau des systèmes électromagnétiques, les premiers mo-
teurs présentés sont ceux traités dans [16] qui décrit plusieurs
configurations possibles basées sur le même principe. Il utilise
toujours des bobines planaires micro-fabriquées auxquelles il as-
semble un aimant permanent fritté. Il présente deux moteurs
linéaires dans lesquelles l’aimant avance soit en glissant, soit en
roulant et un moteur rotatif dans lequel un aimant circulaire
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magnétisé radialement tourne sur lui-même (Fig. 2.19 et Fig.
2.20). C’est la description de cette dernière version que nous
allons approfondir.
L’aimant permanent en SmCo a un diamètre de 1.4 mm et une
hauteur de 1.0 mm. Son induction rémanente vaut 0.85 T. Il
est posé sur une plaque de silicium avec 4 bobines planes (Fig.
2.19). La particularité de ce moteur est qu’il n’a ni axe ni paliers.

Figure 2.19 – Photo du micromoteur rotatif réalisé par [16]

L’aimant cylindrique est plein et simplement posé sur le wafer.
Il est guidé par une plaque en verre qui est placée sur le wafer
et qui a un trou d’un diamètre légèrement supérieur à celui de
l’aimant permanent (Fig. 2.20).

Figure 2.20 – Vue en coupe du moteur électromagnétique de [16]

Ce micromoteur biphasé peut être utilisé soit comme moteur
pas-à-pas avec 4 ou 8 pas par tour en fonction de l’alimentation
des bobines, soit comme moteur synchrone jusqu’à une vitesse
maximale de 2’000 rpm. Son couple théorique est de 116 nNm.

D’autres micromoteurs électromagnétiques ont été dévelop-
pés au sein du LEG de Grenoble dans les années 2000. [35] pré-
sente en 2006 un résumé de ce travail de recherche. Des mo-
teurs de 3 mm, 5 mm et 8 mm de diamètre ont été étudiés,



34 CHAPITRE 2. ETAT DE L’ART

mais [35] décrit principalement le système le plus grand, celui
dont le diamètre actif est de 8 mm. Contrairement au système
qui vient d’être présenté [16], le LEG travaille sur des moteurs à
flux axial. Ils utilisent un double stator comptant deux couches
de spires à l’intérieur duquel il y a l’aimant permanent qui joue
le rôle de rotor. La Fig. 2.21 montre une coupe de la géométrie
du moteur qui a été dimensionné pour un entrefer de 100 µm.
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Fig. 23. (a) Assembled 8 mm micromotor. (b) Zoom on the 1/60 gear re-
ductor.

TABLE II
IMPEDANCE VALUES

means that until 400 000 r/min for (750 000 r/min for
), reactive effects remain negligible.

1) Structure: The twin-stator structure allows the motor to
be powered using one stator only, while the second stator serves
as a test bench or as a generator. This enables to measure the
EMF and thus to determine the mechanical characteristics of
the motor. The maximum speed achieved with a 15 4 motor
in open loop is 84 000 r/min. A three-phase EMF of amplitude
3.8 V p/p was measured (Fig. 24) on the second stator.

As each stator can be used in turn as a motor and as a gener-
ator, the EMF constants were measured for both stators (lower
and upper) of each motor and then compared to the EMF con-
stants computed for the designed rotor-stator distance of 100

m (Table III).
There are discrepancies between the computed values and the

values measured on the various stators. This is due to the fact
that the distance between rotor and stator, which is in theory
designed to be 100 m, is not respected from one motor to the
other. The position of the rotor between the stators is determined
by the distance between the stators and by the position of the
ruby bearings (Fig. 25). These distances vary due to individual
fabrication.

Discrepancies seem larger for the 8 4type, and both EMF
values are higher than expected (5.94 V/rpm), indicating that
rotor and stators are closer than 100 m. In order to verify this

Fig. 24. Synchronous generator (15� 4 type) at 84 000 r/min, generating a
three-phase EMF with period 50 �s and with a perfect sinusoidal shape.

TABLE III
EMF CONSTANTS (�V/RPM)

Fig. 25. Position of the rotor between the stators.

hypothesis, a precise measurement of the geometry was carried
out on this prototype. The upper stator-rotor distance was 34

m, the measured EMF constant was 7.10 V/rpm, and the cal-
culated one was 7.01 V/rpm. The lower stator-rotor distance
was 85 m, the measured EMF constant was 6.25 V/rpm, and
the calculated one was 6.18 V/rpm.

2) Torque—Supply Current: the calculated torque of the mo-
tors is in the range of about Nm, depending on the
supply current. Since the output axis is only m thick,
it is difficult to measure the real output torque with good preci-
sion. Thus the operating torque factor must be deduced from
the EMF constant using the following equation (Table IV):

for one stator

During tests the input current was kept below 0.35 A, which
gives a gross operating torque of 220 for the 15 4 type
twin-stator motors. However, a phase-shift exists between the
EMF E and the input voltage V which reduces the output torque.

Figure 2.21 – Coupe du moteur présenté par le LEG de Grenoble
[35]. Un aimant magnétisé axialement est mis entre
deux disques statoriques

L’aimant permanent en SmCo a une épaisseur de 500 µm et son
induction magnétique rémanente vaut 1.0 T. Il est magnétisé
axialement et compte 8 ou 15 paires de pôles en fonction de la
configuration électrique choisie. Trois moteurs différents ont été
testés : un avec 8 paires de pôles (p = 8) et 4 phases (m = 4),
un avec p = 15 et m = 3 et le dernier avec p = 15 et m = 4.
La Table 2.4 résume les caractéristiques du moteur ayant 15
paires de pôles et 4 phases. A noter qu’en boucle ouverte une
vitesse de 84’000 rpm a été atteinte.
Des problèmes thermiques ont été évoqués dans l’article. Pen-
dant des essais avec un courant efficace de 350 mA, la tempé-
rature du stator est montée à 300°C après une minute d’entrâı-
nement. Selon [35], ce problème peut être simplement résolu en
posant le moteur sur une plaque conductrice de chaleur.

2.5.3 Moteurs asynchrones

Les moteurs asynchrones ont aussi fait l’objet d’études dans
le domaine des microsystèmes. Selon [36], ils ont été développés
pour combler les lacunes dans le domaine des MEMS de puis-
sance. Le but de [36], [37] et [38] est de développer un système
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qui puisse être utilisé comme micro-générateur. Il doit supporter
des très hautes vitesses ainsi que des températures élevées.
La solution retenue est basée sur un micromoteur asynchrone
planaire. Un disque ferromagnétique faisant office de rotor est
placé sur un stator biphasé micro-usiné (Fig. 2.22). La force est
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Fig. 1. The topology of the magnetic induction micro machine consists of
planar surfaces extruded into the axial dimension. The rotor spins on top of the
stator, supported by air bearings. Coupling to the mechanical domain is achieved
via fan blades on the top side of the rotor (not shown here).

built using current MEMS fabrication techniques, mainly planar
photolithography and electroplating [8], [9]. Both the rotor and
the stator will be fabricated out of thick electroplated layers of
nickel-iron (NiFe) and copper, with SU-8 epoxy used as a mold,
structure material and insulating layer.

In the micro engine architecture, the rotor is supported over
the stator via two sets of air bearings [10]–[13]. A set of thrust
bearings provide air flow on either side of the rotor to coun-
terbalance against gravity and the attractive magnetic force be-
tween the rotor and the stator. Journal bearings, in turn, provide
restoring forces on the sidewalls of the rotor for rotational sta-
bility. The active rotor surface area matches that of the stator for
maximum power given the available real estate. The stator con-
sists of two phases carrying currents in quadrature through elec-
troplated copper windings. In motoring mode, input currents
create a traveling flux on the stator surface, which induces and
acts on currents in the rotor conductor, pulling the rotor with
it. The mechanical rotation speed of the rotor lags the rate at
which the input current waveforms travel around the stator by
an amount called the slip frequency. In generation mode, the sit-
uation is reversed: it is the mechanical rotation of the rotor that
induces stator currents, which lag behind the rotor.

In order to reduce fabrication complexity, each phase contains
a one-turn winding. Accordingly, very large current values are
needed to achieve high-power densities and winding losses gen-
erate significant heat. Fortunately, the small scale of the mag-
netic induction micromachine, in conjunction with the good
thermal contact between its electroplated stator layers, ensures
an isothermal device which can be cooled very effectively.

In the first of this three part series on magnetic induction
micromachines, we show in detail how the performance of
the magnetic induction micro machine can be predicted via a
fast and accurate modeling methodology based on magnetic
boundary layers and magnetic circuit analysis. The model
presented here assumes laminated devices and operating flux
densities below the saturation value for NiFe; hence, stator
eddy currents and nonlinear material effects are not consid-
ered. The predicted performance of an initial design, which
is significantly better than previously demonstrated MEMS
motors [5], [7], [14], [15] is presented. The fabrication and

Fig. 2. The rotor and the stator of a typical magnetic induction micro machine
that will be built. The dimensions given are representative for the induction
motor designed here.

Fig. 3. The circular symmetry of the micromachine allows mapping the
geometry into the Cartesian plane for a given radius.

testing of a prototype magnetic induction micro motor is dis-
cussed in the next part of this paper series [21]. Finally, Part
III introduces a time-domain modeling methodology to explain
for eddy currents and nonlinear material effects within the
micromachine [22].

II. GEOMETRY AND ANALYSIS

The magnetic induction micro machine is composed of planar
structures, extruded in the axial dimension. Fig. 2 depicts a typ-
ical magnetic induction micromachine that could be built with
current MEMS technology.

In the following sections, we derive the relevant relationships
for obtaining the output torque of the machine. Our approach in-
volves mapping the circular geometry of the micro machine into
the Cartesian plane at different radii (see Fig. 3) and integrating
our results over the entire active region to obtain numerical
predictions about machine performance. The periodicity of the
winding pattern is used to enforce periodic boundary conditions
on the computation space, thereby reducing the problem size.
The inherent assumption in this two-dimensional (2-D) method
is that the problem extends infinitely into the page. Analysis
proceeds via a multimodal approach that incorporates magnetic
diffusion in two-dimensions for the uniform spatial layers just
above the stator, and coupling this physics to a magnetic circuit

Figure 2.22 – Schéma du micromoteur asynchrone développé par
[38]

générée par l’interaction entre le champ magnétique tournant
créé dans l’entrefer par les bobines statoriques et les courants
de Foucault induits dans le rotor par ce même champ tournant.

Le premier système présenté dans [36] a un rotor en FeNi
ou en CoFeNi en forme d’anneau qui a été électrodéposé sur
une épaisseur de 250 µm. Son diamètre interne est de 6 mm et
celui externe de 10 mm. Un anneau en cuivre d’une épaisseur de
20 µm est électrodéposé sous la structure ferromagnétique pour
améliorer la génération des courants de Foucault dans le rotor.
Le stator biphasé compte 8 paires de pôles et est réalisé avec
une bobine plane en cuivre qui est en forme de méandre. Il y a
donc une seule spire par pôle.
Les essais effectués sur ce moteur ont démontré un couple maxi-
mal de 2.5 µNm lorsque le stator est alimenté avec un courant
de 8 A et lorsque l’entrefer vaut 25 µm. Ceci correspond à une
puissance électrique d’entrée de 12.8 W pour une puissance de
sortie de 0.25 W. Le rendement est alors de 1.9 %.

Des meilleurs rendements sont estimés dans le travail pré-
senté dans [37] et [38]. La puissance de sortie théorique déter-
minée lors du dimensionnement par [38] devrait être de 11.5 W
pour une puissance d’entrée de 23.9 W, ce qui correspond à un



36 CHAPITRE 2. ETAT DE L’ART

rendement de 48 % à 2’400’000 rpm.
Dans cet exemple, le disque ferromagnétique utilisé comme rotor
a un diamètre de 4 mm et une épaisseur de 500 µm. Pour aug-
menter les courants de Foucault, une couche de 8 µm d’alumi-
nium est électrodéposée sous le rotor. Les essais de cette machine
ont montré un couple maximal de 300 nNm lorsque le stator est
alimenté par un courant de 6 A d’amplitude et lorsque l’entrefer
vaut 75 µm.
Le stator a la même géométrie que celui présenté par [36] : une
bobine en cuivre est électrodéposée en forme de méandre autour
des 6 ou 8 paires de pôles.

Les publications qui viennent d’être décrites, mettent en
avant les caractéristiques de ce type de moteur. Le couple est
créé par l’interaction entre un champ magnétique tournant et
des courants de Foucault qui doivent être induits dans le rotor.
Ce principe s’adapte très bien à des systèmes avec des densi-
tés de courant ou des vitesses élevées afin de pouvoir créer des
courants induits suffisants à générer du couple.
Ces systèmes décrits dans [36], [37] et [38] s’inscrivent parfai-
tement dans le cadre de leur application de micro-générateur
de puissance qui tournent à des vitesses très élevées mais ils
ne pourraient pas être utilisés comme micromoteurs lorsqu’une
faible puissance d’entrée ou un bon rendement sont imposés.
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Table 2.4 – Résumé des caractéristiques principales de certains mi-
cromoteurs présentés dans la littérature



38 CHAPITRE 2. ETAT DE L’ART

2.6 Conclusions

Ce chapitre a mis en évidence plusieurs aspects très intéres-
sants qu’il faudra considérer lors du choix de l’entrâınement à
développer dans le cadre de ce projet. Le plus important est
sans doute le dilemme entre complexité de fabrication et perfor-
mances. À plusieurs reprises, nous avons montré que l’accroisse-
ment des performances implique toujours une complexification
de la mise en œuvre. C’est un sujet qu’il ne faudra pas négliger
et qui aura une grande influence lors du choix du type et de
la géométrie de l’entrâınement. À un certain moment, il faudra
trouver un compromis qui puisse satisfaire les contraintes impo-
sées par le cahier des charges tout en permettant la réalisation
du microsystème avec les techniques de fabrication actuelles.

L’autre aspect fondamental qui ressort de ce chapitre est que
la présence d’un aimant permanent est indispensable pour dé-
velopper un microsystème électromagnétique performant. Cette
condition implique une solution hybride étant donné que le savoir-
faire actuel ne permet pas de micro-fabriquer des aimants de
bonne qualité. La littérature présentée le démontre parfaite-
ment.
Les systèmes réluctants constituent la solution idéale pour l’inté-
gration complète en MEMS mais, comme le montrent les lois de
similitude et les publications, ils présentent des caractéristiques
très limitées. Une fois de plus, le choix entre les performances
et la simplicité de fabrication doit être fait.

Le chapitre suivant sera dédié à la description du contexte de
l’étude avec notamment la présentation du cahier des charges.
Afin de chercher le système qui permet de répondre aux mieux
à ces spécifications, un catalogue des solutions sera présenté. Le
choix de la géométrie sera essentiellement basé sur les résultats
qui ont été discutés dans ce chapitre.
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3.1 Introduction

L’état de l’art met en évidence les avantages et les inconvé-
nients des différents systèmes électromécaniques. Chaque type
a ses particularités qui lui permettent de satisfaire les besoins
d’une application spécifique. Par exemple, lorsque l’aspect le
plus important est l’intégration complète en technologie MEMS,
un entrâınement réluctant semble être le plus approprié. Par
contre, si le rendement et la consommation énergétique sont les
facteurs prépondérants, un système électromagnétique sera peut
être mieux adapté. Il n’existe donc pas un type d’entrâınement
miniaturisé qui puisse être défini comme étant universel et qui
puisse satisfaire n’importe quel cahier des charges. En fonction
des caractéristiques requises, il faudra choisir le type de système
électromécanique qui s’adapte le mieux et qui respecte le plus
de contraintes.

Le travail de recherche présenté dans ce document ne peut
évidemment pas couvrir tous les domaines des systèmes élec-
tromécaniques miniaturisés. C’est la raison pour laquelle cette
étude est focalisée sur un seul type d’entrâınement qui est choisi
en fonction des objectifs fixés au préalable. Les paragraphes qui
suivent seront donc dédiés à l’encadrement du travail. En choi-
sissant le contexe de l’étude, nous pouvons définir les besoins du
nouveau microsystème et établir un catalogue des solutions. Fi-
nalement, le type d’entrâınement électromécanique qui semble
s’adapter au mieux à nos besoins est identifié. Ce processus de
sélection se base sur l’état de l’art, sur les lois de similitude et
sur une pré-étude des variantes les plus prometteuses.

3.2 Cahier des charges

Le domaine d’application de ce nouvel entrâınement électro-
mécanique est l’horlogerie. Le but est de proposer une alterna-
tive au moteur Lavet pour l’actionnement des aiguilles d’une
montre à quartz. La Fig. 3.1 montre un schéma qui explique
clairement le cadre de ce projet.

Les fonctions principales requises au système ont été identi-
fiées lors de la première phase du projet afin d’établir le cahier
des charges. Le nouvel entrâınement est développé pour un mou-
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Figure 3.1 – Schéma du cadre du projet

vement heure-minute-seconde lié et il doit au moins satisfaire les
caractéristiques du moteur Lavet [39]. L’analyse qui a été réali-
sée pour déterminer les spécifications a mis en évidence d’autres
fonctions qui ne sont pas prioritaires mais souhaitables. Dans
cette catégorie, il y a par exemple le fait d’avoir un mouvement
bidirectionnel, d’être innovant et de permettre un déplacement
rapide des aiguilles.

Les valeurs de certains paramètres, comme par exemple le
couple moteur, dépendent du type de mouvement choisi : continu
ou pas-à-pas. Par contre, d’autres grandeurs comme l’énergie né-
cessaire au déplacement de l’aiguille des secondes d’une unité,
ne dépendent pas du type de mouvement. Le cahier des charges
se résume avec les spécifications suivantes :

- Dissipation énérgétique maximale 500 nJ (1 µJ)
- Tension d’alimentation 1.5 V
- Force (système linéaire) 0.5 mN
- Course (système linéaire) 40 µm
- Couple mécanique (pas-à-pas) 7 µNm
- Couple de maintien (pas-à-pas) 15 µNm
- Couple mécanique (continu) 7 + 160 · kΩ nNm
- Vitesse maximale (continu) 300 rpm

Dans le domaine horloger, la base de temps de référence uti-
lisée pour la définition de la dissipation énergétique est toujours
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la seconde. Cette approche énergétique est préféré à la puissance
par le fait que les moteurs actuels sont des systèmes pas-à-pas.
Il faut aussi souligner que les couples mécanique et de maintien
donnés dans le cahier des charges pour un système pas-à-pas se
réfèrent à l’aiguille des secondes.
L’équation utilisée pour décrire le couple mécanique d’un mou-
vement en continu a été déterminé à l’aide de mesures sur un
mouvement quartz. Les 7 nNm correspondent au couple de frot-
tement constant de tous les mobiles pour des vitesses inférieures
à 300 rpm : lorsque les forces visqueuses sont encore négligeables.
Le couple de 160 nNm est dû au balourd de l’aiguille des se-
condes et, pour être rapporté au rotor, il est multiplié par le
rapport d’engrènement kΩ.

3.3 Catalogue des solutions

Nous allons passer en revue les différents types d’entrâıne-
ments électromécaniques existants afin de déterminer lesquels
pourraient respecter notre cahier des charges. Les considérations
qui sont faites dans cette section se basent essentiellement sur
les résultats présentés au chapitre 2.

Actionneurs électrodynamiques : Ces systèmes ne s’a-
daptent pas à une intégration en technologie MEMS parce que
leur fonctionnement est basé sur une bobine mobile. Dans le
domaine des microsystèmes, cet élément est fabriqué avec l’élec-
trodéposition d’une piste métallique rigide qui ne se prête pas à
des déplacements importants. Le seul mouvement envisageable
est en flexion. Cette limitation est la raison du manque d’intérêt
pour ces systèmes dans les MEMS.

Actionneurs et moteurs réluctants : Bien qu’actuel-
lement ces systèmes soient les seuls complètement intégrés en
technologie MEMS, ils ne présentent généralement pas de bons
rendements à petite échelle. Ils ne s’adaptent donc pas aux con-
traintes imposées par notre cahier des charges.

Actionneurs et moteurs réluctants polarisés : La pré-
sence d’un aimant permanent confère à ce type d’entrâınement
des performances qui pourraient satisfaire les contraintes impo-
sées par le cahier des charges. Les lois de similitude lui prédisent
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un bon potentiel même à l’échelle des microsystèmes. Le seul
aspect qui pourrait devenir un inconvénient est la présence de
points stables. La force réluctante et l’énergie nécessaire à la
mise en mouvement du système peuvent être partiellement défi-
nies avec sa forme. Si une géométrie caractérisée par un rapport
favorable entre les forces réluctantes et mutuelles est trouvée,
ce type d’entrâınement pourrait satisfaire nos attentes. Il fera
donc l’objet d’une analyse lors de la phase de pré-étude.

Actionneurs et moteurs électromagnétiques : Selon les
lois de similitude et les résultats publiés à ce jour, les systèmes
électromagnétiques s’adaptent très bien à nos spécifications. Ils
permettent d’avoir des rendements intéressants grâce à la pré-
sence d’un aimant permanent sans avoir les inconvénients des
points stables comme c’est le cas pour les systèmes réluctants
polarisés. L’intégration complète en technologie MEMS n’est
souvent pas la meilleure solution à cause des mauvaises carac-
téristiques des aimants permanents micro-fabriqués. Cet aspect
est confirmé dans la littérature qui décrit uniquement des sys-
tèmes hybrides. Ce type de moteur sera également traité dans
la phase de pré-étude.

Moteurs asynchrones : Ces moteurs sont performants
pour des puissances élevées comme il a été montré dans l’état
de l’art lors de la présentation des micromoteurs de [36], [37]
et [38]. Ils ont été développés pour des puissances 10’000 fois
supérieures à celle qui est prévue par notre cahier des charges.
Dans le domaine des MEMS ce type d’entrâınement est exploi-
table uniquement à des vitesses très élevées qui ne correspondent
pas aux caractéristiques recherchées.

Le cahier des charges permet de restreindre sensiblement les
solutions envisageables. Après cette première analyse, seulement
deux types d’entrâınement sont retenus : les systèmes réluctants
polarisés et les systèmes électromagnétiques.

Leur comportement est complètement différent : les systèmes ré-
luctants polarisés ont des points stables et sont développés pour
un mouvement pas-à-pas tandis que les systèmes électromagné-
tiques sont plutôt conçus pour un déplacement en continu.
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3.4 Etude de faisabilité des variantes

Dans cette section, une étude de faisabilité de quelques va-
riantes qui pourraient satisfaire nos contraintes est présentée.
Trois systèmes seront analysés :

– Actionneur linéaire réluctant polarisé ;
– Moteur réluctant polarisé ;
– Moteur électromagnétique à flux axial.

Avant de se lancer dans cette analyse, nous avons passé en
revue deux systèmes réluctants dans le but de vérifier les prévi-
sions des lois de similitude et de déterminer quel type d’action-
nement est le plus favorable. Comme attendu, les forces créées
sont trop faibles pour être exploitées dans notre application mais
cette étude a été très utile afin de déterminer quel type de dé-
placement affiche les meilleures performances.

Le premier actionneur a une géométrie similaire aux action-
neurs à peignes électrostatiques (Fig. 3.2). La force magnétique
tend à rapprocher la partie mobile à la partie fixe en diminuant
l’entrefer.

Figure 3.2 – Schéma d’un actionneur réluctant à noyau plongeant

La courbe qui décrit la force en fonction du déplacement de la
partie mobile est montrée à la Fig. 3.3.
La force est très faible tout le long du déplacement et augmente
uniquement lorsque l’entrefer devient très petit. Cette caracté-
ristique ne correspond pas à ce qui est recherché parce qu’elle
n’exploite pas de façon optimale le potentiel du système. Des
améliorations sur l’allure de la force peuvent être réalisées en
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Figure 3.3 – Profil de force normalisé crée par l’actionneur schéma-
tisé à la Fig. 3.2. Le point de départ (déplacement de
0%) correspond à l’entrefer maximal

modifiant la géométrie des deux parties de l’actionneur ou en
jouant sur la saturation avec la création de zones de faible sec-
tion [14]. Cette étude nécessite un certain temps qui ne se justifie
pas à ce state du projet. Nous préférons analyser le profil de force
d’un autre type d’actionneur tout en gardant une géométrie ba-
sique.

Le deuxième type d’actionnement est caractérisé par un en-
trefer constant. La force magnétique utile tend à aligner les deux
parties du système grâce à un déplacement parallèle (Fig. 3.4).

