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Résumé

Résumeé

Les travaux de cette thése visent a étudier un systéeme de micro-cogénération de structure
innovante motorisé par un moteur Stirling a piston libre « double effet ». Ce systéme est
caractérisé par un fort couplage entre la partie thermomécanique et la partie électromécanique,
assurée par une génératrice a induction linéaire tubulaire a mover massif. En effet, le piston de
compression joue également le rdle du mover de la machine électrique.

Premiérement, le modéle d’état thermomécaniquement couplé, caractérisé par sa forte non-
linéarité, du moteur Stirling « double effet » a été tout d’abord rappelé. Le mode de couplage
entre le moteur thermique et la génératrice électrique réside dans la mise en ceuvre (par le
controle) d’une force électromagnétique de nature frottement visqueux vis-a-vis du
déplacement du piston. Un correcteur P.I.D a été synthétisé dans le but de stabiliser le
mouvement oscillatoire rapide du piston et envoyer la consigne de force électromagnétique
appropriée a la commande de la génératrice.

Deuxiément, I’étude de la partie génératrice électrique a porté d’abord sur la modélisation semi-
analytique consistant en la résolution des équations de Maxwell en magnétodynamique. La
validation expérimentale de ce modéle a été réalisée. Ensuite, le modele analytique validé a
permis de calculer les parametres du modéle dynamique de la machine linéaire. Ces résultats
sont comparés avec ceux des essais expérimentaux ce qui a prouvé une bonne cohérence.
Finalement, I’étude et la mise en ceuvre expérimentale de la commande vectorielle a flux orienté
en vue de maitriser la force électromagnétique résistante en régime oscillatoire ont été réalisées.

Troisiemement, la chaine des convertisseurs d’électronique de puissance AC/DC/AC qui assure
la connexion du systéme électrogéne au réseau domestique a été étudiée. La commande Power
Factor Corrector (PFC) a été considérée en vue d’adapter la production électrique aux
contraintes d’injection de 1’énergie au réseau.

Quatriemement, une plateforme de simulation multiphysique (appelée « banc d’essai virtuel »)
du systeme global a été developpée a 1’aide de Matlab/ Simulink, intégrant un méme
environnement de simulation, le modéle thermomécanique du moteur Stirling « double effet »,
le modele dynamique de la génératrice a induction linéaire tubulaire, le modéle des
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convertisseurs statiques, du bus DC ainsi que les commandes associées en structure en boucles
imbriquées : commande P.1.D en position, commande vectorielle en force, et commande PFC.
Le « banc d’essai virtuel » a permis d’analyser le couplage fort entre différents composants du
systeme, les performances des commandes en vue d’assurer le fonctionnement stable en mode
oscillatoire rapide, et de calculer le rendement énergétique global.

Cinquiement et enfin, 1’étude d’optimisation multi-objective multi-contrainte du
dimensionnement de la chaine électromécanique compléete du systéme base sur 1’algorithme
génétiqgue NSGA-I1I a permis d’obtenir plusieurs solutions significatives afin de maximiser la
puissance électrique injectée au réseau et de minimiser le codt total de la chaine. Il a nécessité
préalablement d’une réduction du modéle global du systéme de micro-cogénération. Sous
I’hypothése d’un contrdle/ commande parfait, un mod¢le global aux « valeurs moyennes
instantanées », appelé « plateforme énergétique », a été établi. Ce modéle est d’exécution 7000
fois plus rapide que le « banc d’essai virtuel », est compatible avec un processus d’optimisation.
Le calcul du temps de rentabilité optimal du systeme de micro-cogénération est également
développé a la fin de cette thése.

Mots-clés : Micro-cogénération, moteur Stirling a piston libre « double effet », génératrice a
induction linéaire tubulaire, modéle électromagnétique formel, commande vectorielle a flux
orienté, validation expérimentale, chaine de convertisseurs AC/DC/AC, Power Factor
Corrector, optimisation, algorithme génétiqgue NSGA-II, étude technico-économique.
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Abstract

Title: «Modeling, control and optimization of a micro-cogeneration system using a dual free-
piston Stirling engine and a tubular linear induction generator».

The work of this thesis aims to model, control and optimize a micro-cogeneration system with
an innovative structure composed of a dual free-piston Stirling engine and a linear tubular
induction generator, connected to the network via power electronic converters. The system is
characterized by a strong coupling between the thermo-mechanical part and the electrical part.
Indeed, the Stirling engine’s free compression piston is also the mover (armature) of the
electrical machine. First, the non-linear thermo-mechanical model of the dual free-piston
Stirling engine (from our earlier work under the ANR-CETI project, 2008-2012) is recalled in
order to identify the optimal operating mode of the linear electrical generator. PID controller is
designed to ensure the stability of the Stirling engine thanks to the control of the piston’s
position. Second, modeling and control of the electrical generator are developed. This involves
semi-analytically resolving Maxwell's equations in magneto-harmonic regime, and
experimentally validating the electromagnetic model with a test-bed. Identification of the linear
electrical machine’s parameters using both theoretical and experimental methods is finally
carried out on the experimental test-bed. Field oriented vector control is then experimentally
implemented ensuring the control of force, velocity and position in a highly dynamic oscillatory
regime. Third, the AC/DC/AC power electronic converters that link the electric generator to the
network is studied. A Power Factor Corrector controller is also considered so as to control the
output current waveform (sinusoidal). Fourth, a multi-physics simulation platform of the whole
system is developed in a Matlab/Simulink environment, including the dual free-piston Stirling
engine’s non-linear model, the tubular linear induction generator’s dynamic model, the power
electronic converters’ model, and their control strategies: PID controller of the piston’s position,
field oriented vector control of electromagnetic force, and Power Factor Corrector controller of
inverters. The simulation platform can be used as a "virtual test-bed" of the micro-cogeneration
system in order to analyze: 1) the system’s operation with strong couplings between its
components; 2) the control system’s performance in ensuring stability in rapid oscillating
movements; and 3) the thermo-mechano-electrical energy conversion efficiency. Fifth and
finally, the multi-objective and multi-constraint optimization of the design of the tubular linear



Abstract

induction generator associated with its power electronic converters is developed using the
genetic algorithm NSGA-II. This study provides significant optimal solutions maximizing the
generated electricity power to the network and minimizing the system’s investment costs. The
optimization process requires a reduced model of the whole system. By adopting the assumption
of perfect control systems, the reduced model of the whole system is established using the
“average values” method. It is noteworthy that this model takes around 7000 times less
execution time compared to the simulation platform, and hence, it is compatible with an
optimization process. At the end of this thesis, economic analysis of the micro-cogeneration
system is considered in order to compute the time of return on investment.

Keywords: Micro-cogeneration, dual free-piston Stirling engine, tubular linear induction
generator, Maxwell’s equations, electromagnetic model, field oriented vector control, power
factor corrector, experimental validation, electromechanical systems, multi-physics,
optimization, genetic algorithm NSGA-II, economic analysis.
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Introduction générale

Dans le contexte du réchauffement climatique global et de I’épuisement irréversible des
ressources d’énergies fossiles, de nouveaux modes de production et de consommation efficaces
sont exploités parmi lesquels la cogénération. La premiere réalisation de la cogénération est
apparue au cours des années 1970. Elle permet une production simultanée de deux types
d’énergie, souvent thermique et électrique, a partir d’une seule source d’énergie primaire ce qui
favorise I’utilisation efficace des énergies primaires (rendement supérieur a 85%) par rapport
au mode de production séparée classique. L’importance de la cogénération sera traitée plus en
détail dans le premier chapitre.

La cogénération (implicitement de chaleur et d’électricité) existe actuellement dans une large
gamme de puissance : de la micro-cogénération dont la puissance électrique est inférieure a 36
kW a la grande-cogénération dont la puissance électrique peut dépasser 12 MW, elle couvre
des besoins énergétiques pour diverses applications : quartiers, usines, centres commerciaux,
piscines, habitats collectifs, maisons individuelles ou bateaux, etc. Un systéme de cogénération,
quelle que soit sa puissance nominale, est composé d’un convertisseur thermomécanique,
produisant de I’énergie mécanique a partie d’une source d’énergie primaire pour entrainer un
convertisseur électromécanique. Plusieurs structures de motorisation sont actuellement
possibles grace aux moteurs a combustion interne, aux turbines a gaz, aux moteurs a apport de
chaleur externe, etc. La cogénération est également réalisable avec les moyens électrochimiques
comme les piles a combustible.

Le moteur Stirling, moteur a apport de chaleur externe, est devenu récemment une technologie
tres prometteuse pour la micro-cogénération. Certains fabricants de renom international se sont
lances dans cette nouvelle voie : des systémes de micro-cogénération a moteur Stirling sont
déja opérationnels dans certains pays, mais en nombre restreint. En effet, cette technologie n’a
pas atteint encore 1’état de maturité. Notons les caractéristiques avantageuses principales du
moteur Stirling : fonctionnement silencieux grace a une combustion continue et maitrisée ;
fluide de travail encapsulé permettant un gage de propreté et de fiabilité ; et surtout,
compatibilité avec de multiples sources d’énergie primaires tant fossiles que renouvelables.
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Introduction générale

Dans ce memoire de thése, 1’étude d’un systéme de micro-cogéneration de structure innovante
a moteur Stirling a piston libre « double effet », destiné a une application domestique, sera
traitée. La structure générale du micro-cogénérateur étudié est présentée de maniere simplifiée
dans la Figure 0.1 :

Figure 0.1 : Représentation simplifiée du micro-cogénérateur

L’objet de 1’étude est de nature pluridisciplinaire. La partie thermomécanique est en couplage
fort avec la partie électrique. En effet, la force résistante de la génératrice doit étre commandée
de manicre a optimiser la récupération de 1I’énergie mécanique et a assurer le fonctionnement
stable du moteur Stirling « double effet ». Les apports principaux de ces travaux consistent en
grande partie a contribuer a I’étude de modélisation, de contréle/ commande et de 1’optimisation
du dimensionnement de la chaine électromécanique non conventionnelle du systeme. Une
connexion au réseau de distribution est envisagée auquel cas, 1’étude d’une chaine de
convertisseurs statiques de puissance sera menée dans le but d’optimiser le transfert d’énergie
au réseau. Les travaux réalisés dans cette thése entrent principalement dans le champ
disciplinaire de 1’électrotechnique. Néanmoins il s’avére tout de méme indispensable de garder
une vision globale de I’ensemble du systeme thermo-mécano-électrique.

L’étude du systéme de micro-cogénération a moteur Stirling a piston libre « double effet » est
soutenue par le projet multidisciplinaire CETI, financé par I’ANR, avec les contributions de
trois partenaires : le laboratoire SATIE (UMR 8029) de ’ENS Cachan, le laboratoire FEMTO-
ST (UMR 6174) de I’Université de Franche-Comté, Belfort ainsi que la Direction de la
Recherche et de I’Innovation de Gaz de France-SUEZ. L’objectif est de contribuer a 1’évolution
de la technologie de la micro-cogénération a moteurs a apport de chaleur externe en général et
celle a moteurs Stirling en particulier.

Dans le deuxiéme chapitre, nous allons présenter les résultats des travaux de recherche de
notre partenaire du laboratoire FEMTO-ST, concernant la modélisation, le dimensionnement
du moteur Stirling « double effet » afin d’introduire le fort couplage entre cette partie et la partie
électrique. Le modéle thermomécanique du moteur Stirling « double effet » est caractérisé par
sa non-linéarité. Une commande linéaire de type P.1.D consistant a stabiliser le systeme autour
d’un point de fonctionnement (nominal) a été réalisée. Une boucle d’asservissement du moteur
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Stirling a été mise en simulation a I’aide de Matlab/ Simulink permettant de valider cette loi de
commande et de différents résultats de I’étude de dimensionnement en fonctionnement nominal
(course des déplaceurs, puissance mécanique, forme d’onde de la consigne de force
électromagnétique).

Le modele électromagnétique du convertisseur mécano-électrique de structure originale,
machine a induction linéaire tubulaire, a été établi dans la thése de P. Francois [1]. L étude du
troisieme chapitre porte par conséquent sur la validation expérimentale du modele
électromagnétique ainsi que la présentation de la méthode d’identification des paramétres de la
machine a induction linéaire tubulaire. Cette étude est poursuivie par I’étude théorique et
expérimentale d’une stratégie de commande afin de répondre aux exigences de 1’entrainement
électrique particulier du systeme.

Dans le quatrieme chapitre, nous allons traiter en premier lieu de la modélisation, du
fonctionnement et de la commande de la chaine des convertisseurs statiques de puissance
AC/DC/AC, servant a connecter le systeme au réseau domestique. En deuxiéme lieu, la
construction d’une simulation appelée « banc d’essai virtuel » du systéme global, permettant de
calculer le bilan de puissance (les puissances, les pertes) et d’examiner 1’aspect fonctionnel du
systeme (performance des commandes, les formes d’onde des courants/ tensions générés, etc.)
sera abordée. En dernier lieu, en raison du temps de calcul, un second modéle global est établi,
appelé « plateforme énergétique ». En se basant sur ’hypothése que les commandes sont
parfaites, les grandeurs électriques présentées dans ce modéle sont exemptes des harmoniques
HF de découpage. En effet, seules les valeurs moyennes en période de découpage comptent ce
qui favorise un calcul rapide du bilan de puissance, adapté a un processus d’optimisation.

Enfin, dans le cinquiéme chapitre, 1’étude porte sur 1’optimisation du dimensionnement
optimal de la chaine électromécanique compléte du systéme en instaurant la méthodologie de
conception étudiée dans la these M. Ruellan [2]. Le probléme d’optimisation « multi-objectif »,
« multi-contrainte » a été posé. Ainsi, deux objectifs sont définis: la maximisation de la
puissance électrique moyenne injectée au réseau et la minimisation du codt total de la chaine
électromécanique (génératrice + convertisseurs statiques). Les résultats obtenus sont répartis
sur les échelles de deux critéres sous forme d’un front de Pareto. Les solutions optimales sont
significatives et permettent de définir la performance d’une génératrice a induction linéaire
tubulaire pour notre systeme de micro-cogénération. Cette étude est poursuivie par une étude
de sensibilité des résultats d’optimisation en fonction du matériau constituant le secondaire
(mover) massif de la machine, de I’induction maximale de la saturation magnétique et de la
puissance mécanique du moteur Stirling « double effet ». Finalement, une étude techno-
économique consistant & établir une méthode pour déterminer la solution optimale qui
minimiser le temps de rentabilité du micro-cogenétateur sera menée.

Le corps principal de ce mémoire, composé de cing chapitres, sera complété par les cing
annexes notées d’A a E. Ces annexes précisent les calculs intermédiaires, programmes dans
plusieurs modeles théoriques afin d’obtenir les résultats présentés dans les chapitres. L’annexe
A présente les détails de la simulation du moteur Stirling « double effet ». L’annexe B precise
les équations du modele électromagnétique formel et la construction du modele numeérique.

13



Introduction générale

L’annexe C traite les détails effectués sur le banc d’essai pour réaliser la commande vectorielle
a flux orienté sur la machine a induction linéaire tubulaire et présente des résultats
supplémentaires issus de ces tests expérimentaux. L’annexe D détaille la commande PFC de
I’onduleur monophasé coté réseau et le bus continu. L’annexe E précise les équations de la
« plateforme énergétique ».

Enfin, les apports de cette thése seront détaillés davantage dans le premier chapitre.
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Chapitre 1
Etat de I'art de la micro-cogénération et

positionnement de nos travaux

1.1. LA MICRO-COGENERATION

1.1.1. Définition et principe de la micro-cogénération

La cogénération (CHP — Combined Heat and Power) correspond au principe de production
simultanée de 1’énergie ¢électrique et de 1’énergic thermique a partir d’une seule source
d’énergie primaire. Elle permet de valoriser la part de I’énergie thermique non valorisée dans
le processus « naturel » de transformation thermo-mécano-électrique pour un usage de
chauffage ou d’eau chaude sanitaire (ECS). L’utilisation de 1’énergie primaire d’un systéme de
cogénération est ainsi rationalisée. Si nous considérons le rendement global d’un systéme de
cogénération par le rapport entre la quantité de 1’énergie utile et I’énergie primaire consommeée,
I’efficacité énergétique de la cogénération peut atteindre généralement plus de 85%. Le calcul
du rendement d’un cogénérateur est abordé de maniére détaillée dans [3] [1].

Selon les définitions largement reconnues jusqu’a I’heure actuelle en France, un systeme de
cogenération dont la puissance électriqgue nominale est inférieure a 36 kW est désigné comme
un systeme de « micro-cogénération » (LCHP). Une classification des cogénérateurs selon leur
puissance électrique générée est présentée dans [4] :

France Mini-cogénération

Cogénération

Europe

36 kWe 50 kWe 250 kWe

Figure 1.1 : Classification de la cogénération selon la puissance électrique généreée.
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La micro-cogénération est alors destinée principalement a répondre aux besoins énergétiques
(chauffage, eau chaude sanitaire) des tertiaires (hopitaux, écoles, batiments...) ou des
domiciles (maison, appartement...). Considérons un schéma de principe d’un systeme de
micro-cogénération a 1’usage domestique [4]:

Pertes
10-15% ‘

Electricité
10-25%

Electricité
Injection/ Sous-tirage

Unité
Micro-CHP Chaleur

> 70%

—

Figure 1.2 : Schéma de principe d 'une installation de micro-cogénération domestique.

L’énergie primaire, dans cet exemple, est arbitrairement la biomasse. D’autres ressources
primaires sont également possibles telles que le gaz, le rayonnement solaire, la géothermie, etc.
Dans un premier temps, le combustible est brilé. L’énergie thermique dégageée par cette
combustion fait fonctionner une chaine thermodynamique de 1’unit¢ uCHP (& base d’une
microturbine ou d’un moteur Stirling par exemple). L’énergiec mécanique issue de cette chaine
va étre convertie en énergie électrique en entrainant un alternateur de la chaine
électromécanique. L’électricité produite peut étre soit consommeée directement sur place, soit
injectée au réseau public domestique. La part de I’énergie thermique non convertie en 1’énergie
mécanique au sein de la chaine thermodynamique passe par un échangeur pour alimenter le
circuit de chauffage et d’eau chaude sanitaire (ECS) du foyer. Le rendement présenté dans cet
exemple peut aller de 85% a 90%.

(M. & combustion interne
p-turbine
. M. Stirling)
E. Primaire E. Thermique E. Mécanique
Biomasse : Chaine thermo- Chaine électro- Q Electricité
100% Combustion mécanique mécanique 10-25%
(Gaz
E. Solaire
Géothermie) Unité Micro-cogénération

ﬁ Chauffage + ECS
> 70%
Figure 1.3 : Constitution d une unité de micro-cogénération classique.

Dans la phase de gestion énergeétique de ce systéme, le point de fonctionnement du systeme est
souvent régulé de telle fagon a maintenir la maison et le ballon d’ECS a la bonne température
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en permanence. En genéral, il ne s’agit pas d’une priorité de réguler la production électrique du
systeme. Cette derniére dépend plutdt de la production thermique. Néanmoins, elle peut étre
tout a fait réglable si la variation du rapport thermique/électrique est techniquement et
économiquement permise. L’utilisation des stockages d’énergie thermique ou électrique (des
batteries, méme si celles-ci restent colteuses) pourra permettre une gestion optimale des flux
énergétiques du foyer.

Comparons ce mode de production (UCHP) avec le mode de production-consommation
actuelle. C’est tout a fait humain que le consommateur au bout de la chaine pense rarement a la
quantité d’énergie primaire (souvent fossile) utilisée pour produire 1’énergie électrique. Cette
quantité d’énergie primaire (en kWh) est souvent bien plus importante que 1’énergie électrique
finale dont il dispose dans son licu d’habitat ou de travail, etc.

Energie injectée au

il réseau 950 | Uansmission et Electricité 200
- . thermique distribution
Energie primaire 2870 |  classique ou électrique avec | 999
nucléaire 5% de pertes en Chaleur |700
Rendement 33% ligne

(a) Mode de production d’énergie actuelle (dite centralisée).

Electricité 200

Energie primaire 1000 _ Unité
Micro -CHP Chaleur |700

(b) Mode de production d’énergie avec les micro-cogénérateurs (dite décentralisée ou autonome).

Figure 1.4 : Deux modes de production-consommation d’énergies pour le secteur résidence (unité [kWh]).