Figure 3.4 – Schéma d’un actionneur réluctant à mouvement paral-
lèle

Le profil de force est nettement meilleur le long du déplacement.
La force créée reste proche de la valeur maximale pour une bonne
partie de la course et chute uniquement lorsque les deux parties
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se trouvent l’une en face de l’autre (Fig. 3.5)

Figure 3.5 – Profile de force crée par l’actionneur schématisé à la
Fig. 3.4

Cette simple analyse a permis d’identifier le type de déplace-
ment qu’il faut exploiter lors d’un actionnement électromagné-
tique. Ces résultats sont utilisés lors de la définition du système
réluctant polarisé qui est présenté dans la suite du chapitre.

3.4.1 Actionneur réluctant polarisé

Le choix de commencer l’étude de faisabilité à partir d’un
actionneur réluctant polarisé est dicté par sa géométrie qui res-
semble aux actionneurs à peignes électrostatiques. Cette simili-
tude permet d’exploiter le savoir faire déjà existant au niveau
de la micromécanique qui garantit le déplacement de la partie
mobile.

La géométrie de l’actionneur réluctant polarisé a été défi-
nie sur la base des résultats précédents. Il s’agit d’un système
qui met en série des structures élémentaires afin de créer une
force suffisante au déplacement d’un levier (Fig. 3.6). Cette so-
lution nécessite d’une conversion linéaire-rotatif qui peut être
par exemple réalisée avec une roue à cliquet [40]. À la sortie du
système il faut en effet un mouvement rotatif afin d’entrâıner
l’aiguille des secondes.
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Figure 3.6 – Schéma de l’actionneur linéaire dans le plan x,y

Le guidage de la partie mobile se fait avec des lames. Le grand
avantage de cette méthode est d’éviter tout frottement. Chaque
élément actif est constitué par quatre dents fixes entourées par
des bobines et cinq dents mobiles comme montré à la Fig. 3.7.

Le chemin du flux magnétique est refermé à travers la plaque
en silicium à partir d’une structure ferromagnétique placée der-
rière la partie mobile. Sur la face inférieure du wafer se trouve
l’aimant permanent. Les bobines ont une géométrie planaire et
sont enroulées autour des dents de la partie fixe. Elles peuvent
se trouver soit sur la partie supérieure de la plaque, soit sur la
face arrière, soit sur les deux en même temps.
Pour réussir à exploiter ce type d’actionneur selon les spécifica-
tions imposées, il faut que la force mutuelle créée par l’interac-
tion entre les bobines et l’aimant permanent soit plus élevée que
la force de maintien due à l’aimant seul. Cette condition n’est
pas évidente à respecter à cause de la faible puissance d’entrée
disponible. De manière à atteindre ce but, nous avons essayé
d’optimiser la géométrie du système.

L’étude d’un point de vue électromagnétique a été menée en
parallèle à l’analyse technologique qui vérifie la faisabilité selon
les techniques de fabrication MEMS. La conclusion est que la
fabrication d’un tel système est très difficile, d’une part parce
que le nombre de couches nécessaires est très élevé et d’autre
part parce qu’il faut électrodéposer des matériaux ferromagné-
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Figure 3.7 – Vision tridimensionnelle de la structure élémentaire de
l’actionneur linéaire de la Fig. 3.6. Les parties fixe (en
gris clair) et mobile (en gris foncé) sont sur la surface
supérieure du silicium tandis que l’aimant permanent
se trouve de l’autre côté. Dans ce schéma les bobines
ne sont pas représentées

tiques doux et durs qui ne sont pas usuels. De plus, d’un point
de vue magnétique ses performances sont loin d’être exception-
nelles. Une course maximale de 25 µm est envisageable et il faut
compter environ 1000 structures élémentaires (Fig. 3.7) pour
générer la force requise. Ceci nécessite donc une puissance élec-
trique bien supérieure à celle qui est définie dans le cahier des
charges étant donné qu’un courant de 2 mA doit être injecté
dans chaque bobine.

Etant donné que la mise en œuvre de cet actionneur semble
être très complexe et que ses performances ne sont pas excep-
tionnelles, nous sommes passés à l’analyse d’un moteur réluctant
polarisé.

3.4.2 Moteur réluctant polarisé

Le problème principal de ce projet est de réussir à créer un
couple relativement élevé à partir d’une puissance électrique très
limitée. Après avoir remarqué que la version linéaire pouvait dif-
ficilement satisfaire nos critères, nous avons décidé d’analyser
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une version rotative. Il s’agit d’un moteur réluctant polarisé qui
est aussi connu sous le nom de moteur pas-à-pas hybride. Il est
caractérisé par un rotor composé de deux cylindres ferromagné-
tiques dentés qui renferment un aimant permanent magnétisé
axialement. Les dents des deux parties du rotor sont en opposi-
tion comme montré à la Fig. 3.8.

Figure 3.8 – Photos du stator (gauche) et du rotor (droite) d’un
moteur réluctant polarisé ”macroscopique”. C’est la
géométrie du moteur couple que nous aimerions adap-
ter pour la technologie MEMS

L’avantage de ce type de moteur est d’avoir une tension induite
proportionnelle au nombre de paires de pôles et de réussir à
générer un couple élevé pour un faible volume.
Comme dans le cas de l’actionneur décrit auparavant, la dif-
ficulté lors du dimensionnement est d’obtenir un couple mu-
tuel supérieur au couple de maintien pour des faibles puissances
d’entrée. Cette condition est mise en évidence par l’équation du
couple suivante [14] :

T =
1
2
dΛa
dα
·Θ2

a +
1
2
dΛb
dα
·Θ2

b +
dΛab
dα
·ΘaΘb (3.1)

Avec :
– Λa : perméance propre de l’aimant ;
– Λb : perméance propre des bobines ;
– Λab : perméance mutuelle aimant-bobine ;
– Θa : potentiel magnétique de l’aimant ;
– Θb : potentiel magnétique des bobines ;
– α : position angulaire du rotor.

Cette tendance est due au potentiel magnétique de l’aimant per-
manent qui est souvent largement supérieur à celui qui est créé
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par les bobines. Malheureusement, il ne suffit pas de diminuer
les performances de l’aimant pour résoudre ce problème parce
que le couple mutuel en serait aussi affecté et les contraintes du
cahier de charges ne seraient plus respectées.

La méthodologie des plans d’expériences [41], [42] a été utili-
sée pour définir une géométrie qui puisse être envisageable dans
le cadre de ce projet. Cette méthode a permis de dimensionner
un microsystème ayant le rapport entre le couple mutuel et le
couple de positionnement le plus élevé. Cette géométrie a été
simulée avec les éléments finis afin de vérifier si le système sa-
tisfait le cahier des charges. Les résultats obtenus sont résumés
à la Fig. 3.9.

Figure 3.9 – Comparaison des couples créés par le moteur réluctant
polarisé. Une courbe montre le couple de maintien dû
uniquement à la présence de l’aimant. La deuxième
décrit le couple mutuel créé par l’intéraction entre les
bobines et l’aimant. Dans ce cas, un courant de 1 mA
circule dans les bobines de 25 spires. Malheureusement
cette puissance n’est pas suffisante à entrâıner correc-
tement le moteur

Finalement, les performances électromagnétiques de ce mo-
teur ne sont pas très satisfaisantes. Il nécessite une puissance
électrique trop importante pour être actionné correctement et les
contraintes imposées par notre application ne peuvent par être
respectées. En outre, sa mise en œuvre en technologie MEMS
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est trop complexe et difficilement réalisable même si le rotor
peut être obtenu avec des couches indépendantes qui sont as-
semblées par la suite. Par contre, la fabrication des bobines hé-
licöıdales autour des pôles du stator semble être peu réaliste.
Etant donné que les performances électromagnétiques ne sont
pas satisfaisantes, nous n’avons pas approfondi d’avantage son
développement mais nous avons décidé d’analyser un nouveau
type de système : le moteur électromagnétique.

3.4.3 Moteur électromagnétique

Suite aux échecs des deux premières solutions, il a fallut ré-
fléchir à un nouveau concept qui ne souffre pas des inconvénients
qui ont été rencontrés auparavant. Les deux problèmes princi-
paux étaient notamment :

– Une géométrie tridimensionnelle complexe ;
– La présence d’un couple de maintien élevé.

Afin d’éviter les structures trop compliquées et difficilement
réalisables, nous avons cherché une géométrie qui puisse mieux
s’adapter à le technologie planaire des microsystèmes qui est ca-
ractérisée par l’empilement et la structuration de couches suc-
cessives.
Un système à flux axial constitue une bonne solution dans ce
sens. Il est réalisé en superposant un disque rotorique à un sta-
tor de la même forme. Un schéma représentant la section de
ce moteur est montré à la Fig. 3.10. Le fait d’avoir un système
électromagnétique sans encoches résout aussi le problème de la
présence du couple réluctant.
Comme montré à la Fig. 3.10, le rotor est constitué d’un aimant
permanent magnétisé axialement qui est placé sous une culasse
ferromagnétique. Le stator contient des bobines planes micro-
fabriquées. C’est la géométrie la plus simple à réaliser en salle
blanche. De plus, afin de simplifier d’avantage la fabrication, les
deux composants du moteur sont réalisés indépendamment l’un
de l’autre et ils sont assemblés par la suite.

La première géométrie proposée est celle représentée à la Fig.
3.10. Elle est caractérisée par une deuxième culasse ferromagné-
tique qui est placée sous le stator et qui permet de refermer le
flux magnétique. Cette solution améliore les performances élec-
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Figure 3.10 – Représentation de la section d’un moteur électroma-
gnétique à flux axial. Le stator contient les bobines
planes tandis que le rotor est composé d’un aimant
permanent magnétisé axialement et d’une culasse fer-
romagnétique.

tromagnétiques du moteur mais malheureusement elle engendre
une force axiale non négligeable. Cette force, qui tend à rappro-
cher la culasse statorique à l’aimant permanent, est assez consé-
quente à cause du faible entrefer que nous aimerions atteindre
(75 µm). Une simulation par éléments finis a montré que sa
valeur est de l’ordre de 10 mN. L’effet néfaste de cette force ap-
parâıt sous forme d’une augmentation du couple de frottement.
Avec une mécanique horlogère usuelle, le couple de frottement
supplémentaire est estimé à 55 nNm : une valeur qui est environ
20 fois supérieure au couple de frottement standard. Pour évi-
ter ce problème, deux autres géométries ont été proposées (Fig.
3.11).

Figure 3.11 – Schéma de deux géométries qui permettent de com-
penser la force axiale. Dans l’image de gauche, le sta-
tor est placé entre deux rotors tandis qu’à droite,
c’est le rotor qui est placé entre deux stators [35]

Elles sont caractérisées par la duplication d’une des deux parties
du moteur. Dans le premier cas, le stator est placé entre deux
rotors tandis que dans le deuxième, c’est le rotor qui est placé
entre deux stators. L’avantage de ces deux constructions est de
compenser les forces axiales lorsque le système est parfaitement
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symétrique. Le désavantage est par contre donné par la com-
plexification de la mécanique du moteur. Dans le cas du double
rotor, ces deux éléments doivent être solidaires pour éviter leur
rapprochement. Dans le cas des deux stators, il faut par contre
garantir une parfaite symétrie des entrefers afin d’éviter l’appa-
rition d’une force axiale qui tend à rapprocher l’aimant à l’un
des deux stators. De plus, dans ce cas des pertes par courant de
Foucault apparaissent aux stators.

Le développement d’un microsystème électromagnétique avec
des bonnes caractéristiques est une tâche suffisamment complexe
sans avoir à ajouter des difficultés supplémentaires. C’est la rai-
son pour laquelle nous avons choisi un moteur sans culasse au
stator (Fig. 3.12). Cette solution permet de simplifier au maxi-
mum la mécanique et d’éviter des problèmes supplémentaires au
niveau de l’assemblage et des forces axiales.

Wafer en silicium

Bobines

Culasse rotorique
Aimant

permanent

Figure 3.12 – Vue éclatée du moteur électromagnétique à flux axial
qui sera développé dans ce travail de recherche. Des
bobines planes fabriquées sur une plaque de silicium
constituent le stator

Dans la géométrie retenue, les bobines planes sont réalisées
sur une plaque de silicium sur laquelle est assemblé le rotor.
Après une première étude de faisabilité, nous avons décidé de
limiter à deux le nombre de couches des bobines. Ce choix a
été dicté par la complexité du processus de fabrication pour
l’empilement de plusieurs couches épaisses.
Lors du pré-dimensionnement, ce moteur a montré des bonnes
performances en satisfaisant les contraintes du cahier des charges.



54 CHAPITRE 3. CONTEXTE DE L’ÉTUDE

C’est la raison pour laquelle, nous avons décidé de se focaliser sur
ce système et de l’étudier dans les détails. Il présente de grands
avantages par rapport aux deux autres entrâınements discutés
auparavant tant au niveau électromagnétique que du point de
vu de la fabrication. Avant tout, les objectifs énergétiques de-
vraient être atteints. En outre, sa fabrication est beaucoup plus
aisée que celle prévue pour les deux autres systèmes. Le seul
inconvénient est que le stator et le rotor doivent êre réalisés
séparemment et assemblés par la suite.

3.5 Conclusions

Le choix du moteur qui est développé pour satisfaire le ca-
hier des charges a mis en évidence les points critiques qu’il faut
considérer lors du dimensionnement d’un microsystème électro-
magnétique. A cause de la faible puissance d’entrée disponible,
les systèmes réluctants polarisés doivent être mis à l’écart. Le
couple de maintien dû à la présence de l’aimant permanent est
trop important par rapport au couple mutuel qui peut être gé-
néré. Cet inconvénient les rend inutilisables par rapport à nos
spécifications.

L’autre point extrêmement important est constitué par la
géométrie du système. Les entrâınements électromagnétiques
nécessitent une géométrie tridimensionnelle afin de refermer le
chemin du flux magnétique et afficher des bonnes performances.
Il faut donc réussir à adapter une géométrie de ce type à une
technologie planaire. C’est une tâche difficile qui nécessite une
réflexion supplémentaire. Les systèmes réluctants présentés dans
ce chapitre ont une géométrie très difficilement réalisable avec les
techniques de fabrication des microsystèmes actuelles. Puisque
leurs caractéristiques électromagnétiques n’étaient pas bonnes,
nous n’avons pas réalisé une étude très approfondie afin d’adap-
ter leur géométrie aux contraintes de la micro-fabrication. Nous
avons préféré réfléchir à un nouveau système afin d’éviter les
deux problèmes rencontrés.

La solution est le moteur électromagnétique à flux axial qui
est caractérisé par l’empilement d’un disque au stator et un
disque au rotor. Les performances de ce moteur sont très inté-
ressantes et sa géométrie s’adapte très bien à une mise en œuvre
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en salle blanche.

La suite du développement consiste à dimensionner le sys-
tème afin d’obtenir les performances définies dans le cahier des
charges. La méthodologie choisie pour cette phase se base sur un
modèle analytique qui est présenté au chapitre 4. Ces équations
décrivent le moteur d’un point de vu électromagnétique et per-
mettent de calculer ses performances à partir de ses paramètres
dimensionnels. Ensuite, le moteur est dimensionné à l’aide d’une
optimisation multi-variable qui utilise les équations du modèle
analytique. Cette partie sera décrite au chapitre 5.
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CHAPITRE 4

Modèle analytique du moteur synchrone à flux
axial sans culasse statorique
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4.1 Introduction

Le modèle analytique est un outil de dimensionnement ra-
pide avec des temps de calcul très réduits, qui permet d’effectuer
un nombre élevé d’itérations lors du processus d’optimisation
du moteur. Il doit être capable de calculer les caractéristiques
électromagnétiques du système en partant de ses paramètres
géométriques, électriques et magnétiques. Il faut qu’il soit fiable
et que ses résultats soient suffisamment précis pour obtenir un
dimensionnement correct.
Le grand avantage de cette méthode de dimensionnement par
rapport à une analyse basée sur les éléments finis est son temps
de calcul très faible. Cet atout est obtenu au léger détriment de
la précision des résultats mais le but du modèle analytique n’est
pas de remplacer les éléments finis en ces termes.

Figure 4.1 – Schéma présentant la structure du modèle analytique

La structure du modèle analytique est expliquée à l’aide de
la Fig. 4.1. Les paramètres d’entrée définissent complètement le
moteur que ce soit d’un point de vu géométrique (dimensions
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de l’aimant, de l’entrefer, des bobines, . . . ) électrique (courant,
nombre de phases, . . . ) ou magnétique (induction magnétique
rémanente, nombre de paires de pôles, . . . ).

Le point clef du modèle est le développement d’une équation
analytique qui décrit l’induction magnétique axiale dans l’entre-
fer (Bδ,z). Cette grandeur est indispensable pour déterminer les
autres paramètres électromagnétiques comme la tension induite
(Ui) et le couple (T ) (Fig. 4.1).
La différence entre le dimensionnement d’un moteur électroma-
gnétique usuel et d’un micromoteur MEMS est mise en évidence
lors de la description de la partie électrique du modèle analy-
tique. Cette section présente l’influence des technologies utilisées
lors de la micro-fabrication des stators sur les grandeurs tels que
la résistance et les pertes Joule.
Le but du modèle est d’établir le bilan énergétique du moteur.
Les puissances jouent en effet un rôle très important dans ce
projet parce que l’application horlogère recherche une consom-
mation énergétique minimale pour des performances données.

4.2 Induction magnétique dans l’entre-
fer

Le développement de l’équation de l’induction magnétique
dans l’entrefer (Bδ) constitue la partie centrale du modèle. La
composante de cette grandeur nécessaire pour déterminer les
autres paramètres électromagnétiques (Fig. 4.1), est uniquement
axiale : selon l’axe z. C’est la raison pour laquelle dans tout ce
chapitre le terme induction magnétique dans l’entrefer (Bδ) se
réfère toujours et uniquement à la composante axiale.

Le développement de son expression est réalisé à partir de la
méthode présentée par [43]. La première étape consiste à suppo-
ser que le moteur rotatif puisse être modélisé comme étant un
moteur linéaire d’une longueur infinie. Cette hypothèse permet
de représenter le système avec une géométrie bidimensionnelle
(Fig. 4.2). Cette approximation est fondamentale parce que le
développement d’une équation analytique dans une géométrie
tridimensionnelle s’avère très compliqué, aboutissant à des rela-
tions mathématiques très complexes [44].
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Une fois que l’équation de l’induction magnétique pour un sys-
tème linéaire est déterminée, un simple changement de variables
permet de l’adapter au moteur à flux axial.

Figure 4.2 – Représentation bidimensionnelle du moteur électro-
magnétique à flux axial

La première zone (région I ) schématisée à la Fig. 4.2 cor-
respond à la culasse ferromagnétique du rotor. La deuxième (ré-
gion II ) est caractérisée par la présence des aimants permanents
magnétisés axialement (selon z ) et la troisième (région III ) cor-
respond à l’entrefer qui s’étend jusqu’à l’infini étant donné que,
d’un point de vue magnétique, le silicium est considéré comme
de l’air et qu’aucune culasse n’est présente au stator.

4.2.1 Modélisation des aimants

Les aimants permanents ont été modélisés par la méthode
des courants équivalents [45], [46]. Ils ont donc été remplacés
par des conducteurs électriques ayant une densité de courant J0

comme montré à la Fig. 4.3. Souvent, comme dans le cas de [45]
et [46], la notion de courants superficiels est préférée à la densité
de courant.

La valeur de la densité de courant ~J0 dépend de l’aimantation
~M des aimants permanents et se calcule selon :

~J0 = ~∇× ~M (4.1)

L’aimantation ~M est proportionnelle à l’induction magné-
tique rémanente Br [46] et, par conséquent, ses composantes en
x (Mx) et y (My) sont nulles (Fig. 4.4). La fonction qui décrit
le changement de la composante axiale de l’aimantation (Mz)
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Figure 4.3 – Modélisation des aimants par la méthode des courants
équivalents

Figure 4.4 – Illustration de la fonction de magnétisation des ai-
mants permanents. La zone de transition de l’aiman-
tation est modélisée par la largeur du conducteur des
courants équivalents (2(s− a))

entre deux aimants contigus est supposée linéaire :

Mz(x) = − Br
µ0µa

· x

s− a
(4.2)

Avec :
– µ0 : perméabilité du vide ;
– µa : perméabilité relative de l’aimant permanent ;
– 2(s−a) : largeur de la zone de transition de l’aimantation.

Cette zone est modélisée par la largeur du conducteur des
courants équivalents (Fig. 4.4).

Le vecteur de la densité de courant ~J0 est obtenu avec (4.1).
Ses composantes en x et y sont nulles tandis que sa valeur selon
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y est la suivante :

J0 = J0,y =
Br

µ0µa(s− a)
(4.3)

L’équation (4.3) exprime l’amplitude de la densité de cou-
rant équivalente mais il reste à déterminer la fonction Ja(x) qui
modélise la suite d’aimants permanents (Fig. 4.5).

Figure 4.5 – Schéma décrivant la fonction Ja(x) des courants équi-
valents pour une suite d’aimants permanents

Cette fonction peut être définie comme une série de Fourier :

Ja(x) = a0 +
∑
n

(
an · cos

(
n

2π
4s

x

)
+ bn · sin

(
n

2π
4s

x

))
(4.4)

Comme montré à la Fig. 4.5, Ja(x) est une fonction impaire dont
la période vaut 4s. Les coefficients a0 et an de (4.4) sont donc
nuls tandis que bn est donné par :

bn =
4 J0

nπ
· cos

(
n
π

2s
a
)

(4.5)

En introduisant (4.5) dans (4.4), l’expression de Ja(x) devient :

Ja(x) =
∑
n

4 J0

nπ
· cos (nka) · sin (nkx) (4.6)

Avec :
– k = π/2s ;
– 2s : demi-période de la fonction ;
– n : nombre entier uniquement pair.
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4.2.2 Potentiels vecteurs

L’induction magnétique dans l’entrefer est déterminée à par-
tir des potentiels vecteurs ( ~A) des régions définies à la Fig. 4.2.
La relation qui lie les potentiels vecteurs à l’induction magné-
tique est :

~B = ~∇× ~A (4.7)

Dans le cas du moteur étudié, les composantes selon x et z
du potentiel vecteur sont nulles. C’est la raison pour laquelle
tout au long du document la lettre A désignera uniquement la
composante selon y du potentiel vecteur (A = Ay).
Le potentiel vecteur doit être périodique selon x de la même
façon que la densité de courant Ja(x). L’expression générale qui
le décrit est du type [43] :

A(x, z) = K0 + µK1 z + µ
∑
n

Zn · sin(nkx) (4.8)

Avec :
– Zn : fonction qui dépend uniquement de z ;
– K0 : constante arbitraire (négligée) ;
– K1 : constante ;
– µ : perméabilité des différentes régions.

Pour déterminer la fonction Zn des trois potentiels vecteurs,
nous allons appliquer les équations de Maxwell et en particulier :

~∇× ~H = ~J (4.9)

Dans les régions I et III, (4.9) peut être réécrite sous forme
de l’équation de Laplace :

∂2A

∂x2
+
∂2A

∂z2
= 0 (4.10)

En remplaçant (4.8) dans (4.10), nous obtenons :

d2Zn
dz2

− n2 k2 Zn = 0 (4.11)

Dont la solution est :

Zn(z) = C1n · enk z − C2n · e−nk z (4.12)
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L’équation générale du potentiel vecteur dans les régions I et
III est obtenue en introduisant (4.12) dans (4.8) :

AI,III(x, z) = µK1 z+µ
∑
n

(C1n · enk z +C2n · e−nk z) sin(nkx)

(4.13)

Dans la région I (Fig. 4.2), z est négatif et le potentiel vec-
teur tend vers zéro lorsque z tend vers l’infini (−∞). Cette
condition impose que K1 et C2n soient nuls.
Pour la région III, c’est l’inverse : z est positif et le potentiel
vecteur tend vers zéro lorsque z tend vers l’infini (+∞). Dans
ce cas, c’est donc K1 et C1n qui doivent être nuls dans (4.13).

La région II est caractérisée par la présence des aimants per-
manents. L’équation à satisfaire est donc celle de Poisson :

∂2A

∂x2
+
∂2A

∂z2
= −µ · J (4.14)

En remplaçant (4.8) et (4.6) dans (4.14), nous obtenons :

d2Zn
dz2

− n2 k2 Zn = −4 J0

nπ
· cos (nka) (4.15)

Dont la solution est :

Zn(z) = C3n · enk z − C4n · e−nk z +
4 J0

nπ
· cos (nka) (4.16)

Dans cette région, la varible z est positive et finie. Les coeffi-
cients C3n et C4n sont donc non nuls. L’équation générale du
potentiel vecteur devient :

AII(x, z) = µK1 z+

+ µ
∑
n

(
C3n · enkz + C4n · e−nkz +

4J0

nπ
cos (nka)

)
sin(nkx)

(4.17)

Etant donné que pour z = 0 les potentiels AI et AII doivent
être continus, K1 doit forcément être nul aussi dans l’expression
de AII (4.17). En résumé, les potentiels vecteurs dans les trois
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régions sont décrits par :

AI(x, z) = µI
∑
n

C1n · enk z · sin(nkx) (4.18)

AII(x, z) = (4.19)

= µII
∑
n

(
C3n e

nkz + C4n e
−nkz +

4J0

nπ
cos (nka)

)
sin(nkx)

AIII(x, z) = µIII
∑
n

C2n · e−nk z · sin(nkx) (4.20)

Avec :
– µI = µ0µfe : perméabilité du fer ;
– µII = µ0µa : perméabilité des aimants permanents ;
– µIII = µ0 : perméabilité de l’air.

Les coefficients C1n, C2n, C3n et C4n sont inconnus et ils sont dé-
terminés à l’aide des propriétés du champ magnétique et de l’in-
duction magnétique à l’interface entre deux milieux (Fig. 4.2).
Les conditions aux limites à respecter sont :

– L’induction magnétique normale B⊥ est continue :

z = 0 : Bz,I = Bz,II z = ea : Bz,II = Bz,III

– Le champ magnétique tangentiel H// est continu :

z = 0 : Hx,I = Hx,II z = ea : Hx,II = Hx,III

Ce système de 4 équations permet de déterminer C1n, C2n,
C3n et C4n et d’avoir les expressions complètes des trois poten-
tiels vecteurs.
Dans le cadre du modèle analytique, seule l’induction magné-
tique dans l’entrefer (Bδ) doit être connue. Le potentiel vec-
teur intéressant est donc uniquement celui de la région III dont
l’équation est celle qui suit, lorsque la perméabilité du fer (µfe)
est infinie :

AIII(x, z) =
∑
n

16Br s2 enk(ea−z)
(
−1 + e

nkea
2

)
n3π3(s− a)

(
−1 + µa + e

nkea
2 (1 + µa)

) ·
· cos (nka) sin (nkx)

(4.21)
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L’équation (4.21) décrit le potentiel vecteur dans un système
linéaire et elle doit être adaptée à un système circulaire. Cette
transformation est obtenue grâce à un changement de variables
en passant d’un système de coordonnées cartésiennes (x, y, z) à
des coordonnées cylindriques (r, α, z) (Fig. 4.6). Les paramètres

Figure 4.6 – Définition des paramètres en coordonéés cartesiennes
et cylindriques

géométriques qui définissent les aimants permanents deviennent
(Fig. 4.6) :

2s ⇒ 2s′ =
π

p
· r (4.22)

2a ⇒ 2a′ = 2s′ − γ · r =
(
π

p
− γ
)
· r (4.23)

L’expression du potentiel vecteur pour le moteur à flux axial
s’écrit donc :

AIII(r, α, z) =
∑
n

8Br r
n3p2πγ

·
e
np(ea−z)

r

(
−1 + e

2npea
r

)
(
−1 + µa + e

2npea
r (1 + µa)

) ·

· cos
(

1
2
n(π − pγ)

)
sin(npα)

(4.24)

L’équation de la composante axiale de l’induction magné-
tique dans n’importe quel point (r, α, z) de l’entrefer est obtenue
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en introduisant (4.24) dans (4.7) :

Bδ(r, α, z) =
∑
n

8Br
(2n+ 1)2pπγ

·

·
e

(2n+1)p(ea−z)
r

(
−1 + e

2(2n+1)pea
r

)
(
−1 + µa + e

2ea(2n+1)p
r (1 + µa)

) ·

· cos
[

1
2

(2n+ 1)(π − pγ)
]
· cos[(2n+ 1)pα]

(4.25)

Avec :

– n : nombre entier (zéro compris) ;
– 2n+ 1 : nombre de l’harmonique ;
– ea : épaisseur de l’aimant permanent ;
– p : nombre de paires de pôles.

4.2.3 Validation de l’équation de l’induction
magnétique

La validation de l’équation de l’induction magnétique dans
l’entrefer (4.25) est effectuée en comparant les résultats du mo-
dèle analytique avec ceux qui sont obtenus avec les éléments
finis. Contrairement au modèle analytique, l’outil de simulation
utilisé (Flux 3D de Cedrat [47]) ne permet pas de modéliser ra-
pidement des aimants permanents avec des zones de transitions
(γ)(Fig. 4.4 et Fig. 4.6). Nous avons donc considéré une suite
d’aimants permanents avec une aimantation qui change instan-
tanément de -M à +M.

Pour introduire cette condition dans le modèle analytique, nous
avons déterminé la limite de (4.25) lorsque γ tend vers zéro
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(γ → 0, Fig. 4.6). L’expression résultante est :

Bδ(γ→0) =
∑
n

(−1)n
4Br

(2n+ 1)π
·

·
e

(2n+1)p(ea−z)
r

(
−1 + e

2ea(2n+1)p
r

)
(
−1 + µa + e

2ea(2m+1)p
r (1 + µa)

) cos[(2n+ 1)pα]

(4.26)

La comparaison entre les deux méthodes a été réalisée par
rapport aux dimensions de l’échantillon fonctionnel qui a été fa-
briqué, dont les caractéristiques sont résumées à la Table 5.6.
Les résultats obtenus sont présentés à la Fig. 4.7. Ce graphique
montre l’induction magnétique sur un chemin semi-circulaire
d’un rayon équivalent au rayon moyen des aimants permanents
et qui se trouve sur la surface du wafer.

Figure 4.7 – Induction magnétique axiale au niveau de la surface
du stator sur un demi-cercle d’un rayon équivalent au
rayon moyen des aimants permanents

Les valeurs obtenues avec les éléments finis sont légèrement
supérieures à celles qui sont calculées avec l’équation (4.26). La
différence relative vaut 2.8 %. Grâce à cette comparaison, l’équa-
tion (4.25) qui permet de calculer l’induction magnétique dans
l’entrefer est validée.
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4.3 Tension induite

La méthode choisie pour le calcul de la tension induite est
expliquée à l’aide du schéma présenté à la Fig. 4.8.

Figure 4.8 – Méthode utilisée pour déterminer la tension induite
d’une phase

Tout d’abord, la valeur moyenne de l’induction magnétique est
calculée dans les sections (S1 et S2) occupées par les spires et
qui définissent la partie active de chaque côté de la bobine (Fig.
4.9). L’équation de l’induction moyenne dans la section S1 est :

B̄S1 =
1

(α2S1 − α1S1)(z2S1 − z1S1)

∫ α2S1

α1S1

∫ z2S1

z1S1

Bδ(α, z) dα dz

(4.27)

Figure 4.9 – Définition des sections d’une bobine sur lesquelles la
valeur moyenne de l’induction magnétique est calculée

Lorsque l’induction magnétique moyenne (B̄) est connue, la
force volumique exercée sur la section des spires, assimilée à
un conducteur moyen (Fig. 4.9), est calculée avec l’équation de
Laplace :

dF = I · d~r × ~B (4.28)

Dans le cas d’un moteur rotatif, la grandeur recherchée est
le couple. Pour une bobine de N spires, le couple sur un de ses
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deux côtés (S1 ou S2) prend l’expression suivante :

Tdemi−bobine = N

∫
r dF = N I

∫
r

r B̄(r) dr (4.29)

Le couple généré par une bobine est la somme des couples
de ses deux côtés (S1 et S2) et le couple d’une phase (Tph)
est obtenu en sommant les couples de toutes les bobines qui la
composent. Son équation analytique est donnée à l’annexe A.

Finalement, la tension induite d’une phase (Ui,ph) est déter-
minée avec l’équation suivante (cf. annexe A) :

Ui,ph =
Tph · Ω
Iph

(4.30)

Avec :
– Ω : vitesse de rotation [rad/s] ;
– Iph : courant de phase.

4.3.1 Validation de l’équation de la tension in-
duite

Dans le développement de l’équation analytique de la ten-
sion induite (Ui), il a fallu introduire une approximation parce
que l’intégrale présente dans l’équation (4.29) ne peut pas être
résolue analytiquement. Nous avons donc fait l’hypothèse que
l’induction magnétique (Bδ) ne varie pas par rapport au rayon
des aimants. La variable r dans l’équation de l’induction (4.25)
a donc été remplacée par sa valeur moyenne r̄. L’équation (4.29)
a été redéfinie comme suit :

T = N I

∫
r

r Bδ(r) dr ≈ N I Bδ|r̄
∫
r

r dr (4.31)

La seule solution qui évite cette approximation est la résolu-
tion numérique de l’intégrale, mais cette option ne peut pas être
utilisée dans le cadre d’un modèle analytique. Elle est néanmoins
appliquée pour valider les équations lors de la comparaison des
résultats du modèle avec les éléments finis (Fig. 4.10).
Le graphique de la Fig. 4.10 confirme l’excellente corrélation
entre le modèle analytique et les éléments finis. Les courbes de la
tension induite se superposent quasi parfaitement et démontrent
la précision des équations.
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Figure 4.10 – Comparaison de la tension induite d’une phase obte-
nue avec le modèle analytique (avec intégration nu-
mérique) et les éléments finis à une vitesse de 300
rpm

La Fig. 4.11 montre par contre l’effet de l’approximation sur
les résultats obtenus avec l’équation analytique par rapport à
l’intégration numérique de (4.29). L’influence des harmoniques
en est sensiblement réduite.
Même si les formes des deux courbes présentées à la Fig. 4.11 ne
cöıncident pas, leurs valeurs maximales sont très proches. Etant
donné que pour la suite du modèle seule la valeur de crête de la
tension induite (Ûi) sera utilisée, cette approximation ne devrait
pas trop affecter la précision du modèle analytique.

4.4 Couple et puissance mécanique

Le moteur étudié n’a aucune culasse statorique et grâce à
cette particularité, les pertes par courants de Foucault sont né-
gligeables. En outre, à la vitesse nominale de 300 rpm, les pertes
par ventilation peuvent être également négligées. Sous ces hy-
pothèses, le couple et la puissance mécanique cöıncident avec le
couple et la puissance électromagnétique. C’est la raison pour
laquelle ces termes sont confondus dans le cadre de ce modèle
analytique.

Le couple mécanique de ce micromoteur prend donc l’expres-
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Figure 4.11 – Comparaison de la tension induite d’une phase obte-
nue avec le modèle approximé qui est purement ana-
lytique et le modèle non-approximé qui nécessite une
intégrale numérique (300 rpm)

sion suivante [14] (cf. annexe A) :

Tmec = Temag =
3
2
Ûi,ph

Ω
· Îph (4.32)

Et la puissance mécanique est décrite par :

Pmec = Pemag = Tmec · Ω (4.33)

4.5 Paramètres électriques du modèle

4.5.1 Influence des technologies MEMS

Jusqu’à ce stade, le modèle analytique ne présente aucune
particularité liée au fait que le stator soit réalisé en salle blanche
en suivant les règles de micro-fabrication. Cet aspect est par
contre mis en évidence dans cette section. Contrairement aux
conducteurs utilisés dans les moteurs usuels, la section des spires
d’une bobine réalisée en salle blanche, ne peut pas être choisie
librement. La largeur de la spire ls, son épaisseur es et la largeur
de l’isolant li (Fig. 4.12) sont interdépendantes et la plage de
valeurs souhaitables est imposée par les techniques de micro--
usinage employées.
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Figure 4.12 – Détail de la section d’une bobine définie à la Fig. 4.9.
Ce schéma permet de définir la largeur d’une spire
(ls), son épaisseur (es) et la largeur de l’isolant (li)

Le rapport entre les trois paramètres définissant les dimen-
sions de la section du cuivre (ls, es et li) est défini par la no-
tion de facteur de forme (FF), ou aspect ratio en anglais. Ce
paramètre est imposé par les limites des technologies utilisées
comme la gravure anisotrope du silicium, l’électrodéposition, la
déposition par pulvérisation et les propriétés des résines photo-
sensibles. En choisissant la largeur des spires ls comme variable
libre, les deux autres paramètres sont définis comme suit :

es = ls · FFs (4.34)

li =
es
FFi

= ls ·
FFs
FFi

(4.35)

Avec :
– FFs : facteur de forme liant la hauteur à la largeur du

cuivre ;
– FFi : facteur de forme liant la hauteur à la largeur de

l’isolation.

Deux facteurs de forme différents ont été introduits aux équa-
tions (4.34) et (4.35) parce que les technologies qui limitent la
valeur des deux paramètres es et li ne sont pas les mêmes. Le
facteur de forme FFs définissant la hauteur des spires es, est
fixé par la technologie la plus contraignante entre la gravure
anisotrope du silicium, l’électrodéposition et la déposition par
pulvérisation. Par contre, le facteur de forme FFi responsable
de la largeur de l’isolant li dépend des propriétés de la résine
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photosensible qui est utilisée comme moule lors de l’électrodé-
position de la deuxième couche de spires (cf. chapitre 6).

Les facteurs de forme sont utilisés pour introduire les limites
technologiques directement dans la phase d’optimisation du sys-
tème. Cet aspect est très important dans ce domaine parce que,
lors du dimensionnement du moteur, les contraintes majeures
sont constituées par les limites des techniques de fabrication.
Plusieurs paramètres qui caractérisent un stator microfabriqué
dépendent des facteurs de forme comme, par exemple, le facteur
de remplissage (kcu) [14]. Cet aspect constitue une des diffé-
rences entre un moteur usuel et un moteur MEMS. Dans le cas
d’une bobine « macroscopique » réalisée en enroulant un fil de
cuivre, kcu est supposé constant. Par contre, dans le domaine
des microsystèmes, ce paramètre dépend des facteurs de forme
et du nombre de couches de spires (nc) :

kcu =
Scu
Sb

=
N · ls · es
lb · es

= nc ·
1(

1 + FFs
FFi

) (4.36)

Avec :
– Scu : surface de la section totale de cuivre ;
– Sb : surface de la section brute d’un côté de la bobine ;
– lb : largeur des côtés d’une bobine (Fig. 4.13) ;
– nc : nombre de couches de spires par bobine ;

L’équation (4.36) a été obtenue en décrivant la largeur d’une
spire ls en fonction de la largeur des côtés de la bobine lb :

ls =
lb

Nc

(
1 + FFs

FFi

) =
1
N
· lb · kcu (4.37)

Un autre paramètre qui dépend des techniques de fabrication
utilisées, est le nombre maximal de spires par couche (Nc,max)
qui se calcule grâce à l’expression suivante :

Nc,max = rib ·
sin(β)

ls

(
1 + FFs

FFi

)
· (1− sin(β))

(4.38)

Avec :
– rib : rayon interne des bobines (Fig. 4.13)
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Figure 4.13 – Définition de l’ouverture (2β), du rayon interne (rib)
et du rayon externe (reb) des bobines. Le paramètre
lb correspond la largeur des côtés de la bobine.

L’angle β dépend du nombre de bobines au stator dont leur
ouverture est donnée par (Fig. 4.13) :

2β =
2π
nb

(4.39)

Avec :
– nb : nombre de bobines du stator

Une autre particularité des stators MEMS est le fait que
la section de la spire Ss diminue avec un facteur 1/N2 lorsque
le nombre de spires augmente. Cet aspect est mis en évidence
avec l’équation suivante qui est obtenue en partant de (4.34) et
(4.37).

Ss = ls · es =
1
N2

(
l2b · k2

cu · FFs
)

(4.40)

4.5.2 Résistances et pertes Joule

La résistance de phase prend l’expression typique suivante :

Rph = ρcu
lph
ls · es

(4.41)
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Avec :
– ρcu : résistivité du cuivre ;
– lph : longueur totale du conducteur qui forme les spires

d’une phase.

Pour décrire la longueur totale du conducteur (lph), deux mé-
thodes sont envisageables. La première consite à calculer la lon-
gueur moyenne d’une spire (l̄) et de la multiplier par le nombre
de spires d’une phase (Nph). La deuxième, appliquée au modèle
analytique, se base sur la définition d’une équation analytique
qui calcule lph à partir des paramètres géométriques des bobines
(Fig. 4.13) :

lph =
nb
m
·N ·

·
[
β(rib + reb) + 2(reb − rib)− (Nc − 1)

β + sin(β/2)
sin(β/2)

(ls + li)
]

(4.42)

Avec :
– nb : nombre de bobines au stator ;
– reb : rayon externe des bobines ;
– N : nombre de spires par bobine ;
– Nc : nombre de spires par couche.

Lorsque l’équation de la résistance Rph a été établie, les
pertes Joules d’un système triphasé sont calculées à l’aide de
l’expréssion suivante [14] :

PJ = 3 ·Rph · I2
ph,rms (4.43)

Grâce à ces deux grandeurs, nous allons expliquer la diffe-
rence entre le dimensionnement d’un moteur usuel et d’un mo-
teur MEMS. La raison de fond a été décrite auparavant en dé-
montrant que la section de cuivre dépend du nombre de spires.
Maintenant, en comparant les résistances et les pertes Joule des
deux types de moteurs, nous allons montrer pourquoi le dimen-
sionnement d’un micromoteur ne peut pas être réalisé en se ba-
sant uniquement sur la section de cuivre totale (Scu) et sur la
densité de courant en négligeant le nombre de spires.
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La résistance de phase peut être définie comme étant :

Rph = ρcu
Nph l̄

Ss
(4.44)

Avec l̄ la longueur moyenne d’une spire. Dans un moteur usuel,
la résistance dépend donc du nombre de spires étant donné que
Ss est constant. Dans le cas d’un stator réalisé en suivant les
règles de la microfabrication, la section des spires (Ss) dépend du
nombre de spires (4.40) et la résistance devient proportionnelle
à N3

ph :

RphMEMS = N3
ph · ρcu

l̄

l2b · k2
cu · FFs

(4.45)

Au niveau des pertes Joule, une comparaison similaire peut
être réalisée. En partant du fait que pour un couple donné (T ),
le courant est inversement proportionnel au nombre de spires
(4.31) :

I = ki ·
T

Nph
(4.46)

Les pertes Joule d’un moteur usuel peuvent être déterminées en
introduisant (4.44) et (4.46) dans (4.43) :

PJ =
3
Nph

· k2
i · T 2 · ρcu

l̄

Ss
= k′i

1
Nph

l̄

Ss
(4.47)

Elles sont donc inversement proportionnelles au nombre de spires.
Dans le cas d’un moteur MEMS, l’équation (4.43) prend l’ex-
pression qui suit :

PJMEMS = k′iNph
l̄

l2b · k2
cu · FFs

(4.48)

Dans ce cas, les pertes Joule sont proportionnelles au nombre
de spires.

4.6 Bilan des puissances

La dernière étape du modèle permet d’obtenir un bilan des
puissances du moteur. Il est déterminé sous forme de rendement
à l’aide de l’équation suivante :

η =
Pmec
Pin

=
Pmec

Pmec + PJ
(4.49)
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La définition du rendement des moteurs de montres est légè-
rement différente par rapport à celle que nous avons l’habitude
d’utiliser dans le domaine des moteurs électriques. Le moteur de
montre sert en effet uniquement à vaincre le couple de frottement
et à compenser le balourd de l’aiguille actionnée sans fournir au-
cune puissance de sortie. Par rapport à la définition usuelle, son
rendement devrait donc être toujours nul étant donné qu’à la
sortie du système aucune puissance utile n’est transmise.

Pour avoir une notion de rendement exploitable, nous avons
donc proposé une autre définition qui s’adapte au domaine hor-
loger : la puissance de sortie correspond à la totalité de la puis-
sance mécanique fournie par le moteur. En autres mots, dans
cette définition de rendement, la puissance mécanique utilisée
pour vaincre le couple de frottement des paliers et pour com-
penser le balourd des aiguilles est considérée comme étant de la
puissance utile.

Dans le domaine horloger, la notion énergétique est souvent
préférée à celle des puissances à cause du fonctionnement pas-
à-pas du moteur utilisé. La base de temps de référence est la
seconde vu que le but de l’entrâınement est d’avancer l’aiguille
des secondes d’une unité. Grâce à cette base de temps et au
fait que le moteur développé a un mouvement continu, nous
pouvons continuer à exploiter aisément la notion de puissance
qui est beaucoup plus courante pour les machines électriques.

4.7 Considérations sur la magnétisa-
tion des aimants permanents

Il est particulièrement difficile de créer un nombre de pôles
élevé avec un aimant de très petite taille. La partie la plus com-
plexe est le dimensionnement et la fabrication de la tête de ma-
gnétisation qui est spécifique à chaque élément. Cette tâche de-
vient de plus en plus difficile avec la diminution de la taille des
pôles.
Le résultat de l’aimantation dépend d’un nombre élevé de para-
mètres. Les caractéristiques qui influencent le plus la valeur de
l’induction rémanente sont :
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– La courbe de première magnétisation du matériau ;
– Le champ magnétique utilisé pour la magnétisation ;
– L’induction magnétique de saturation du matériau ;
– Le champ de démagnétisation qui dépend de la géométrie

de l’aimant ;
– La géométrie du magnétiseur ;
– L’alignement des domaines dans la direction de magnéti-

sation lors de la fabrication de l’aimant ;
– La température.

Pour obtenir une magnétisation optimale, la mâıtrise de toutes
les étapes du processus est indispensable ainsi que le contrôle de
toutes les variables.

Ce savoir-faire n’est pas nécessaire pour la conception de mo-
teur. Les seules caractéristiques qu’il faut absolument connâıtre
pour le développement d’un modèle analytique fiable qui décrit
l’aimant sont :

1. L’induction magnétique rémanente ;

2. La perméabilité relative ;

3. La largeur des zones de transition ;

4. La fonction décrivant le changement de sens de l’aimanta-
tion.

Les deux premiers paramètres sont normalement donnés par
le fournisseur des aimants permanents. Les deux autres sont sou-
vent négligés dans le monde ”macroscopique” parce que la taille
des pôles est suffisamment grande et les performances des ai-
mants ne sont que légèrement influencées par les zones de transi-
tion. Lorsque les dimensions diminuent, l’importance de la zone
de transition augmente et il faut la considérer.

Dans le cas idéal, il serait intéressant de pouvoir modéliser
la magnétisation de n’importe quel aimant en fonction de ses
dimensions, du nombre de pôles et des propriétés du matériau
choisi. Cette tâche requière des données dont nous ne disposons
pas. Il faudrait en effet avoir à disposition toutes les informa-
tions énumérées auparavant et surtout les caractéristiques de la
tête de magnétisation. Dans le cadre de ce travail, il n’a pas été
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possible de développer un outil analytique qui décrit les pro-
priétés du magnétiseur uniquement en partant des dimensions
de l’aimant permanent parce qu’il manquait des données.

Cette approche a par contre été appliquée à l’aimant qui sera
utilisé pour la fabrication des échantillons fonctionnels. Dans ce
cas, nous avions en effet à disposition quelques données de plus
comme les dimensions du magnétiseur et le champ magnétique
utilisé pour la magnétisation de l’aimant. Les résultats de ce
travail permettront de mieux connaitre les caractéristiques de
cet élément et de prévoir de manière plus fidèle les performances
du moteur.

4.7.1 Caractéristiques de l’aimant utilisé

L’aimant permanent utilisé pour les premiers prototypes est
réalisé en SmCo, un matériau provenant de l’entreprise Vaccum-
schmelze qui est connu sous le nom de Vacomax 200. Il s’agit
d’un aimant permanent avec une induction rémanente typique
de 1 T.

Figure 4.14 – Image montrant la magnétisation de l’aimant. Elle a
été obtenue en posant l’aimant sous une carte conte-
nant un ferro-fluide. Les 12 pôles sont mis en évidence
ainsi que les zones de transition qui apparaissent
comme étant plus claires

Lors des premiers essais sur les prototypes nous avons remarqué
que ses caractéristiques étaient moins bonnes que prévu. Nous
avons donc développé un modèle simplifié de l’aimant qui prend
en compte la valeur réelle de l’induction et la largeur des zones de



4.7. MAGNÉTISATION DES AIMANTS 81

transition entre deux pôles consécutifs qui sont mises en évidence
à la Fig. 4.14.
Pour établir ces deux paramètres, il faut connâıtre le champ ma-
gnétique utilisé lors de l’aimantation et la courbe de première
magnétisation du matériau. Ensuite, l’induction rémanente dans
chaque point de l’aimant peut être déterminée en superposant
les valeurs du champ magnétique à la courbe de première ma-
gnétisation.

Des simulations par éléments finis de la tête de magnéti-
sation ont permis d’établir le champ magnétique utilisé pour
l’aimantation. La Fig. 4.15 montre les valeurs de cette grandeur
sur un pôle de l’aimant au niveau de son rayon moyen et de son
épaisseur moyenne.