Ce schéma illustre 1’énorme différence dans I’utilisation de I’énergie primaire dans un méme
but de satisfaire les besoins énergétiques d’un foyer, entre les deux modes de production
d’énergie. Ce dernier met en cause surtout les pertes énergétiques dans la phase de production
électrique centralisée et les pertes d’énergie dans la transmission et la distribution électrique.
L’économie d’énergie primaire du micro-cogénérateur aura beaucoup plus d’intérét commun
lorsque ce type de systeme sera adopté a grande échelle.

Cependant, a coté de I’indice économique intéressant offert par 1’utilisation de ce systéme,
d’autres exigences doivent étre également respectees:
— Propreté : Pas de rejet de gaz nuisibles (CO, SOz, NOy, d’autres gaz a effet de serre...).
— Silence : Fonctionnement silencieux pour contribuer au bien-étre des personnes
habitantes le foyer qui est équipé de ce systeme.
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— Fiabilité : Fonctionnement fiable en pleine charge ou en charge partielle pour répondre
a la demande énergétique fluctuante en tout moment.

— Flexibilité du rapport thermique/ électrique.

— Connexion et communication sur le réseau public : Gestion optimale de la production
et de la consommation énergétique, autonomie électrique du foyer en cas de coupure
d’¢électricité, protection du systeme contre les courts-circuits dans le réseau public au
cas de connexion au réseau, participation a la gestion des pointes (smart grid).

— Maintenabilité : Maintenance et réparation facile, bon marché.

— Longue durée de vie.

Actuellement, plusieurs technologies sont possibles pour réaliser ce principe de micro-
cogenération, elles seront détaillées au paragraphe 81.2.

1.1.2. L'importance de la cogénération dans le contexte actuel

Dans le mix des ressources énergétiques actuelles, la cogénération s’intégre parmi les moyens
de production énergétique qui contribuent a assurer le développement durable. En effet, elle
est compatible avec une diversité de sources comme 1’énergie fossile (gaz, charbon...),
I’énergie renouvelable (biomasse, solaire, géothermique...) ou encore les déchets. Elle les
utilise, de plus, de maniere efficace.

Les systemes de cogénérations se sont développés avec la crise énergétique dans les années
1970 [4]. En 1998, la totalité des cogénérateurs répond a 11% de la consommation électrique
de 1’Union Européenne [5]. Ce chiffre reste relativement stable jusqu’en 2004 et depuis la
Directive 2004/8/EC portant sur des décisions en faveur de la cogénération, ce chiffre a
augmenté de 1,6% par an en Europe [6]. En 2008, 359 TWh électrique ont été produit en Europe
a partir de la cogenération, dont 11% des énergies primaires ont été renouvelables [6]. Le
tableau suivant montre I’importance de la cogénération dans la production électrique de certains
pays d’Europe [7]:

Tableau 1.1 : L’importance de la cogénération en MW, (en 1998).

Pays Puissan(ze [nstgallée de Capacité installée Pou fcgnta_ge
cogénération totale Cogénération
Allemagne 2800 -- --
Autriche 70 -- -
Belgique 1174 14693 7,99 %
Danemark 2000 12150 16,46 %
Espagne 2500 50311 4,96 %
France 435 114500 0,37 %
Grece 3 9859 0,03 %
Italie 766 70641 1,08 %
Pays-Bas 4736 18981 24,95 %
Pologne 3000 33400 8,98 %
Royaume-Uni 3732 68340 5,46 %
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L’importance de la cogénération au niveau énergétique est trés différente d’un pays a 1’autre.
Pour les pays tels que le Danemark ou le Pays-Bas, la cogénération assure une part importante
dans I’équilibre énergétique nationale. Ces pays peuvent bénéficier d’un gain important de
rendement énergétique grace a la performance économique de ces centrales de cogénérations.
En effet, I’efficacité de la conversion d’énergie dans le secteur électrique danois atteint 70,2%
[8] tandis que le chiffre francais est de I’ordre de 33%. Dans les pays comme la Belgique,
I’Espagne, la Pologne, le Royaume-Uni, 1’énergie électrique qui provient des centrales de
cogenération occupe une part non négligeable dans la totalité de 1’électricité produite. Quant
aux pays tels que la France, I'Italie ou la Gréce, I'importance de la cogénération est
géneralement faible, voire négligeable. Cette variation concerne non seulement I’aspect
stratégique de 1’énergie de chaque pays, mais aussi la différence geographique, climatique entre
ces pays qui caractérise des besoins de chaleur tres différents.

Les applications de la cogénération sont les suivantes :

— Dans le domaine des batiments et services: maisons individuelles, résidences
multifamiliales, écoles, centres commerciaux, hdpitaux, hotels, etc.

— Dans D’agriculture et I’industrie : serres, sechage des cultures et du bois, abris pour
animaux, textile, papeterie, céramique, brasserie, distillerie, scierie, industrie du moteur,
traitement des eaux usées, etc.

En général, les secteurs qui exploitent le plus de la cogénération sont ceux qui ont un besoin
tres important de chaleur parmi tout autre besoin énergétique sur place.

1.1.3. Analyse de I'importance potentielle de la micro-cogénération

En France en 2010, le secteur résidentiel tertiaire (33 millions de logements et 912 millions de
m? tertiaires) a consommé 68,1 millions de tep® soit 40% de la consommation d’énergie finale
du pays (Figure 1.5). Ce secteur est également le plus gros consommateur d’électricité : 301
TWHh? électriques consommeés soit 68,1% de toute 1’électricité finale (Figure 1.6). En méme
temps, les transports (31%) et le résidentiel tertiaire (25%) sont les plus gros émetteurs de COy,
suivi de I’industrie (23%) et de la transformation d’énergie (16%). Le résidentiel tertiaire est
également le plus important émetteur d’autres gaz a effet de serre tels que CO (36%), COVNM
(Composés Organiques Volatils Non Méthaniques, 36,8%), SO2 (10%, troisieme place apres le
secteur de la transformation d’énergie et I’industrie). Il est clair que face a des problémes
multiples concernant la sécurité d’approvisionnement énergétique globale, le changement
climatique et ’assurance d’un développement durable, le secteur résidentiel tertiaire (SRT)
présente un réle singulierement important pour ajuster I’évolution de la consommation
énergétique.

! Tonne équivalent pétrole, 1 tep = 11600 kWh.
2 TWh = 1 milliards de kWh.
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Consommation d'énergie finale par secteur
En millions de tep
200
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Figure 1.5 : Consommation d’énergie finale par secteur en France [9].

Consommation finale d'électricité par secteur (corrigée du climat)
En TWh?
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W Résidentiel-ferfiaire”
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Figure 1.6 : Consommation d’énergie électrique finale par secteur en France [9].

Il apparait donc important de renforcer I’efficacité énergétique des batiments. Dans cet objectif,
les leviers sont tout d’abord concrétisés dans trois thémes suivants :
— L’efficacité énergétique «active »: équipements de haute performance, systemes
intelligents de mesure, régulation et gestion, etc.
— L’efficacité énergétique « passive » : isolation et étanchéité du bati, perméabilité a I’air,
etc.
— Le comportement de 1’utilisateur : affichage de consommation, etc.

Depuis 1973, les consommations unitaires des résidences principales ont diminué de 352
kKWh/m? & 190 kWh/m? en 2010 grace & de nombreux travaux de maitrise de 1’énergie dans
I’habitat existant [10]. Les travaux de maitrise de 1’énergie se répartissent en deux groupes : les
travaux d’isolation sur le bati (72%), les travaux d’amélioration du systéme de chauffage (28%).
Les travaux sur le systeme de chauffage portent principalement sur les premiéres installations
et les remplacements des équipements existants (10%). Trois solutions actuelles désignées
comme « optimales énergétiquement » pour le renouvellement du mode de chauffage sont les
pompes a chaleur (1%), les chaudiéres a condensation, les chaudieres bois associées a du solaire
thermique (4%).
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Aussi, la consommation du réesidentiel-tertiaire a baissé légerement de 1,2 % en 2010 par
rapport a ’année précédente tandis que le nombre de logements est en hausse constante, et ce
grace a de nombreux efforts nécessaires en matiére énergétique des batiments, mais aussi a une
prise de conscience énergétique et a une ouverture des consommateurs de plus en plus répandue
vis-a-vis des technologies des énergies renouvelables.

Néanmoins, remarquons que le résidentiel-tertiaire frangais nécessiterait un changement de
technologies encore plus profond pour répondre de maniere plus radicale au probléeme
énergétique posé. Certes, il n’y a pas une unique solution susceptible de résoudre un probléme
aussi complexe que la surconsommation énergétique. Mais, le concept de la micro-cogenération
pourrait nous offrir une solution sans précédent grace aux principes suivants.

Elle est congue pour assumer la totalité de la consommation eénergétique (thermique, électrique)
d’un batiment ou foyer. 100% de 1’énergie produite (a rendement typique 90%) sera
consommee sur place. L’autonomie énergétique se fait au niveau de chaque foyer. En méme
temps, la connexion au réseau est indispensable pour la gestion optimale des flux énergétiques
pour I’intérét du ménage, mais aussi pour 1’intérét du réseau.

Comme mentionné précédemment, en 2010, le secteur résidentiel tertiaire (SRT) a consommé
68,1 Mtep d’énergie finale qui Se répartit par énergie de maniére suivante :

68,1 Mtep

M Electricité
Energie renouvelable et
déchet
Gaz

M Pétrole

MW Charbon

Figure 1.7 : Répartition de la consommation du secteur résidentiel tertiaire par énergie en 2010 [10].

Observons que 38% de cette consommation est I’électricité qui a été sans doute produite avec
un rendement de 33% environ. La quantité d’énergie primaire qui a été utilisée pour produire
ces énergies finales est estimée a environs :

Energie primaire (par le SRT) =38% x68,1x % +62% % 68,1=120,6 Mtep

soit 45% de la consommation d’énergie primaire du pays (266 Mtep). La répartition de
I’utilisation spécifique de 1’énergie se fait de fagon suivante :
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O Chauffage
M Eau chaude sanitaire
W Cuisson

W Usages spécifiques

Figure 1.8 : Répartition de la consommation d’énergie par usage dans le résidentiel en 2010 [10] .

74,7% de 1’énergie finale est destinée au besoin de chaleur. Une grande partie de 1’¢lectricité
consommée a donc été reconvertie en chaleur pour le chauffage et ’ECS par des moyens
comme les radiateurs électriques ou les ballons d’eau chaude a résistance, mode de
consommation particulierement colteux en énergie.

Supposons que si 50% de 1’énergie électrique consommée par le secteur résidentiel tertiaire
(SRT) est cogénérable® avec le rendement 90%, 1’énergie primaire aurait nécessité :

Energie primaire (par le SRT vs. cogénération) =

50%><38%><68,1x%+50%x38%x68,1x%+62%x68,1= 95,8 Mtep

soit «seulement » 36% de la consommation d’énergie primaire du pays (avec 25Mtep de
moins). La production énergétique décentralisée et autonome, comme la micro-cogénération,
est donc un vecteur d’amélioration d’efficacité énergétique. Par ailleurs, dans bien des cas, les
micro-cogenérateurs sont associés a une source d’énergie renouvelable (bois, énergie solaire,
géothermie...) ou I’économie énergétique pourra encore étre renforcée.

Une grande souplesse technique:

La micro-cogénération est compatible avec presque tous les types d’énergie primaire a savoir
le gaz, le pétrole, le charbon ou bien la biomasse, le biogaz, le rayonnement solaire, la
géothermie, etc. La combinaison des ressources est tout a fait possible. L’approvisionnement
de I’énergie primaire ne dépend pas ou sinon partiellement des conditions naturelles (du soleil,
du vent, etc.). Cette souplesse permettrait aux micro-cogénérateurs une fois exploités a grande
échelle de poser probablement moins de probléme d’intermittence par rapport a la production
photovoltaique ou éolienne.

®La production simultanée de I’¢lectricité et de la chaleur est conditionnée par le besoin de chaleur. Ainsi, selon
les saisons, un systeme de micro-cogénération peut fonctionner en pleine charge ou en charge partielle. La
cogénérabilité désigne la possibilité d’un cogénérateur de fonctionner en pleine charge tout au long de I’année.

22



Chapitre 1 Etat de I'art de la micro-cogénération et positionnement de nos travaux
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Figure 1.9 : Courbe journaliére et saisonniére de consommation d’électricité (source RTE).

Possibilité de participation a la gestion optimale du réseau électrique :

Le réseau centralisé d’énergie électrique doit faire face le plus souvent au probléme de pointe.
Deux types de pointes les plus connues sont les pointes journaliéres et les pointes saisonnieres.
La Figure 1.9 montre le phénomene des pointes de consommation dans les réseaux électriques
en France.

Dans la gestion des centrales électriques, pour que la production instantanée soit corrélée avec
la consommation instantanée, on place d’abord les centrales nucléaires, hydrauliques, éoliennes
comme « solutions de fond », assurant I’injection de la puissance minimale de la consommation
nationale en tout moment. La variation de la demande par rapport a la puissance minimale est
ensuite assurée, en modulant des centrales thermiques a gaz, a fioul, a charbon, souvent
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cotiteuses et polluantes. Par conséquent, cela a pour effet d’augmenter le prix d’un kWhe et le
contenu de carbone dans un kWhe.

La micro-cogénération, associée a la nouvelle technologie de Smart Grid et de
télécommunications, pourrait apporter trés probablement une future solution aux problémes de
pointes [11]. Considérons les courbes suivantes (Figure 1.10) : le temps d’hiver est le moment
ou les demandes en électricité sont les plus fortes, c’est également le moment ou les micro-
cogénérateurs fonctionnent avec leur meilleure performance pour répondre au besoin de
chauffage et I’ECS et fournir le plus d’électricité. Un grand nombre de micro-cogénérateurs
fonctionnant au moment de la pointe peuvent aider a atténuer le pic de demande nationale en
électricité. En outre, comme les systémes de micro-cogénération ont recours souvent a des
ressources renouvelables, ils constituent une « solution de pointe » beaucoup plus économique
et propre. Par conséquent, le colit d’un kWh électrique pourrait amener a étre reduit.
L’exploitation des micro-cogénérateurs a grande échelle laisse envisager plusieurs avantages
tant pour les producteurs, les gestionnaires du réseau électrique que pour les consommateurs.

15,0 150
12,5 125
10,0 100
7,5 75
50 50

2,5 25

Production électrique nationale [TWh]

0,0 0
O0lJan O1Mar 0O1Mai OlJui 01Sep 01Nov

Production électrique d’un cogénérateur
[kwh]

Figure 1.10 : Production électrique d 'un cogénérateur et production électrique nationale sur un an
(source GdF-Suez).

Vers une nouvelle éthique de consommateurs :

La réglementation RT2012 a défini pour objectif que tous les batiments neufs devront étre
autonomes en énergie d’ici 2020 [12]. Nous avons ainsi pris conscience que face au probléeme
de surconsommation d’énergie, trouver de nouvelles sources d’approvisionnement énergétique
ne sera guere suffisant pour un développement durable proprement dit, il faut que notre mode
de consommation soit radicalement changé. Avec le concept d’habitat autonome en énergie, la
frontiére entre producteur et consommateur d’énergie s’efface progressivement. Les politiques
cherchent a ce que les consommateurs aient plus de conditions pour participer aux enjeux
d’approvisionnement énergétique, de rendement de la conversion d’énergie, de la gestion
optimale de la consommation.

Si la technologie actuelle a déja permis de réaliser un « habitat a zéro énergie » par des moyens
a panneaux photovoltaiques couplés aux pompes a chaleurs sans oublier un stockage électrique
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onéreux, ce type d’habitat est encore en phase de test et demande la rénovation spécifique de
I’ensemble de la construction [13]. Dans ce contexte, la micro-cogénération offrirait une
solution technique plus facilement réalisable et plus largement adaptée a tout type de batiments.

1.2. DIFFERENTES TECHNOLOGIES DES MICRO OU MINI-COGENERATION

Dans cette partie, différentes technologies pour réaliser la micro (et mini) cogénération seront
présentées. Les solutions sont multiples tout comme les exigences spécifiques des applications.
La micro- (ou mini-) cogéneration demeure toujours un terrain de grande potentialité.

1.2.1. Systémes motorisés par les moteurs a combustion interne

La cogenération par des moteurs a combustion interne est devenue une technologie bien mature.
Elle est appliquée aussi bien a la micro-cogénération (de quelques kW) qu’a la grande
cogénération (de quelques MW).

a - Principe de fonctionnement d’un moteur a combustion interne :

Un moteur a combustion interne est une machine thermique ou I’énergie thermique dégagée
par la combustion est transformée en énergie mécanique a I’intérieur du moteur. La technologie
mentionnée dans cette partie concerne les moteurs a explosion a quatre temps qui fournissent
un couple sur son arbre. Nous nous rappelons tout d’abord de son fonctionnement
thermodynamique :

— Admission du combustible (mélange air et de carburant vaporisé): la soupape
d’admission s’ouvre et le piston descend.

— Compression du combustible : la soupape d’admission se ferme, puis le piston remonte
en comprimant le mélange.

— Combustion et détente. Au moment ou le piston atteint son point mort haut et ou la
compression est au maximum : dans les moteurs a allumage commandé, la bougie
d’allumage connectée a un générateur d’électricité haute tension produit une étincelle.
La combustion rapide qui s’ensuit constitue le temps moteur. Les gaz chauds a haute
pression (40 a 60 bars) repoussent le piston, initiant le mouvement ; dans les moteurs
Diesel, le fonctionnement repose sur 1’auto-inflammation du combustible dans 1’air
comprimé jusqu’a une pression et une température appropriées (~ 600°C). Cette phase
produit de 1’énergie mécanique tandis que les trois autres phases en consomment. Mais
ces dernieres rendent possible ce temps moteur.

— Echappement : la soupape d’échappement s’ouvre et le piston remonte pour chasser les
gaz briles detendus dans le collecteur d’échappement.

Le moteur thermique démarre a I’aide d’une source d’énergie externe, souvent un moteur
¢lectrique couplé temporairement au vilebrequin jusqu’a ce qu’au moins un temps moteur
produise une force capable d’assurer les trois autres temps avant le prochain temps moteur. Le
moteur fonctionne dés lors seul et produit un couple sur son arbre.

Le rendement des moteurs a combustion interne est compris entre 25 et 45%.
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b - Schéma d’un systéme de micro-cogénération & moteurs a combustion interne :

L’¢énergie mécanique sur 1’arbre, produite par le moteur thermique, entraine le générateur pour
produire de 1’énergie €lectrique. Le systéme de récupération de I’énergie thermique comprend,
dans cet exemple, 3 étapes a cause de différents niveaux de température. Dans la premiere et
deuxiéme étape, I’eau froide passe successivement par 1’échangeur 1 et 2 pour récupérer
I’énergie thermique de 1’eau ou de I’huile de refroidissement (« basse température » d’environ
95°C). Dans la troisiéme étape, 1’eau chauffée sortante de 1’échangeur 2 passe par I’échangeur
3 pour récupérer 1’énergie thermique du gaz d’échappement (« haute température » d’environ
450°C) [4].

Circuit de
refroidissement du moteur Chaleur du carter
Ei‘}'}‘ilh:pi‘i; Echangeur 3 Echangeur 2 Echangeur 1] Eau froide
AT AR AN
Gaz
d'échappement -
Gaz naturel
LT T T T T T T T TybstemeT T T T T T T T T T 4
d'allumage 1
— 1
k. Soupape !
d'échappement
Soupape PP f
d'admission Piston

Figure 1.11 : Schéma de principe d’un systéme de micro-cogénération & moteur a combustion interne (cas du
moteur & quatre temps a allumage par étincelle) [3].

Le rendement global d’un cogénérateur motorisé par un moteur a combustion interne est de
I’ordre de 85 a 90% et celui-ci ne dépend que tres peu de la taille du cogénérateur. Le rendement
électrique quant a lui est d’environ 28 a 39%. Ce dernier s’améliore quand la puissance
électrique augmente. Le lecteur pourra compléter sa lecture sur des systéemes cogénérateurs
motorisés par les moteurs a combustion interne dans les références [14] [3].

¢ - Caractéristiques des cogénérateurs a moteur & combustion interne

Tableau 1.2 : Avantages et inconvénients des cogénérateurs a moteur a combustion interne.

Avantages Inconvénients
- 5 e Haut rendement et robustesse. e Beaucoup d’émission de gaz
Cogénérateur a . . R
moteur i e Fonctionnement possible & polluants (CO, NOx, SOx...).
électrique produite diminue, e Co(it de maintenance assez
I’énergie thermique augmente. important dans le bilan global a
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e Disponibilité appréciable cause d’un grand nombre de
(>80%). piéces.

e Longue durée de vie a

condition de bien entretenir.

e Codt de production bas.

d - Etat de développement :

La micro-cogénération a moteur a combustion interne est déja une technologie largement
adoptée dans des résidences multifamiliales, de petits hétels, les hdpitaux, des piscines ou des
créches pour enfants.

Nous pouvons citer quelques fabricants connus dans le domaine : Senertec, Cummins, Buderus,
Energia Nova, Vaillant, Cogenco, etc. Parmi les 160 fournisseurs de technologie connus par
COGEN Challenge, 61 entre eux proposent des modéles compatibles au biogaz. Quand un
moteur a combustion interne utilise le gaz comme le combustible, il est appelé moteur a gaz.
Le tableau suivant présente les gammes de produits de quelques fabricants européens :

Tableau 1.3 : Exemple des fournisseurs des cogenérateurs & moteur a combustion interne, et leurs produits.

Senertec ENERGIA

Marques TEDOM DACHS BUDERUS NOVA
Pays d’origine Tcheque Pays-Bas Belgique Italie
Type d’énergie primaire Biogaz Ga;’ég Ioolgaz, Gaz, biogaz Gaz
Puissance électrique 23 — 300 kWe 5,5 kW, 18 — 240 kW, 20 KWe

: : 42 - 370 38-374

Puissance thermique KW 12,5 kWi KW 47 KWih
Efficacite globale 76 —95% >90% 94% 97%

1.2.2. Systémes motorisés par les microturbines a gaz

Une turbine a gaz, appelée aussi turbine a combustion (TAC) est une machine
thermodynamique tournante appartenant a la famille des moteurs a combustion interne. Elle
produit de 1’énergie mécanique sous forme de la rotation d’un arbre, directement a partir de
I’énergie cinétique des gaz combustibles qui subissent une détente dans une turbine. Le
comburant, le plus souvent 1’air ambiant, est généralement comprimé avant de pénétrer dans la
chambre de combustion en utilisant un compresseur rotatif.

a - Principe de fonctionnement d’une microturbine a gaz :

La turbine a gaz est un moteur thermique réalisant les différentes phases de son cycle
thermodynamique dans une succession d’organes traversés par un fluide moteur gazeux en
écoulement continu (Figure 1.12). C’est une différence fondamentale par rapport aux moteurs
a pistons qui réalisent une succession temporelle des phases dans un méme organe
(généralement un cylindre).
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4

Figure 1.12 : Coupe longitudinale d ‘une turbine a gaz : principaux organes.

La turbine & gaz fonctionne selon le cycle dit de Joule comprenant 4 phases successives :

— Une compression adiabatique: le compresseur C comprime I’air extéricur E en
consommant de 1’énergie mécanique.

— Un chauffage isobare : du combustible gazeux G est injecté dans les chambres de
combustion Ch ou il se mélange a I’air comprimé et maintient une combustion continue.

— Une détente adiabatique jusqu’a la pression ambiante : les gaz chauds se détendent en
traversant la turbine T ce qui produit de I’énergie mécanique.

— Un refroidissement isobare : Les gaz de combustion s’échappent par la cheminée Ec a
travers un diffuseur.

Le mouvement de rotation de la turbine, qui est communiqué a I’arbre A, actionne le
compresseur. Pour la mise en route, on utilise un moteur de lancement M qui joue le r6le de
démarreur.

Le rendement est le rapport du travail utile (travail de détente — travail de compression) a la
chaleur fournie par la source chaude. Le rendement théorique croit avec le taux de compression
et la température de combustion. Le rendement de la turbine a gaz est souvent faible (de 25% a
35%). Et ce & cause de 1’énergie perdue sous forme de chaleur dans les gaz d’échappement (plus
de 500°C).

b - Schéma d’un micro-cogénérateur a microturbine a gaz :

C’est en récupérant la chaleur des gaz d’échappement (réchauffage de 1’air en sortie du
compresseur, chauffage dans un autre domaine ou cogénération) que le rendement global de la
machine peut dépasser 50%. La figure suivante illustre le principe de fonctionnement d’un
micro-cogénérateur a microturbine a gaz [3]:
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Figure 1.13 : Schéma de principe d’un micro-cogénérateur & microturbine a gaz [3].

¢ - Caractéristiques des cogénérateurs a microturbine a gaz:

Nous citons ici quelques avantages et inconvénients des microturbines a gaz dans son
application pour la cogénération.

Tableau 1.4 : Avantages et inconvénients des cogenérateurs & microturbines a gaz.

Avantages Inconvénients
e Puissance massique et e Chute importante du
volumique trés élevée. rendement a charge partielle.
e Possibilité de démarrage trées e Encombrement important des
rapide. filtres d’aspiration d’air.

Cogénérateura e Construction simplifiée.
microturbine a gaz o Equilibrage (peu de vibrations
et donc de bruits sonores).
e Co0t de maintenance inférieur
aux moteurs pistons.
e Peu d’émission de gaz
polluants (CO, NOy, SO>).

d - Etat de développement :

Un grand nombre de systémes de micro et mini-cogénération a microturbines a gaz sont
opérationnels sur le marché dans lesquels nous pouvons citer Capstone 330 (30kWe), IR energy
systems 70LM (70 kW.), Turbec T100 (100 kWe). Produisant une puissance électrique allant
de 30 a 100 kW ou plus, ces systemes sont plutét destinés a 1’usage des résidences
multifamiliales ou tertiaires. Des microturbines a gaz qui fournissent une puissance électrique
entre 1 et 10 kWe pour un besoin domestique ne sont pas encore une technologie mature. Elles
font actuellement I’objet de la recherche.

Le tableau suivant présente quelques fabricants des cogénerateurs a microturbines a gaz et leurs
produits :
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Tableau 1.5 : Exemple des fournisseurs des cogénérateurs a microturbines a gaz et leurs produits.

CAPSTONE TURBEC KAWASAKI Gas

Turbines turbine Europe

Pays d’origine USA ltalie & Suéde Allemagne &
Japon

Type d’énergie primaire Gaz, biogaz Gaz, biogaz Gaz
Puissance électrique 30 — 65 kW, 100 kWe 634 kKW,
Puissance thermique -- 155 kWi -
Rendement électrique 23 —29% 30% 19,4%
Efficacite globale 62% 77% --

Pour plus d’information sur d’autres produits existants, le lecteur pourra consulter [6] [15].

1.2.3. Cogénération par piles a combustible

La pile a combustible est une technologie qui convertit le combustible en énergie électrique via
un procédé électrochimique. La pile est alimentée en continu en hydrogene et en oxygéne. Si le
dihydrogene pur n’existe pas dans la nature, il peut étre fabriqué a partir du gaz naturel, de
méthanol, d’éthanol ou d’essence, suite a un processus de reformage (conversion de molécules
a I’aide de réaction chimique).

La faisabilité technique de la cogénération réalisée par une pile a combustible a été démontrée
depuis longtemps.

a - Principe de fonctionnement d’une pile a combustible :

Une pile a combustible est constituée de :

— Deux électrodes : une anode et une cathode pour faire circuler le courant électrique
(électrons). L’anode est chargée en hydrogéne (H2) provenant d’un réservoir. La
cathode est chargée en oxygene (O2) provenant de I’air.

— Une électrolyse : matériau qui blogque le passage des électrons et laisse passer les ions
H+.

Le fonctionnement d’une pile a combustible est illustré dans la figure suivante :
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Figure 1.14 : Principe de fonctionnement d’une pile a combustible (source CEA).

Dans I’anode, les molécules d’hydrogene se dissocient (oxydation) en protons et en électrons
selon :

2H, —4H" +4¢

Les ions H* diffusent dans 1’électrolyte. Tandis que les électrons sont contraints d’emprunter
un circuit extérieur ce qui génere un courant électrique continu. Une pile a combustible produit
une tension ¢€lectrique d’environ 0,7 4 0,8 V, selon la charge (densité de courant).

Dans la cathode, les ions H, les électrons et du dioxygéne se rencontrent pour former de 1’eau
selon :

4H" +4e +0, - 2H,0O

Cette réaction produit également de la chaleur qui peut étre récupérée. La température de
fonctionnement varie de 60 a 200°C selon les modeles. L’eau est généralement évacuée sous
forme de vapeur avec I’excédent de dioxygene. Le fonctionnement d’une pile dihydrogene-
dioxygéne est particuliérement propre puisqu’il ne produit que de I’eau et consomme
uniquement des gaz.

Le principe de fonctionnement présenté précédemment est celui d’une pile a combustible a
membrane échangeuse de protons ot les ions mis en ceuvre sont les ions H*. Il existe plusieurs
types de piles a combustible dont les plus connues sont :

— La pile a membrane échangeuse de protons (PEMFC).
— La pile a oxyde solide (SOFC).

Ces derniéres appartiennent a la famille des piles a combustible a 1’hydrogene. Il existe
également des piles a combustible au méthanol. Contrairement aux piles utilisant 1’hydrogéne,
celles-ci ne sont pas « propres », car elles rejettent du CO2 et méme du monoxyde de carbone
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CO. Plus de détails techniques sur différents types de piles a combustible sont précisés dans

[3].
b - Schéma d’un systéme de micro-cogénération utilisant une pile & combustible :

La figure suivante montre un systétme de récupération de chaleur d’une pile a combustible.
Ainsi, I’eau monte naturellement grace a la différence de poids entre I’eau stockée dans le
réservoir et celle dans le circuit. Il n’y a donc pas besoin d’utiliser une pompe [3].

Eau chaude sanitaire

Robinet de réglage E

Sortie du X
reformeur

Sortie de
la pile a
combus-
tible Echangeur 1 Entrée d'eau

v
sortie

Figure 1.15 : Schéma de principe d’un micro-cogénérateur a pile a combustible [3].

L’hydrogene peut étre stocké dans un réservoir sous forme directement exploitable. Sinon, il
peut étre procuré sur place a partir du gaz naturel, du méthanol entre autres grace a un
« reformeur ». Dans cette figure, nous remarquons l’existence des échangeurs servant a
récupérer la chaleur dégagée du fonctionnement du reformeur.

¢ - Caractéristiques des cogénérateurs a piles a combustible :

Tableau 1.6 : Avantages et inconvénients des cogénérateurs a piles a combustible.

Avantages Inconvénients

e Rendement électrique éleve e Technologie pas encore

(entre 35 et 60%). mature.

e Performance méme en charge e Coiit d’investissement

réduite. important.

e Grande fiabilite et e Colt de maintenance élevé.

Cogénérateura  disponibilité. e Durée de vie relativement

piles & combustible o presque insonore. limitée.

e Peu d’émission de gaz
polluants ou encore zéro
émission dans le cas de I’absence
de reformage (le combustible Hy
pur est disponible directement a
I’usage).
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d - Etat de développement :

Plusieurs technologies de piles de combustible sont possibles pour réaliser la cogénération.
Parmi lesquelles, nous pouvons citer : PAFC (piles a combustible a acide phosphorique),
PEMFC (piles a combustible a membrane échangeuse de protons), SOFC (pile a combustible a
oxyde solide), MCFC (pile a combustible a carbonate fondu), AFC (pile & combustible
alcaline), DMFC (pile a combustible a méthanol direct a membrane.

Parmi ces technologies, les PAFC et SOFC montrent des aptitudes averées dans les applications
terrestres comme la micro-cogénération [14].

Le programme ENE-FARM, au Japon, a mis en service en 2009 plusieurs milliers
d’installations de micro-cogénération a piles a combustible (principalement de type PEMFC).
Ce succes a éte permis par une coopération entre constructeurs et fournisseurs de gaz (Tokyo
Gaz, Osaka Gaz, etc.) et le soutien actif du gouvernement. Cependant, le colit d’une unité est
assez élevé : entre 24000 et 27000 euros pour une unité de 700 We avec un ballon de 200 litres.
Mais la subvention gouvernementale peut atteindre 50% jusqu’a une limite de 12000 euros [16].

En France, une équipe de recherche du CEA Liten a réalisé depuis 2010, un prototype de pile a
combustible pour un usage domestique. La pile utilisée est de type PEMFC, fournissant une
puissance de 5 kWe/ 6 kWi. Cette expérience a montré que cette technologie est tres
prometteuse pour une application stationnaire comme celle-ci. Le rendement obtenu est de
I’ordre de 75 a 80%. Le cott estimé est a 15000 €.

Les autres technologies sont en phase de démonstration sur prototypes. A I’heure actuelle,
I’intention de généraliser I’utilisation des piles a combustible se heurte & de nombre obstacles
notamment dans le manque de développement des infrastructures destinées a la production, au
stockage et la distribution du combustible d’hydrogene.

Parmi les fabricants des piles a combustible pour la micro-cogénération, nous devrons citer :
Sulzer Hexis qui est responsable de la majorité des installations SOFC dans le monde. Il
travaille sur un systeme combiné de 1 kWe/ 2,5 kWi avec une chaudiére supplémentaire pour
apporter la chaleur nécessaire dans les habitations ; Acumentrics (USA), fabrique des piles a
combustible appropriées pour un usage résidentiel avec une capacité entre 5 et 10 kWe. Le
tableau suivant récapitule quelques cogénérateurs par piles a combustible disponibles sur le
marché et les fabricants correspondants :

Tableau 1.7 : Exemple des fournisseurs des cogénérateurs a pile a combustible et leur produits.

Acumentrics Sulzer Hexis

Pays d’origine USA Suisse
Ethanol, bioéthanol,
Type d’énergie primaire propane, gaz, méthane, Gaz
hydrogéne.

Puissance électrique 5—10 kWe 1 kWe
Puissance thermique -- 2,5 -5 kWi
Tension de sortie 120 - 240V 240V
Temps de démarrage 10 — 30 mins --
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Rendement électrique 30% 20%
Efficacité globale -- 45 —70%

1.2.4. Systémes motorisés par les moteurs Stirling
a - Présentation du moteur Stirling:

Le moteur Stirling est un moteur thermique a apport de chaleur externe. Son principe a été
inventé par le pasteur Robert Stirling en 1816. A 1’époque, vu les nombreux accidents produits
par les chaudieres a vapeur, Stirling voulut inventer une machine motrice fiable et sans risque
d’explosion. Des lors, il eut découvert que le gaz, enfermé dans un cylindre chauffé de
I’extérieur, peut fournir un travail. A I’inverse, le gaz recoit un travail si le cylindre est refroidi.
Si les phases de réchauffage et de refroidissement sont successives, le gaz passe successivement
de la partie chaude a la partie froide et vice-versa. Il eut également découvert qu’avec la
présence d’un régénérateur entre la partie chaude et la partie froide et dont le rdle est de
préréchauffer 1’air entrant dans la partie chaude et de prérefroidir 1’air entrant dans la partie
froide, le rendement de la machine peut étre amélioré considérablement en diminuant les pertes
de chaleur.

Mais a cause de 1’obstacle lié a la réalisation d’un régénérateur ainsi qu’a la faible gamme de
puissance du moteur Stirling, cette invention n’eut pas connu de succés escompté. En méme
temps, les moteurs a combustion interne, grace a son aptitude aux rapides variations de régime
et a son fonctionnement bien maitrisé pour de petites et grandes puissances, furent largement
adoptés dans tous les domaines.

Depuis quelques décennies maintenant, le moteur Stirling revient et s’avere, dans le contexte
énergétique et technologique actuel, une technologie qui a beaucoup d’intérét. Il peut
fonctionner avec toutes les sources de chaleur tant fossiles (gaz, charbon, nucléaire...) que
renouvelables (biogaz, biomasse, géothermie, rayonnement solaire...). La technologie actuelle
permet au moteur Stirling d’atteindre un rendement de 40% ou plus. Et la production électrique
associée peut atteindre quelques dizaines de KW. Le moteur Stirling a piston libre cumule
¢galement d’autres avantages que nous allons préciser dans la suite de cette partie.

La communauté scientifique internationale a officiellement défini, en 1989, le moteur Stirling
par:

« Un cycle Stirling se définit comme une succession de transformations d’un fluide de travail
qui se produit a 'intérieur d’un espace fermé et dont les variations de volume induisent des
changements de pression cycliques du fluide et dont le déplacement du fluide dans I’espace
ferme induit des changements cycliques de température du fluide.

Un moteur Stirling se définit alors comme étant une machine thermique qui fonctionne selon
un cycle Stirling. Un moteur Stirling utilise généralement un régénérateur pour la conservation
de I’énergie, mais ce n’est pas une obligation ».
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Structure du moteur Stirling :

Un moteur Stirling comporte principalement des parties suivantes :

Un échangeur chaud et un échangeur froid : Dans 1’échangeur chaud (source chaude),
le gaz de travail, en contact avec la chaleur dégagée de la combustion, se réchauffe.
Dans I’échangeur froid (source froide), le gaz de travail, en contact avec le liquide
caloporteur, cede son énergie thermique pour se refroidir.

Chambre d’expansion (ou chambre chaude ou encore chambre de détente): dans
laquelle, le gaz de travail est a la température T.. Dans la phase de détente, le gaz
engendre un travail mécanique, le volume de cette chambre augmente d’ou le nom
d’ « expansion ».

Chambre de compression (ou chambre froide) : dans lagquelle, le gaz de travail est a la
température T (<<T¢). Dans la phase de compression, le volume de cette chambre
diminue pour comprimer le gaz de travail.

Liaison mécanique :

Nous illustrons la constitution d’un moteur Stirling dans la figure suivante. Le moteur considéré
est un moteur de type o. Les types de moteurs Stirling sont définis selon la fagon d’aménager
les différents éléments principaux. Mais chaque €lément lui-méme reste fondamentalement
similaire dans les différents types des moteurs Stirling (a, B, v...).

Source chaude

Piston

Chambre d’expansion

) Régénérateur
Source froide

Chambre de compression

Figure 1.16 : lllustration de la structure du moteur Stirling (moteur Stirling type «).

Régénérateur : C’est par la que le gaz s’écoule d’une chambre a ’autre en phase de
réchauffement ou de refroidissement. Son role est d’accumuler la chaleur de la phase de
refroidissement pour la restituer dans la phase de rechauffement. Il doit étre fabrique
par le matériau qui supporte bien la différence de température. 1l peut étre constitué par
une matrice de fils de cuivre ou de rubans d’acier inoxydable finement divisés. Son
importance est d’économiser les échanges de chaleur et ainsi de réduire les pertes du
moteur Stirling.
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L’aménagement mécanique peut étre différent en fonction de type de moteur. Cela peut étre
deux pistons (comme le cas du moteur type a, Figure 1.16) ou bien un piston et un déplaceur
(comme le cas des moteurs de types B, Figure 1.17).

Nota :

Piston de compression (ou tout simplement piston) : C’est lui qui impose la variation
totale du volume du gaz.

Déplaceur : C’est aussi un piston, mais dont le role est de séparer les deux parties chaude
et froide et de répartir le gaz entre ces deux parties.

Ces pistons doivent étre isolés thermiquement. Lors du fonctionnement du moteur

Stirling, il n’y a pas de contact (choc) mécanique direct entre ces deux pistons. Le mouvement
des parties mobiles est d uniquement a la pression du gaz.

Systéme d’entrainement mécanique : les bielles, vilebrequins sont utilisés pour une
transmission du travail mécanique rotatif pour entrainer ensuite un alternateur par
exemple. La technologie actuelle a permis de transmettre directement le mouvement
rectiligne oscillatoire du piston par un couplage direct entre le piston avec un alternateur
linéaire commandé. C’est le cas de notre systeme d’étude.

¢ - Principe de fonctionnement du moteur Stirling :

Le cycle Stirling comprend 4 phases, illustrées sur un moteur  dans la figure suivante :

Chambre d’expension

Chambre de compression

Source chaude

Déplaceur
Régénérateur
Passage de gaz

Piston
Source froide

Figure 1.17 : Cycle de Stirling (type f).

Chauffage isochore (1): La source chaude céde de I’énergie et la température et la
pression du gaz augmentent. Sous I’effet du déplaceur, le gaz passe de la partie froide a
la partie chaude du cylindre. Il se préréchauffe en traversant le régénérateur. Pendant
cette phase, le volume ne change pas.

Détente isotherme (2): Quand la pression du gaz devient suffisamment grande, elle
pousse les pistons. C’est pendant cette phase que 1’énergie mécanique est produite. Le
volume du gaz augmente et la température du gaz reste constante.