Figure 4.15 – Champ magnétique utilisé pour la magnétisation de
l’aimant au niveau d’un pôle. Cette courbe résume
les valeurs obtenues sur un chemin qui se trouve à
l’épaisseur moyenne de l’aimant et sur le rayon moyen

Il faut ensuite appliquer ces données à la courbe de pre-
mière magnétisation. Malheureusement, cette dernière grandeur
n’était pas connue. La seule donnée que nous avons pu obtenir
du fabricant de l’aimant est la valeur du champ magnétique
nécessaire à une magnétisation correcte du Vacomax 200. Elle
doit être au moins de 2000 kA/m plus la valeur du champ de
démagnétisation propre de l’aimant qui dépend de sa géométrie.
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L’amplitude maximale du champ magnétique obtenue avec le
magnétiseur vaut 1600 kA/m. C’est une valeur inférieure à la
valeur minimale qui est conseillée par le fournisseur de l’aimant.
Ceci signifie que la saturation du matériau n’est pas atteinte lors
de l’aimantation et que la valeur de l’induction rémanente est
plus faible que 1 T prévu. Nous l’avons estimée à 0.85 T mais
cette valeur n’a pas pu être vérifiée.

Une autre information importante peut être déduite de la
Fig. 4.15. Puisque le matériau n’est pas saturé, la transition de
l’aimantation entre deux pôles adjacents devrait suivre la même
allure que le champ magnétique. Elle peut donc être modélisée
par une droite, à l’image de ce qui est pris en compte par le
modèle analytique de la section précédente (équation 4.2). De
plus, la largeur des zones de transition peut être directement
observée sur la Fig. 4.15 (γ = 12°).

L’influence des zones de transition sur l’induction magné-
tique créé par cet aimant est visible à la Fig. 4.16.

Figure 4.16 – Comparaison entre l’induction mangétique dans l’en-
trefer calculée en considérant les zones de transition
et celle qui est calculée en faisant l’hypothèse d’un
changement d’aimantation istantané à la frontière de
deux pôles adjacents. La valeur d’induction magné-
tique remanente utilisée est de 0.85 T

La courbe tend à être plus arrondie et son amplitude diminue
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légèrement.

L’analyse de l’aimant permanent utilisé dans ce projet a per-
mis de comprendre l’importance de certains phénomènes qui
sont souvent négligés dans le monde ”macroscopique”. La connais-
sance de la courbe de première magnétisation de l’aimant et de
la géométrie exacte du magnétiseur, dont nous n’avons que les
résultats d’une simulations 3D, permettraient d’obtenir une mo-
délisation plus précise de l’induction dans l’entrefer.
Par contre, grâce aux données montrées à la Fig. 4.15, les zones
de transition entre deux pôles magnétiques sont décrites avec
une grande précision dans le modèle théorique qui vient d’être
présenté.

4.8 Conclusions

En plus de présenter un modèle analytique de qualité qui
peut être utilisé pour le dimensionnement et l’optimisation du
micromoteur, ce chapitre met en évidence les différences ma-
jeures entre la conception d’un moteur micro-fabriqué et d’un
moteur usuel. Les aspects qui caractérisent un micromoteur peuvent
être résumés par les trois points suivants :

– Zone de transition des aimants permanents ;
– Nombre de spires limité ;
– Section du conducteur en cuivre.

Avec la diminution de la taille des aimants, les zones de
transition situées entre deux pôles adjacents dans lesquelles l’ai-
mantation change de sens ne peuvent plus être négligées parce
qu’elles influencent sensiblement les performances du moteur.
C’est la raison pour laquelle elles ont été décrites dans le mo-
dèle analytique. La largeur de ces zones devra être déterminée
pour chaque nouvel aimant en suivant la méthode utilisée dans
la section 4.7.1.

Les caractéristiques du bobinage sont aussi énormément in-
fluencées par le fait que le stator est micro-fabriqué. Contraire-
ment aux micromoteurs, le nombre de spire d’un moteur usuel
n’est souvent pas un paramètre critique. En règle générale, les
bobines ”macroscopiques” sont obtenues en choisissant la sec-
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tion du conducteur en fonction de la densité de courant définie
et en enroulant le nombre de spires désirés en fonction d’autres
paramètres. Dans le cas d’un bobinage planaire, cette liberté est
quelque peu réduite puisque la surface à disposition de chaque
bobine est limitée. Cependant, pour des bobines discrètes obte-
nues en enroulant un fil de cuivre, il existe la possibilité d’em-
piler plusieurs couches sans trop de difficulté. Cette option per-
met de résoudre ce problème et d’obtenir un nombre de spires
conséquent. Par contre, en passant à des bobines planes micro-
fabriquées cette solution devient très difficilement envisageable
parce que la superposition de chaque nouvelle couche de spires
augmente significativement la complexité du procédé de fabri-
cation. C’est la raison pour laquelle le choix de limiter à deux
le nombre de couches est un bon compromis.

Une autre particularité des bobines micro-fabriquées est que
la section du conducteur ne peut pas être choisie librement mais
qu’elle dépend de facteurs technologiques appelés facteurs de
forme. Cette influence se répercute sur toutes les autres gran-
deurs électriques du modèle. En outre, à cause des caractéris-
tiques du bobinage que nous venons de discuter, la section du
conducteur est également inversement proportionnelle au carré
du nombre de spires par couche (équation 4.40).
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5.1 Introduction

Ce chapitre est dédié à l’étude du micromoteur à flux axial
qui a été décrit auparavant. La première partie présente une op-
timisation que nous allons définir comme étant purement tech-
nologique parce que les contraintes imposées sont uniquement
issues des domaines de l’électromagnétisme et de la mécanique.
Elle correspond au cas idéal et son but est de déterminer le mo-
teur dont les caractéristiques répondent au mieux au cahier des
charges. Les résultats obtenus démontreront le potentiel de ce
type de moteur.
Malheureusement, lorsque des échantillons fonctionnels doivent
être réalisés, il faut souvent s’éloigner du cas idéal. Des contrain-
tes de nature économique s’ajoutent aux limites technologiques.
Il faut par exemple respecter des délais pour leur réalisation et
surtout limiter les coûts de fabrication. Comme ce sera expli-
qué par la suite, ces nouvelles exigences modifient les données
de départ et un nouveau dimensionnement doit être réalisé. La
deuxième partie de ce chapitre présente donc la conception des
premiers échantillons fonctionnels qui seront fabriqués.

5.2 Processus d’optimisation

Le dimensionnement du moteur a été réalisé à l’aide d’un
logiciel d’optimisation qui s’appelle Pro@Design [48]. Il s’agit
d’un outil basé sur les algorithmes déterministes SQP (program-
mation quadratique séquentielle) qui converge vers la solution
optimale à partir des dérivées partielles, en calculant les gra-
dients [49] [50]. Ce logiciel gère un grand nombre de paramètres
mais une seule fonction objectif peut être maximisée ou mini-
misée. Il s’agit donc d’une optimisation mono-objective.
L’optimisation est un aspect important du processus de dimen-
sionnement mais la partie centrale est constituée par la phase
de pré-dimensionnement. Pendant cette étape, de nombreuses
décisions doivent être prises afin de définir l’espace de recherche
qui sera exploré par le logiciel d’optimisation pour déterminer
la solution optimale.

La première étape consiste à intégrer le modèle analytique du
moteur présenté au chapitre 4 dans le logiciel d’optimisation. Ce
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logiciel identifie les 63 variables qui apparaissent dans le modèle.
Notre rôle est de choisir les paramètres qui sont représentatifs.
Ensuite, en contraignant les paramètres importants, nous défi-
nissons l’espace de recherche et nous guidons le logiciel vers la
solution optimale. Pendant cette phase, il faut garder à l’esprit
qu’un système trop, ou pas assez contraint peut présenter des
problèmes de convergence.
Au niveau de la limitation des paramètres, trois options sont
proposées à l’utilisateur. Les variables peuvent être laissées libres,
figées à une valeur donnée ou bornées dans un intervalle.

Le pré-dimensionnement commence par l’identification des
paramètres importants présents dans le modèle. Nous en avons
choisi 23 qui sont énumérés à la Table 5.1. Cette liste est com-
posée de variables d’entrée et de sortie.

Les contraintes principales sont celles qui ont été décrites
précédemment par le cahier des charges. Elles se résument comme
suit :

- Couple à l’aiguille des secondes Tsec = 160 nNm
- Couple de frottement total Tf = 7 nNm
- Puissance électrique d’entrée Pin < 500 nW
- Vitesse de rotation maximale vmax < 300 rpm

Ces limitations ne sont pas suffisantes pour lancer une opti-
misation. L’espace de recherche est encore trop vaste et d’autres
paramètres doivent être bornés afin de guider le logiciel d’opti-
misation vers une solution qui satisfasse nos attentes. Ces nou-
velles limites sont issues de différentes exigences. D’une part,
la technologie impose certaines règles à respecter pour la fabri-
cation des moteurs. D’autre part, l’encombrement maximal du
système est définit par le projet lui-même dont le but est de dé-
velopper un micromoteur. Ensuite, certaines variables doivent
être fixées avant l’optimisation parce qu’elles ne peuvent pas
être choisies librement. C’est le cas, par exemple, du nombre de
phases, du nombre de bobines et du nombre de pôles magné-
tiques du moteur.

Ces différents aspects sont détaillés pendant le processus de
pré-dimensionnement qui présente les choix que nous avons fait
avant l’optimisation proprement dite du moteur.
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Stator
- Largeur des spires ls
- Epaisseur des spires es
- Nombre de spires par couche (et par bobine) Nc
- Nombre de couches de spires nc
- Rayon interne des bobines rib
- Rayon externe des bobines reb
- Facteur de forme pour l’épaisseur des spires FFs
- Facteur de forme pour l’isolation des spires FFi
- Nombre de bobines nb
- Nombre de phases m
Aimant
- Induction magnétique rémanente Br
- Nombre de paires de pôles p
- Rayon interne ria
- Rayon externe rea
- Epaisseur ea
Culasse ferromagnétique
- Rayon du disque rfe
- Epaisseur efe
Moteur
- Entrefer δ
- Vitesse de rotation Ω
- Couple à l’aiguille des secondes Tsec
- Couple de frottement Tf
- Puissance électrique d’entrée Pin
- Rendement η

Table 5.1 – Liste des 23 paramètres représentatifs du moteur

5.2.1 Configuration du moteur

La première décision à prendre concerne la configuration
électrique du moteur. Nous avons opté pour une solution tri-
phasée. C’est la solution qui nous semble la plus adaptée et
que nous connaissons le mieux. Dans l’industrie, elle est souvent
choisie parce que son électronique de commande nécessite moins
de transistors que la commande d’un moteur biphasé.

Au niveau du stator, il faut aussi choisir entre un bobinage de
type concentrique ou réparti. Le choix a été porté sur une solu-
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tion concentrique qui se justifie par la réduction des connexions
entre les différentes couches. Dans ce type de bobinage réa-
lisé avec deux niveaux de cuivre, un seul contact électrique par
bobine est nécessaire pour relier ses deux parties. Dans le cas
d’un bobinage réparti, le nombre de connexions augmente dras-
tiquement parce que chaque spire est réalisée sur deux niveaux.
Dans le domaine de la microélectronique et des microsystèmes, le
nombre de liaisons entre couches est souvent réduit au minimum
parce qu’elles constituent une des sources principales de dysfonc-
tionnement des dispositifs. La raison est simple : leur fabrication
n’est pas aisée. Elle nécessite une étape de photolithographie, la
gravure de la couche isolante et une électrodéposition. De plus,
la surface du contact électrique doit être relativement impor-
tante afin de garantir une bonne connexion et de diminuer le
risque de défaillance. Une grande surface facilite en effet la pho-
tolithographie et augmente les tolérances lors de l’alignement
des couches superposées. Lorsque le nombre de connexions est
élevé, comme dans le cas d’un bobinage réparti, il faut diminuer
la surface des contacts et le risque de défaillance augmente.

Le dernier point à traiter dans cette section concerne la confi-
guration magnétique du système : il faut déterminer le nombre
de bobine (nb) et de pôles magnétiques (2p). Les configurations
envisageables qui ont été proposées sont les suivantes (nombre
de bobines (nb) / nombre de pôles (2p)) :

– 3/2 ;
– 3/4 ;
– 6/4 ;
– 6/8 ;
– 9/6 ;
– 9/8 ;
– 9/12.

La liste pourrait être plus longue mais la magnétisation de
l’aimant permanent devient de plus en plus difficile avec la di-
minution de la taille des pôles. C’est la raison pour laquelle nous
avons limité à 12 le nombre maximal de pôles.

Certaines caractéristiques du moteur changent en fonction
de la configuration choisie. Nous savons par exemple que la ver-
sion avec 3 bobines et 2 pôles (3/2) présente des forces axiales
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déséquilibrées qui pourraient gêner au bon fonctionnement du
système. Ce problème ne se retrouve par contre pas dans la
configuration 9/12 parce que les bobines de chaque phase sont
réparties de façon symétrique. Même en connaissant ces petites
différences, le choix de la meilleure configuration n’est pas pos-
sible à priori. Nous avons décidé d’optimiser les six différentes
configurations et de commenter les résultats par la suite. Ceci
permet d’éviter d’exclure injustement une variante qui pourrait
se révéler très performante.

Un résumé des choix qui ont été pris lors de cette phase de
pré-dimensionnement est présenté à la Table 5.2.

5.2.2 Contraintes technologiques

Les variables d’entrée sont contraintes pour des raisons liées
aux techniques de fabrication ou pour limiter la taille du mo-
teur. Dans cette section, nous allons discuter des limites tech-
nologiques.

Les deux facteurs de forme sont des paramètres du modèle
analytique qui décrivent les limites technologiques des procédés
utilisés en salle blanche. Leurs valeurs ont été déterminées sur
la base des résultats publiés dans la littérature et sur les essais
menés par nos propres moyens. Elles correspondent à des va-
leurs courantes qui ont été utilisées à plusieurs reprises et qui
garantissent un bon résultat. Les valeurs des facteurs de forme
retenues pour l’épaisseur des spires (FFs) et pour la largeur de
l’isolation (FFi) sont :

– FFs = 1.25 ;
– FFi = 2.5.

Un autre paramètre qui est contraint pour des raisons tech-
nologiques, est le nombre de couches de spires (nc). Sa valeur
est déterminée grâce à un compromis entre un nombre de spires
élevé qui nécessite la superposition de plusieurs niveaux, et la
complexité de fabrication qui augmente exponentiellement avec
l’empilement des couches. Plus le nombre de niveaux augmente,
plus le processus devient long et coûteux et moins le taux de
réussite est élevé. Le problème de la superposition des spires
est accentué par le fait que les couches de cuivre doivent être
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épaisses afin d’en augmenter la section et de diminuer la résis-
tance des bobines. Par rapport aux technologies actuelles, le bon
compromis est de se limiter à deux niveaux de cuivre.

Les dimensions du rotor sont aussi influencées par les tech-
niques de fabrication choisies parce que les caractéristiques des
matériaux qui le composent dépendent fortement de la techno-
logie avec laquelle ils sont réalisés. Dans le modèle analytique
les propriétés de l’aimant permanent et de la culasse ferroma-
gnétique sont décrites par quatre paramètres : l’induction ma-
gnétique rémanente (Br) de l’aimant, l’induction magnétique
de saturation (Bsat) de la culasse et les deux perméabilités re-
latives (µa et µfe). Les valeurs de ces paramètres doivent donc
être connues avant le processus d’optimisation, ce qui implique
que leur méthode de fabrication doit être décidée auparavant.
L’aimant permanent et la culasse peuvent être obtenus de deux
façons : soit avec des techniques propres aux microsystèmes
(électrodéposition et éventuellement sérigraphie pour l’aimant),
soit avec les méthodes traditionnelles. Le fait que les dimen-
sions du micromoteur le placent à la frontière entre ces deux
domaines permet de choisir les techniques qui nous conviennent
le plus. L’avantage de la technologie MEMS est de pouvoir réa-
liser des composants de plus en plus petits. Les désavantages
sont par contre liés aux propriétés des matériaux obtenus qui
sont largement inférieures aux caractéristiques des matériaux
usuels. Cet aspect a déjà été expliqué au chapitre 2 lors de la
présentation des aimants permanents micro-fabriqués. L’induc-
tion magnétique rémanente de ce type d’aimants atteint à peine
0.34 T [31] [32], contre une valeur supérieure à 1 T pour les
aimants frittés usuels.
Le même résultat est présenté au sujet des matériaux ferroma-
gnétiques doux. Dans le domaine des microsystèmes, ils sont
souvent obtenus avec l’électrodéposition d’un alliage de fer et
de nickel dont la concentration en fer maximale avoisine 20 %.
Les inductions de saturation sont donc de l’ordre de 1 T [3] [23],
contre une valeur proche de 2 T qui caractérise les alliages usuels
dont la concentration en fer est largement supérieure.
Etant donné que le but principal du projet est de réaliser un
micromoteur avec un rendement très élevé, nous avons opté pour
une solution hybride dans laquelle le stator est micro-fabriqué et
le rotor est obtenu avec les techniques ”macroscopiques” vu que
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les caractéristiques des matériaux ferromagnétiques obtenus en
technologie MEMS ne sont pas encore satisfaisantes.

5.2.3 Contraintes dimensionnelles

Les extrêmes des autres paramètres d’entrée ont été choi-
sis dans le but de limiter l’encombrement du moteur. Ils ont
été fixés d’entente avec le partenaire industiel pour obtenir un
micromoteur plat qui puisse interagir facilement avec le monde
”macroscopique”. Le volume maximal du moteur est définit par
les dimensions suivantes :

- Epaisseur (sans support stator) : < 750 µm
- Diamètre : < 5.0 mm

La diamètre maximal du système contraint les rayons ex-
ternes des trois éléments du moteur qui sont les bobines (reb),
les aimant permanents (rea) et la culasse ferromagnétique (rfe).
Au niveau des épaisseurs, les limites des différents paramètres
sont plus difficiles à définir. Il faut juste que l’épaisseur totale
du moteur soit inférieure à 750 µm. Cette valeur correspond à
la somme de l’entrefer avec les épaisseurs des bobines, aimants
et culasse. Le seul de ces paramètres qui peut être facilement
borné est l’entrefer. La recherche de la solution optimale aura
tendance à le minimiser mais sa valeur ne peut pas être réduite
à souhait. La limite inférieure est imposée par le savoir-faire
horloger dans le domaine des paliers. Il existe en effet un ébat
radial des pivots d’axe dans les pierres qui se rapporte au niveau
du rotor sous forme d’un ébat axial. Il faut donc un entrefer
plus grand que l’ébat du bort du rotor afin d’éviter tout contact
avec le stator. La valeur de l’entrefer retenue est de 75 µm.
Les autres épaisseurs sont par contre optimisées de façon que
leur somme ne dépasse pas la valeur maximale. Ils n’ont pas de
limites individuelles.

La limite inférieure des rayons internes des aimants et des
bobines doit aussi être choisie pour laisser suffisamment de place
pour l’axe du moteur. Dans un premier temps, il s’agit d’une
pièce décolletée dont le diamètre est de l’ordre de 500 µm. En
prévoyant de la place pour le trou traversant le silicium, les
diamètres internes minimaux ont été fixés à 1.5 mm.



5.2. PROCESSUS D’OPTIMISATION 93

La Table 5.2 résume les paramètres d’entrée du modèle avec
leurs contraintes.

Stator
Largeur des spires ls
Epaisseur des spires es
Nombre de spires par couche Nc
Nombre de couches de spires nc 2
Rayon interne des bobines rib > 750 µm
Rayon externe des bobines reb < 2.5 mm
Facteur de forme pour l’épaisseur FFs 1.25
Facteur de forme pour l’isolation FFi 2.5
Nombre de bobines nb 3, 6 ou 9
Nombre de phases m 3
Aimant
Induction magnétique rémanente Br 0.9 T
Nombre de paires de pôles p 1, 2, 3, 4, 6
Rayon interne ria > 750 µm
Rayon externe rea < 2.5 mm
Epaisseur ea
Culasse ferromagnétique
Rayon du disque rfe < 2.5 mm
Epaisseur efe
Moteur
Entrefer δ > 75 µm
Couple de frottement Tf 7 nNm

Table 5.2 – Liste des paramètres d’entrée avec leurs contraintes

La seule valeur qui n’a pas encore été discutée et qui est
présente dans cette table est le couple de frottement qui s’ajoute
au couple moteur requis par le cahier des charges. Sa valeur a été
estimée sur la base de quelques essais menés sur des mécaniques
horlogères typiques.
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5.3 Optimisation

Une remarque importante à faire avant la présentation des
résultats de l’optimisation concerne la modélisation de l’aimant
permanent. Les équations qui le décrivent, présentées au cha-
pitre 4, intègrent la notion des zones de transition (Fig. 4.4 et
Fig. 4.6) dans lesquelles l’aimantation change de sens. La lar-
geur de cette région dépend de la taille des pôles magnétiques et
des caractéristiques du magnétiseur qui sont difficilement pré-
visibles avant son dimensionnement. Une modélisation correcte
de ces zones demande donc un grand effort qui ne se justifie pas
à ce stade du projet.
Nous avons alors décidé d’optimiser les moteurs en faisant l’hy-
pothèse d’un changement d’aimantation instantané aux fron-
tières des pôles magnétiques. Cette simplification avait déjà été
utilisée au chapitre 4 lors de la comparaison du modèle analy-
tique aux éléments finis. Pendant la phase d’optimisation, l’in-
duction magnétique dans l’entrefer sera décrite par l’équation
(4.26). A cause de cette approximation, il faut garder à l’esprit
que les performances des moteurs optimisés seront donc légère-
ment supérieures à celles qui peuvent être réellement atteintes.

Le dernier point à souligner est que les valeurs obtenues avec
le modèle analytique correspondent aux performances maximales
des moteurs, dans le cas idéal. Ces conditions sont vérifiées
lorsque le système est alimenté en boucle fermée et lorsque le
courant est en phase avec la tension induite.

5.3.1 La fonction objectif

Pour lancer l’optimisation il faut définir la fonction objectif
qui représente au mieux les attentes du projet. Plusieurs choix
sont possibles. Nous pouvons maximiser le rendement, minimiser
la puissance électrique d’entrée ou minimiser les pertes Joule.
Ces paramètres sont reliés entre eux par une simple équation
(4.49) mais ils ne sont pas équivalents et, lors de l’optimisation,
ils ne vont pas converger vers le même résultat.
La fonction objectif qui est souvent choisie est le rendement.
Il s’agit d’une grandeur facile à interpréter et à utiliser pour
la comparaison de différentes machines. C’est le paramètre qui
vient tout de suite à l’esprit lorsqu’on parle d’optimisation.
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Cependant, le rendement ne représente pas toujours le choix le
plus judicieux. Il est impératif de toujours bien analyser le cadre
du projet afin de déterminer le meilleur paramètre à optimiser.

Dans notre cas, le cahier des charges impose un certain couple
de sortie. Il est défini par la somme d’une partie qui dépend de
la vitesse de rotation et d’une partie constante. Comme expli-
qué lors de la présentation du cahier des charges, la composante
qui dépend de la vitesse est issue de la puissance mécanique
qu’il faut fournir à l’aiguille des secondes, tandis que la partie
constante sert à vaincre le couple de frottement lié à la méca-
nique :

Tmec = 7 + 160 · kΩ [nNm] (5.1)

Avec :
– kΩ : le rapport d’engrènement (Ωaiguille

Ωmoteur
)

Ce qui est recherché dans notre projet est donc un moteur
qui fournisse le couple défini par (5.1) avec la plus faible puis-
sance d’entrée possible. La meilleure fonction objectif est donc
constituée par la minimisation de cette puissance.

Dans le cadre de ce projet, la maximisation du rendement
n’amène par contre pas aux mêmes résultats parce que la puis-
sance mécanique de sortie n’est pas constante mais elle dépend
de la vitesse de rotation. Le rendement tend donc à augmenter
avec la vitesse de rotation mais ceci entrâıne aussi une augmen-
tation de la puissance d’entrée.

5.3.2 Minimisation de la puissance d’entrée

Les deux autres exigences importantes qui influencent signifi-
cativement l’optimisation sont la vitesse de rotation et la tension
induite. Pour des raisons mécaniques, la vitesse a été initiale-
ment limitée à 300 rpm même si la valeur maximale théorique
est largement supérieure.