Refroidissement isochore (3): Le gaz céde de 1’énergie thermique a la source froide. La
température et la pression du gaz diminuent. Aussi sous 1’effet du déplaceur, le gaz
passe de la partie chaude a la partie froide. Il se prérefroidit en traversant le régénérateur.
Le volume reste constant.
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— Compression isotherme (4): Quand la pression du gaz diminue suffisamment, I’énergie
mécanique stockeée, sous forme I’inertie du systéme d’entrainement mécanique, pousse
le piston vers le haut. Le piston remonte en comprimant le gaz.

Sur le plan PV, le cycle Stirling est présenté par :

P

Cycle théorique

4
Cycle réel

\%

Figure 1.18: Cycle de Stirling: cycle théorique, cycle réel.

Les mouvements théoriques idéaux des pistons pour décrire un cycle sont discontinus,
constitués d’une succession de droites brisées, ce qui est difficilement réalisable par un
entrainement mécanique classique. Les mouvements des deux pistons réellement utilisés sont
deux mouvements sinusoidaux idéalement déphasés de 90°, ce qui engendre la déformation du
cycle [17].

Ainsi, le cycle Stirling réellement réalisable a souvent un rendement bien plus faible que le
rendement théorique. Notons qu’avec le systéme d’entrainement mécanique moderne comme
par exemple un alternateur linéaire, non seulement le mouvement sinusoidal du piston qui est
possible, mais d’autres profils de ce mouvement pourront aussi étre envisagés.

Enfin, le cycle est réversible ce qui signifie que si un travail mécanique est fourni, il peut
fonctionner comme une pompe a chaleur et fournir de la chaleur ou du froid (trigénération).
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d - Schéma d’un systéme de micro-cogénération motorisé par un moteur Stirling :

Moteur Stirling

Gaz
résiduels

— Radlateur

=7 [

Générateur ¢lectrique l

Figure 1.19: Schéma de principe d'un micro-cogénérateur utilisant un moteur Stirling a.

C’est dans la chambre de combustion que le combustible est consumé : biomasse, gaz,... La
chaleur primaire passe par 1’échangeur chaud pour « alimenter » et faire fonctionner le moteur
thermique. Le circuit de récupération de chaleur passe au niveau de 1’échangeur froid. La
chaleur du gaz chaud résiduel sortant de 1’échangeur chaud est aussi récupérée.

La figure suivante montre la structure d’un systéme de micro-cogéneration & moteur Stirling 8
a piston libre. « Libre » parce qu’il n’y a pas de lien mécanique direct entre les pistons. Le
mouvement rectiligne du piston est directement récupéré par un alternateur linéaire dont le
mover (équivalent du « rotor » des machines tournantes) est rigidement lié au piston.

Echangeur chaud

Régénérateur

Echangeur froid
Déplaceur

Sortie des fils <
électriques

Piston

Bobines statoriques <—

Partie mobile - mover <«

Figure 1.20: Structure d'un micro-cogénérateur motorisé par un moteur Stirling g couplé a
un alternateur linéaire.

38



Chapitre 1 Etat de I'art de la micro-cogénération et positionnement de nos travaux

e - Quelques caracteéristiques des micro-cogénérateurs a moteur Stirling :

Tableau 1.8 : Avantages et inconvénients des cogénérateurs & moteur Stirling.

Avantages Inconvénients
e Silencieux grace a I’absence e Cott d’investissement
d’explosion, de valves qui important.
s’ouvrent et qui se ferment, de e Contréle/commande peut étre
I’échappement de gaz, etc. difficile et délicat.

e Multisource.

e Propre : pas de gaz qui

s’échappent.

e Aptitude a fonctionner en

charge réduite grace a la
Cogénérateur 3 flexibilité dg ratic_J puissance
moteur Stirling ~ thermique/ électrique.

e Peu de maintenance gréce au

tres faible nombre de pieces

mobiles et de composantes

auxiliaires.

e Longue durée de vie.

e Zéro émission de gaz polluants

en cas de I’utilisation des sources

renouvelables (rayonnement

solaire, géothermie, etc.)

e Le cycle Stirling peut étre

réversible.

Pour plus de détails techniques des systémes de micro-cogénération a moteur Stirling, le lecteur
pourra consulter les références [3] [1] [17].

f- Etat de développement :

Plusieurs fabricants, pour la plupart basés en Europe, se lancent dans la fabrication des systemes
de micro-cogénération a moteur Stirling. Parmi lesquelles, nous pouvons citer : Solo Stirling
GmbH, Senertec, Whispergen, Sunmachine, Viessmann, Buderus, De Dietric, KWB, etc.
Plusieurs modeles de « chaudiere électrogéne » a moteur Stirling sont déja techniquement
opérationnels et en phase de « field test ». Ce sont des expérimentations faites sur 1’ensemble
de plusieurs logements équipés d’un méme systeme de micro-cogénération afin d’en tirer les
retours d’expériences.

Les systéemes de micro-cogénération motorisés par le moteur Stirling ne sont donc pas encore
en phase de fabrications en grande série. Leur venue sur le marché se ferait plus largement d’ici
quelques années une fois la technologie sera bien maitrisée. Cependant, leur codt
d’investissement reste encore important par rapport a d’autres technologies.
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(©

Figure 1.21: Les modéles des micro-cogénérateurs produisant 1kW. des compagnies: (a) ENATEC, (b)
Whispergen, (c) Microgen.

Le tableau suivant donne comme exemple quelques micro-cogénérateurs motorisés par le
moteur Stirling destinés a I’application domestique :

Tableau 1.9 : Exemple des fournisseurs des micro-cogénérateurs & moteur Stirling et leurs produits.

Stirling

Enatec Microgen Systems AG Whispergen

y e Grande . Nouvelle
Pays d’origine Pays-Bas Bretagne Suisse Zélande
Energie primaire Gaz Gaz Gaz Ga(z;,PfEel,
Puissance électrique 1 kW, 11 kWe 2 - 9 kWe 1 kWe
Puissance thermique 4 - 40 kWi, 5 — 36 kWin 8-26 kW  7,5-12 kW
Poids -- -- 460 kg 137 kg
Efficacité globale 97% 90% 92 — 96% 90%
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1.2.5. Résumé

Nous avons présenté dans cette partie quatre technologies principales pour la micro (et mini)
cogenération. La micro-cogénération a moteur a combustion interne s’avére comme la
technologie la plus mature. Elle est actuellement largement adoptée dans plusieurs applications
et possede des indices économiques importants (temps de retour, etc.). Avec la technologie de
la microturbine & gaz, cette technologie trouve son application plutét dans le domaine des
résidences multifamiliales ou dans le tertiaire. Les piles @ combustible et les moteurs Stirling,
quant a eux, développent les puissances électriques beaucoup moins importantes que les deux
technologies précédentes. Ils seraient plus aptes a des applications domestiques (logements
individuels). Cependant, ces derniers impliquent des technologies qui ne sont pas encore
entiérement éprouvées.

A coté de ces technologies, nous devons également évoquer d’autres solutions possibles pour
la micro-cogénération telles que: la micro-cogénération par microturbine a vapeur, a
microturbine par gaz couplé avec une microturbine a vapeur, par moteur Ericsson (moteur a
apport de chaleur externe), par moteur a cycle de Rankine (a apport de chaleur externe) ou
encore la micro-cogénération thermo-électrique.

Le lecteur intéressé pourra trouver une multitude de références décrivant des détails techniques
de ces derniéres technologies sur internet.

1.3. L’ETAT DE L’ART DE L’ETUDE DU SYSTEME DE MICRO-COGENERATION MOTORISE PAR UN
MOTEUR STIRLING INNOVANT DU PROJET CETI - ANR

1.3.1. Présentation du projet CETI

Le projet CETI (Chaudiére Electro-Thermique Intégrée), financé par I’ANR (Agence Nationale
de la Recherche) entre 2008 - 2012, porte sur 1’étude de la conception et de la réalisation d’un
systeme de micro-cogénération, motorisé par un moteur Stirling de structure trés innovante, le
moteur Stirling « double effet », assemblé avec une génératrice linéaire tubulaire a induction.
Le systéme est actuellement congu pour étre destiné a des usages domestiques. Le projet a réuni
depuis une dizaine d’années dans une coopération fructueuse entre différents partenariats tant
universitaires qu’industriels. De par la nature pluridisciplinaire du projet, la division des taches
s’est effectuée tout d’abord de maniére suivante :

— Le laboratoire FEMTO-ST a Belfort: Nos partenaires spécialistes du domaine de
thermodynamique, contribuent a 1’é¢tude de conception et la réalisation du moteur
Stirling « double effet ». A I’issue des données du dimensionnement de ce moteur
thermique, un cahier de charge est établi pour la conception de la génératrice électrique
ainsi que toute autre partie de la chaine électromécanique du systéme.

— Le laboratoire SATIE : Notre expertise en électrotechnique et en automatique est mise
en ceuvre a travers |’étude de conception, de la réalisation de la chaine
électromécanique (génératrice linéaire tubulaire et chaine de convertisseurs statiques de
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connexion au réseau public) et 1’étude du contréle/commande du systéeme global.
Notons que dans la structure étudiée, le moteur Stirling est trés étroitement lié a la
génératrice électrique. La commande de la génératrice électrique implique un
contréle/commande du moteur Stirling «double effet». Un aspect de
contréle/commande global du systeme, qui a été étudié dans la thése de I. Garcia Burrel
[3], est poursuivi dans cette présente these.

— Ladirection R&D de la société Gaz de France-Suez : Son suivi présent tout au long de
I’évolution de ce projet a confirmé I’intérét industriel et économique potentiel de I’objet
de I’étude. GDF-Suez a réaliseé des études technico-économiques, mais aussi des études
de marché dans le domaine spécifique de la micro-cogénération. Aussi, ses efforts
multiples dans le but de promouvoir la micro-cogénération a travers son sponsoring
pour nos conférences thématiques comme «les Journées annuelles de Micro-
cogenération », son étude de « field test » des micro-cogénerateurs en France, ont fait
d’elle un partenariat indispensable pour la valorisation de notre objet de recherche.

En résumé, la démarche scientifique du projet CETI exige les compétences dans les domaines
suivants : thermodynamique, mécanique, électrotechnique, automatique et matériaux. Cette
division des tdches est premierement adoptée pour faciliter les travaux en parallele des
partenaires. Néanmoins, quand les connaissances sur le systéme seront suffisamment acquises,
le couplage des modeéles ou de prototypes, pour aboutir a une étude globale, nécessitera de
fusionner des savoir-faire des équipes.

1.3.2. Etude d’un systéme complexe

Le principe de fonctionnement du systéme de micro-cogénération a moteur Stirling « double
effet » est précise dans le schéma suivant :
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Réseau domestique

Sortie de l'air

Air chaud Air|chaud résidu

q

L’eau chaude

—— L’eau cpaude

Bois granulé

—_—
Air @
—

Chambre de combustion

Systéme étudié

EE—
—

L’eau froide

Figure 1.22: Schéma de principe du systéme de micro-cogénération étudié.

Le combustible peut étre la biomasse ou toute autre source primaire de chaleur. L’air chaud,
portant la chaleur dégagée de la combustion, se dirige vers les échangeurs chauds aux deux
extrémités du systéme. Ici, 1’air chaud est en contact thermique, a travers la paroi de
I’échangeur, avec le gaz de travail auquel I’air cede son énergie thermique. L’eau froide,
traversant le systeme de tuyauterie, rentre dans les échangeurs « froids » au milieu du systéme.
Ici, ’eau récupere 1’ énergie thermique du gaz de travail et devient I’eau chaude. Une autre étape
de I’échange de chaleur, entre ’air sortant des échangeurs chauds et 1’eau chaude sortante des
échangeurs « froids », est nécessaire pour augmenter I’efficacité thermique du systéme. En
méme temps, 1’énergie mécanique du mouvement rectiligne oscillatoire du piston (au centre du
systeme) est directement transformée en énergie électrique grace a la conception tout a fait
« non conventionnelle » de la partie électrique. Les courants triphasés générés sont ensuite
transformés par une chaine de convertisseurs d’électronique de puissance commandés avant
d’étre injectés au réseau sous forme sinusoidale, conforme aux normes en vigueur. Le réseau,
auquel le systéme sera raccordé, peut étre un réseau domestique.

Nous avons remarqué que dans la structure du systeme étudié, il y a des éléments doublés :
échangeur chaud, échangeur froid, régénérateur, déplaceur, etc. Cependant, le piston et la
machine électrique sont uniques. Le systéme peut étre percu comme deux moteurs Stirling
identiques, entrainant un piston commun. Il est trés important que les deux moteurs soient
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diment identiques afin que la coordination des deux soit parfaitement symétrique et bien
maitrisée. Le détail sur la structure et le fonctionnement de ce moteur Stirling « double effet »
ainsi que du systéme seront précisés dans le chapitre suivant (§2.1).

Cette structure « double effet » est tout a fait innovante, car il n’existe pas encore d’applications
industrielles qui ont un aménagement semblable [1]. Elle pourrait renforcer la robustesse et
I’efficacité du systéeme. Néanmoins, pour réaliser un tel systéme, nous devons résoudre un
certain nombre de taches :

— Modélisation, dimensionnement et réalisation expérimentale du moteur Stirling
« double effet ».

— Modélisation, dimensionnement et réalisation expérimentale de la génératrice linéaire
tubulaire, adaptée au type d’entrainement (oscillation a haute fréquence) et au contexte
de fonctionnement (haute température, haute pression, étanchéité, etc.).

— Réalisation d’un couplage des modeles thermiques et électriques.

— Etude de I’¢élaboration et la mise en ceuvre d’une stratégie de contréle/commande du
systéme global en vue d’un fonctionnement stable, robuste, économique pour répondre
au mieux au besoin énergétique d’un habitat.

— Optimisation du dimensionnement du moteur Stirling, de la chaine électromécanique
ainsi que du systéme global.

— Réalisation d’un couplage des prototypes thermiques et électriques pour aboutir a un
prototype complet et opérationnel du micro-cogénérateur.

A T’issue de la recherche menée au sein du projet CETI, trois théses de doctorat de Julien
Boucher (2007), Isabel Garcia Burrel (2007) et Pierre Francois (2011) sont soutenues.
Beaucoup de verrous scientifiques et technologiques sont déja levés. Cependant, de nombreux
points de blocage et d’incertitude sont désormais démontrés :

— Les points les plus durs concernent la caractérisation, le dimensionnement et la
réalisation expérimentale du moteur Stirling « double effet » : construction optimale des
régénérateurs, construction d’un modele opérationnel des pertes de charge (pertes de
pression du gaz en traversant le régénérateur et les échangeurs), construction des
échangeurs chauds a haut rendement, maitrise des ressorts gazeux, détermination du
modele du frottement sec des parties mobiles, maitrise 1’étanchéité des parties mobiles,
maitrise I’isolation thermique des zones de potentiels thermiques différents, etc.

Dés lors, le fonctionnement stable d’un prototype du moteur Stirling « double effet »
n’est pas encore validé.

— Ence qui concerne le dimensionnement et la réalisation expérimentale de la génératrice,
une solution a été retenue et sera etudiée en détail dans cette these. C’est la structure de
la génératrice a induction linéaire tubulaire. Une autre solution potentielle est la
génératrice «synchrone »  linéaire tubulaire a aimants permanents. Une étude
d’optimisation et de comparaison de cette solution & aimants avec celle & induction est
en cours.

— Le contréle/commande du systéme est basé actuellement sur la commande de la position
instantanée du piston. Le modéle de simulation globale a montré que cette commande
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est tout a fait capable de stabiliser le systeme (chapitre 4). Néanmoins, en réalité, il peut
y avoir des écarts entre I’¢tude théorique et 1’étude expérimentale (par exemple, la
fabrication des éléments en double peut ne pas étre tout a fait identique), la commande
focaliseée uniquement sur le piston sera-t-elle suffisante ? Faut-il contrdler également le
mouvement des deux autres parties mobiles, les déplaceurs, pour conditionner la
cooperation prévue (plus de détail dans §2.1.2) des deux moteurs Stirling élémentaires ?
Si oui, comment serait-ce realise ? Tous ces défis technologiques ouvrent des
perspectives a exploiter pour le projet CETI.

Les images suivantes montrent I’état de I’art du projet CETI a travers quelques prototypes
réaliseés :

(b) ()

Figure 1.23 : (a) Prototype de la machine a induction linéaire tubulaire (version 2), laboratoire SATIE ; (b)
Banc d’essai pour 1’étude expérimentale des pertes de charge du gaz oscillant et (c) Prototype du moteur
Stirling « simple effet » type $, laboratoire FEMTO-ST.

Une grande diversité de problématiques scientifiques et technologiques se pose. Plusieurs axes
de recherche sont a développer en paralléle. De nouvelles connaissances sur le systéme sont
progressivement acquises. Néanmoins, le fonctionnement désiré du systéme global n’est pas
encore validé.

1.3.3. Position de mes travaux dans le projet CETI

Membre du laboratoire SATIE, j’ai eu ’occasion d’étudier et de contribuer a résoudre les
problématiques suivantes :
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1.3.3.1. Moteur Stirling « double effet »

Dans les travaux de thése de Julien Boucher et d’lsabel Garcia Burrel [18] [3], ’étude de
prédimensionnement du moteur Stirling « double effet » a été realisée. Bien que certaines
hypothéses prises pour le modele du moteur Stirling soient simplistes, certains parametres
nécessitent des validations expérimentales plus rigoureuses, ces travaux ont réussi a développer
une méthodologie solide et pertinente pour les futures études de I’optimisation du
dimensionnement du moteur Stirling « double effet ».

J’ai donc contribué a la réalisation d’une simulation par Matlab/Simulink de ce moteur
thermique et a I’¢laboration d’une commande de type P.ILD dans le but de stabiliser le
mouvement du piston. A partir des résultats obtenus, une analyse détaillée est faite sur le
fonctionnement et la commande du moteur Stirling « double effet ».

Cette étape est indispensable pour tout le reste de 1’étude : la réalisation du banc d’essai virtuel
du systéme global, I’optimisation de la conception de la génératrice, des convertisseurs statiques
et du bus continu. Différents parametres du modele du moteur Stirling peuvent étre évolués,
modifiés et intégrés au fur et a mesure dans le programme.

1.3.3.2. La génératrice linéaire tubulaire a induction

A mon arrivée au projet CETI, une premiére maquette de la machine & induction linéaire
tubulaire a été réalisée par Jean-Luc Berald Catelo, ingénieur de recherche au sein du projet.
L’ingénieur a également congu et réalisé un capteur original de position linéaire de type optique.

J’ai contribué, en premier lieu, a la mise en ceuvre d’un banc d’essai, exploitant notamment ce
capteur optique, une carte d’acquisition dSpace, un onduleur MLI triphasé, en vue d’un pilotage
la machine a induction linéaire tubulaire en mode moteur.

En deuxiéme lieu, je me suis investie dans une étude de mesure expérimentale pour identifier
les paramétres du modele dynamique de la machine. L’objectif de cette étude est tout d’abord
d’identifier les parametres nécessaires a la commande de la machine et ensuite de valider
expérimentalement les résultats du modéle analytique de la machine, issus des travaux de thése
de Pierre Francois [1]. J’ai réalisé en troisieme lieu, une simulation par Matlab/Simulink de la
machine a induction linéaire tubulaire en mouvement linéaire alternatif, pilotée par la
commande vectorielle a flux orienté.

J’ai contribué, en quatriéme lieu, a la validation de cette stratégie de commande sur la maquette.
Ce pilotage comprend 3 niveaux hiérarchiques de régulation : en force (boucle interne la plus
rapide), en vitesse (boucle intermédiaire), en position instantanée (boucle externe la plus
« lente »). La course et la frequence d’oscillation du piston sont réglables. L’expérimentation a
montré la performance de cette commande vectorielle face a la grande dynamique de la machine
lineaire. Pour le projet, c’est la premiére fois que ce type d’entrainement est mis en ceuvre pour
tests expérimentaux.
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1.3.3.3. La chaine de convertisseurs statiques connectant le systéme au réseau

La production électrique par un systeme de micro-cogénération peut étre considérée comme
une production décentralisée électrique. L’injection du courant au réseau doit respecter les
normes de qualité en vigueur.

J’ai contribué, dans cette partie, a concevoir une structure adaptée a la problématique posée.
Inspirée d’une étude portant sur le redresseur MLI, réalisée au sein du laboratoire, j’ai mené
une étude de modélisation, de contréle/commande de type PFC (Power Factor Corrector) de la
chaine des convertisseurs statiques, assurant la connexion du systéme au réseau domestique. Il
est trés important de noter que face a des fluctuations possibles de la puissance électrique que
le systeme envoie au réseau, la commande élaborée devra rester, en toute circonstance, efficace.