Pour des raison électroniques, nous avons aussi décidé d’im-
poser une valeur minimale à la tension induite même si cette
contrainte va à l’encontre d’une minimisation de la puissance
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d’entrée. Il ne faut en effet pas oublier que ce moteur néces-
site une commande en boucle fermée et l’ajout de capteurs est
problématique à cause des faibles dimensions du système. Une
commande sans capteurs basée sur la tension induite correspond
donc à la solution la plus cohérente mais elle nécessite que ce
signal ait une amplitude minimale. Une autre raison qui justifie
l’imposition d’une tension induite minimale est la source d’ali-
mentation du moteur. Elle est garantie par une pile de 1.5 V et
plus la tension de phase se rapproche de cette valeur, moins la
partie électronique sera complexe. Le compromis initial est de
fixer la valeur minimale de la tension induite à 5 mV.

En résumé, les paramètres qui contraignent le plus l’optimi-
sation sont :

- Vitesse de rotation : < 300 rpm
- Tension induite : > 5.0 mV
- Couple mécanique : = 7 + 160 · kΩ nNm

Sous ces conditions, nous avons lancé l’optimisation des dif-
férentes configurations du moteur. Les performances obtenues
sont résumées à la Table 5.3.

Pin [nW] v [rpm] Îph [µA] η [%]
3/2 4980 300 32 5
3/4 671 300 32 35
6/4 817 300 32 29
9/6 514 300 31 46
6/8 297 206 23 57
9/8 315 245 26 56
9/12 257 180 20 58

Table 5.3 – Caractéristiques des moteurs optimisés afin de minimi-
ser la puissance électrique d’entrée. Tous les moteurs
ont une tension induite de 5 mV

La première remarque à faire concerne le nombre de pôles
magnétiques. Pour atteindre les objectifs prévus, le système
nécessite au moins quatre paires de pôles. La configuration la
moins performante compte trois bobines et une seule paire de
pôles (3/2) et nécessite presque 5 µW pour créer le couple re-
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quis. En comparaison, le moteur 9/12 nécessite uniquement 257
nW pour accomplir la même tâche.

Les meilleurs moteurs peuvent aussi être identifiés par rap-
port à leur vitesse de fonctionnement optimale. La vitesse des
moteurs qui n’arrivent pas à satisfaire les contraintes atteint la
valeur maximale de 300 rpm. Cette vitesse à tendance à dimi-
nuer avec l’augmentation des performances des moteurs.

Au niveau des dimensions, l’optimisation a montré que les
bobines doivent occuper le maximum de la surface qui a été mise
à disposition. Elles ont donc un rayon interne de 750 µm et un
rayon externe de 2.5 mm. La même tendance est observée pour
les aimants qui tendent à être les plus grands possibles.

L’analyse de ces résultats ouvre la possibilité d’un nouveau
dimensionnement. Le cahier des charges impose en effet une
puissance d’entrée inférieure à 500 nW mais le moteur le plus
performant (configuration 9/12) nécessite uniquement 257 nW
pour satisfaire les spécifications. Nous avons donc un moteur
très peu gourmand en énergie qui nécessite le développement
d’une électronique de commande avec une tension induite très
faible. Cette tâche n’est pas simple.
Pour résoudre ce problème, nous avons donc décidé de réaliser
une nouvelle optimisation afin de maximiser la tension induite
en utilisant toute la puissance à disposition. Ce nouveau dimen-
sionnement est expliqué dans la prochaine section.

5.3.3 Maximisation de la tension induite

Dans cette section, une nouvelle approche pour le dimen-
sionnement du moteur est présentée. Elle cherche également à
prendre en compte les nécessités de l’électronique de commande.
L’idée est de profiter de toute la puissance électrique à dispo-
sition pour maximiser la tension induite et faciliter la tâche de
développement de la commande sans capteurs.

Nous avons réalisé deux nouvelles optimisations. La première
est effectuée en limitant la puissance d’entrée à 500 nW, tandis
que pour la deuxième nous avons choisi une consommation éner-
gétique proche de celle qui caractérise les moteurs Lavet stan-
dards. Pour un moteur qui tourne en continu, elle correspond à
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une puissance d’entrée d’environ 1 µW.
Nous avons aussi décidé d’augmenter la limite de la vitesse de
rotation. Elle a été fixée à 1000 rpm : une valeur proche de la
vitesse maximale théorique. Le but est d’étudier également le
comportement du moteur par rapport à la vitesse. De cette ma-
nière, nous pouvons déterminer s’il existe une vitesse optimale
par rapport à la puissance d’entrée choisie.

Cette étude a été réalisée uniquement sur les configurations
les plus performantes en écartant celles qui affichaient des mau-
vaises caractéristiques lors du dimensionnement précédent.

Les résultats obtenus pour une puissance d’entrée de 500 nW
sont présentés à la Table 5.4.

Ui [mV] v [rpm] Îph [µA] η [%]
9/6 4.90 346 37 54
6/8 16.7 348 10.7 54
9/8 11.1 348 16.1 54
9/12 23.0 349 7.9 55

Table 5.4 – Caractéristiques des moteurs optimisés afin de maximi-
ser la tension induite. La puissance maximale d’entrée
a été limitée à 500 nW et la vitesse de rotation à 1000
rpm

L’existance d’une vitesse optimale est un des résultats très
intéressants qui viennent d’être trouvés. Elle vaut environ 350
rpm pour une puissance d’entrée de 500 nW.
L’autre aspect important est la confirmation que le moteur 9/12
est celui qui affiche les meilleures performances. L’amplitude de
la tension induite qu’il génère est de 23 mV.

La deuxième partie du dimensionnement a été réalisé en li-
mitant la puissance d’entrée à 1 µW. Dans ce cas, les résultats
obtenus sont résumés à la Table 5.5.

Les caractéristiques obtenues sont très intéressantes. La vi-
tesse optimale a augmenté, en passant d’environ 350 rpm à 700
rpm. La tension induite atteint les 100 mV pour le moteur 9/12.
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Ui [mV] v [rpm] Îph [µA] η [%]
9/6 19.9 495 12.8 38
6/8 73.4 691 4.8 52
9/8 49.0 691 7.1 52
9/12 101.2 692 3.5 52

Table 5.5 – Caractéristiques des moteurs optimisés afin de maximi-
ser la tension induite. La puissance maximale d’entrée
a été limitée à 1 µW et la vitesse de rotation à 1000
rpm.

C’est une valeur très élevée qui permet de développer une élec-
tronique de commande sans trop de difficultés.

Ce dimensionnement a aussi permis de vérifier que 3 paires
de pôles ne sont pas suffisantes pour ce type de moteur. Les
caractéristiques du système 9/6 étaient déjà légèrement supé-
rieures aux limites lors de la minimisation de la puissance d’en-
trée. Cette nouvelle optimisation a montré une fois de plus que
ses performances sont largement inférieures à celles qui caracté-
risent les moteurs avec un nombre supérieur de pôles.

Les résultats qui viennent d’être présentés montrent le grand
potentiel de ce type de moteur pour le domaine horloger étant
donné qu’ils répondent pleinement aux attentes de cette branche.

Les caractéristiques dimensionnelles des moteurs qui ont été
présentés dans ce chapitre sont données à l’annexe B.

5.4 Dimensionnement des prototypes

Les paragraphes précédents ont décrit la meilleure solution
qui peut être obtenue par rapport à des contraintes uniquement
technologiques. Lors de la réalisation pratique, le cadre du pro-
jet change et s’éloigne des conditions idéales parce que d’autres
exigences s’ajoutent.

La fabrication et la magnétisation d’aimants permanents de
petites dimensions spécifiques à cette application nécessitent un
temps non-négligeable et des coûts importants qui ne peuvent
pas être garantis dans le cadre de ce projet. Une bonne partie de
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ces frais sont liés au développement du magnétiseur qui ne peut
pas être réalisé uniquement dans le but de fabriquer quelques
pièces pour le prototypage.
Il a donc fallu chercher un aimant permanent déjà existant qui
puisse s’adapter à ce projet. La solution trouvée satisfait nos at-
tentes. Il s’agit d’un aimant permanent (SmCo) en forme d’an-
neau d’une épaisseur de 250 µm. Il est deux fois plus mince que
les aimants dimensionnés lors de l’optimisation mais il compte
aussi 12 pôles magnétiques. Le prototype aura donc la même
configuration que le moteur le plus performant, c’est-à-dire 9
bobines et 12 pôles. La taille de l’aimant est par contre plus
petite que celle qui avait été prévue lors du dimensionnement.
Son rayon interne vaut 1.3 mm contre environ 850 um dans la
version optimisée et le rayon externe est de 2.0 mm contre les
2.35 mm obtenus précédemment. Les performances de ces pro-
totypes seront donc plus faibles que celles qui ont été estimées
lors de l’optimisation mais le principal intérêt de ces échantillons
fonctionnels est de vérifier la méthodologie de conception et les
modèles analytiques sur lesquelles se base tout le dimensionne-
ment. Lorsqu’ils seront validés grâce aux essais pratiques, nous
pourrons faire confiance aux résultats qui viennent d’être pré-
sentés.

Le matériau ferromagnétique utilisé pour la culasse rotorique
a aussi été choisi avant le dimensionnement. Il s’agit de l’AFK
502 (Imphy Alloys SA, France), un alliage de fer et cobalt (FeCo)
dont l’épaisseur est de 150 µm et qui présente d’excellentes ca-
ractéristiques.

Le dimensionnement des prototypes a aussi été réalisé à
l’aide du logiciel d’optimisation mais il se base sur un modèle
analytique précédent moins performant que celui qui a été pré-
senté dans ce document. Les caractéristiques les plus impor-
tantes du premier prototype sont résumées à la Table 5.6.

Les rayons externes des bobines et de la culasse sont supé-
rieurs aux limites imposées pour l’optimisation précédente. Ces
contraintes étaient en effet légèrement différentes lors du dimen-
sionnement des prototypes.
Au final, 6 exemplaires ont été réalisés et testés. La descrip-
tion de leur fabrication et de leur caractérisation fait l’objet des
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Stator
Largeur des spires ls 20 µm
Epaisseur des spires es 25 µm
Largeur de l’isolation entre spires li 10 µm
Nombre de spires par couche (par bobine) Nc 12
Nombre de couches de spires nc 2
Rayon interne des bobines rib 750 µm
Rayon externe des bobines reb 2.6 mm
Nombre de bobines nb 9
Nombre de phases m 3
Aimant
Induction magnétique rémanente Br 0.85 T
Nombre de paires de pôles p 6
Rayon interne de l’aimant ria 1.3 mm
Rayon externe de l’aimant rea 2.0 mm
Epaisseur de l’aimant ea 250 µm
Culasse ferromagnétique
Rayon de la culasse rfe 2.6 mm
Epaisseur de la culasse efe 150 µm
Moteur
Entrefer δ 75 µm
Vitesse de rotation nominale vN 300 rpm

Table 5.6 – Résumé des caractéristiques dimensionnelles des pre-
mier prototypes

prochains chapitres.

5.4.1 Performances théoriques

Le calcul des performances théoriques des prototypes consti-
tue le dernier point traité dans ce chapitre. Nous avons introduit
les caractéristiques de ce moteur dans le modèle analytique et
calculé ses performances maximales dans le cas idéal lorsque le
moteur est asservi et lorsque le courant est en phase avec la
tension induite.

Dans cette analyse les zones de transition entre les pôles
magnétiques de l’aimant permanent sont prises en compte (cf.
section 4.7).
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Les valeurs qui sont obtenues devraient donc être plus proches
de la réalité que celles qui ont été présentées pour les autres
moteurs optimisés. Ses caractéristiques électromagnétiques les
plus importantes sont résumées à la Table 5.7.

Paramètre Unité Valeur
Tension induite Ui,rms mV 0.88
Tension de phase Uph,rms mV 2.0
Courant de phase Iph,rms µA 90
Puissance électrique Pin nW 536
Pertes Joule PJ nW 299
Puissance électromag. Pemag nW 237
Couple électromag. Temag nNm 7.54
Rendement η % 44.19

Table 5.7 – Performances théoriques des prototypes calculées avec
le modèle analytique. Le couple de frottement à com-
penser vaut 7 nNm et le couple requis à l’aiguille des
secondes vaut 160 nNm. La vitesse de rotation est de
300 rpm

En comparant les caractéristiques prévues pour les proto-
types (Table 5.7) au moteur optimisé qui a la même configu-
ration (Table 5.3), nous remarquons que l’aimant permanent a
une grande influence. Dans le cas des prototypes, l’aimant a un
volume environ 4 fois inférieur à celui qui est prévu pour le sys-
tème optimisé. En outre, la magnétisation rémanente est plus
faible (0.85 T à la place de 0.9 T) et les valeurs présentées à la
Table 5.7 sont calculées en considérant les zones de transition.
Ces aspects expliquent pourquoi les performances théoriques des
prototypes sont inférieures.

Les caractéristiques des prototypes sont quand même très
intéressantes. Ils devraient créer un couple de 7.54 nNm avec
une puissance électrique d’entrée d’environ 536 nW. L’inconvé-
nient majeur est la faible amplitude de la tension induite : 1.2
mV. Cette valeur limite énormément la possibilité d’un déve-
loppement rapide d’une électronique de commande en boucle
fermée.
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5.5 Conclusions

Les caractéristiques présentées dans ce chapitre ouvrent les
portes du domaine horloger à ce nouveau type d’entrâınement.
Plusieurs résultats très intéressants ont été obtenus. Le premier
est sans aucun doute le fait d’avoir déterminé la configuration
optimale pour cette application. Il s’agit d’un moteur triphasé
ayant 9 bobines et 12 pôles magnétiques.
Ce moteur a montré des excellentes caractéristiques. En minimi-
sant la puissance d’entrée, il arrive à fournir le couple nécessaire
à l’entrâınement de l’aiguille des secondes avec une puissance
électrique d’environ 260 nW à une vitesse de 180 rpm. C’est une
puissance largement inférieure à celle qui a été prévue initiale-
ment. Un inconvénient majeur de ce moteur est le faible niveau
de tension induite. Son amplitude est de 5 mV et le développe-
ment d’une électronique de commande sans capteurs constitue
un défi important.
Si, dans le but de faciliter le développement de l’électronique,
nous sommes prêts à faire un compromis au niveau de la puis-
sance d’entrée, un nouveau dimensionnement a montré qu’une
tension induite de 23 mV peut être atteinte. Dans ce cas, la
puissance électrique d’entrée s’élève à 500 nW et la vitesse de
rotation optimale vaut 350 rpm.
La dernière optimisation réalisée impose une puissance d’entrée
de 1 µW qui correspond à la consommation énergétique des
moteurs Lavet standard. Dans ce cas, le moteur 9/12 peut dé-
velopper une tension induite de 100 mV à une vitesse d’environ
700 rpm. Ces valeurs sont largement suffisantes pour la création
d’une électronique de commande.

Dans la deuxième partie du chapitre, nous avons présenté les
caractéristiques des premiers échantillons fonctionnels qui seront
fabriqués. Leurs performances diffèrent de celles qui ont été es-
timées pour le moteur optimisé. La raison principale est liée aux
caractéristiques de l’aimant qui a été choisi. Malheureusement,
afin de limiter les coûts, il a dû être choisi parmi des aimants
déjà à disposition. Même en ayant le bon nombre de pôles, il est
plus petit que celui qui a été prévu lors de l’optimisation et sa
magnétisation est plus faible.
Le but principal des échantillons fonctionnels est de vérifier nos
prévisions, la méthodologie utilisée pour le dimensionnement du
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moteur et la faisabilité de leur mise en œuvre. Grâce aux essais
sur ces moteurs, nous pourrons valider le modèle analytique et
garantir que les résultats présentés dans ce chapitre sont proches
de la réalité. Dans un premier temps, le fait que les caractéris-
tiques des prototypes sont inférieures à celles qui peuvent être
atteintes par ce type de moteur n’est pas très important. La
chose qui compte est la vérification pratique de nos prévisions
et la possibilité de démontrer la faisabilité technologique de ce
type de moteur.
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6.1 Introduction

Les échantillons fonctionnels ont été réalisés en étroite col-
laboration avec notre partenaire industriel. Nous étions les res-
ponsables de la micro-fabrication des stators tandis que les ro-
tors et la micromécanique ont été développés directement au
sein de l’industrie. C’est la raison pour laquelle ce chapitre est
principalement focalisé sur la réalisation des stators. De plus,
ce composant MEMS représente la partie la plus innovante du
projet.
Les étapes les plus importantes du processus de fabrication se-
ront décrites et les résultats intermédiaires seront présentés à
l’aide d’images montrant l’aspect des wafers.

Afin d’avoir une vision exhaustive des premiers prototypes, la
fin du chapitre sera dédiée à une brève présentation de l’aimant
permanent et de la micromécanique permettant l’assemblage du
système.

6.2 Le stator

Contrairement au cas macroscopiques, les technologies utili-
sées pour la réalisation des micromoteurs acquièrent une grande
importance dès l’étape de conception. Cette influence est en par-
tie due au fait qu’il s’agit d’un domaine relativement récent et
donc, pour obtenir un micromoteur performant, il faut être vrai-
ment très proches des limites technologiques actuelles.
Dans le domaine des moteurs micro-fabriqués, l’étude électro-
magnétique doit toujours être menée en parallèle au dévelop-
pement d’un processus de fabrication qui permet sa mise en
œuvre. Chaque fois qu’une nouvelle solution magnétique est
proposée, il faut en vérifier sa faisabilité d’un point de vue du
micro-usinage. C’est uniquement après plusieurs itérations que
la meilleure méthode de fabrication peut être identifiée et ses li-
mites technologiques connues. Elles sont ainsi prises en compte
lors du dimensionnement (cf. chapitre 4). C’est cette particula-
rité qui constitue une des différences entre la méthodologie de
conception suivie pour les moteurs usuels et celle qui est utilisée
pour les microsystèmes.
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6.2.1 Principe de fabrication des stators

Les stators ont été produits dans les salles blanches du Centre
de MicroNanoFabrication (CMi) de l’EPFL en enchâınant plu-
sieurs techniques différentes, comme par exemple la photolitho-
graphie, la gravure sèche et humide, la déposition par pulvéri-
sation et l’électrodéposition.
Pour la réalisation des premiers prototypes, des plaques de si-
licium d’un diamètre de 4 pouces, qui correspondent à environ
100 mm, ont été utilisées. Sur chaque wafer, 69 stators sont fa-
briqués en parallèle comme montré à la Fig. 6.1 qui représente
le masque complet utilisé pour les 5 photolithographies.

Figure 6.1 – Masque complet qui contient les 5 masques photoli-
thographiques utilisés pour fabriquer les stators

Contrairement à sa mise en œuvre qui n’est pas triviale, le
principe de micro-fabrication est relativement simple. Il peut
être séparé en quatre grandes parties. Les trois premières servent
à la réalisation des bobines tandis que la dernière crée les ouver-
tures pour l’axe du moteur et les goupilles de positionnement.

La première grande étape permet de réaliser les spires infé-
rieures qui sont enterrées dans le silicium. Il faut commencer par
graver des trous dans le silicium comme montré à la Fig. 6.2.
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Ensuite, grâce à une électrodéposition, les cavités sont remplies
avec du cuivre. Etant donné que le cuivre couvre la totalité de
la surface du wafer, il faut une étape de polissage pour éliminer
le métal en excès et obtenir une surface plane prête à accueillir
des couches supplémentaires. Le procédé qui est utilisé pour ob-
tenir la première couche de spires est aussi connu sous le nom
de procédé de Damascène.

Figure 6.2 – Principe de micro-fabrication des bobines multi-
couches. Le support des bobines est le wafer en silicium
qui accueille le premier niveau de cuivre. Ensuite, une
couche d’oxyde (SiO2) est utilisée pour l’isolation élec-
trique avant le dépôt du deuxième niveau de cuivre.

Pendant la deuxième partie du processus, une couche de 1
µm d’oxyde de silicium (SiO2) est déposée sur toute la surface
du wafer. Son but est d’isoler électriquement les deux niveaux
de cuivre.

La troisième grande étape est caractérisée par la réalisation
des spires supérieures. Elles sont obtenues par une nouvelle élec-
trodéposition à travers un moule en résine photosensible.

Finalement, les trous sont réalisés à travers toute l’épais-
seur du silicium. Ils sont nécessaires pour l’axe du moteur et les
goupilles qui positionnent le stator par rapport au reste de la
mécanique. Cette étape constitue la dernière partie du processus
de fabrication.

L’aspect le plus problématique de la fabrication est consti-
tué par le grand nombre d’étapes qui doivent se succéder pour
réaliser les stators. Le processus en compte 26 dont cinq pho-
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tolithographies qui servent à structurer les différentes couches.
Leur fonction est décrite ci-dessous tandis que leur schéma est
donné à l’annexe D.

1. Structuration du silicium pour les spires enterrées ;

2. Structuration de la face arrière du wafer pour la gravure
des trous pour l’axe et les goupilles ;

3. Structuration du métal qui recouvre les pistes en cuivre
et évite ainsi la contamination de la couche isolante par le
cuivre ;

4. Structuration de la couche isolante pour permettre les con-
tacts entre les deux niveaux de cuivre ;

5. Structuration du moule en résine photosensible pour l’élec-
trodéposition de la deuxième couche de spires.

Avant chaque photolithographie il faut que la surface du wa-
fer soit parfaitement plane. Cette contrainte est liée au fait que
ces étapes commencent par la déposition d’une résine photosen-
sible d’une épaisseur de quelques micromètres. Ce dépôt, en règle
générale, est obtenu par centrifugation en posant une goutte de
résine au centre du wafer et en le faisant tourner. Si la surface
présente des aspérités, la couche obtenue n’est pas uniforme et
elle ne la couvre pas complètement : un bon résultat ne sera
ainsi plus garanti.

La suite du chapitre présente d’une façon plus détaillée les
quatre parties de la micro-fabrication en décrivant les étapes les
plus significatives. Une version simplifiée du processus de fabri-
cation est montrée à la Fig. 6.3, tandis que la version complète
est donnée à l’annexe C.
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Figure 6.3 – Processus de fabrication simplifié
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6.2.2 Première partie : les spires enterrées

La réalisation des stators commence à partir d’un wafer de
silicium de 500 µm d’épaisseur poli des deux côtés. Une oxy-
dation humide fait crôıtre 3 µm d’oxyde de silicium (SiO2) sur
tout le wafer (Fig. 6.3 (a)). Cette couche est structurée sur la
face avant à l’aide de la première photolithographie en utilisant
le masque 1 (annexe D) et en gravant les parties non protégées
par la résine photosensible avec un plasma CF4. Nous obtenons
ainsi un masque rigide en oxyde qui sera utilisé pour graver de
façon anisotrope le silicium (Si) et préparer les cavités pour les
premières spires (Fig 6.3 (b)). La Fig 6.4 montre une partie du
stator après la gravure du silicium. Sur ces images, le silicium
qui se trouve au fond des trous apparâıt légèrement plus clair
que l’oxyde qui couvre la surface.

(a) (b)

Figure 6.4 – Aspect d’une partie du wafer après la gravure du sili-
cium. Ces cavités accueilleront la première couche de
spires

Ces cavités ont une profondeur de 25 µm et une largeur de 20
µm (Table 5.6).
Les deux images de la Fig 6.5 ont été obtenues avec un mi-
croscope électronique (SEM) et montrent une vue en coupe du
résultat de la gravure anisotrope du silicium. L’oxyde utilisé
comme masque rigide est facilement identifiable grâce à son ap-
parence plus foncée. La Fig 6.5 (b) montre aussi l’aspect typique
des flancs verticaux après un procédé Bosch qui est caractérisé
par l’alternance d’étapes de gravure et d’étapes de passivation
des parois. Il faut remarquer que cette épaisseur d’oxyde n’est
pas nécessaire pour la gravure de 25 µm de silicium mais elle
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sera indispensable lors de la création des ouvertures pour l’axe
du moteur à partir de la face arrière.

(a) (b)

Figure 6.5 – Aspect d’une partie du wafer après la gravure du sili-
cium pour accueillir la première couche de spires. Ces
images montrent une vue en coupe d’un wafer et ont
été obtenues avec un microscope électronique (SEM)

Une fois que les trous ont été réalisés, il faut les isoler pour
éviter tout court-circuit à travers le substrat. C’est la raison
pour laquelle une deuxième oxydation humide est effectuée pour
obtenir 200 nm d’oxyde.
La surface du wafer est ensuite préparée pour la première élec-
trodéposition en pulvérisant la couche de croissance (seed layer).
Elle est constituée de 100 nm de tantale (Ta) et de 200 nm de
cuivre (Cu) (Fig 6.3 (c)). Le rôle du tantale est de créer une bar-
rière de diffusion pour empêcher les atomes de cuivre de conta-
miner l’oxyde, qui est utilisé comme isolant.

Le wafer est ensuite plongé dans le bain d’électrodéposition.
L’épaisseur de cuivre recherchée est d’environ 45 µm (Fig 6.3
(d)). L’aspect de la surface du wafer après ce dépôt est montré
à la Fig 6.6 qui est obtenue avec un microscope optique. Le
cuivre recouvre la totalité de la surface mais l’emplacement des
spires est encore visible à cause de la différence d’épaisseur du
dépôt.
Cette surépaisseur est nécessaire pour éviter la sous-gravure des
pistes métalliques (dishing) lors du polissage chimio-mécanique
(CMP : chemical-mechanical polishing) qui est réalisé à l’étape
suivante (Fig 6.3 (e)). Le polissage du cuivre en excès est assez
critique parce qu’il faut trouver un compromis entre la durée
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Figure 6.6 – Aspect d’une partie du wafer après l’électrodéposition
d’environ 45 µm de cuivre

de l’étape et l’uniformité du polissage de la surface afin d’éviter
la sous-gravure des spires. A titre indicatif, pour obtenir un ré-
sultat satisfaisant, le temps de polissage d’un wafer varie entre
80 minutes et 120 minutes en fonction de la configuration de la
machine.
Le grand avantage de cette étape est d’obtenir une surface par-
faitement plane sur laquelle les couches suivantes peuvent être
empilées (Fig 6.7).

(a) (b)

Figure 6.7 – Aspect d’une partie du wafer après le polissage chimio-
mécanique (CMP). (a) Wafer de la troisième série. (b)
Wafer de la deuxième série avec des structures enter-
rées supplémentaires pour faciliter cette étape

À ce stade, il faut vérifier que la couche de croissance ait
été complètement enlevée afin d’éviter des courts-circuits. Ce
test est effectué en mesurant la résistance électrique entre deux
points du wafer.
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Pour conclure cette première partie, une couche de 100 nm
de tantale est déposée par pulvérisation et structurée avec la
troisième photolithographie. Son but est de couvrir les pistes
métalliques et d’empêcher les atomes de cuivre de diffuser dans
l’isolant qui sera déposé entre les deux niveaux de spires.

6.2.3 Deuxième partie : la couche isolante

La couche d’isolation qui sépare les deux niveaux de cuivre
est obtenue en déposant 1 µm d’oxyde de silicium par pulvéri-
sation (Fig 6.3 (f)). Cette étape peut avoir des conséquences né-
fastes dans la première couche déjà fabriquée à cause de l’échauf-
fement du substrat dû au bombardement ionique. En effet, le
temps de dépôt nécessaire pour une telle épaisseur est relati-
vement grand (environ 25 minutes) et la température à la sur-
face du silicium augmente sensiblement même si un système
de refroidissement est appliqué. Cette variation de température
engendre des tensions internes au niveau des interfaces cuivre-
silicium étant donné que le coefficient de dilatation du cuivre est
plus que 5 fois supérieur à celui du silicium. Deux phénomènes
sont observés. Tout d’abord, les wafers ne sont plus parfaite-
ment plats en sortant de la machine et présentent une courbure
concave. De plus, des courts-circuits entre les spires enterrées
sont observés en mesurant la résistance électrique.
Pour résoudre ce problème, il faut alterner le dépôt avec des pé-
riodes d’attente pendant lesquels la surface du wafer a le temps
de refroidir (5 minutes de dépôt et 10 minutes de repos).

La couche d’isolation est ensuite structurée afin de permettre
la connexion entre les deux niveaux de cuivre. Cette étape est
réalisée à partir de la quatrième photolithographie.

L’aspect des bobines après cette deuxième partie de la fa-
brication est montré à la Fig. 6.8. L’image prise au microscope
optique (Fig. 6.8 (a)) montre un contact électrique entre le deux
niveaux. La couleur plus claire du cuivre dans la zone circulaire
de 80 µm de diamètre est due à l’absence d’oxyde de silicium.
La Fig. 6.8 (b) montre une vue en coupe de deux spires et
elle a été prise avec un microscope électronique. Les cavités
ont été remplies avec du cuivre et elles sont recouvertes par
1 µm d’oxyde. Les pistes métalliques apparaissent un peu tor-
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(a) (b)

Figure 6.8 – Aspect des spires après le dépôt de la couche isolante
en SiO2. (a) Image obtenuée à l’aide d’un microscope
optique. La couleur plus claire du cuivre dans la zone
circulaire de 80 µm de diamètre est due à l’absence
d’oxyde de silicium. (b) Vue en coupe de deux spires
avec la couche isolante d’un micron d’épais par dessus

dues parce que le cuivre est ductile et difficile à casser lors du
clivage.

6.2.4 Troisième partie : les spires supérieures

La réalisation du deuxième niveau de spires commence par le
dépôt de la couche de croissance nécessaire à l’électrodéposition
(Fig 6.3 (f)). Elle est constituée de 100 nm de titane (Ti) et
de 200 nm de cuivre (Cu). Le titane joue le rôle de barrière
de diffusion à la place du tantale. La raison de ce changement
est simple : il faut un métal qui puisse être enlevé par gravure
humide et ce n’est pas le cas du tantale qui peut être structuré
uniquement par gravure sèche. Le problème est que la deuxième
couche de croissance n’est pas enlevée par polissage (CMP) et
une gravure sèche n’est pas non plus envisageable à cause de
la présence du cuivre qui ne peut pas être en contact avec le
plasma.

Une fois que la couche de croissance est déposée, il faut réali-
ser le moule pour l’électrodéposition (Fig 6.3 (g)). Il est obtenu
en structurant une résine photosensible épaisse à l’aide de la
cinquième photolithographie. L’épaisseur de la résine (AZ9260)
est très élevée et vaut 30 µm : une valeur qui n’est pas usuelle
étant donné que normalement les photolithographies sont réa-
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lisées avec des épaisseurs de résine comprises entre 1 µm et 4
µm. Le dépôt de cette couche épaisse s’effectue automatique-
ment à l’aide d’une machine (EVG 150) qui étale la résine en
deux fois. Le procédé est assez bien mâıtrisé et les résultats sont
répétables.
Une astuce qui permet d’avoir une meilleure résolution lors de
la structuration de la résine est de la laisser réhydrater pendant
environ 24h avant d’effectuer l’exposition aux rayons UV.
L’aspect d’une partie d’une bobine après la réalisation du moule
en résine est visible à la Fig 6.9.

Figure 6.9 – Aspect d’une partie du wafer après la réalisation du
moule en résine photosensible. L’épaisseur du dépôt
est de 30 µm

La surface qui a une couleur dorée est recouverte par les 30
µm de résine tandis que les parties qui apparaissent bleu ne le
sont pas. Ces sont les endroits où crôıtront les spires lors de
l’électrodéposition (Fig 6.3 (h)).

Lorsque les spires supérieures ont été réalisées, le moule en
résine est dissous dans un bain et la couche de croissance est
enlevée par gravure humide en utilisant une solution différente
pour chaque métal, l’une à la suite de l’autre (Fig 6.3 (i)). La
Fig. 6.10 montre le résultat à la fin de la troisième partie du
processus de fabrication. Ces deux photos, prises à l’aide d’un
microscope optique, montrent des détails d’une bobine et des
pistes de connexion entre les bobines de la même phase.
Les deux niveaux de cuivre sont bien identifiables sur ces deux
images qui sont focalisées sur le cuivre supérieur (Fig. 6.10 (a))
et sur le cuivre enterré (Fig. 6.10 (b)).
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(a) (b)

Figure 6.10 – Détails d’une bobine et des pistes de connexion entre
les bobines de la même phase après l’élimination du
moule en résine. Les deux niveaux de cuivre sont bien
visibles sur ces deux images prises au microscope op-
tique

6.2.5 Quatrième partie : l’axe du moteur

À ce stade, la micro-fabrication des bobines est terminée
mais il faut encore réaliser les ouvertures pour l’axe du moteur
et pour les goupilles de positionnement. Elles sont obtenues par
gravure sèche du silicium à partir de la face arrière du wafer
(Fig. 6.3 (j)). Le masque rigide d’oxyde qui avait été structuré à
l’aide de la deuxième photolithographie (Fig. 6.3 (e)) est utilisé
pour définir les endroits exposés.
La gravure de 500 µm de silicium est une étape assez longue mais
qui ne pose pas de problèmes particuliers. Une fois terminée, il
faut sortir le wafer de la salle blanche et le découper pour séparer
les 69 stators produits sur la même plaque. La découpe se fait
avec une scie dont la vitesse de rotation est de 30’000 rpm et la
vitesse de coupe est de 5 millimètre par seconde.

Cette dernière étape demande une attention particulière à
cause de l’eau qui est utilisée pour refroidir la lame. Nous avons
noté que même en utilisant le débit minimal, la pression de l’eau
est suffisante pour arracher les spires supérieures. La solution
trouvée consiste à étaler manuellement une couche de résine
photosensible sur tout le wafer avant la découpe. En ce faisant,
les spires sont protégées et ne s’abiment pas. Une fois le sciage
terminé, il ne reste plus qu’à plonger les stators dans un bain
afin d’enlever la couche protectrice. Le résultat final est montré
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à la Fig. 6.11.

Figure 6.11 – Photo d’un stator terminé lors de la sortie de la salle
blanche. La largeur de cet élément est de 7 mm tan-
dis que l’hauteur vaut 8.8 mm. Les trois phases sont
connectées en étoile. Les deux couches de cuivre sont
visibles au niveau des connexions entre les bobines et
se distinguent par une couleur différente. Le cuivre
enterré apparâıt plus clair que celui de la couche su-
périeure.

L’image de la Fig. 6.11 a été réalisée avec un appareil photo
usuel muni d’un objectif macro. La largeur du stator découpé
est de 7.0 mm tandis que sa hauteur est de 8.8 mm. Sur cette
image, les deux niveaux de cuivre peuvent être distingués au
niveau des pistes qui se trouvent à l’extérieur des bobines : le
cuivre enterré apparait plus clair que celui qui a été déposé sur
la surface.
Les contacts entre les deux couches ont une forme circulaire d’un
diamètre de 100 µm : ils sont à l’intérieur de chaque bobine.
Nous pouvons aussi noter les 4 points de contacts qui sont uti-
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lisés pour alimenter le moteur : trois pour les phases du moteur
et un pour le neutre. Les deux contacts supplémentaires ont été
réalisés pour faciliter le collage du PCB flexible, ou flexprint,
utilisé comme interface entre les mondes microscopique et ma-
croscopique.

Des détails supplémentaires sur la fabrication des stators en
salle blanche sont donnés à l’annexe C qui présente le processus
de fabrication complet. En outre, l’annexe E contient la feuille
de route, ou runcard, qui a été suivie en salle blanche. Ce docu-
ment décrit comment ont été réglés les paramètres importants
de chaque machine pour effectuer les différentes étapes.

6.2.6 Résultats de la micro-fabrication

Comme il a été expliqué précédemment, la micro-fabrication
des stators est relativement critique et nécessite plusieurs itéra-
tions. Il faut tester les différentes étapes afin de déterminer les
réglages optimaux de chaque machine utilisée. Ces réglages sont
influencés par l’état du wafer qui dépend des étapes précédentes.
Par exemple, le temps d’exposition lors de la structuration de la
résine photosensible dépend du coefficient de réflexion de la sur-
face du wafer qui varie en fonction des couches déposées. Pour
déterminer les paramètres de la façon la plus précise possible,
il faudrait donc tester des séquences entières du procédé de fa-
brication plutôt que chaque étapes séparément. Ceci n’est pas
toujours possible.

Pour obtenir les premiers stators fonctionnels, il a fallut réa-
liser trois séries de wafers. Chaque série comptait 5 ou 6 wafers.
La première utilisait des wafers d’une épaisseur de seulement
380 µm et elle a été interrompue après le dépôt de la couche iso-
lante se trouvant entre les deux niveaux de spires. Ce dépôt était
réalisé en continu sans aucune pause pour laisser refroidir le wa-
fer. La courbure des wafers après ce dépôt était trop prononcée
et ils se sont cassés. Cependant, la responsabilité de la cassure
des plaques n’est pas à imputer uniquement à cette étape. Elles
étaient déjà fragilisées à cause des autres étapes qui avaient été
réalisées en réglant les machines de façon approximative.

Pour faire face à cet inconvénient, la deuxième série a été réa-
lisée à partir de wafers de 500 µm d’épais. Après le dépôt de la
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couche isolante, ils présentaient aussi une légère courbure mais la
micro-fabrication de quelques wafers a pu continuer. L’inconvé-
nient était que le dépôt de la résine épaisse utilisée comme moule
pour le deuxième niveau de cuivre a dû être réalisé manuelle-
ment parce que le bras robotique de la machine prévue pour ce
travail refusait de prendre en charge les wafer à cause de leur
courbure. La qualité de la résine n’était donc pas optimale mais
suffisante pour terminer le processus. Les mesures électriques
menées sur ces wafers ont montré la présence de courts-circuits
systématiques dans la couche de cuivre enterrée. Ce test a per-
mis d’identifier le problème thermique lors du dépôt de la couche
isolante qui a été corrigé lors de la troisième série.

Lors de la troisième série, plusieurs stators ont été obtenus
avec les caractéristiques souhaitées. L’expérience acquise lors
des deux premières volées s’est révélée fondamentale pour le
réglage des paramètres des machines. En outre, le layout des
stators de cette troisième série a été modifié. Dans les deux pre-
mières séries, des structures non-fonctionnelles avaient été ajou-
tées pour faciliter l’étape de polissage (CMP) et éviter ainsi la
sous-gravure de spires. Ces structures, visibles dans les Fig. 6.4
et Fig. 6.7 (b), servaient à augmenter le pourcentage de cuivre
enterré afin de réduire la quantité de métal en surface qui de-
vait être poli. Lors de plusieurs essais de polissage, nous avons
pu démontrer que le rôle de ces structures était négligeable est
nous avons décidé de les ôter lors de la troisième série afin de
limiter le cuivre enterré et, par conséquent, les problèmes ther-
miques lors de la déposition de la couche isolante. La nouvelle
géométrie sans ces structures supplémentaires est présentée à la
Fig. 6.7 (a).
Au final, 24 stators présentaient les valeurs électriques attendues
et avaient donc été fabriqués correctement.

6.3 Le rotor

Le rotor est constitué de deux éléments : un aimant perma-
nent et une culasse ferromagnétique qui referme le flux.
L’aimant permanent est réalisé en SmCo et a une forme d’an-
neau : le diamètre interne est de 2.6 mm et le diamètre externe
vaut 4.0 mm (Fig 6.12). Son épaisseur est de 250 µm.
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Figure 6.12 – Photo de l’aimant permanent (SmCo) utilisé comme
rotor. Le diamètre interne est de 2.6 mm et le dia-
mètre externe vaut 4.0 mm. L’épaisseur du rotor est
de 250 µm

Il est magnétisé axialement avec 12 pôles (6 paires de pôles)
comme montré à la Fig. 6.13. Cette image met en évidence
les pôles magnétiques et elle a été obtenue en plaçant l’aimant
dans un milieu ferro-fluidique. Les particules ferromagnétiques
se condensent aux endroits avec la plus grande densité de champ.

Figure 6.13 – Image montrant la magnétisation de l’aimant. Elle a
été obtenue en posant l’aimant sous une carte conte-
nant un ferro-fluide. Les 12 pôles sont ainsi mis en
évidence

L’aimant permanent est collé sous une culasse ferromagné-
tique dont l’épaisseur est de 150 µm.

6.4 L’assemblage

La dernière phase de construction des prototypes consiste à
assembler le stator avec le rotor (Fig. 6.14) sur une platine en
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laiton.

(a) (b)

Figure 6.14 – Photo des deux composants principaux du moteur

La partie inférieure de la platine est vissée à un support
en plexiglas et sert à centrer le stator par rapport au reste de
la mécanique. Une fois que le stator est positionné, un PCB
flexible est collé aux contacts prévus sur le silicium afin de relier
électriquement le moteur à l’alimentation (Fig. 6.15). Pour ce
faire une colle conductrice est utilisée. La Fig. 6.15 montre la
photo d’un échantillon fonctionnel assemblé.

Figure 6.15 – Photo du prototype après son assemblage sur la pla-
tine. La roue compteuse qui fait office de premier
étage de réduction, est bien visible ainsi que le PCB
flexible responsable de l’interface entre le monde mi-
croscopique et macroscopique
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Sur cette image nous pouvons voir la platine, le support en
plexiglas, le PCB flexible et le premier étage de réduction consti-
tué par une roue compteuse. Cette roue a 120 dents. La culasse
ferromagnétique du rotor est aussi partiellement visible à la Fig.
6.15.

A la Fig. 6.16 nous pouvons mieux identifier l’aimant, la
culasse et le pignon qui fait partie intégrante de l’axe de rotation.
Le pignon compte 36 dents : ce qui fait, avec le premier étage
de réduction, un rapport d’engrènement de 0.3.

Figure 6.16 – Cet agrandissement montre l’aimant permanent, la
culasse et le pignon qui fait partie intégrante de l’axe
du rotor. Il compte 36 dents et le rapport d’engrène-
ment avec la roue compteuse est de 0.3

Cette configuration a été choisie afin de s’approcher le plus
possible du cas de l’entrâınement de l’aiguille des secondes d’une
montre. Ce premier étage de réduction represente la charge du
moteur par son couple de frottement. Le couple de frottement
des autres étages devient en effet presque négligeable grâce au
rapport de transmission relativement élevé. En outre, le couple
que le moteur doit théoriquement fournir pour entrâıner l’aguille
des secondes est quasi négligeable lorsqu’il tourne à sa vitesse
nominale de 300 rpm. Il est en effet presque 15 fois plus petit
que le couple de frottement total rapporté au rotor. Dans ces
conditions, nous pouvons conclure que le couple de frottement
du rotor additionné à celui du premier étage de réduction consti-
tuent quasiment la totalité du couple nécessaire à entrâıner une
aiguille des secondes classique.
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6.5 Conclusions

Le processus de fabrication qui vient d’être décrit permet de
réaliser au maximum deux couches de cuivre superposées. Ceci
limite le nombre de spires maximal de chaque phase étant donné
que la surface à disposition est donnée et que la technologie ne
permet pas de faire des pistes métalliques très étroites et très
épaisses. Le rapport entre la hauteur et la largeur est limité à
environ 1.

Pour obtenir un moteur avec des performances accrues, il
faudrait réaliser des bobines avec un nombre de spires plus élevé.
Cette modification engendrerait des avantages tant au niveau de
la consommation que pour la commande. En effet, pour réali-
ser une alimentation sans capteurs, il faut mesurer la tension
induite. Plus le nombre de spires est élevé, plus ce signal est
grand et moins il est influencé par le bruit. Si le niveau de tension
induite est suffisamment grand pour être exploité sans l’utilisa-
tion d’un amplificateur, l’énergie consommée par l’électronique
de commande diminue. De plus, avec une tension induite plus
grande, la tension d’alimentation augmente et se rapproche de la
valeur de tension de la pile. Les performances du transformateur
DC/DC seront ainsi accrues. Ce sont les raisons pour lesquelles
une méthode de fabrication qui permet d’avoir un maximum de
spires a été longtemps cherchée pendant la phase de conception.

Finalement, la solution avec deux couches de spires a été re-
tenue pour différentes raisons. Tous d’abord, elle compte déjà
26 étapes et sa complexité est suffisamment élevée. Etant donné
la faible expérience dans le domaine de la micro-fabrication de
ce type de structures, cette version représente déjà un gros défi.
Pour ajouter un troisième ou même un quatrième niveau de
spires, il faut utiliser le procédé Damascène pour toutes les
couches (sauf la dernière), ce qui fait 17 étapes par couche. Dans
notre cas, ce procédé est utilisé que pour le niveau de cuivre in-
férieur. Le nombre d’étapes passerait des 26 actuelles à 43 pour
3 niveaux de spires et même à 60 pour 4. En sachant que l’aug-
mentation du nombre d’étapes induit la diminution du taux de
réussite, la décision de limiter à 2 les couches actives est tout à
fait raisonnable.
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7.1 Introduction

Ce chapitre présente les résultats de la caractérisation des
prototypes. Au final, 6 moteurs ont été assemblés mais seule-
ment trois ont pu être complètement caractérisés. Les trois autres
présentaient des défauts soit au niveau de la mécanique soit dans
les bobines. Les deux avec un problème mécanique ont pu être
partiellement testés tandis que le moteur avec des bobines en-
dommagées a été tout de suite mis à l’écart.

Plusieurs essais ont été réalisés afin d’avoir une vision globale
des caractéristiques des moteurs. La démarche suivie pour les
tests est résumée par les points suivants :

1. Mesure de la résistance et de l’inductance des phases ;

2. Vérification de la symétrie des phases ;

3. Détermination de la constante de tension induite ;

4. Mesure indirecte du couple de frottement total ;

5. Mesure des performances en boucle ouverte ;

6. Extrapolation des caractéristiques en boucle fermée.

Comme expliqué dans la suite du chapitre, les caractéris-
tiques décrites par les points 2, 3 et 4 sont observées à partir de
la mesure de la tension induite lorsque le système est entrâıné
en mode générateur.
Le point 5 est obtenu en alimentant les prototypes en boucle
ouverte avec trois signaux sinusöıdaux déphasés de 120° élec-
triques.
Finalement, les caractéristiques du moteur asservi (point 6) sont
obtenues par extrapolation en se basant sur la valeur de la
constante de tension induite qui a été calculée au point 3.

7.2 Résistance et inductance de phase

Les résistances de phase ont été mesurées à deux reprises. La
première fois en salle blanche juste après la découpe du wafer.
Dans ce cas, une mesure à 4 points a été réalisée en posant les
sondes d’un prober (Süss PM8) directement sur les contacts des
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phases. 24 stators ont été caractérisés et la valeur moyenne de
la résistance de chaque phase est la suivante :

– Phase 1 : 12.62 Ω ;
– Phase 2 : 12.59 Ω ;
– Phase 3 : 12.63 Ω.

Ces valeurs sont très similaires et sont proches de la valeur
théorique de 12.28 Ω, qui a été calculée avec le modèle analy-
tique. Les petites différences entre les trois phases sont certaine-
ment dues aux pistes de connexions qui relient les bobines d’une
même phase (Fig. 6.11). Le rayon moyen de ces connexions est
différent pour chaque phase. Le plus petit est celui de la phase
2 tandis que le rayon le plus grand est celui de la phase 3. Les
valeurs des résistances mesurées reflètent cette différence.

Une deuxième mesure des résistances a été réalisée sur les
prototypes assemblés afin de connâıtre les valeurs à utiliser pour
le calcul des performances du moteur en boucle ouverte. Dans
ce cas, la résistance des connexions qui réalisent l’interface entre
le micromoteur et l’alimentation doit aussi être prise en compte.

L’inductance des phases a été mesurée avec un analyseur
d’impédance pour des fréquences comprises entre 40 Hz et 10
kHz. L’inductance est constante sur cette plage de fréquences
mais sa valeur fluctue entre 3.5 µH et 4 µH lors de mesures
successives. La valeur théorique qui a été calculée avec des si-
mulations par éléments finis vaut 4.44 µH.

7.3 Tension induite

La tension induite (Ui) fournit plusieurs informations utiles.
Tout d’abord, une simple observation de la forme et du dépha-
sage des trois signaux permet de vérifier si le système est équi-
libré et symétrique. Ce contrôle sert aussi à découvrir des éven-
tuels courts-circuits entre les spires d’une phase. Dans ce cas, la
tension induite de la phase concernée serait plus faible que les
signaux des deux autres.

L’installation nécessaire à la mesure de la tension induite
est relativement simple. Il suffit de brancher les trois phases à
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l’oscilloscope et d’entrâıner le système avec de l’air comprimé.
Une buse est placée à côté de la roue compteuse et la vitesse de
rotation est choisie en réglant le débit d’air. La Fig. 7.1 montre
les trois tensions induites mesurées aux bornes des phases du
prototype numéro 4.

Figure 7.1 – Tensions induites des trois phases en fonction du
temps (prototype n° 4). La vitesse de rotation lors de
cette mesure est de 3920 rpm

Les amplitudes des trois signaux de la Fig. 7.1 sont prati-
quement identiques : les bobines ne présentent aucun défaut.
De plus, les impédances sont équilibrées parce que le déphasage
entre chaque phase est constant et vaut 120°.

L’étape suivante consiste à déterminer la constante de ten-
sion induite ke à partir de cette même mesure. Ce paramètre est
défini par l’équation suivante :

ke =
Ûi
Ω

(7.1)

La valeur de crête de la tension induite (Ûi) est directement
observée sur l’oscilloscope. La vitesse de rotation (Ω) est par
contre déduite de la fréquence électrique du signal en utilisant
l’équation (7.2) :

Ω = 2π · fmec = 2π
fel
p

(7.2)
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Avec :
- fel : fréquence électrique de la tension induite ;
- fmec : fréquence mécanique du rotor ;
- p : nombre de paires de pôles du moteur.