J’ai réalisé ensuite une simulation de la chaine des convertisseurs statiques sur Matlab/
Simulink.

1.3.3.4. Modéle global ou « banc d’essai virtuel » du systéme, connecté au réseau

J’ai traité, dans cette partie, le couplage de modéles entre le modéle du moteur Stirling « double
effet » commandé par un correcteur P.1.D, le modeéle de la machine & induction linéaire tubulaire
commandée par la commande vectorielle et le modéle de la chaine des convertisseurs statiques
commandée par la commande PFC. J’ai obtenu ainsi un modéle global du systéme, appelé
désormais « banc d’essai virtuel ».

Le banc d’essai virtuel permet de tracer toutes les valeurs instantanées des variables
intervenantes dans le systeme de micro-cogénération, de calculer les pertes et le rendement
électrique global du systéme.

Le paramétrage du systeme est défini dans des fichiers a part, ce qui permet éventuellement de
modifier, réintégrer facilement de nouvelles valeurs ou fonctions.

Avec le modele global opérationnel, j’ai entamé également une étude de sensibilité du
rendement électrique global du systéme en fonction ses paramétres geométriques, physiques ou
fonctionnels.

1.3.3.5. Optimisation de la conception de la partie électrique du systéme

Pour préparer a I’étude de 1’optimisation de la partie électrique du systéme, j’ai tout d’abord
élaboré un modele inverse a « valeur moyenne » du systéme global. « Inverse » parce que ce
modele suppose que les valeurs des variables se superposent parfaitement a leurs consignes. A
partir de 1a, toutes les valeurs des autres variables sont reconstituées. Il n’y a pas d’aspect
controle/ commande et de découpage des interrupteurs dans ce modele. C’est pourquoi les
valeurs des variables sont des valeurs moyennes par période de découpage. L’ importance de ce
modele, désormais appelé « plateforme énergétique », est qu’il permet de calculer les formes
d’onde de consigne de toutes les variables, les pertes ainsi que le rendement du systéme en un
temps d’exécution tres court (quelques secondes, contre quelques minutes pour le banc d’essai
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virtuel). La plateforme énergétique est ainsi apte a étre intégréee dans un processus
d’optimisation de la partie électrique du systeme.

Disposant du modéle analytique de la machine a induction linéaire tubulaire [1] et de la
plateforme énergétique, j’ai mis en place un processus d’optimisation de I’ensemble génératrice
a induction linéaire tubulaire, convertisseurs statiques et condensateur du bus continu. Le
dimensionnement du moteur Stirling est supposé fixe dans cette partie. L’objectif est de trouver
des conceptions qui maximisent la puissance électrique injectée au réseau et minimisent le codt
total du systéme. L’algorithme d’optimisation utilisé est 1’algorithme génétique NSGA-II. Le
processus d’optimisation a convergé vers un résultat sous forme de front de Pareto.

J’ai mené ensuite une étude de sensibilité paramétrique de ce résultat en fonction de différents
facteurs susceptibles d’évoluer : caractéristiques du « rotor »/mover, caractéristiques des
matériaux, prix des matiéres premieres, etc.

Ensuite, j’ai réalisé une étude de validation des conceptions des chaines optimales par
I’application de celles-1a dans le banc d’essai virtuel pour comparer le résultat donné par le banc
d’essai virtuel avec le résultat d’optimisation. Vu que nous ne disposons pas encore d’un
prototype opérationnel du systéme global, cette étape illustre bien I’intérét d’un « banc d’essai
virtuel ». Cette étude a fourni des résultats cohérents, potentiellement exploitables pour la
prochaine fabrication prototypique.

Enfin, il est important de noter que 1’étude d’optimisation a permis de trouver des conceptions
des chaines électromécaniques optimales, adaptées a un dimensionnement donné du moteur
Stirling « double effet ». L’optimisation du moteur Stirling n’est pas intégrée dans ce processus.
De ce fait, j’ai cherché a obtenir des résultats des chaines optimales avec plusieurs moteurs
Stirling « double effet » possibles de puissance mécanique de 1100W, 2200W ou 3300W.

1.3.3.6. Analyse technico-économique du systéme global

Dans cette partie, j’ai développé un calcul de temps de rentabilité (ou temps de retour) pour
toutes les configurations optimales afin de trouver une solution qui rentabilise le plus
rapidement possible le cott d’investissement. La notion de temps de rentabilité est tres
importante pour un systéme de micro-cogénération. Elle conditionne I’intérét que les
investisseurs portent sur ce produit. Ainsi, disposant les données sur la puissance électrique
injectée au réseau, le rendement global et le colt du systeme, le temps de rentabilité est calculé
en fonction de type de ressources primaires, de prix de rachat d’un kWhe, etc.

1.4. CONCLUSION

En premier lieu, nous avons présenté le principe de la micro-cogénération, qui est un mode de
production et de consommation d’énergie d’avenir, destiné a des usages stationnaires a petite
échelle tels que maisons individuelles, résidences et tertiaires. Le principe et I’importance de la
cogénération ont été ensuite abordés. A partir de ce constat, une analyse de I’importance
potentielle de la micro-cogénération, dans le contexte énergétique et environnemental actuel, a
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été développeée. Différents principes de la micro-cogénération permettent d’envisager un futur
épanouissant pour cette technologie.

En deuxiéme lieu, le paysage de la micro-cogénération a été ensuite décrit, a travers 1’état de
développement des quatre technologies principales permettant de la réaliser: micro-
cogénération par moteur a combustion interne, par microturbine a gaz, par pile a combustible
et enfin, par moteur Stirling, moteur a apport de chaleur externe.

En troisiéme lieu, une présentation globale du projet CETI-ANR, auquel est dédié ce mémoire
de thése, est faite en précisant notre contribution dans ce projet. Ce projet multidisciplinaire,
dont I’objet est une chaudiére électrogéne a base d’un moteur Stirling innovant « double effet »
a haut rendement, contribue a la promotion de la micro-cogénération non seulement au niveau
national, mais aussi international.
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Chapitre 2
Modélisation, simulation et commande

de la chaine thermomeécanique

La chaine thermomécanique de notre systéme est constituée d’un moteur Stirling de
structure innovante et de principe de fonctionnement original. L’entrainement électrique
spécifique conditionné par ce moteur Stirling « double effet » exige aux électrotechniciens de
bien comprendre son modeéle et son principe de fonctionnement, afin de mener a bien 1’étude
de la conception et 1’élaboration du cahier de charge de la chaine électromeécanique. En effet,
bien que I’étude de la modélisation et de 1’optimisation de la chaine thermomécanique entre
dans la thématique de recherche de nos partenaires thermiciens du laboratoire FEMTO-ST,
Belfort, cette partie est étroitement liée a la partie électrique en ce qui concerne le choix de la
génératrice : tournante ou linéaire, en synchronisme ou en asynchronisme, définition de la
caractéristique de la force (ou couple) en fonction de la vitesse ainsi que de la maitrise du
couplage entre le moteur Stirling et la génératrice électrique par intermédiaire d’'une commande
appropriée, etc.

Dans ce chapitre, nous allons présenter en détail 1’é¢tude du moteur Stirling « double
effet ». Nous abordons tout d’abord la structure du moteur Stirling « double effet », sa
géométrie, son principe de fonctionnement. Ensuite, la méthode de modélisation
thermodynamique va étre présentée dans le but de déterminer analytiquement les pressions du
gaz dans différents espaces de ce moteur. Le modéle mécanique du moteur thermique est
¢galement proposé sous forme d’un systeme de vibrations mécaniques de 3 degrés de liberté
(ddls). La condition de stabilité consistant a considerer les valeurs propres de la matrice
caractéristique est proposée. Disposant d’une géométrie de prédimensionnement du moteur
Stirling « double effet », une simulation a 1’aide de Matlab/Simulink a été mise en place. Une
commande de type P.I.D a été finalement étudiée en vue de stabiliser le fonctionnement du
moteur Stirling « double effet » par le moyen du contrdéle/commande de la position instantanée
du piston de compression.
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2.1. STRUCTURE ET PRINCIPE DU FONCTIONNEMENT DU MOTEUR STIRLING « DOUBLE EFFET »

2.1.1. Structure

La structure du moteur Stirling « double effet » est présentée dans la Figure 2.1. Le moteur
« double effet » est constitué de deux moteurs Stirling identiques de type B, aménagés de
manicre symétrique par rapport a 1’axe central. Ils partagent le méme piston de compression.
Cette structure possede donc deux échangeurs chauds (EC), deux échangeurs froids (EF), deux
espaces de détente (chambres chaudes C1, C»), deux espaces de compression (chambres froides
F1, F2), deux régénérateurs r et deux pistons de déplaceurs. Selon cette conception, tous les
éléments doublés sont identiques.

A la position initiale, le piston est symétrique par rapport a ’axe central. Le piston forme un
tube étanche et creux, ce qui permet de loger a I’intérieur des dispositifs électriques. Le moteur
ne posséde que trois pieces mobiles que sont : le piston et les deux déplaceurs. La structure du
systeme peut étre verticale ou horizontale, mais 1’effet de la gravité des parties mobiles sera
largement négligeable devant les forces ou les pressions thermodynamiques. Les notations
présentées dans la Figure 2.1 sont expliquées dans le Tableau 2.1.

Tableau 2.1 : Paramétres du moteur Stirling « double effet »

(a) Geométrie

Notations Désignation Unités
Y 1Y, Hauteur des espaces de compression 1, 2 a I’état initial m
Y. Y., Hauteur des espaces de détente 1, 2 a I’état initial m
A, Section externe du piston m?
AL A, Section externe des déplaceurs 1, 2 m?
ALA, Section du « ressort gazeux » M,, M, m?
—_ 3
Vi o Vi o2 Volume initial des espaces B, B, m
Vi m Vi ma  Volume initial des espaces M, , M, m?3
Ve Vips Volume des échangeurs froids 1, 2 m?
A 3
Veer Vies Volume des échangeurs chauds 1, 2 m
V.V, Volume des régénérateurs 1, 2 m?3
m, Masse du piston kg
m,,m, Masse des déplaceurs 1, 2 kg

(b) Variables mécaniques

Notations Désignation Unités
y,(t) Position instantanée du piston m
va(t). v, (t)  Position instantanée des déplaceurs 1, 2 m
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Figure 2.1 : Structure du moteur Stirling « double effet ».

Bien que certains parametres géométriques des moteurs 1 et 2, cités dans le tableau ci-dessus
peuvent étre confondus, eu égard a leur conception symétrique, nous choisissons de préciser
toutes les variables afin de conserver la généralité de 1’étude de modélisation.

Plus de détails sur cette structure vont étre analysés dans le paragraphe suivant.
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2.1.2. Principe de fonctionnement du moteur Stirling « double effet »

Le fonctionnement du moteur Stirling « double effet » est caractérisé par le travail en opposition
de phase thermodynamique de ses deux moteurs Stirling B, illustré sur son cycle Stirling dans
la figure suivante :

(a) (b)

Figure 2.2 : Mode de fonctionnement en opposition de phase de deux moteurs Stirling
dans le plan Pression — Volume.

Sur la Figure 2.2 (a), lorsque le gaz du moteur 1 () est en phase de détente isotherme (la
pression décroit), celui du moteur 2 (®) est en phase de compression isotherme (la pression
croit) et vice versa. Par ailleurs, sur la figure 2.2 (b), lorsque le moteur 1 est en récupération de
chaleur (refroidissement isochore du gaz au niveau de 1’échangeur froid), le moteur 2 est alors
en alimentation thermique (chauffage isochore du gaz au niveau de I’échangeur chaud) et vice
versa. A la fin de la phase de refroidissement, le piston rebondit pour comprimer le gaz dans le
moteur 1, ¢c’est non seulement grace a 1’énergie meécanique résiduelle de la phase de détente de
ce moteur, mais aussi grace a la pression de détente du gaz du moteur 2 (plus de détails sur le
cycle Stirling sont dans 8§1.2.4). Cet effet « double » du fonctionnement renforcerait 1’efficacité
de ce moteur thermique et permettrait d’atteindre a un rendement supérieur a tous les moteurs
Stirling traditionnels.

Aussi, le fonctionnement du moteur Stirling « double effet » n’est pas conditionné par les
liaisons mécaniques, par exemple des bielles, vilebrequins, etc. Le fonctionnement est soutenu
par la transformation adiabatique du gaz dans les espaces hermétiques, tels que M1, B1, M2, B>,
qui se comporte comme des « ressorts gazeux ». La quantité de gaz a I’intérieur du piston (By,
B>) est fixe. Il joue le role de « ressorts de rappel » pour le piston. De la méme facon, le gaz
dans les espaces fermées M1, M2 sont également les ressorts gazeux pour les déplaceurs. Ainsi,
le moteur Stirling « double effet » évite une grande partie des pertes mécaniques liées au
systéme d’entrainement, des usures, et notamment des bruits engendrés par des liaisons
mécaniques externes.

En fait, le fonctionnement du moteur Stirling «double effet» est géré par la force
électromagnétique que la génératrice exerce sur le piston. Pour expliquer ce point, constatons
que la puissance mecanique du mouvement rectiligne oscillatoire du piston peut étre
directement convertie en électricite si le convertisseur mécano-électrique utilise directement le
piston comme secondaire mobile (équivalent au rotor d’une machine électrique tournante).
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Ainsi, en premier lieu, une structure de génératrice linéaire tubulaire est naturellement
envisagée. Le bobinage statorique sera aménagé a I’intérieur du piston/ secondaire étanche. Par
conséquent, I’entrainement mécanique direct se dispense d’utiliser des bielles, des axes de
transmissions, des réducteurs, des roulements a billes, etc. ce qui permet la conception trés
compacte du systeme thermo-mécano-électrique intégré.

Une force électromagnétique appropriée est appliquée sur le piston pour but de synchroniser le
fonctionnement en opposition de phase thermodynamique des deux moteurs Stirling . Une
stratégie de contrdle/ commande est nécessaire pour maitriser cette force ainsi que le
mouvement du piston de compression. La force électromagnétique exercée sur le piston peut
aussi étre considéree comme un « degre de liberté » sur lequel la commande peut agir afin
d’obtenir le fonctionnement souhaité du moteur Stirling « double effet ». Les caractéristiques
de cette force telles que la forme d’onde, le déphasage par rapport a la vitesse, etc. doivent étre
définies de maniere a optimiser le rendement du moteur Stirling. Pour I’instant, seule la forme
temporellement sinusoidale de cette force est envisagée. De plus, 1’étude de nos collaborateurs
thermiciens a montré qu’une force électromagnétique de type frottement visqueux vis-a-vis a
du mouvement du piston assure d’une part le fonctionnement en mode auto-excitation du
moteur Stirling, et optimise d’autre part la récupération d’énergie mécanique (cf. 2.2.1). Lors
que le moteur Stirling « double effet » est en marche, la force électromagnétique appliquée sur
le piston doit étre régulée en temps réel afin de satisfaire cette condition (cf. chapitre 3 et 4).

Il est important de rappeler qu’il n’existe aucun contact mécanique direct entre les trois parties
mobiles : piston, déplaceur 1 et déplaceur 2. Ceux-ci sont en mouvement oscillatoire a cause
des pressions du gaz de travail qui varient dans différentes chambres du moteur (Cy, F1, My, By,
Caz, F2, M2, B2). Les grandeurs physiques du moteur sont précisées dans le Tableau 2.2.

Tableau 2.2 : Variables thermodynamiques du moteur Stirling « double effet »

Notations Désignations Unités
T, Température des chambres froides F, F, K
T Température des chambres chaudes C,,C, K
T Température dans les régénérateurs K
P . Pression moyenne initiale du gaz juste avant 1’oscillation Pa
Pfl(t),sz (t) Pression instantanée du gaz dans les chambres froides F, F, Pa
P,(t),P,(t)  Pression instantanée du gaz dans les chambres chaudes C,,C, Pa
Pression instantanée du gaz dans les espaces « ressort gazeux » a
P, (t),B,(t) v . Pa
Pintérieur du piston B, B,
P (P (s Pression instantanée du gaz dans les espaces « ressort gazeux » a
”11( ) e Pintérieur des déplaceurs M,, M, Pa
Vi (t), Ve (t) Volume instantané des chambres froides E,, F, m3
V,(t),V,(t)  Volume instantané des chambres chaudes C,,C, m?3
Volume instantane de I’espace ressort gazeux a I’intérieur du
\% (t),V (t) . m?3
" v piston B, B,
v (t) v (t) Volume instantané de 1’espace ressort gazeux a I’intérieur des .
m 7 Vm A m
! 2 deéplaceurs M,, M,
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Tous les éléments du systéme sont « plongés » dans 1’environnement fluidique du gaz de travail,
encapsulé dans un bati cylindrique. Le gaz de travail peut étre soit I’'Hélium (He), soit 1’azote
(N2), soit I’hydrogene (Hz), etc. Nous avons opté pour ce moteur Stirling la solution Hélium par
ses nombreux avantages importants : conductivité thermique remarquable, inodore, non
toxique, inerte (gaz rare, qui ne contribue pas a l’effet de serre). Les caractéristiques
thermodynamiques d’Hélium sont classées dans le Tableau 2.3.

Tableau 2.3 : Caractéristique du gaz de travail (Hélium).

Notations Désignations Valeurs

c, Chaleur massique de I’Hélium 5183 J.kg K

Capacité thermique de I’Hélium

r 2080 J.K™

Rapport des capacités calorifiques a pression et volume
constants :

G, 1,667
c, Capacité thermique molaire de 1I’hélium a pression

constante.
c, - Capacit¢ thermique molaire de I’hélium a volume
constant.

Un élément crucial pour le fonctionnement et 1’efficacité du moteur Stirling est le régénérateur
(cf. Figure 2.1). Le régénérateur a deja été introduit des la premiere conception du moteur
Stirling par son inventeur Robert Stirling en 1816. Le fonctionnement du moteur Stirling
présente 1’écoulement alterné du gaz entre 1’échangeur chaud et 1’échangeur froid. Le role du
régénérateur est déja brievement introduit dans §1.2.4. Nous allons le préciser dans cette partie.
Certains comparent le régénérateur a une « éponge thermique », ¢’est-a-dire :

— En phase de refroidissement, faisant passer le gaz chaud de température T de la chambre
chaude a la chambre froide, il récupere une partie de son énergie thermique. En
consequence, le gaz sorti du régénérateur entrant dans la chambre froide est théoriquement
a la température T,.

— En phase de réchauffement, faisant passer le gaz froid de température T, de la chambre
froide a la chambre chaude, il restitue 1’énergie thermique récupérée précédemment pour
chauffer le gaz. Ainsi, le gaz sorti du régénérateur entrant dans la chambre chaude est
théoriquement a la température T .

Le regénérateur est généralement constitué d’un milieu métallique poreux (ex. Figure 2.3). Lors
que le gaz est en contact avec les surfaces solides du régénérateur, il se passe 1’effet de peau
thermique, c’est-a-dire la convection thermique. L’efficacité d’un générateur est ainsi
caractérisée par son coefficient d’échange convectif. Dans la pratique, elle n’est comprise
qu’entre 0,55 — 0,85. Si les mailles ne sont pas assez denses, I’effet de peau thermique ne sera
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pas suffisamment efficace. Au contraire, si elles sont trop denses, les pertes de charge peuvent
s’accroitre en pénalisant le rendement du moteur Stirling. L’étude du dimensionnement du
régénérateur en régime du gaz alterné est un des axes de recherche importants de notre projet,
mené par le laboratoire FEMTO-ST.

Figure 2.3 : Exemple d’une constitution d’un régénérateur (réf. le laboratoire FEMTO-ST).

Les échangeurs chauds sont constitués des tubes métalliques ou circule 1’air chaud issu de la
combustion. L’énergie de I’air chaud est transmise au gaz par la convection thermique a travers
la paroi des tubes. Les échangeurs froids sont également faits des tubes métalliques ou I’ecau
froide circule en se chargeant de la chaleur dégagée du gaz de travail. Il existe également le
phénomeéne de pertes de charge au niveau des échangeurs lors que le gaz traverse ceux-ci. Ces
dispositifs devront posseder un trés haut rendement pour un bon fonctionnement du moteur
Stirling. La figure suivante montre un exemple de la structure étudiée pour les échangeurs de
notre systeme :

(@) (b)

Figure 2.4 : Structure des échangeurs chauds (a) et des échangeurs froids (b) du prototype du moteur Stirling
« simple effet », laboratoire FEMTO-ST.

Pour récapituler, a cbté des avantages offerts par des moteurs Stirling a piston libre en général,
le moteur Stirling a piston libre « double effet » cumule également des points forts suivants :

— La cinématique est réduite a I’extréme. En effet, il n’y a que 3 solides en mouvement
avec I’absence totale des liaisons mecaniques (ex. le ressort mécanique). Par
conséquent, les pertes et les usures mécaniques pourront étre réduites et le colt de
maintenance pourrait étre également réduit.
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— La compacité du moteur Stirling « double effet » comme évoquée précédemment
permettrait probablement un meilleur rendement par rapport a des moteurs Stirling
« simple effet » traditionnels.

Néanmoins, les défis technologiques sont désormais présents en ce qui concerne la mise en
pratique de ce type de fonctionnement baptisé « double effet » :

— Comme il n’est pas aisé de fabriquer des pi¢ces dédoublées tout a fait identiques, il
faudra tenir en compte des dissymétries susceptibles de se présenter dans la structure du
systeme. Les imperfections de la structure complexifient non seulement le modele
physique, mais aussi dans le contrdle/ commande du systeme.

— Le fonctionnement en mode opposition de phase thermodynamique des deux moteurs
élémentaires est difficile a maitriser. La position instantanée du piston est maitrisée par
une commande dont la variable de commande est la force électromagnétique de la
génératrice électrique (cf. 2.4). En revanche, les positions des deux déplaceurs restent
« libres ». Ils résultent du couplage thermomécanique non linéaire avec le piston.

L’optimisation dun moteur Stirling a piston libre est une tache difficile parce que :

— Les mouvements des déplaceurs et piston sont guidés par les variations des pressions
du gaz de travail dans les chambres et par celles des ressorts gazeux qui sont difficiles
a modéliser.

— Les positions instantanées des déplaceurs restent relativement incertaines.

— L’intensité¢ du couplage thermomécanique est renforcée avec 1’augmentation de la
température du gaz.

2.2. ETUDE DE MODELISATION ET DE DIMENSIONNEMENT DU MOTEUR STIRLING « DOUBLE EFFET »

L’objectif est de saisir des lois de fonctionnement de ce moteur innovant, d’étudier les
conditions nécessaires pour la validation de ce fonctionnement. Le modéle est I’indispensable
outil de dimensionnement du moteur Stirling « double effet » ainsi que du systéme global.

2.2.1. Modéle mécanique du moteur Stirling « double effet »

Le moteur Stirling « double effet » comporte 3 éléments mobiles effectuant des mouvements
oscillatoires autour de leur position initiale respective. Le moteur peut donc étre modélisé par
un systéme de vibrations mécaniques de 3 ddls. La cinématique du systéme peut étre
représentée par le schéma de masses — ressorts — amortisseurs suivant [18]:
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Déplaceur 1

Déplaceur 2

-

Figure 2.5 : Schéma cinématique du moteur Stirling « double effet » avec des ressorts et amortisseurs
équivalents [18].

Selon la loi de Newton, les équations dynamiques du piston et des déplaceurs s’écrivent :

mpyp = Appfl - AprZ - Apipbl + ApinZ - Cprp _Cpalt'yp (21)
My, = Appﬂ _(Ap - A )Pfl -AP,-C,¥, (2.2)
MY, = _Appcz + (Ap - Ar)PfZ +AP ,-C.1, (2.3)

Dans lesquelles, les paramétres géométriques sont classés dans le Tableau 2.1 et les notations
des variables thermiques et mécaniques (pressions du gaz dans différents espaces du moteur,
des mouvements des pistons) sont indiquées dans le Tableau 2.2.

Le coefficients C o représente 1’interaction de 1’alternateur sur le piston par un modele de type

freinage visqueux de maniére a pouvoir maximiser 1’énergie mécanique récupérée [19]. Ainsi,
la force électromagnétique est résistante vis-a-vis a des forces thermodynamiques motrices et
I’alternateur fonctionne comme un amortisseur mécano-électrique:
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E (): dyp(t)

gene - palt”® dt

(2.4)

Dans cette formule :

F (t) [N], est la force électromagnétique développée par le générateur électrique.

gene

C o [Nmis], est le coefficient de frottement visqueux relatif & la récupération de 1’énergie

mécanique du piston.

Les autres coefficients de frottement visqueux (CHP,CHdl,C ) sont relatifs aux pertes

Hd?2

d’énergie par cycle d’hystérésis du gaz dans les ressorts gazeux.

2.2.2. Modéle thermodynamique du moteur Stirling « double effet »

Cette partie présente de la modélisation des pressions instantanées du gaz dans les espaces du
moteur Stirling « double effet ». Le modele mécanique est étroitement couplé au modele
thermodynamique ce qui engendre la difficulté dans 1’étude de comportement du moteur a
piston libre. L approche utilisée est la méthode de Schmidt qui est, en thermodynamique, une
méthode d’ordre 1, trés utilisée. Les conditions pour pouvoir utiliser cette méthode sont les
suivantes [17] :

— Les variations des volumes sont sinusoidales selon le temps. En effet, dans une premiére
approche, nous considérons que toutes les variables thermodynamiques et mécaniques dans
le moteur Stirling « double effet » sont les fonctions sinusoidales selon le temps. Par
exemple, les courses des pistons sont modélisées par :

Yy, = ypmax.cos(Zﬁfosct) [m] (2.5)
ydl = ydlnmx -COS (Zﬂ.f;sct + ¢1) [m] (26)
de = demax'COS(Zﬂ,ﬁJsct_’_wZ) [m] (27)
Ou:

Y e Yatmax + Yazmae SONETESPECtivement les amplitudes de la course du piston et des deplaceurs
let2.

f,..est la fréequence d’oscillation mécanique, commune aux piston et déplaceurs;

@, ¢, sont les déphasages entre le mouvement des déplaceurs par rapport au piston.

Si les fonctions de positions des pistons et déplaceurs sont sinusoidales dans le temps, la
variation des volumes dans le moteur sera aussi temporellement sinusoidale.

— Tous les volumes sont isothermes en étape de détente et de compression. En effet, les
températures dans les chambres d’expansion et de compression sont considérées constantes.
Cette condition exige une bonne isolation thermique entre les parties chaudes et froides.
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— Le gaz est idéal : pas de pertes de charge ni de fuite de gaz en étape de détente et de
compression. Ainsi, il faut que les pistons possedent une bonne étanchéité tout en étant
mobiles.

— Le régénérateur est modélisé comme un volume dont la température est la température
moyenne, méme s’il existe un gradient de température le long de celui-ci. Sa température
moyenne est définie par :

T-T
T =—""L[K] (2.8)

ln{TC}
Tf

Si toutes les conditions sont satisfaites, la pression instantanée du gaz de travail au sein du
moteur s’exprime par :

partie _chaude + z + partie _ froide
T T T,

Ou m est la masse totale du gaz dans le moteur [kg], 7 est la capacité thermique du gaz (Tableau
2.3).

2.2.2.1. MoteurN°1

Appliquons la méthode de Schmidt au moteur Stirling N°1 (en haut dans les Figure 2.1 & Figure
2.5). La pression instantanée du gaz dans le moteur P, s’écrit donc :

mr

P, = L [Pa] (2.10)
& VECl_,_&_’_VEFl_i_ f1

ToT T T

Ou m, est la masse du gaz dans ce moteur [kg]. Les volumes des chambres chaude et froide
V.,V varient en fonction du mouvement du piston et du deplaceur 1, ils s’expriment donc
par :

Va=AY +Ay —(A,—A)y,[m] (2.11)
V, =AY, +A, .y, [m] (2.12)

dl® " del

L’équation (2.10) devient alors :
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mlr
P1 =
T (2.13)
A V. .n| ¢ T A A A
P pel VEFl f + VECl + Adl'Ydel + P'yﬂ _ ( - rl)'ydl n Adl'ydl
T, T, T -T, T T T, T, T

Pour faciliter 1’écriture, nous définissons ici un constant S1, comme étant la somme des termes
constants :

Ay Vrl.ln[%J
Sl _ p* " pcl n Vgl:l i f + VECl + Adl'Ydel (214)
R P A

Nous obtenons donc:

p="4 1 [Pa] (2.15)
' Sl . A (Adl - Arl) A |
1+ Ya

p dl
Y, = Yo+
T8 TS " TS

A D’état initial, juste avant 1’ oscillation, la température dans la chambre Cy atteint T et celle de
la chambre F1 atteintTf, la pression du gaz a cet instant s’exprime, selon la méthode Schmidt,
par:

p_my

w1 =g [Pa] (2.16)

1

Par conséquent, la pression instantanée du gaz dans la chambre froide s’écrit :

P.=P=P ! [Pa] (2.17)

== L
1 AP (Adl_Arl) An
+T S 'yp_ T S 'ydl+T S 'ydl
1 1 1

Dans I’hypothése de petits mouvements du piston et des déplaceurs, 1’équation ci-dessus est
linéarisée pour obtenir :

A A, A, A
P =P . |l1-—Fy +| —&—1__—da | Pa 2.18
fl inil Tfsl yp ( Tfsl T'Cslj ydl] [ ] ( )

La pression dans la chambre chaude est supérieure a celle de la chambre froide d’une valeur
correspondante aux pertes de charge lors de I’écoulement du gaz dans le régénérateur et les
échangeurs [20] [21]:

P,=P,+4P, [Pa] (2.19)
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Les pertes de charge, correspondant a une chute de pression du gaz traversant le régénérateur
et les échangeurs, dépendent des positions et des vitesses instantanées du piston et du déplaceur
1. Selon les réferences [18] [22] [23], elles s’expriment approximativement par 1’expression
expérimentale suivante:

AP~ Cpl(yxﬂx/f;sc) . Cdl(yxux,fosc).y_dl Eal

dl dl

El osc Eﬂll 0sc
£ (f ).yp+ Igf ).ydl [Pa] (2.20)

dl dl

D’ou CiCh Epl,Ed1 sont des coefficients de pertes de charge qui dépendent du point de
fonctionnement du moteur Stirling « double effet ». La modélisation de ce phénomeéne a été

traitée dans plusieurs articles sur le moteur Stirling a piston libre [21] [24] [25].

Pour modéliser les pressions du gaz dans les espaces ressorts gazeux M, B1, nous considérons
que la transformation du gaz de travail y est adiabatique (pas d’échange de chaleur avec
I’extérieur) et réversible.

P (Vi) =Pu (V) [Pal 2.21)
Po(Vii ) =P (V) [Pal 2.22)
Avec :

V=V u—A.y, [Mm] (2.23)
Vi =Vii = AnYr [M°] (2.24)

En linéarisant les expressions de P, ,

piston et des déplaceurs, nous obtenons:

P, par hypothése de petites variations de la position du

e

1 A,
Py=P,u — A |7 P, (1"'7/- % - 'pr [Pa] (2.25)
1_ pi y ini_bl
‘/im'_hl g
7
1 A (2.26)
Pml =Pim'l A— zPim‘l [1+7'%'yd1J [Pa]
1_ ‘/iniilm1 'y,jl ini_ml

Nous avons ainsi modeélisé analytiqguement les pressions du gaz dans différentes espaces du
moteur N°1. Les expressions obtenues sont enfin linéarisées afin de faciliter les simulations
numériques.
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2.2.2.2. Moteur N°2

De la méme maniére, I’expression de la pression instantanée du gaz dans le moteur N°2 s’écrit :

m,r (A A ) A
P =—2 |1+ £, a2 2 . +—22 Pa 2.27
27 g { Tf‘SZ Y Tf'Sz Ya TS, yd2:|[ ] ( )

2

Par principe de la conception symétrique, la masse totale du gaz dans ce moteur est identique a
celle du moteur précedent : m, =m, .

Nous définissons également une constante S :

Ay Vrz.ln[%j
G —_ppe? VEF2+ f +VEC2+Ad2’Yde2

) + (2.28)
Tf Tf Tc _Tf Tc Tc
La pression initiale selon la méthode de Schmidt s’écrit alors:
P ="2" [pa] (2.29)
SZ
La pression du gaz dans la chambre froide F2 s’exprime par:
A A —-A A
P.=P =P . |1+—LC-y —| -2 124 @2 | Pa 2.30
f2 2 ini2 [ TfSZ yp ( Tfsz T;SZJ yd2] [ ] ( )

Pour la chambre chaude, il faut additionner une chute de pression qui correspond au phénomeéne
de pertes de charge dans le régénérateur et les échangeurs :

P,=P,+4P, [Pa] (2.31)

Ou les pertes de charge valent approximativement :

AP2 - sz (y;;"ax,ﬁm ) ']./p - Cdz (yj:lmax, fOSC) 'de B El”zlif"sc ) 'yp B EdzzifDSC)

d2

Y, [Pa] (2.32)

d2 d2 d2

Pour les espaces du gaz en transformation adiabatique réversible, «ressorts gazeux », a
I’intérieur du piston et le déplaceur 2, nous avons:

4
PP | — | ap [1o,
b2 = Lini2 A = Vini2 4 % Yy [Pa] (2.33)

ini b2
1+ pt . ini_
Yy
ini_b2
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4

1 A
PmZ = ljim'Z A ~ 131'711’2 (1_7/ V 2 'deJ [Pa] (234)
Yaz

ini_m2

1+—12

ini_m2

2.2.3. Modéle thermomécanique couplé du moteur Stirling « double effet »

Nous pouvons également écrire le modéle mécanique du moteur Stirling sous la forme
matricielle suivante :

}7 p KPP Kpdl KPdZ Y, DPP DPdl DPdZ }/ p
Vo |= Kdlp Koa 0 Ya || D dlp Dy 0 Ya (2.35)
yd? Kde 0 Kd2d2 Yaz Dde 0 Dd2d2 yd?
Dans laquelle :
KPP Kpdl Kde
[K] =| K,;, Kuu 0 | :Matrice des coefficients de raideur (par unité de masse).
| “Nd2p 0 Kz
pp Dpdl DPdZ
[D] =| D i1 D, 0 : Matrice des coefficients d’amortissement (par unité de masse).
| “dzp 0 D212

Ces coefficients dépendent non seulement de la géométrie du moteur Stirling, des températures
des chambres chaudes et froides, de la pression initiale du gaz dans le moteur, mais aussi de la
fréquence et de la course des oscillations du piston (point de fonctionnement). Les expressions
de ces coefficients peuvent étre déterminées avec le modele des pressions du gaz développé ci-
dessus. Le tableau suivant récapitule ces formules :
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Tableau 2.4 : Coefficients de raideur et d'amortisseurs du modele mécanique du moteur Stirling « double effet ».

Coefficients de raideur [Nm-1kg-1] Coefficients d'amortisseur

[Nm-1s kg-1]
A? A? 2A°
w o R T, s 1 D,, = _mi(CHp +CW“)
mp TijL TfSZ ‘/ini_b P
= Appim'l Adl — Arl _ ﬁ D, =0
P P
mS, T, T
K = Appim'Z Ap—4, _ Ap D =0
de pd2
mS, T T
p f c
C
A AP _n
Kdl —__r 1™ inil . 1 + Epl Ddlp = m—
! TfSl My My it
- _ ApArZPim‘Z 1 n EpZ D — &
d2 : d2
' TfSZ My, My, bomy,
K. = Edl + Arlpim'l ) 1 Adl — Arl _ ﬁ 7 Arlzpim‘l ) i D = Cdl — CHdl
o dl Sl mdl Tf ’Tc ‘/ini_m mdl i mdl
K — Ed2 n Ar2 ini2 1 Ad2 — Ar2 _ Adz _ 7Ar22Pim‘2 1 D _ Cd2 _CHdZ
d2d2 : . d2d2
My, S2 My, Tf Tc Vim;m My, My,

Nota : Apres la linéarisation des expressions des pressions dans le moteur afin d’obtenir un
modéle thermomécanique sous forme matricielle, le systeme reste fortement non-linéaire. En
effet, seuls les 3 coefficients K, K. K., dépendent des paramétres fixes. Alors que tous les
autres coefficients, notamment les coefficients d’amortissement, dépendent du point de
fonctionnement, car ils contiennent les coefficients relatifs aux pertes de charge (2.20) (2.32):
C. C,, CusCpyy Eyv Epv Eys Eyp-

pl? Sp2? 41t g2 Hpi?! Hp2! Hau?

En plus, méme si le modéle mécanique du moteur Stirling « double effet » est mise en forme
matricielle MCK masses-ressorts-amortisseurs classiques, le probleme ne I’est pas dans la
mesure ou les matrices [K] et [D] ne sont pas symétriques et coefficients de raideurs et
d’amortisseurs peuvent étre amenés a étre négatifs.

A ce stade, le fonctionnement du moteur Stirling « double effet » est défini comme un
fonctionnement pseudo-stable auto-entretenu a cycle limité. Dans la partie suivante, nous allons
présenter brievement 1’é¢tude de dimensionnement afin de trouver des possibilités de
fonctionnement stable du moteur Stirling « double effet ».
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2.2.4. Etude de dimensionnement du moteur Stirling « double effet». Condition de
stabilité

Le déplacement du piston et des déplaceurs étant temporellement sinusoidal, pour résoudre le
systéme d’équations différentielles (2.1)(2.2)(2.3), la méthode des complexes est mise en place.
Ainsi, nous pouvons écrire :

XF = ypmax 'ejwusvt [m] (236)
Xdl = ydlmax 'ej(a)MH(pl) [m] (237)
XdZ = yd2nzax'ej(wusrt+¢2) [m] (238)

D’ou la pulsation mécanique s’écrit :
o, =2xf _(rad/s) (2.39)

Les fonctions (2.36) (2.37) (2.38) sont ensuite appliquées dans les équations matricielles (2.35).
En définissant les rapports entre les courses des déplaceurs et celle du piston par :

rl — ydlmax (240)
ypmax

7,.2 — demax (241)
ypmax

Le systeme d’équations différentielles (2.35) devient :

o P ! 2 _
K,+K ne"+K ,1e"+D .jo +o, " =0 (2.42)
jo : : jo 2 joo _
K, +Kyy €™ +D,y.joo, + Dy jo, 1™ +o,  1e™ =0 (2.43)
jo ; 4 jo 2 jor _
Kdzp +K,,,,1,.e" + Ddzp.]a)gsc +D,,.,.jo 1" +o, 1" =0 (2.44)

En séparant les parties réelles avec les parties imaginaires de ce systeme d’équations, nous
obtiendrons 6 équations indépendantes. Cependant il existe 7 variables inconnues: Ypma P
. 1, ¢ @, €1 C , (intervenantdans D ).

En plus, comme souligné dans le paragraphe précédent, de nombreux coefficients dépendent
du point de fonctionnement, ¢’est-a-dire des variables iy et @, . Pour résoudre ce systeme,
la méthode d’itérations numérique a €té utilisée, dont le processus est décrit dans
I’organigramme suivant [26] :
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Parametres géométriques et
thermodynamiques initiales
+ Solution initiale

ypmax/ Pmeca Loi de pertes de charge

Calcul des coefficients

[x]. [P]

A

Résolution du systeme
d’équations aux Examiner la stabilité
coefficients fixes

NON

A

Solution o oul Calcul des coefficients
Critere d’arrét
1"1/ TZr ¢71/ ¢)2/ a)nsc 4\/—’ I:K:I’ I:D:I

Figure 2.6 : Processus de résolution du systéeme d’équations non linéaire du moteur Stirling « double effet ».

La puissance mécanique du moteur Stirling « double effet » doit étre tout d’abord définie
comme une donnée fixe (par exemple 1000W, 2000W, etc.). Grace aux expériences et au
savoir-faire de 1’équipe de recherche du laboratoire FEMTO-ST, les paramétres géométriques
(Tableau 2.1) ainsi que les paramétres thermodynamiques (Tableau 2.2) sont tout d’abord fixés.
Il 'y a 7 variables a déterminer, mais de par une contrainte sur la course limite du piston, Y s
est également fixé. Il ne reste plus que 6 variables : C ., @, 1, 7,, @, p, a déterminer. La
« loi des pertes de charge » est en fait la modélisation des chutes de pression dans les
régénérateurs et échangeurs, intégré dans processus afin de déterminer les coefficients de pertes
de charge (2.21) (2.33). Les détails de ces modéles sont démontrés dans I’article [24]. Les
coefficients de raideur et d’amortisseur sont ensuite calculés en appliquant les données
numériques aux formules montrées dans le Tableau 2.4. Par conséquent, le systeme, dans
chaque boucle, est un systeme linéaire a coefficients fixes et peut étre résolu de maniére
classique.