La Table (7.1) résume les valeurs da la constante de tension
induite des 5 prototypes testés. Les trois moteurs qui ont fait
l’objet d’une caractérisation complète sont les numéro 3, 4 et
5. Les deux autres présentent des problèmes dans la mécanique
qui empèchent une rotation correcte.

Prototype Constante de tension induite
N° 1 50.0 µV/s
N° 2 37.0 µV/s
N° 3 39.0 µV/s
N° 4 37.8 µV/s
N° 5 37.0 µV/s

Table 7.1 – Résumé des valeurs de la constante de tension induite
des 5 prototypes caractérisés

La valeur théorique de la constante de tension induite calcu-
lée avec le modèle analytique est de 39.4 µV/s pour une magné-
tisation rémanente (Br) de l’aimant de 0.85 T et un entrefer de
75 µm. C’est une valeur proche de celle qui a été obtenue lors des
essais. La différence s’explique par des facteurs qui ne peuvent
pas être connus précisement comme par exemple la valeur réelle
de l’entrefer.

7.4 Couple de frottement

Le couple de frottement du système rapporté au rotor est
déterminé de façon indirecte à partir d’un essai de spin-down.
Ce test consiste à accélérer les parties mobiles et à mesurer la
décélération du rotor (α̈). En connaissant l’inertie totale (Ir,tot),
le couple de frottement se calcule avec l’équation de Newton :∑

Tf = Ir, tot · α̈ (7.3)

L’inertie du système rapportée au rotor (Ir,tot) utilisée dans
(7.3) est déterminée à l’aide de :
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Ir, tot = Ir + k2
Ω · Irc (7.4)

Avec :
- Ir : inertie rotor (1.381 e−10 [kg·m2]) ;
- Irc : inertie roue compteuse (1.065 e−10 [kg·m2]) ;
- kΩ : rapport d’engrènement (0.3).

La charge des prototypes lors de essais en mode moteur est
constituée par la roue compteuse. Le couple que le moteur doit
créer lorsqu’il est alimenté correspond donc au couple de frotte-
ment qui est déterminé avec l’équation (7.3). Si les deux valeurs
cöıncident, la caractérisation des prototypes pourra être consi-
dérée comme correcte.

Nous allons maintenant détailler ces essais qui ont permis
de déterminer le couple de frottement total. Les étapes du spin-
down sont les suivantes :

1. Mise en rotation de la roue compteuse à l’aide de l’air
comprimé ;

2. Mesure de la tension induite pendant la décélération du
rotor ;

3. Extrapolation du couple de frottement à partir de la ten-
sion induite.

La Fig. 7.2 montre la tension induite d’une phase pendant la
décélération du rotor. La vitesse de rotation est déterminée en
observant les passages par zéro du signal qui sont ensuite utilisés
pour calculer la fréquence électrique en fonction du temps. Puis,
nous déterminons la vitesse du rotor avec l’équation (7.2).
La Fig. 7.3 montre le graphique de la vitesse de rotation en
fonction du temps qui a été obtenue à partir de la tension induite
montrée à la Fig. 7.2.
La courbe présentée à la Fig. 7.3 est une extrapolation de celle
qui a été calculée à partir des valeurs de la tension induite.
Cette astuce sert à éliminer le bruit de mesure avant l’étape
de dérivation numérique nécessaire au calcul de la décélération
du rotor. Ce bruit a en effet tendance à s’amplifier lors de la
dérivation de la vitesse et à perturber les résultats.
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Figure 7.2 – Tension induite d’une phase en fonction du temps lors
de la décélération du rotor (prototype n° 4)

Figure 7.3 – Vitesse du rotor en fonction du temps qui a été obtenue
à partir de la tension induite présentée à la Fig. 7.2
(prototype n° 4)

Une fois que la décélération a été déterminée, le couple de
frottement rapporté au rotor est calculé avec l’équation (7.3). La
Fig. 7.4 montre le résultat en fonction de la vitesse de rotation.

La valeur du couple obtenue pour le prototype numéro 4,
dont la caractéristique couple-vitesse est montrée à la Fig. 7.4,
est de 3.6 nNm à 300 rpm : la vitesse nominale.
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Figure 7.4 – Couple de frottement rapporté au rotor en fonction de
la vitesse de rotation (prototype n° 4)

Prototype Couple de frottement
N° 3 3.5 - 4.0 nNm
N° 4 3.6 nNm
N° 5 3.3 nNm

Table 7.2 – Résumé des valeurs du couple de frottement rapporté
au rotor, obtenues par spin-down

Les valeurs du couple de frottement présentées à la Table
7.2 sont très faibles et sont garanties grâce à l’emploi de paliers
horlogers qui sont normalement utilisés dans les montres mé-
caniques. Le diamètre du pivot doit être le plus petit possible
afin de minimiser le couple de frottement et sa valeur typique
est de l’ordre de 80 µm. Suite à ces faibles dimensions, un choc
de 1000g suffirait pour plier le pivot si aucune précaution n’est
prise. Pour faire face à cet inconvénient, deux solutions doivent
être envisagées. La première consiste à réaliser un arbre moteur
ayant des butées qui permettent de compenser les gros chocs.
Par contre, pour absorber les chocs moins importants il faut
utiliser des éléments supplémentaires appelés antichoc [51], [52].
Ces paliers particuliers ont la double fonction de permettre une
rotation avec un frottement très faible et d’absorber les chocs
afin de préserver le pivot intact.
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Pour conclure, les résultats résumés à la Table 7.2 seront
comparés aux valeurs du couple que les moteurs génèrent lors
des essais en boucle ouverte. Si les deux valeurs concordent,
la méthode utilisée pour la caractérisation des prototypes sera
validée ainsi que la qualité des mesures.

7.5 Alimentation en boucle ouverte

Nous allons maintenant décrire les tests réalisés sur les pro-
totypes alimentés en boucle ouverte. C’est le seul type de com-
mande qui permet d’être rapidement implémenté étant donné
qu’aucun capteur de position n’est intégré aux stators et que les
petites dimensions du système ne permettent pas d’utiliser faci-
lement des capteurs externes. En outre, les techniques d’alimen-
tation sans capteurs ne peuvent pas être rapidement adaptées à
ce moteur parce que les tensions induites sont trop faibles pour
une mesure correcte de la position du rotor. Nous sommes en
effet confrontés à des tensions de l’ordre de quelques millivolts
et à des courants de plusieurs dizaines de microampères et les
électroniques que nous avons à disposition ne peuvent pas être
utilisées avec ces contraintes. Il faudrait développer une com-
mande spécifique mais le temps nécessaire pour cette opération
est trop important lorsque le seul but est la caractérisation de
prototypes. En outre, le comportement du moteur asservi peut
être estimé à partir de la mesure de la constante de tension
induite.

Lors de ces essais, le moteur est alimenté en imposant une
fréquence électrique qui définit sa vitesse de rotation. Une fois
que la vitesse est stabilisée, les tensions et les courants mini-
maux au mantien de la rotation sont mesurés. À partir de ces
grandeurs, nous pouvons déterminer tous les autres paramètres
intéressants comme la puissance électrique d’entrée, les pertes
Joule, le couple, la puissance mécanique et le rendement.
Avec une alimentation en boucle ouverte, un bilan des puis-
sances précis est difficile à obtenir parce que la mesure du cou-
rant et de la tension doit être réalisée à la limite du décrochage.
Lorsque cette condition est vérifiée, l’énergie d’entrée est juste
suffisante à la création du couple nécessaire à vaincre le couple
de frottement et une caractérisation précise est obtenue. Dans
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le cas d’une alimentation à fréquence imposée, toute puissance
d’entrée en excès est directement perdue et ne contribue pas à la
création de puissance mécanique. C’est la raison pour laquelle,
le calcul du rendement doit absolument être réalisé à la limite
du décrochage.

7.5.1 Banc de mesure

Le moteur est alimenté avec trois signaux sinusöıdaux dé-
phasés de 120° électriques qui sont créés par un générateur de
fonctions. Comme montré à la Fig. 7.5, des résistances de préci-
sion de 100 Ω ont été placées entre le générateur de signaux et
les phases du moteur.

Figure 7.5 – Schéma du banc de mesure utilisé pour la caractérisa-
tion des moteurs. Des résistances de shunt sont utili-
sées pour mesurer le courant de phase

Ces résistances sont utilisées pour la mesure indirecte du courant
de phase. L’amplitude de ce signal est trop faible pour pouvoir
utiliser une sonde de courant.
Toute les précautions possibles ont été prises dans le but de
réduire au maximum le bruit. C’est la raison pour laquelle la
tension de shunt (ushunt) n’est pas mesurée aux bornes de la ré-
sistance mais entre la sortie du générateur et le neutre. Un câble
coaxial est ainsi utilisé et aucun amplificateur différentiel n’est
nécessaire. Pour le calcul du courant, il faut donc déterminer la
tension aux bornes de la résistance de shunt en soustrayant la
tension de phase (uph) à la tension de shunt (ushunt) dans le
domaine temporel.
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7.5.2 Démarche de la caractérisation

Grâce au fait que les impédances des phases sont symé-
triques, nous pouvons réaliser une caractérisation complète en
considerant uniquement deux des trois phases.
Les tensions de phase et de shunt sont mesurées par le biais
d’un oscilloscope et exportées dans un logiciel de traitement de
données pour être analysées. En partant de ces deux grandeurs,
nous pouvons déterminer les paramètres suivants :

- Tension de phase Uph
- Courant de phase Iph
- Puissance électrique d’entrée Pin
- Pertes Joule PJ
- Couple électromagnétique Temag
- Puissance électromagnétique Pemag
- Rendement η

La Fig. 7.6 présente un schéma qui explique la démarche
suivie pour calculer les grandeurs énumérées ci-dessus.

7.5.3 Résultats de la caractérisation

Les premiers résultats décrivent les caractéristiques des trois
prototypes entrâınés à la vitesse nominale qui vaut 300 rpm. Les
valeurs trouvées pour les paramètres présentés auparavant sont
résumées à la Table 7.3.

 
Grandeur Unité N° 3 N° 4 N° 5 

Couple de frottement Tf nNm 3.5 - 4.0 3.6 3.3 

Tension de phase Uph, rms mV 1.6 1.5 1.6 

Courant de phase Iph, rms μA 67.31 65.79 65.48 

Puissance électrique d’entrée Pin nW 310.8 270.3 280.3 

Pertes Joule PJ nW 179.0 168.9 178.9 

Puissance électromagnétique Pemag nW 131.8 101.4 101.4 

Couple électromagnétique Temag nNm 4.19 3.23 3.23 

Rendement η % 42.41 37.51 36.17 
 

Table 7.3 – Caractéristiques des prototypes alimentés en boucle ou-
verte à 300 rpm
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Figure 7.6 – Démarche suivie pour la détermination des caractéris-
tiques du moteur lors des essais en boucle ouverte

Les valeurs du couple généré sont très proches de celles qui
ont été obtenues par spin-down (Table 7.3). Cette similitude
valide la méthodologie suivie pour la caractérisation des proto-
types et vérifie la précision des mesures.
La problématique de la réalisation d’une électronique de com-
mande discutée précédemment est mise en évidence par les am-
plitudes de la tension et du courant qui ont été mesurées : la
valeur efficace de la tension vaut 1.6 mV tandis que le courant
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est inférieur à 70 µA.
La puissance électrique d’entrée varie en fonction du couple que
le prototype doit créer pour vaincre le frottement mais elle est
comprise entre 270 nW et 310 nW, tandis que la puissance de
sortie est supérieure a 100 nW. Pour un moteur de ces dimen-
sions et de cet ordre de grandeur de puissances, obtenir des
rendements avoisinant 40 % est un très bon résultat.
Dans ce système, les pertes par courants de Foucault sont très
réduites étant donné qu’aucune culasse statorique n’est présente
et qu’il n’y a pas d’effet réluctant. Les pertes par ventilation
peuvent aussi être négligées, surtout à ces vitesses. Nous pou-
vons donc considérer que la puissance électromagnétique corres-
pond à la puissance mécanique de sortie et, par conséquent, que
le couple électromagnétique correspond au couple mécanique.

Après la caractérisation des moteurs à la vitesse nominale,
nous avons étudié le comportement du prototype numéro 5 à
différentes vitesses. Les résultats obtenus sont présentés à la
Table 7.4 qui met en évidence les limites d’une étude en boucle
ouverte. La première imprécision est observable sur la puissance

 
Vitesse de rotation [rpm] 

Grandeur Unité 
150 300 450 600 

Couple de frottement Tf nNm - 3.31 3.62 4.18 

Tension de phase  Uph, rms mV 1.3 1.6 2.2 2.4 

Courant de phase Iph, rms μA 78.45 65.48 92.45 67.25 

Puissance électrique 
d’entrée Pin nW 298.4 280.3 533.5 447.6 

Pertes Joule PJ nW 256.7 178.9 356.5 188.7 

Puissance 
électromagnétique Pemag nW 41.7 101.4 177.0 258.9 

Couple 
électromagnétique Temag nNm 2.65 3.23 3.76 4.12 

Rendement η % 13.97 36.17 33.17 57.85 

 

Table 7.4 – Caractéristiques du moteur numéro 5 alimenté en
boucle ouverte à différentes vitesses

d’entrée nécessaire à l’entrâınement du moteur à 150 rpm qui
est supérieure à celle requise à 300 rpm même si la puissance
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mécanique est inférieure. Ce résultat s’explique par la présence
de points durs dans les paliers qui acquièrent de l’importance
à basses vitesses. L’énergie cinétique du rotor à 150 rpm est
insuffisante pour réussir à les passer sans l’injection d’énergie
supplémentaire. Pour éviter le décrochage du moteur, il faut
donc une puissance électrique supplémentaire. Etant donné que
le système est alimenté en boucle ouverte, la puissance d’entrée
ne peut pas être adaptée en fonction des variations de la charge
et un surplus d’énergie doit être prévu en permanence. Dans le
fonctionnement normal, cette puissance électrique en excès est
directement perdue mais, à l’occasion, elle permet de générer un
couple supérieur afin d’éviter le décrochage. Cet inconvénient se
repercute sur les pertes Joule qui sont plus importantes à 150
rpm qu’à 300 rpm.

La difficulté d’avoir des mesures précises en boucle ouverte
est aussi démontrée avec les résultats obtenus à 450 rpm (Table
7.4). Même après plusieurs essais, nous n’avons pas réussi à être
proches du décrochage du moteur. La puissance d’entrée me-
surée ne correspond donc pas à la valeur minimale. Le bilan
énergetique en est ainsi influencé et le rendement est plus faible
qu’à 300 rpm.

L’aspect le plus intéressant de cette étude est la cohérence
entre les valeurs du couple de frottement et celles du couple
mécanique sur toute la plage de vitesse. Elles ne diffèrent jamais
de plus de 4 %.

Les résultats de la Table 7.4 montrent que le rendement aug-
mente avec la vitesse de rotation. D’un côté, ce phénomène
s’explique par le fait qu’à haute vitesse les imperfections de
la mécanique ont moins d’influence. D’autre part, le couple de
frottement n’augmente que faiblement par rapport à la vitesse.
Ceci entrâıne une augmentation réduite du courant étant donné
qu’il est directement proportionnel au couple. Les pertes Joule
suivent donc la même tendance tandis que la puissance mé-
canique augmente proportionnellement à la vitesse. La consé-
quence de ces tendances se manifeste sous forme d’une augmen-
tation du rendement comme nous l’avons déjà expliqué lors du
dimensionnement des moteurs (chapitre 5).
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7.6 Extrapolation des caractéristiques
en boucle fermée

À partir de la constante de tension induite, nous pouvons
extrapoler les performances du moteur lorsqu’il est asservi. Si
le système est alimenté en fonction de la position du rotor, ses
performances sont accrues et représentent l’optimum. Dans ce
cas, le courant est toujours en phase avec la tension induite et
le couple généré est maximal.

Les buts de cette extrapolation sont multiples. D’une part,
nous pourrons quantifier le gain d’une commande asservie par
rapport à une alimentation en boucle ouverte. D’autre part, ces
résultats pourront être directement comparés aux valeurs obte-
nues avec le modèle analytique qui se refère toujours aux va-
leurs maximales : lorsque la tension induite et le courant sont
en phase.

Le schéma de la Fig. 7.7 est utilisé pour expliquer la dé-
marche suivie pour extrapoler les paramètres caractéristiques
du moteur lorsqu’il est asservi. Les variables d’entrée sont la
constante de tension induite, la vitesse de rotation et le couple.

Cette étude a été réalisée par rapport au prototype numéro
5. La Table 7.5 permet de comparer les trois méthodes qui ont
été utilisées pour déterminer les performances du moteur. Une
colonne contient les résultats obtenus avec le modèle analytique,
une autre les valeurs mesurées en boucle ouverte et la dernière
résume les caractéristiques prévues lors d’un asservissement du
moteur.

Idéalement, les résultats du modèle analytique et de l’extra-
polation de l’asservissement devraient être égaux vu que les deux
décrivent les performances maximales du moteur. Les valeurs ré-
sumées à la Table 7.5 démontrent une bonne correspondance. La
faible différence est due à la valeur de la constante de tension
induite. Dans le modèle analytique, cette constante a été dé-
terminée sur la base de la modélisation de l’aimant permanent,
décrite à la section 4.7, tandis que lors de l’extrapolation des
caractéristiques en boucle fermée, la valeur de la constante de
tension induite utilisée correspond à celle qui a été mesurée lors
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Figure 7.7 – Démarche suivie pour l’extrapolation des caractéris-
tiques du moteur lors d’une commande asservie. Elles
ont été calculées en partant de la constante de tension
induite déterminée dans les essais précédents

des tests précédents (Table 7.1). Les résultats de cette deuxième
méthode devraient donc être encore plus proche de la réalité.

La partie de la Table 7.5 qui mérite d’être discutée est la
comparaison entre les mesures en boucle ouverte et les valeurs
extrapolées pour un asservissement du moteur. En plus d’avoir
un système robuste et difficilement influençable par des pertur-
bations externes, la marge de gain d’un système alimenté en
boucle fermée est importante. La puissance électrique d’entrée
pourrait être réduite et passer de 280 nW à environ 170 nW. Le
rendement passerait de 36 % à 59 % dans le cas le plus favorable.
Il faut aussi noter que les différences observées entre ces deux
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Grandeur Unité Modèle 
analytique

Boucle 
ouverte 

Boucle 
fermée 

Tension induite Ui, rms mV 0.88 - 0.82 

Tension de phase Uph, rms mV 1.4 1.6 1.4 

Courant de phase Iph, rms μA 38.61 65.48 41.15 

Puissance électrique d’entrée Pin nW 156.4 280.3 172.1 

Pertes Joule PJ nW 54.9 178.9 70.6 

Puissance électromagnétique Pemag nW 101.5 101.4 101.5 

Couple électromagnétique Temag nNm 3.23 3.23 3.23 

Rendement η % 64.88 36.17 58.96 
 

Table 7.5 – Caractéristiques du moteur numéro 5 déterminées par
rapport à trois méthodes : modèle analytique, mesures
en boucle ouverte, extrapolation d’une alimentation en
boucle fermée. Ces résultats sont valables pour une vi-
tesse de rotation de 300 rpm

méthodes ne sont pas uniquement dues à l’asservissement mais
aussi au fait que les mesures en boucle ouverte ne correspondent
pas exactement au minimum énergétique.

7.7 Conclusions

Un des aspects les plus importants obtenus avec la carac-
térisation des échantillons fonctionnels est la vérification de la
partie théorique de cette étude. En comparant les résultats des
mesures aux valeurs théoriques, nous avons pu valider le modèle
analytique présenté au chapitre 4. Cette étape permet d’affirmer
que les performances des moteurs optimisés décrits au chapitre
5 devraient être retrouvés dans la pratique lors de la réalisation
de nouveaux prototypes.

Le fait d’avoir caractérisé trois différents prototypes et d’avoir
obtenus des résultats similaires a permis de vérifier la qualité lors
de la fabrication. Une telle répétabilité peut être obtenue uni-
quement en mâıtrisant les différentes étapes de la réalisation et
elle démontre que le procédé de fabrication est fiable.
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CHAPITRE 8

Conclusions

La structure de ce rapport permet d’avoir une vue d’en-
semble de la méthodologie de conception choisie pour le déve-
loppement d’un nouveau système. Elle peut être résumée par les
trois points suivants :

1. Analyse de l’état technologique actuel ;

2. Modélisation et optimisation ;

3. Vérification pratique des prévisions.

La première partie est fondamentale surtout lorsqu’un nou-
veau domaine est abordé. Elle permet de déterminer les limites
technologiques et de connâıtre ce qui peut être réalisé, ce qui
ne peut pas l’être et ce qui pourrait être envisageable. Nous
avons ainsi déterminé que la présence d’un aimant permanent
est indispensable pour réaliser un micromoteur performant. De
plus, la solution hybride est apparue tout de suite comme étant
la meilleure parce que les propriétés des matériaux ferromagné-
tiques micro-fabriqués sont encore trop faibles par rapport à
celles qui caractérisent les matériaux usuels. L’analyse des ob-
jectifs du nouveau produit et les limites technologiques actuelles
présentées dans l’état de l’art ont permis de choisir la géométrie
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du système : un micromoteur synchrone à aimants permanents
à flux axial.

La deuxième partie constitue le bloc central de la concep-
tion du micromoteur. Il s’agit d’une étude théorique dans la-
quelle le système est modélisé et dimensionné. C’est dans cette
phase que nous avons optimisé le moteur et démontré son po-
tentiel. La configuration optimale compte 9 bobines et 12 pôles
magnétiques et elle arrive à fournir le couple nécessaire à l’en-
trâınement de l’aiguille des secondes avec une puissance d’en-
trée inférieure à 260 nW. Dans ce cas, l’amplitude de la tension
induite est faible et ne dépasse pas les 5 mV. Pour avoir une
valeur plus grande, la puissance d’entrée doit être plus impor-
tante. L’optimisation a montré que la tension induite atteint les
23 mV pour une puissance d’entrée de 500 nW. Ce niveau peut
grimper jusqu’à 100 mV si une puissance de 1 µW est acceptée.

La dernière partie conclut la phase initiale du développement
d’un nouveau système. Son but est de vérifier les différents as-
pects de la conception grâce à la réalisation pratique des pre-
miers échantillons fonctionnels. Leur mise en œuvre permet de
vérifier que les caractéristiques dimensionnelles prévues sont en-
visageables par rapport aux techniques de fabrication choisies et
d’identifier les éventuels problèmes. Même si pendant la fabri-
cation nous avons rencontré quelques difficultés, nous pouvons
affirmer que le procédé est fiable et que les résultats obtenus
sont satisfaisants.
Les essais pratiques confirment les prévisions du modèle ana-
lytique. En boucle ouverte les prototypes ont un rendement
avoisinant 40 % et ils génèrent un couple entre 3 nNm et 4
nNm avec une puissance d’entrée inférieure à 300 nW. Ces bons
résultats valident l’outil de dimensionnement qui a été utilisé
et garantissent que les valeurs obtenues pendant l’optimisation
sont proches de la réalité.

8.1 Contributions originales

L’originalité de ce travail de recherche peut être résumée par
les points suivants :

– Développement d’un nouveau type de moteur adapté au
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domaine horloger. Les aiguilles des montres à quartz sont
entrâınées par le moteur Lavet qui a fait l’objet de nom-
breuses études et optimisations depuis plusieurs dizaines
d’années. Il offre donc des performances remarquables et
sa mise en œuvre est extrêmement bien mâıtrisée. Ce tra-
vail propose un nouveau type de moteur capable de satis-
faire les contraintes horlogères et qui est conçu avec une
nouvelle technologie. Il ouvre donc les portes au dévelop-
pement du successeur du système actuel.

– Modélisation analytique des aimants permanents multipo-
laires à flux axial. La partie innovante consiste en la mo-
délisation du changement d’aimantation entre deux pôles
consécutifs. Avec la diminution de la taille des aimants et
de la surface des pôles, les zones de transition ne sont plus
négligeables et influencent les propriétés magnétiques de
l’aimant. Leurs caractéristiques doivent donc être connues
afin de les intégrer à la modélisation du système et prévoir
de façon plus fidèle les performances réelles du moteur.