Les expressions des résultats sont les suivantes [18]:
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i \/ (a) (K iy T Dy de) + Kdldlelp) SCZ (a) "Dy p KDy ~Kay Ddldl)z (2.45)

(a) + Kdldl) + (a)oschldl)

L \/(co (KdszrD Dd2d2)+Kd2d2Kd2p)2 Dose 2(60 2D +K"l2d2D KdzPDdZdz)z (2.46)

(a) + KdZdZ) + (a)oschZdZ)

o, = tan™ @ (a) 2D +Kdld1D ~-Ky Ddldl)
=

(2.47)
a)osc (Kdlp + Ddlp Ddldl) + Kdlﬂllel

O ("D + K 2Dy = Koy Do)

osc d2d2"—d2p d2p

® (Kd2p+Dd2pD +K,, K

osc d2d2) d2d2” "d2p

@, =tan (2.48)

Avec la pulsation mécanique qui est le résultat de 1’équation de la racine polynomiale suivante:

Q(a)osc):_(a)o +K +] osc )(a)oscz+Kd1d1+ja)Ddldl)(a)oscz+Kd2d2 J @y, d2d2)
+Kpd (K + @, d1p>(wosc2+Kd2d2 J @y, d2d2) (2.49)

+K (K +jo, D )(a)OSCZ+K +jo,, dldl):O

2.P .
C — meca (250)

alt 2 2
oy fo
pmax osc

Le processus présenté ci-dessus a convergé vers une solution. Le critére d’arrét est alors I’erreur
entre deux solutions successives qui est inférieure a € %.

La condition de stabilit¢ est établie par I’analyse des valeurs propres de la matrice
caractéristique. Le systeme peut étre également écrit sous forme :

Y =AY (2.51)
D’ou:
Y:|:yp Ya Y f/p Ya yd2:|, (2.52)

La matrice caractéristique A s’écrit :
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0 0 0 1 0 0 |
0 0 0 0 1 0
0 0 0 0 0 1
4 p Kpdl KPdZ Dpp 0 0 (253)
Kdlp Kyn 0 D dlp D 0
_Kde 0 K Dd2p 0 DdZdZ_

Le systéme est stable si et seulement si cette matrice possede 6 valeurs propres dont 2 sont
purement imaginaires et 4 autres ont la partie réelle négative [27].

2.2.5. Géométrie du moteur Stirling « double effet » prédimensionné

Le résultat de dimensionnement du moteur Stirling « double effet » est présenté dans le tableau
ci-dessous, issu des travaux de these de Julien Boucher et Isabel Garcia Burrel (2007). Les
parameétres géométriques, thermiques et mécaniques correspondent a la conception d’un moteur
Stirling « double effet », qui génere une puissance mécanique de 1100W. Pour rappel, la force
résistante qu’impose la génératrice €lectrique sur le piston se comporte comme une force de
frottement visqueux (2.4). La conception est supposee parfaitement symétrique.

Tableau 2.5 : Paramétres de dimensionnement du moteur Stirling « double effet »

Paramétres géométriques

A, =0,0121 m? V.. =3,146710* m® Y, =0,15m m, =6 kg
A, =0,0121 m? V,.=4,207210" m* Y, =0,1m m, =0,3 kg
A, =0,0113 m* vV =8,76510" m® V.. ,=7810" m?
A =9,621110"* m? V.., =1443210" m®
Paramétres thermiques etimécaniq ues
T =650 K P, =1,37510°Pa Cp, =20 Nm's Ypmax =0,0223 M
T, =320 K C,, =15 Nms

Nota : Les coefficients de pertes par hystérésis Cp C,, sontdes constantes. La course du piston
est aussi choisie selon une longueur pratiquement réalisable. L’expression de la puissance
mécanique moyenne que débite le moteur Stirling « double effet » est la suivante :

Pmécu = <Fgcne (t)yp (t)> = 272-2 'Cpalt 'ypmaxz'j:)scz [W] (254)

Issue de la résolution du systeme non linéaire, la valeur de la fréquence d’oscillation mécanique
obtenue est:

fre =27 [HZ] (2.55)
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Le coefficient de frottement visqueux relatif a la récupération de 1’énergic mécanique vaut
donc :

— D 15372 [Nm] (2.56)
Z(E'ypmax'fosc)

palt

Les coefficients relatifs aux pertes de charge au point de fonctionnement nominal sont [3]:

C,=16,95 (2.57)
C,=-32,56 (2.58)
E, 488,65 (2.59)
E, =938,37 (2.60)

Enfin, les coefficients de raideur et d’amortissement du moteur Stirling, au point de
fonctionnement nominal, peuvent étre déduits:

K =-31492 [Nmkg]

pp

(2.61)

K, = 4064 [Nmkg] (2.62)
K, = -16724 [Nmkg] (2.63)
K, =-39414 [Nmkg]

(2.64)

D, = -29 [Nmiskg™] (2.65)
D, =0 [Nm1skg™] (2.66)
D, =56 [Nm1skg™] (2.67)
D,, =-158 [Nm-1skg™] (2.68)

Les rapports entre les courses des déplaceurs et celle du piston sont calculés selon (2.45) (2.46) :

r,=1,=0,67 (2.69)

Les déphasages entre le déplacement du piston et celui des déplaceurs sont calculés selon (2.47)
(2.48):

@ =p,=8175 (2.70)

La stabilitte de ce moteur est examinée a travers les valeurs propres de la matrice
caractéristique A. Le vecteur des valeurs propres est le suivant :
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[ 0,60+174,24 ]
0,60 j174,24
~94,34 + j190,95
~94,34 - 190,95
79,27 + /182,02
| -79,27- 182,02 |

2.71)

Deux valeurs propres sont purement imaginaires. Et quatre valeurs propres ont leur partie réelle
négative. Le moteur Stirling « double effet », dimensionné dans cette partie, est donc stable.

2.3. SIMULATION DU MOTEUR STIRLING « DOUBLE EFFET »

Disposant du modéle thermomécanique et de la géométrie prédimensionnée du moteur Stirling
« double effet » (Tableau 2.5), une simulation de ce moteur thermique a été mise en place.
L’objectif est d’élaborer une commande linéaire afin de stabiliser le moteur Stirling au point de
fonctionnement désiré et de vérifier le fonctionnement stable des parties mobiles. Aussi, la
simulation du moteur Stirling sera indispensable pour construire ensuite, la simulation globale
du systéme de micro-cogénération (cf. Chapitre 4).

11 s’agit de simuler les 3 équations dynamiques (2.1) (2.2) (2.3). La géomeétrie est fixée dans la
partie §2.2.5. Les pressions du gaz dans différents espaces du moteur thermique sont exprimées
par les formules développées dans §2.2.2.1 et §2.2.2.2. Les entrées thermiques du moteur
Stirling P, T, T,, sont constantes. Les coefficients de nature variables en fonction du point

de fonctionnement, tel que les coefficients de pertes de charge, sont fixés comme dans (2.57)
(2.58) (2.59) (2.60). Tous les parametres géométriques et physiques sont classes dans un fichier
Matlab a part. lls peuvent étre accessibles pour modifications.

La variable de commande du modeéle est la force électromagnétique instantanée. Les sorties du
modele sont les mouvements instantanés du piston et les déplaceurs 1 et 2. La seule forme
sinusoidale de la force électromagnétique est considérée. La force électromagnétique doit étre
asservie afin de stabiliser le moteur Stirling au point de fonctionnement nominal, ce qui sera
traité dans le paragraphe suivant.

£, Modeéle Yy t)

. Moteur Stirling —>(
—— «double effet » ydz(t)

Fgene(t) -

Figure 2.7: Les entrées/ sorties du modéle du moteur Stirling « double effet ».

Le schéma bloc de la simulation par Matlab/Simulink est présenté dans la figure suivante. Le
détail des blocs est présenté dans I’annexe A.
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@
Tf »>Tc g dyd1 @
yd1 [ = »yp P_f1+— » Pfl dyd1
Pm1 ydl o
»(Pini Pini »pPpm1  Ydl ¢ dgl)
” ’
P_ml Pfl »Pcl
—»yp r—PPbl »lyp
Pbl
»|Pini yd1l Pcl L,
P bl pit —
@ = >
Pini
by >
—P|yp Pb2 L—‘»PDZ »yp Pc2
@ >
»|Pini yd2 Pc2 Fgene Piston
P_b2 > Pf2
> P_c2 » P2
yd2 {
Pm2 > Tf R
> Pini @ »Tc > P2 aydz &
P m2 Tc »lyp P_f2 > Pf2 dyd2
- yd2 — wpm2 Yd2 @
- Pini yd2
Pf2

Figure 2.8: Simulation du modéle linéarisé du moteur Stirling « double effet » sous Matlab/Simulink.

2.4. COMMANDE DU MOTEUR STIRLING « DOUBLE EFFET »

Comme montré dans §2.2, le moteur Stirling « double effet » prédimensionné peut fonctionner
de maniére stable en boucle ouverte au point de fonctionnement caractérisé par le couple
(y Pmax’f;sc) = (0, 0223 m, 27 HZ). Comme I’établissement du modeéle du moteur Stirling subit

a de nombreuses incertitudes notamment liées a I’estimation des pertes de charges dans le
régénérateur et dans les échangeurs, ainsi que ’estimation des coefficients de pertes par
hystérésis, dans cette partie, une commande linéaire sera développée afin de maitriser
instantanément la position du piston au point de fonctionnement désiré. La boucle
d’asservissement consiste a réguler la force électromagnétique. Pour ce faire, une fonction de

transfert Lé?)) doit étre tout d’abord établie.
Fo.(p
gene

2.4.1. Etablissement de fonction de transfert et lieu de Bode

En appliquant la transformée de Laplace au systeme d’équations différentielles (2.35), nous
avons le systeme suivant :
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. 1
Y, p*=K Y +K, Y, +K,Y,+D Y p+ m—Fgene (2.72)
p
Y, p*=K,Y +K, Y, +D,Y p+D, Y, p (2.73)
Y, p? =K, Y, +K,Y,,+D,Y,.p+D,Y,.p (2.74)
, C
Avec D =-— (2.75)
pp m

p

Y ,Y,,Y,, sont les transformées de Laplace des fonctions temporelles v, (t), y,,(¢), v, (t)-

Dans ces 3 équations, les coefficients [K] et [D] sont des constantes et sont identiques pour les
deux moteurs. Cela implique que les déplacements des déplaceurs sont également identiques :

Yy - de+de.p
i~ td2 T 2 D K Ty
P —LuP— Ry

(2.76)

Remplacer cette relation dans la premiére équation, nous obtenons la relation suivante entre
Fee (P) 1Y, (p):

Y p*=K Y +2K Ry + Dy Y +D Y p+iF (2.77)
P P pd pz_Ddd'p_Kdd P P mp gene

La fonction de transfert du moteur Stirling « double effet » est la suivante :

Y 2

(P _ PN (2.78)
Pgene (p) p + D3p + DZP + Dlp + DO
Avec :

2.79
G=_L (2.79)
ml’

N, =-D, (2.80)
N, =-K (2.81)
D,=-D, -D, (2.82)
D,=-K,-K,+D, D, (2.83)
D, :Kpded —ZKPdde +Kddep' (2.84)
D, =K, K, —2K K, (2.85)

Le lieu de Bode de cette fonction de transfert est montré dans la figure suivante :
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Le lieu de Bode de la fonction de transfert du moteur Stirling

-90

120 - .

Magnitude (dB)

-130 -

-140
-135 5= = 5 F— T = T e e

-180 -

-270 -

Phase (deg)

-315 1~

-360 —
2 3
10 10 10
Frequency (rad/sec)

Figure 2.9 : Le lieu de Bode du moteur Stirling "double effet”.

Remarques sur le lieu de Bode :

— Le systeme posséde un point de résonance, correspondant au pic au niveau du module.

— Lafréquence naturelle du systeme, trouvée sur ce lieu de Bode, se trouve exactement a 174
rad/sec (soit 27,69 Hz). Cette fréquence est légerement décalée par rapport a la fréquence
trouvée dans (2.55). Cela est probablement lié a des erreurs dans la résolution numérique
du modeéle.

— Le systeme est instable : la phase est toujours inférieure ou égale a 180°.

2.4.2. Synthése d’une commande P.1.D

Nous retenons pour cette étude la solution « correcteur P.1.D », car nous avons finalement
ramené un probléme initialement non linéaire a un probléme linéaire autour de son point de
fonctionnement. Le correcteur P.1.D est capable d’apporter la stabilité ainsi que la précision et
la rapidité. La fonction de transfert d’un P.1.D est la suivante :

K
K(p) =$(1+T1P)(1+T2P) (2.86)

Le détail de la synthése du P.1.D est précisé dans I’annexe A. Les paramétres optimises du
correcteur sont les suivants :

K,,, = 79432823 (2.87)
T, =0,01833 (2.88)
T, =0,001833 (2.89)
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Yp (t) + Fgene *(t)  Generatrice Fgene (t) Moteur Stirling Yp (t)
P.I.D » électrique + Sa > »
commande « double effet »

Figure 2.10: Asservissement de la force électromagnétique en vue de stabiliser le mouvement du piston.

Notons que dans la figure précédente, si la commande de la génératrice est appropriée, le bloc
« Génératrice électrique + Sa commande » devrait se comporter comme un gain unitaire. Le
lieu de Bode de la boucle ouverte corrigée et la réponse indicielle de la boucle fermée du moteur
Stirling sont montrés dans la figure suivante :

Lieu de Bode de la BO corrigée Réponse indicielle de la BF corrigée

60 : . 1.4
40
@ 1.2+ i
S 20
£ o 1
20 O8] 1
o pa— . : : E
0.6+ .
_ -180F .
£ 0.4 4
s -270f .
* 360} 1 02 |
450 0 F 1 F 2 F 3 4 0 L . L
10 10 10 10 10 0 0.02 0.04 0.06 0.08
Frequency (rad/sec) Time (sec)
(@) (b)

Figure 2.11 : (a) Lieu de Bode de la BO corrigée, (b) Réponse indicielle de la BF.
Avec le correcteur P.1.D calculé, nous avons obtenu les caractéristiques suivantes :

Tableau 2.6 : Caractéristiques du systéme bouclé.

Marge de phase Ap =45
Bande passante BP = 650 rad/s
Erreur statique =0
Durée du régime transitoire ts9o = 0,026 s
Dépassement D% = 28%

2.4.3. Validation de la commande par simulation

Pour commander le moteur Stirling « double effet » modélisé dans 8Erreur ! Source du renvoi i
ntrouvable., le correcteur P.1.D, développé ci-dessous, est utilisé. L objectif est de valider cette
commande et ensuite, d’examiner toutes les variables d’état du moteur Stirling en
fonctionnement stabilisé.
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La consigne de la position du piston est fixee a :

y, (t)=2,23.cos(174.t) [cm] (2.90)

Le schéma de cette commande sur Matlab/ Simulink est le suivant :

O—f ¢ ]

Clock 1o Workspace

A4
-
Q
o]
>
@

[ lrgme] [T onb——lap ]
—r yp > yp

@ In1  Outl{>

o [dyd1 |

dyd1 > dydl
Correcteur PID N

dyd2 > dyd2
Pini yd2 > yd2

Pini Stirling "double effet"

yp_cons

A4

» Fgene Outl Cpalt

Pmeca

A4

»lu/d dyp Out2
Calcul Cpalt Pmeca

Figure 2.12 : Simulation du moteur Stirling « double effet » commandé par un correcteur P.I.D.

Les résultats de simulation obtenus sont montrés dans les figures suivantes. Le correcteur P.1.D
s’avére capable de contrdler de maniere efficace le mouvement du moteur Stirling « double
effet ». Dans la Figure 2.13, la position du piston suit trés bien sa consigne, 1I’erreur ne dépasse
pas 1,0%.

Position du piston et sa consigne Position du piston et sa consigne
0.03 0.023

0.02 VAN 0.0225

0.022 2 .
0.01 W
S o0
0.021F
0.02 - 0.02 ‘ \
b\
0.03 :

0.9 0.92 0.94 0.96 0.98 1 0932 0933 0934 0935 0936
Temps [sec] Temps [sec]

Figure 2.13: Résultat de I'asservissement de position instantanée du piston.

Les mouvements des déplaceurs sont sinusoidaux en avance de phase par rapport au
mouvement du piston (Figure 2.14). Les courses des déplaceurs 1, 2 sont identiques & 0,03 m.
La simulation donne donc des résultats trés similaires de ceux de 1’étude de dimensionnement

en ce qui concerne les rapports 7, 7,

0,03

=00 447 2.91
T = 570,0223 (2.91)
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Ainsi que les déphasages entre le mouvement du piston et des déplaceurs :

¢, =170,2° (2.92)
0, =82,2° (2.93)
Position du piston et des déplaceurs
0.03 :
— Piston
—Déplaceur 1 ||
0.02 . | — Déplaceur 2
0.01 /R A 7
' /A 717\ /
_ / \\\\ /é/ \ /
é 0 / \\ //‘ \ /f

\ \ ;/ / \ \ //// \‘i\\\ "7( /
-0.01 \\\\\\ //’/‘ \\\\)ﬁ// / E\\\ %/ /
-0.02

-0.03
0.9 0.92 0.94 0.96 0.98 1

Temps [sec]

Figure 2.14 : Mouvement du piston et les deux déplaceurs

Les mouvements des déplaceurs, résultats du mouvement du piston ainsi que des forces
thermodynamiques au sein du moteur Stirling, sont stables et presque identiques. Leurs
positions temporelles sont sinusoidales de méme fréquence et en avance de phase par rapport a
la position du piston. Ces résultats ont montré que, méme sans aucune commande spécifique
sur les déplaceurs, le moteur Stirling peut étre capable de fonctionner en mode d’opposition de
phase thermodynamique. Cependant, leurs axes d’oscillation naturelle imposés par les
caractéristiques thermodynamiques du moteur sont légerement décalés par rapport a 1’axe
théorique. Les composantes variantes des pressions du gaz autour de leur valeur moyenne Pini
dans différentes chambres sont affichées dans la figure suivante :

x 10°Pression des chambres chaudes 1 et 2

15X 10° Pression des chambres du moteur 1 15
. T

Pcl

cl

Pcz [l

1 Pfl \ —~ /\ ,—\\ ~
\ N A /N / \ 7\
/ / / \ \ / \\ / / \\ / \\ /" \\
05 / / : 05— 7 7 7 T 3
/ / ‘
J / / \

\‘ /
\/ \/ \ // \ / \ / \)
* ol Y y \ ‘ '

i

[Pa]
o
—
~ ‘/
—

—
/
—

- ] 4

[Pa]
o
a1
\: |

0.9 0.92 0.94 0.96 0.98 1 0.9 0.92 0.94 0.96 0.98 1
Temps [sec] Temps [sec]

@ (b)

Figure 2.15 : Pression instantanée du gaz dans différents espaces du moteur.
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La puissance mécanique moyenne récupérée vaut :

P

méca

=1258 [W] (2.94)

Dont la forme temporelle est donnée dans la figure suivante :

Puissance mécanique récupérée sur le piston
3000

L L
AN

M RYRNIRYIRYALY

0.9 0.92 0.94 0.96 0.98 1
Temps [sec]

Figure 2.16 : Le profil temporel de la puissance mécanique.

La consigne de fréquence d’oscillation du moteur Stirling « double effet » est fixée a 174 rad/s,
qui correspond a sa fréquence naturelle trouvée sur le lieu de Bode du systéme. A ce point de
fonctionnement, la force électromagnétique est bien en opposition de phase avec la vitesse du
piston. Le coefficient de frottement visqueux est trouve a :

C . =167,1[Nms]

palt

La force électromagnétique maximale est environ 650N pour la vitesse maximale du piston a 4
m/s.