– Procédé de micro-fabrication des stators ayant deux ni-
veaux de cuivre superposés. Cette étude a permis de déve-
lopper un processus de fabrication pour la réalisation de
micro-bobines avec deux niveaux de cuivre superposés. Ce
type d’élément a déjà été présenté dans la littérature mais
les aspects innovants de notre approche sont la grande
épaisseur des couches et leur intégration dans un micro-
moteur électromagnétique. Le fait d’être un des compo-
sants d’un moteur performant, nécessite des conducteurs
avec une grande section et un nombre élevé de spires. La
seule solution pour atteindre ces objectifs sur une surface
donnée est d’empiler plusieurs niveaux de cuivre épais. Le
processus de fabrication proposé satisfait ces contraintes
tout en essayant d’être le plus simple possible afin d’aug-
menter les taux de réussite.

– Réalisation d’un micromoteur en technologie MEMS à haut
rendement. Les prototypes fabriqués et testés ont montré
des excellentes caractéristiques. Par rapport aux systèmes
similaires présentés dans la littérature (Chapitre 2), ils ont
un bon rendement aussi à faibles vitesses. Normalement,
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pour garantir une certaine puissance de sortie lorsque les
dimensions diminuent, la tendance est d’augmenter la vi-
tesse de rotation. Le moteur décrit dans cette recherche
arrive à fournir une puissance de sortie exploitable pour
l’entrâınement des aiguilles d’une montre à une vitesse ré-
duite et avec un rendement relativement élevé.

8.2 Perspectives

– Modélisation généralisée des aimants permanents. En ayant
à disposition toutes les caractéristiques des aimants per-
manents qui manquaient dans ce travail, il serait inté-
ressant de développer un modèle analytique complet qui
puisse prévoir les caractéristiques des aimants à partir
de leurs dimensions. Cet outil permettrait de prendre en
compte les difficultés liées à la magnétisation de pôles de
petite taille directement dans la phase d’optimisation. Cet
avantage permettrait de trouver un optimum aussi au ni-
veau des caractéristiques des aimants qui dépendent du
compromis entre son induction rémanente, ses dimensions
et son nombre de pôles.

– Optimisation du système complet avec l’électronique. La
suite logique de ce travail est constituée par une étude
globale du système en prenant en compte l’électronique
de commande déjà pendant la phase de conception du
moteur. Le besoin énergétique de la commande dépend
en effet des niveaux des signaux d’entrée et de l’amplitude
de la tension induite qui est utilisée pour la détermination
de la position du rotor. En décrivant sa consommation
dans le modèle analytique, un optimum global qui trouve
le compromis entre la minimisation de la puissance d’en-
trée et la maximisation de la tension induite pourrait être
déterminé.

– Développement d’un nouveau moteur et de son électro-
nique de commande. Avec les connaissances et l’expérience
acquises pendant cette étude, il faudrait dimensionner et
réaliser un nouveau prototype avec son électronique de
commande. Ce serait une étape supplémentaire dans l’op-
tique de développer un système complet intégrable dans
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une montre. Le travail actuel démontre en effet que cette
voie est prometteuse mais pour une vérification finale il
faudrait faire un autre pas en avant avec un entrâınement
bouclé à une commande.

– Analyse des procédés de fabrication. Le processus de fabri-
cation utilisé pour la réalisation des stators a été développé
par rapport aux équipements et au savoir-faire du Centre
de MicroNanoFabrication (CMi) de l’EPFL. Pour amélio-
rer les performances du moteur, il faudrait se spécialiser
sur les différentes étapes dans le but de repousser les li-
mites. Une optimisation de la fabrication pourrait aboutir
à une simplification du procédé, à une amélioration des
caractéristiques des bobines et à une ”industrialisation”
de la fabrication. Une étude technologique pourrait donc
amener à des importants avantages tant au niveau des per-
formances qu’au niveau de la réalisation.

– Etude de l’intégration complète en technologie MEMS. Un
autre point qui mérite d’être abordé est l’étude d’une in-
tégration en technologie MEMS du système complet. Ac-
tuellement, les caractéristiques limitées des matériaux fer-
romagnétiques micro-fabriqués empêchent leur utilisation
pour un moteur à hautes performances. L’intégration du
rotor doit donc attendre les progrès technologiques. Par
contre, ce qui serait intéressant d’analyser est une méca-
nique intégrée. L’idée est de remplacer les paliers horlogers
utilisés dans les premiers échantillons fonctionels par un
nouveau système en silicium. L’avantage serait d’avoir un
moteur plus compact nécessitant moins d’étapes d’assem-
blage et de réglage.

Le travail nécessaire au développement et à l’industrialisa-
tion d’un nouveau moteur destiné à entrâıner les aiguilles d’une
montre à quartz est encore long. Cependant, les résultats de
l’étude de faisabilité présentés dans ce document montrent que
des nouveaux systèmes pourront à terme remplacer le moteur
Lavet. Le potentiel des micromoteurs électromagnétiques réali-
sés en technologie MEMS est énorme et grâce à leurs caracté-
ristiques, ils constituent une alternative viable pour cette appli-
cation.
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ANNEXE A

Complément du modèle analytique

Induction magnétique moyenne

La solution de l’équation (4.27) de l’induction magnétique
moyenne dans la séction S1 de la bobine schématisée à la Fig.
4.9 est :

B̄S1 = − 4Br r
(2n+ 1)4

p3 π γ es βcond
cos
[

1
2

(2n+ 1)(π − pγ)
]
·

·
e−

(2n+1)p(ea+2δ)
r

(
−1 + e

2(2n+1)pea
r

)
(
−1 + µa + e

2ea(2n+1)p
r (1 + µa)

) ·

·
(
e

(2n+1)p(ea+δ−es)
r − e

(2n+1)p(ea+δ+es)
r

)
·

· (sin [(2n+ 1) pα2S1 ]− sin [(2n+ 1) pα1S1 ])
(A.1)

151
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Avec :
– α1S1 : angle définissant la section S1 (Fig. 4.9)

α1S1 = β0 −
π

nb
(A.2)

– α2S1 : angle définissant la section S1 (Fig. 4.9)

α2S1 = β0 −
π

nb
+ βcond (A.3)

– βcond : largeur angulaire de la section S1

βcond =
Nc · ls + (Nc − 1) · li

r̄b
(A.4)

– β0 : paramètre angulaire qui définit le centre de chaque
bobine ;

– r̄b : rayon moyen de la bobine ;
– δ : entrefer ;
– ea : épaisseur de l’aimant permanent ;
– nb : nombre de bobines ;
– es : épaisseur des spires.

L’induction magnétique moyenne dans la section S2 se cal-
cule avec la même formule (A.1) ; il faut juste remplacer α1S1 et
α2S1 avec α1S2 et α2S2 . Ces valeurs sont obtenues avec :

α1S2 = β0 +
π

nb
(A.5)

α2S2 = β0 +
π

nb
− βcond (A.6)
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Couple électromagnétique d’un phase

Le couple électromagnétique créé par une phase se calcule
selon :

Tph =
nb
m

(Tdemi−bobine S1 + Tdemi−bobine S2) =

= Nph

(
IS1 B̄S1 |r̄

∫
r

r dr + IS2 B̄S2 |r̄
∫
r

r dr

)
=

= Nph Iph

(
B̄S1 |r̄

∫
r

r dr − B̄S2 |r̄
∫
r

r dr

) (A.7)

La solution de l’équation (A.7) est la suivante :

Tph =
4Br IphNph(rea − ria)r̄2

a

(2n+ 1)4
p3 π γ es βcond

cos
[

1
2

(2n+ 1)(π − pγ)
]
·

·
e−

(2n+1)p(ea+2δ)
r̄a

(
−1 + e

2(2n+1)pea
r̄a

)
(
−1 + µa + e

2ea(2n+1)p
r̄a (1 + µa)

) ·

·
(
e

(2n+1)p(ea+δ−es)
r̄a − e

(2n+1)p(ea+δ+es)
r̄a

)
· Ssin

(A.8)

Avec :

Ssin = sin [(2n+ 1)pα1S1 ] + sin [(2n+ 1)pα1S2 ]
− sin [(2n+ 1)pα2S1 ]− sin [(2n+ 1)pα2S2 ]

(A.9)

– r̄a : rayon moyen de l’aimant ;
– I : courant de phase ;
– Nph : nombre de spires par phase (N · nbm ) ;
– rea : rayon externe de l’aimant ;
– ria : rayon interne de l’aimant.
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Tension induite de phase

La tension induite d’une phase se calcule à l’aide de (4.30).
Son expression devient :

Ui,ph =
4Br ΩNph(rea − ria)r̄2

a

(2n+ 1)4
p3 π γ es βcond

cos
[

1
2

(2n+ 1)(π − pγ)
]
·

·
e−

(2n+1)p(ea+2δ)
r̄a

(
−1 + e

2(2n+1)pea
r̄a

)
(
−1 + µa + e

2ea(2n+1)p
r̄a (1 + µa)

) ·

·
(
e

(2n+1)p(ea+δ−es)
r̄a − e

(2n+1)p(ea+δ+es)
r̄a

)
· Ssin

(A.10)

Avec :
– Ω : vitesse de rotation mécanique [rad/s]

Couple électromagnétique du moteur

Le couple électromagnétique généré par le moteur se calcule
à l’aide de (4.32). La première chose à déterminer est donc la
valeur de crête de la tension induite. Cette grandeur correspond
à l’amplitude de la première harmonique (ou fondamentale) de
la tension induite (éq. A.10). Son expression est :

Ûi,ph =
4Br ΩNph(rea − ria)r̄2

a

p3 π γ es βcond
cos
[

1
2

(π − pγ)
]
·

·
e−

p(ea+2δ)
r̄a

(
−1 + e

2pea
r̄a

)
(
−1 + µa + e

2eap
r̄a (1 + µa)

) · (e p(ea+δ−es)
r̄a − e

p(ea+δ+es)
r̄a

)
·

· (sin (pα1S1) + sin (pα1S2)− sin (pα2S1)− sin (pα2S2))
(A.11)
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Finalement, le couple électromagnétique se calcule à l’aide
de l’équation suivante :

Temag =
6Br ÎphNph(rea − ria)r̄2

a

p3 π γ es βcond
cos
[

1
2

(π − pγ)
]
·

·
e−

p(ea+2δ)
r̄a

(
−1 + e

2pea
r̄a

)
(
−1 + µa + e

2eap
r̄a (1 + µa)

) · (e p(ea+δ−es)
r̄a − e

p(ea+δ+es)
r̄a

)
·

· (sin (pα1S1) + sin (pα1S2)− sin (pα2S1)− sin (pα2S2))
(A.12)
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ANNEXE B

Caractéristiques des moteurs optimisés

Cette annexe contient plus de détails sur les résultats de
l’optimisation présentée au chapitre 5. Nous allons fournir les
dimensions représentatives des différents moteurs en fonction
des trois dimensionnements effectués :

– minimisation de la puissance électrique d’entrée avec une
tension induite minimale de 5 mV (cf. section 5.3.2) ;

– maximisation de la tension induite pour une puissance
d’entrée inférieure à 500 nW (cf. section 5.3.3) ;

– maximisation de la tension induite pour une puissance
d’entrée inférieure à 1 µW (cf. section 5.3.3).

Il faut aussi remarquer que certains paramètres convergent
toujours vers la même valeur pendant les différentes optimisa-
tions. C’est la raison pour laquelle ils ont été fixés à leur valeur
optimale et ne constituent plus des variables à optimiser. La
liste de ces grandeurs avec leur valeur respective est donnée à la
Table B.1.

157



158 ANNEXE B. MOTEURS OPTIMISÉS

- Rayon interne des bobines rib 750 µm
- Rayon externe des bobines reb 2.5 mm
- Induction magnétique rémanente Br 0.9 T
- Epaisseur de la culasse efe 150 µm
- Entrefer δ 75 µm

Table B.1 – Liste des paramètres qui convergent toujours vers la
même valeur pendant les différentes optimisations

Minimisation de la puissance d’entrée

La première optimisation a comme objectif de minimiser la
puissance d’entrée. Les performances théoriques des moteurs qui
ont été obtenues sont résumées à la Table 5.3.

Le complément de ces données est présenté à la Table B.2 qui
présente les caractéristiques dimensionnelles suivantes :

- Largeur des spires ls
- Nombre de spires par bobine N
- Rayon interne de l’aimant ria
- Rayon externe de l’aimant rea
- Epaisseur de l’aimant ea

ls [µm] N ria [µm] rea [mm] ea [µm]
3/2 2.9 228 998 2.25 518
3/4 6.9 122 1062 2.19 508
6/4 5.6 76 906 2.34 511
9/6 7.0 44 861 2.39 507
6/8 7.8 66 944 2.31 505
9/8 7.6 42 868 2.38 506
9/12 7.5 50 886 2.36 506

Table B.2 – Caractéristiques dimensionnelles principales des mo-
teurs optimisés afin de minimiser la puissance élec-
trique d’entrée. Tous les moteurs ont une tension in-
duite de 5 mV
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Maximisation de la tension induite

Puissance d’entrée maximale de 500 nW

Ces moteurs ont été optimisés afin de maximiser la tension
induite mais en garantissant une puissance électrique d’entrée
de 500 nW.
Les performances théoriques de ces moteurs sont présentées à
la Table 5.4 tandis que leurs caractéristiques sont résumées à la
Table B.3.

ls [µm] N ria [µm] rea [mm] ea [µm]
9/6 8.2 36 861 2.39 504
6/8 4.0 132 945 2.31 515
9/8 4.9 66 868 2.38 513
9/12 3.1 118 886 2.36 517

Table B.3 – Caractéristiques dimensionnelles principales des mo-
teurs optimisés afin de maximiser la tension induite.
La puissance d’entrée est de 500 nW

Puissance d’entrée maximale de 1 µW

Ces moteurs ont été optimisés afin de maximiser la tension
induite mais en garantissant une puissance électrique d’entrée
de 1 µW.
Les performances théoriques de ces moteurs sont présentées à
la Table 5.5 tandis que leurs caractéristiques sont résumées à la
Table B.4.

ls [µm] N ria [µm] rea [mm] ea [µm]
9/6 2.9 100 856 2.39 518
6/8 1.8 292 945 2.30 520
9/8 2.2 146 868 2.38 519
9/12 1.4 262 887 2.36 521

Table B.4 – Caractéristiques dimensionnelles principales des mo-
teurs optimisés afin de maximiser la tension induite.
La puissance d’entrée est de 1000 nW
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ANNEXE C

Processus de fabrication

Le processus de fabrication est réalisé au centre de MicroNa-
noFabrication (CMi) de l’EPFL. Les caractéristiques des wafers
utilisées sont :

– Silicium <100> ;
– Diamètre 100 mm ;
– Epaisseur 525 µm ;
– Type p et n ;
– Résistance 0.1 - 100 Ω· cm.

Le processus de fabrication complet est présenté de suite.
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Step Process description Cross-section after process 

00 

 
Back side polishing 
Material: SiO2
Steag Mecapol E 460 
  

01 

Wet Oxidation 
Material: SiO2
Thickness: 3 μm 
Centrotherm  

02 

Photolithography 
PR: AZ92xx - 4 μm 
Mask 1 
Rite Track + MA150 

 

03/04 

Dry Etch / Resist strip 
Material: SiO2 
Depth: 3 μm 
STS Multiplex ICP  

05 

Dry Etch 
Material: Si 
Depth: 25 μm 
Alcatel 601E  

06 

Wet Oxidation 
Material: SiO2
Thickness: 200 nm 
Centrotherm  

07 

Sputtering 
Material :Ta / Cu 
Thickness: 100 / 200 nm 
BAS - 450  

08 

Electroplating 
Material: Cu 
Thickness: 40 μm 
Desaules 
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09 
CMP 
Material: Cu 
Steag Mecapol E 460 

 

10 

Sputtering 
Material: Ta 
Thickness: 100 nm 
BAS - 450  

11 

Photolithography 
PR: AZ92xx - 4 μm 
Mask 2 
Rite Track + MA6 

 

12/13 

Dry Etch / Resist strip 
Material: SiO2
Depth : 3 μm 
Alcatel 601E 

 

14 

Photolithography 
PR: AZ92xx - 2 μm 
Mask 3 
Rite Track + MA150 

 

15/16 

Dry Etch / Resist strip 
Material: Ta 
Depth: 100 nm 
STS Multiplex ICP  

17 

Sputtering 
Material: SiO2 
Thickness: 1 μm 
Spider - 600 

 

18 

Photolithography 
PR : AZ92xx - 2 μm 
Mask 4 
Rite Track + MA6 
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19/20 

Dry Etch / Resist strip 
Material: SiO2
Depth: 1 μm 
STS Multiplex ICP 

 

21 

Sputtering 
Material: Ti / Cu 
Thickness: 100 / 200 nm 
BAS - 450 

 

22 

Photolithography 
PR: AZ9260 – 27 μm 
Mask 5 
EVG 150 

 

23 

Photoresist activation 
Time: 5’’- 10’’ @ 350W 
Tepla 300 
Electroplating 
Material: Cu 
Thickness: 25 μm 
Desaules  

24 Resist strip 
Coillard Photolitho 

 

25 

Dry Etch back side 
Material: Si 
Depth: 500 μm 
Alcatel 601E 

 

26 

Wet Etch 
Material: Ti / Cu 
Depth: 300 nm 
Prettl, wet bench 

 
 



ANNEXE D

Layout des masques

Cet annexe présente le layout des cinq masques qui sont
utilisés pendant les étapes de photolithographie présentes dans
le processus de fabrication utilisé pour la réalisation des stators.
La fonction de chaque masque est expliquée ci-dessous :

– Masque n° 1 : structuration du SiO2 pour la création
des cavités qui seront utilisées pour le premier niveau de
cuivre (étape 2) ;

– Masque n° 2 : structuration du SiO2 de la face arrière
du wafer. L’oxyde sera utilisé comme masque rigide lors de
la gravure anisotrope de toute l’épaisseur du silicium afin
de réaliser les ouvertures pour l’axe du moteur et pour les
goupilles de positionnement (étape 11) ;

– Masque n° 3 : structuration de la fine couche de tantale
qui recouvre le cuivre avant la déposition de la couche
isolante. Le tantale évite la diffusion du cuivre dans l’oxyde
(étape 14) ;

– Masque n° 4 : structuration de la couche isolante en SiO2

afin d’ouvrir les points de contact pour la connexion élec-
trique entre les deux couches de cuivre (étape 18) ;

– Masque n° 5 : structuration de la résine photosensible
épaisse utilisée comme moule pour l’électrodéposition du
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deuxième niveau de cuivre (étape 22).

Masque complet avec les cinq masques superposés
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Masque n° 1



168 ANNEXE D. LAYOUT DES MASQUES

Masque n° 2
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Masque n° 3
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Masque n° 4
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Masque n° 5
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ANNEXE E

Feuille de route

La feuille de route, ou runcard, détaille les différentes étapes
de la fabrication des stators. C’est un document de travail uti-
lisé en salle blanche lors du processus de fabrication. Elle définit
la machine à utiliser pour chaque étape ainsi que le réglage des
paramètres principaux comme par exemple l’épaisseur du dépôt
visée, le type de résine photosensible choisi ou le temps néces-
saire pour réaliser la tâche.
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ANNEXE F

Liste des symboles

A, ~A Potentiel vecteur [Vs/m]
a Demi-largeur du pôle de l’aimant sans

la zone de transition
[m]

a0, an Coefficients de la série de Fourier

B, ~B Induction magnétique [T]
Br Induction magnétique rémanente [T]
BS1 Induction magnétique moyenne dans la

section S1 des bobines
[T]

BS2 Induction magnétique moyenne dans la
section S2 des bobines

[T]

Bsat Induction magnétique de saturation [T]
Bδ Induction magnétique dans l’entrefer [T]
bn Coefficient de la série de Fourier

C1n Coefficient du potentiel vecteur
C2n Coefficient du potentiel vecteur
C3n Coefficient du potentiel vecteur
C4n Coefficient du potentiel vecteur
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e épaisseur [m]
ea épaisseur de l’aimant [m]
efe épaisseur de la culasse [m]
es épaisseur des spires [m]

F Force [N]
Fa−a Force intéraction aimant-aimant [N]
Fc−a Force intéraction courant-aimant [N]
Fc−c Force intéraction courant-courant [N]
FV Force volumique [N/m3]
FFi Facteur de forme de l’isolant
FFs Facteur de forme de la spire
fel Fréquence électrique [Hz]
fmec Fréquence mécanique [Hz]

H, ~H Champ magnétique [A/m]

I, i Courant [A]
Iph, iph Courant de phase [A]
Ir Inertie du rotor [kg · m2]
Irc Inertie de la roue compteuse [kg · m2]
Ir,tot Inertie totale rapportée au rotor [kg · m2]

J Densité de courant [A/m2]
J0, ~J0 Amplitude de la densité de courant

équivalente lors de la modélisation des
aimants permanents

[A/m2]

Ja Densité de courant équivalente [A/m2]

K0, K1 Constantes du potentiel vecteur
kh Facteur d’homothétie
kcu Facteur de remplissage
ke Constante de tension induite [V·s/rad]
ki Constante liant le courant au couple
kΩ Rapport d’engrènement

L Inductance [H]
l Longueur, largeur [m]
l̄ Longueur moyenne d’une spire [m]
lb Largeur des côtés d’une bobine [m]
li Largeur de l’isolation entre les spires [m]
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lph Longueur du conducteur d’une phase [m]
ls Largeur de la spire [m]
lZT Largeur des zones de transition (coord.

cartésiennes)
[m]

M , ~M Aimantation [A/m]
m Nombre de phases

N Nombre de spires par bobine
Nc Nombre de spires par couche
Nph Nombre de spires par phase
n Nombre entier positif
nb Nombre de bobines au stator
nc Nombre de couches de spires

P Puissance [W]
Pemag Puissance électromagnétique [W]
Pin Puissance électrique d’entrée [W]
PJ Pertes Joule [W]
PJ,V Pertes Joule volumiques [W]
Pmec Puissance mécanique [W]
p Nombre de paires de pôles

Rph Résistance de phase [Ω]
Rshunt Résistance de shunt [Ω]
r Rayon [m]
r̄a Rayon moyen de l’aimant permanent [m]
r̄b Rayon moyen des bobines [m]
rea Rayon externe des aimants permanents [m]
reb Rayon externe des bobines [m]
ria Rayon interne des aimants permanents [m]
rib Rayon interne des bobines [m]
rfe Rayon de la culasse [m]

S Surface [m2]
S1, S2 Sections des deux parties actives des bo-

bines
[m2]

Sb Surface de la section brute des bobines [m2]
Scu Surface totale de la section de cuivre [m2]
Ss Surface de la section d’une spire [m2]
s Demi-largeur d’un pôle des aimants [m]
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T Couple [Nm]
Temag Couple électromagnétique [Nm]
Tf Couple de frottement [Nm]
Tmec Couple mécanique [Nm]
Tph Couple électromagnétique d’une phase [Nm]
Tsec Couple à l’aiguille des secondes [Nm]

U , u Tension [V]
Uph, uph Tension de phase [V]
Ui, ui Tension induite [V]

v Vitesse de rotation (tours par minute) [rpm]
vN Vitesse de rotation nominale [rpm]

z1S1 , z2S1 Variable définissant verticalement la
section S1 des bobines

[m]

z1S2 , z2S2 Variable définissant verticalement la
section S2 des bobines

[m]

α Angle du système de coordonnées cylin-
driques

[rad]

α1S1 , α2S1 Variable définissant angulairement la
section S1 des bobines

[rad]

α1S2 , α2S2 Variable définissant angulairement la
section S2 des bobines

[rad]

β Demie-largeur des bobines [rad]
βcond Largeur angulaire des côtés d’une bo-

bine
[rad]

γ Largeur des zones de transition (coord.
cylindriques)

[rad]

δ Entrefer [m]
η Rendement [%]
Θ Potentiel magnétique [A]
Θa Potentiel magnétique de l’aimant [A]
Θb Potentiel magnétique de la bobine [A]
Λ Perméance magnétique [H]
Λa Perméance propre de l’aimant [H]
Λab Perméance mutuelle aimant - bobine [H]
Λb Perméance propre de la bobine [H]
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µ Perméabilité magnétique [H/m]
µ0 Perméabilité magnétique du vide [H/m]
µa Perméabilité relative de l’aimant
µfe Perméabilité relative du fer
µI Perméabilité magnétique du fer [H/m]
µII Perméabilité magnétique des aimant [H/m]
µIII Perméabilité magnétique de l’air [H/m]
ρcu Resistivité du cuivre [Ω· m]
Ω Vitesse de rotation [rad/s]

Indices :

a Aimant
b Bobine
c Couche
e Extérieur, externe
f Frottement
fe Relatif au fer ou à la culasse
i Intérieur, interne
i Isolant
ph Phase
rms Efficace
s Spire
sec Secondes
ZT Zones de transition
δ Entrefer
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