Force électromagnétique et la vitesse du piston
800

A A
“AVIAVAVEIVAY

-200 / \\ \ \
-400 / \\// \ / \ =
wok) \/

— dyp/dt x 100 [m/s]

-80Q ;
0.9 0.92 0.94 0.96 0.98 1

Temps [sec]

Figure 2.17: Force électromagnétique et la vitesse instantanée du piston.
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En conclusion, la simulation du moteur Stirling « double effet » commandé par un correcteur
P.I.D a validé I’aptitude de cette commande dans le but de stabiliser le fonctionnement
oscillatoire de celui-ci. Le fonctionnement du moteur Stirling a sa fréquence naturelle a été
considéré. La simulation permet de trouver des valeurs instantanées des grandeurs telles que :
ydl(t), yd?_(t), Pcl(t), Pfl(t), Pcz(t), sz(t)... ainsi que les coefficients comme C ., 7,
r,, ¢, ¢,. Ces derniers sont comparés avec la solution de I’étape de prédimensionnement. La
plupart des résultats de la simulation sont cohérents avec les résultats du calcul du
dimensionnement comme r,, r,, ¢, ¢,. Mais concernantC , nous constatons un léger
décalage di au décalage de la fréquence naturelle du systeme.

alt !

2.5. CONCLUSIONS ET PERSPECTIVES

Nous avons présenté dans ce chapitre 1’é¢tude de modélisation, simulation et commande du
moteur Stirling « double effet ».

Pour le modéle thermodynamique, une méthode d’ordre 1, méthode de Schmidt a été utilisée.
Les expressions des pressions instantanées du gaz dans différents espaces du moteur Stirling
sont établies. Celles-ci dépendent de la géométrie, des températures des sources, de la masse
totale du gaz enfermé et des positions instantanées des parties mobiles du moteur Stirling. Le
modele développé dans ce chapitre présente encore des limites, notamment en ce qui concerne
la modélisation des pertes de charge (chutes de pression) aux régénérateurs et aux échangeurs.

Les mouvements des piéces mobiles — piston, déplaceurs — sont modélisés par le modéle de
vibrations mécaniques non linéaire de 3 ddls. En effet, certains coefficients de raideurs ou
d’amortisseurs du systéme varient en fonction de la position et de la vitesse des pistons. La
résolution analytique de ce systéme n’étant pas évidente, la méthode de résolution numérique
par itération a été utilisée par nos collaborateurs thermiciens [28].

Une étude de prédimensionnement du moteur Stirling « double effet » a été mise en place. Un
dimensionnement correspondant a un moteur Stirling « double effet » stable, prévu pour fournir
1100 W mécanique a son point de fonctionnement nominal (2,23 cm, 27 Hz), a été établi.

Disposant des parametres géométriques de 1’étude de prédimensionnement, une simulation par
Matlab/ Simulink du moteur Stirling « double effet » a été réalisée. Néanmoins, 1’étude du lieu
de Bode de la fonction de transfert a donné la fréquence naturelle équivalente a 174 rad/s (27,69
Hz), 1égérement décalée de la fréquence prévue. Par conséquent, pour la simulation du moteur
Stirling « double effet » prédimensionné, le point de fonctionnement étudie se trouve a (2,23
cm, 174 rad/s) pour fournir 1258W. Ce décalage par rapport a la conception s’explique par le
fait que les coefficients de pertes de charge sont fixés. En effet, la modélisation de ce
phénoméne demandera d’établir des expressions précises de ces coefficients en fonction du
point de fonctionnement. Une commande linéaire de type P.1.D a été utilisée pour stabiliser le
fonctionnement du moteur a son point de fonctionnement nominal.

Nous avons traité de 1’étude de modélisation et d’optimisation du moteur Stirling « double
effet », partie thermomécanique de structure trés innovante de notre systéme de micro-
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cogenération. Cette partie s’inscrit dans différents travaux de recherche de nos collaborateurs
au laboratoire FEMTO-ST, Belfort. Tenant en compte du couplage fort entre le moteur Stirling
et la chaine électromécanique: la génératrice électrique est plongée dans le gaz d’Hélium co6té
puits froid du moteur (ou la température sera de 1’ordre de 70°C), la génératrice partage une
piéce mobile avec le moteur thermique (le piston de compression/ secondaire mobile), et elle
développe une force électromagnétique résistante sur le piston commun dans 1’objectif de
maitriser le fonctionnement en opposition de phase de deux moteurs Stirling aux deux
extrémités, etc. L’étude détaillée de la partie thermomécanique présentée dans ce chapitre est
indispensable pour mener a bien 1’étude de conception, de modélisation et d’optimisation de la
chaine électromécanique du systeme.

Le choix primordial pour le convertisseur électromagnétique est une génératrice a induction
linaire tubulaire faisant 1’objet d’étude de cette thése. Sa fréquence de battement mécanique
doit atteindre de 20 a 30 Hz. Dans le chapitre suivant, nous nous intéressons spécifiqguement a
la chaine électromécanique du systeme composee du générateur électromagnétique et des
convertisseurs d’électronique de puissance de pilotage et de gestion d’énergie.
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Chapitre 3
Modélisation, simulation et commande

de la génératrice électrique

Dans ce chapitre, la partie électromécanique du systéme — la génératrice électrique a induction
linaire tubulaire — sera traitée en détail. Les spécificités de la structure et du fonctionnement
de la génératrice seront tout d’abord précisées. Une maquette expérimentale de cette machine,
fabriquée au laboratoire SATIE, donnera une illustration compléte de cette structure. Ensuite,
les modeles théoriques de cette machine électrique spéciale sont développés: le modéle
électromagnétique analytique basé sur la résolution analytique des équations de Maxwell
(travaux réalisés dans [1]), le modele de calcul numérique par la méthode des éléments finis et
enfin le modele dynamique dans le repere de Park. Puis, I’étude de I’identification des
paramétres de la machine en vue d’une stratégie de commande vectorielle est menée. Dans cette
étude, plusieurs essais expérimentaux sont mis en place pour déterminer les paramétres du
modeéle dynamique. Les essais permettent également de valider les résultats des modéles
théoriques cités précédemment. Une fois validé, le modéle analytique pourra servir comme outil
de calcul des parametres de la machine a induction linéaire tubulaire a partir de la géométrie.
Les parametres de la machine issus des mesures expérimentales ainsi que du calcul théorique
sont aussi comparés. Le but ultime de I’étude de modélisation et de 1’identification des
parametres est de conduire 1’étude et la réalisation d’une stratégie de commande sur la
génératrice du systeme global. L’exigence sur le controle/ commande de la partie
électromécanique est, en premier lieu, abordée. En deuxieme lieu, ayant choisi la commande
vectorielle a flux orienté comme stratégie de contréle, une simulation de la machine linéaire
tubulaire a induction pilotée est faite. En troisieme lieu, une validation expérimentale de cette
commande est réalisée sur le prototype permettant d’aboutir a des résultats tres proches de nos
attentes.
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3.1. PRESENTATION DE LA GENERATRICE A INDUCTION LINEAIRE TUBULAIRE

3.1.1. Structure et fonctionnement

Le convertisseur mécano-électrique du systéme est une machine électrique de type a induction
linéaire tubulaire (TLIM — « Tubular Linear Induction Machine » ou bien TLIG — « Tubular
Linear Induction Generator »).

La structure de la machine est une structure tubulaire dont I’axe central soutient la partie
statorique de la machine. Cet axe, en acier magnetique, fait partie également du stator pour
conduire le flux magnétique. Le circuit magnétique statorique est constitué de disques de tdles
fines, serrés de facon axisymétrique. Le stator est ainsi feuilleté transversalement ce qui facilite
la fabrication de la machine linéaire tubulaire.

L’inconvénient que présente le feuilletage transversal est qu'une partie du flux magnétisant peut
passer par 1’air entre deux disques de tole. Ceci a pour effet de rallonger 1’entrefer effectif en
diminuant 1’efficacit¢ de la conversion électromagnétique. Cependant, ce phénomene est
remédié par I’existence d’une cale ferromagnétique, située entre deux disques feuilletés, pour
mieux canaliser le flux magnétique dans le fer (Figure 3.1).

Culasse externe (stator)

Tole .
T Bobine Mover
Plaques de
fermeture Y . ’
Fal il CTy [d
w\ Tr77 I's|lo
4 I's|Ie|||l7
. | it Axe (stator)
Calesen _
ferromagnétique
it ie
1 Lstator
Lmover
Lculasse

Figure 3.1 : Structure et géométrie de la machine a induction linéaire tubulaire

Les bobines statoriques sont interposées avec les téles. La machine est triphasée. La distance
entre deux bobines les plus proches de la méme phase définit la longueur d’un pas polaire
(Figure 3.1). La force magnétomotrice (f.m.m) sera glissante.

Le mover secondaire est en matériau conducteur électrique (aluminium, cuivre, matériaux
composites, etc.). Quel que soit le matériau qui le constitue, il serait préférable que la masse du
mover soit faible. Parce que dans cette structure tubulaire linéaire, il existe naturellement des
forces de sustentation, perpendiculaires a la surface du mover, qui tendent a suspendre le mover
sur un matelas d’air tubulaire autour du stator. Cette force est trés bénéfique, d’une part pour se
passer de guidage mécanique (rail) de la partie mobile, d’autre part pour éviter des pertes
mécaniques grace a I’absence de frottement entre les piéces en contact. Les pertes mécaniques
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seront donc négligées dans la suite de cette etude. En effet, plus le mover sera léger, mieux la
machine pourra tirer parti de la force de sustentation pour aboutir & des vitesses de battement
tres élevées.

Le premier choix du matériau constituant le mover, est ’aluminium sachant que d’autres
matériaux peuvent aussi étre envisagés. L’aluminium est un bon conducteur électrique, de
masse volumique faible pour un métal (2,7 g/cm®), mais dont le seul inconvénient est la
caractéristique amagnétique (Maw = 1). Le tableau suivant illustre le choix du matériau pour le
mover :

Tableau 3.1 : Comparaison des choix du matériau constituant le mover secondaire®.

Conducteur . Caractéristique .
P . Masse volumique s Colt
électrique magnétique
Aluminium + ++ - ++
Cuivre ++ + - +
Matériaux composites + ++ ++ -

Le dimensionnement du mover sera traité plus en détail dans 1’étude de 1’optimisation de la
chaine électromécanique (cf. chapitre 5).

Le stator de la machine comporte également une culasse externe en fer (Figure 3.1). Son r6le
est d’abord d’aider a la fermeture des lignes de flux magnétique. Ensuite, elle sert aussi de bati
pour protéger tous les dispositifs internes. Cette culasse externe n’est pas feuilletée pour
simplifier la fabrication, par conséquent, les pertes par les courants de Foucault risquent d’étre
importantes. Notons que le stator externe peut également étre bobiné. Mais des études
comparatives ont montré que cela est moins favorable que la configuration a stator interne
bobiné [1].

L’épaisseur d’entrefer est une dimension trés importante pour le rendement des machines
électriques. En particulier, pour les machines linéaires, de par plusieurs effets spécifiques qui
causent le rallongement des lignes de flux magnétique dans I’entrefer, ¢’est I’entrefer effectif
qui compte. L’entrefer effectif est différent de I’entrefer physique d’un coefficient K (K > 1).
Plusieurs facteurs sont susceptibles de modifier I’entrefer effectif parmi lesquels nous pouvons
citer :

— La facon de feuilleter le circuit magnétique (transversale ou longitudinale).
— La largeur d’ouverture des encoches.

— Les caractéristiques magnétiques du matériau du mover.

— Le jeu mécanique minimal.

44 Tres avantageux, + : Assez avantageux, - : Inconvénient.
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Si le mover est amagnétique, 1’entrefer effectif serait assez important, car il s’exprime de la
maniére suivante :

ée _effectif K(e te+e ) [mm] (31)

Les caractéristiques électromagnétiques d’une machine a induction linéaire tubulaire sont, en
quelque sorte, semblables a celles d’une machine asynchrone (MAS) tournante [29]. La figure
suivante illustre cette similitude. Les indications N (Nord) et S (Sud) peuvent étre associés aux
aimants permanents, mais aussi aux pdles magnétiques des bobines.

Machine asynchrone
tournante traditionnnelle

% Machine & induction
linéaire tubulaire
% y A Sl ile

Figure 3.2: Evolution pour obtenir une configuration de mouvement linéaire [29].

Les bobines triphasées statoriques une fois parcourues par des courants triphases équilibrés de
pulsation électrique w_, créent un champ magnétique glissant de vitesse v, qui s’écrit :

v, =L [mis] (3.2)
VA

Cette vitesse linéaire v_est équivalente a la vitesse du synchronisme de la machine asynchrone

(MAS). Ainsi, dans la machine a induction linéaire tubulaire, la notion de glissement est aussi
valable :

g:1_£ (3.3)
0

S
D’ou v est la vitesse de déplacement linéaire du mover dans le repere fixe [m/s].

Enfin, pour rappeler le lien entre la conception de la génératrice électrique avec celle du moteur
thermique, le mover est lui-méme le piston de compression du moteur Stirling « double effet ».
Nous avons donc :

o(t)=y,(t) [m/s] (3.4)
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3.1.2. Présentation de la maquette expérimentale

Une maguette expérimentale de la machine a induction linéaire tubulaire a été réalisée au
laboratoire SATIE. Quelques détails techniques adoptés pour la réalisation de cette maquette
sont présentes.

L’intérieur de I’axe central est vide pour permettre le passage des fils conducteurs :

LW P PN )] |
-

Figure 3.3 : Passage des fils conducteurs a l'intérieur de [’axe central.

En ce qui concerne le bobinage, dans chaque encoche, il y a un enroulement d’une seule phase.
La connexion des bobines est de type « économique » (Figure 3.4), car elle permet de minimiser
la longueur du fil conducteur utilisé et le volume du bobinage par rapport a d’autres types de
connexion [29].

Y

Figure 3.4 : Connexion des enroulements du stator [1].

Les fils conducteurs, en cuivre, sont de type « méplat» avec la section rectangulaire
4mmx1mm. La Figure 3.5 (a) montre une bobine en cours de fabrication. Dans chaque encoche,
il y a deux bobines similaires connectées en série. La Figure 3.5 (b) présente le bobinage
complet, soutenu par I’axe central. Ce type de bobinage permet un coefficient de remplissage
k tres éleve, de I’ordre de 0,8 a 0,9.

@ (b)

Figure 3.5 : Une bobine en construction (a) et le stator bobiné (b).
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Les toles magnétiques sont en alliage FeSi non orienté. Les disques de tole sont d’épaisseur
0,5mm. Les encoches sont de type « encoche ouverte ». Les cales magnétiques et la culasse
externe sont en fer doux.

Le mover massif en aluminium, pese environ 0,7 kg.

La machine completement montée est présentée dans la figure suivante :

Figure 3.6 : (a) Démonstration de la culasse externe, du mover et des fils conducteurs sortant de /’axe, (b)
Machine a induction linéaire tubulaire complétement montée.

Les parametres géométriques de la maquette sont précisés dans le tableau suivant ou les
notations sont indiquées dans la Figure 3.1:

Tableau 3.2 : Géométrie de la maquette de la machine a induction linéaire tubulaire

Paramétres Notations Valeurs Unités

Rayon interne de 1’axe central 4 10 mm
Rayon externe de I’axe central r, 20 mm
Rayon 7, A 22 mm
Rayon 7, 1, 46 mm
Rayon 7, Ty 54 mm
Epaisseur des couches d’air® e =e, 0,5 mm
Epaisseur du mover & 2 mm
Rayon 7, T 54,5 mm
Rayon 7, 1, 56,5 mm
Rayon 7, Ty o7 mm
Rayon 7, Ty 67 mm
Epaisseur de la tole ], 8 mm
Largeur d’une encoche l, 8 mm
Nombre de pas polaires n 4 --

5 Epaisseur totale des couches d’air n’est pas I’entrefer physique. Si le mover est amagnétique, I’entrefer physique
est la somme de I’épaisseur totale des couches d’air avec 1’épaisseur du mover (3.1).
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Longueur du pas polaire T 48 mm
Longueur du stator L, 200° mm
Longueur du mover L . 400 mm
Longueur de la culasse ulasee 550 mm
Parameétres du bobinage
Section du fil conducteur Su 4 mm?
Longueur moyenne d’une spire lsmg 216,8 mm
Nombre de spires par encoche Moo 46 Spires/Encoche
Nombre d’encoches par phase M, o 4 Encoches/Phase
Résistivité du cuivre a 27°C Peuzrec 17.10° Qm
Coefficient de température du cuivre ac, 3,93.10° Kt

3.2. MODELISATION DE LA MACHINE A INDUCTION LINEAIRE TUBULAIRE

3.2.1. Modéle électromagnétique formel

La modélisation électromagnétique analytique de la machine & induction linéaire tubulaire a eté
réalisée dans le cadre des travaux de these de Pierre Francois [1]. Cette étude consiste a résoudre
analytiqguement les équations de Maxwell en magnétodynamique en potentiel vecteur, utilisant
une approche fréquentielle. L’objectif est de constituer un outil de modélisation et
d’optimisation, indispensable dans la conception de la machine a induction linéaire tubulaire
du systeme de micro-cogénération. En effet, ce modéle consiste a établir, a partir des données
géomeétriques et électriques, les expressions analytiques du champ électromagnétique, les
expressions des puissances transitées a tout point dans la machine, ainsi que 1’expression
analytique de la force électromagnétique longitudinale développée au niveau du mover en
fonction du glissement. Dans ce paragraphe, ce modéle va étre présenteé.

Pour résoudre le probléme magnétodynamique vectoriel, la coordonnée cylindrique a été
choisie (cf. Figure 3.7). Le repére fixe est choisi (stator). Sur le plan Oxy, une coupe transversale
de la machine présente 5 zones concentriques définies comme suivant :

® Cette valeur est expérimentale. Théoriquement, la longueur du stator vaut seulement : 4 x 48 = 192mm. Mais a
cause probablement du serrage imparfait des bobines, des disques de tdle, ainsi que la détente du métal a la
température élevée, la longueur effective du stator est Iégerement supérieure a la longueur théorique.
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Zones

Courant

Figure 3.7 : Les zones définies pour [’étude analytique de la TLIM [1].

Zone 1 : Stator interne, tube massif de fer autour de laquelle les courants statoriques triphasés
dans les encoches bobinées sont modélisés par une nappe superficielle de courant (dont
I’épaisseur est nulle) et de la densité linéique As [A/m]. Puis, pour tenir en compte des effets
d’encoches, la fonction de distribution spatiale discréte de ce courant sera développée en série
de Fourier et un coefficient de Carter Kc vient corriger la longueur de I’entrefer effectif.

Zone 2 : Couche d’air ou jeu mécanique interne.

Zone 3 : Mover massif tubulaire en aluminium (ou encore en cuivre, ou en matériau composite).
Zone 4 : Couche d’air ou jeu mécanique externe.

Zone 5 : Stator externe ou culasse tubulaire massive en fer.

Pour la simplicité, tout en gardant une bonne precision du modéle analytique, le probléme sera
résolu en basant sur les hypothéses simplificatrices suivantes :

Hypothese 1 : Les matériaux utilisés sont isotropes. En effet, la perméabilité et la conductivité
des matériaux sont de valeurs constantes.

Hypothese 2 : Le régime magnétique est linéaire, pas de saturation magnétique dans les circuits
magnétiques de la machine.

Hypothese 3 : Le régime est lentement variable : la constante de temps mécanique est tres lente
par rapport a la constante de temps électrique.

Pour tenir en compte des effets spéciaux tels que ’effet d’encoches ou I’effet d’extrémités, la
méthode de développement en série de Fourier de la fonction spatiale du courant statorique a
été adoptée (détails en annexe B). De maniere générale, nous pouvons exprimer le courant
statorique, vecteur qui a une seule composante selon 6, sous forme d’une fonction d’onde dans
le temps et dans I’espace :

Ay = Asne ) (3.5)

D’ou:
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Potentiel vecteur

;'8
kN

.

“

Courant

Figure 3.8 : Illustration des vecteurs de courant statorique et du potentiel vecteur.

N est le rang de I’harmonique d’espace de la distribution A4, .
A est I’amplitude du courant statorique [A/m].

k=2 estle facteur de longueur d’onde (ou coefficient de propagation).
T

o, est la pulsation de I’alimentation €lectrique [rad/s].

Compte tenu du vecteur du courant statorique, le potentiel vecteur ne possede par conséquent
qu’une seule composante selon 0 :

(z r t) ZA Zq) ( ) Het-ri) .u—g (3.6)

Pour déterminer le potentiel vecteur en tout point dans la machine, il sera nécessaire de
determiner sa répartition radiale ¢, (r) . Pour chaque zone de 1 & 5, les équations de Maxwell

s’écrivent :

Ei(ﬁ) -7 (3.7)
gz_g (3.8)
f=a(7§+?m§) (3.9)
B=uH (3.10)
E(Z) -B (3.11)

Dans ces équations :

: vecteur de la densité volumique du courant induit [A/m?].
: vecteur du champ électrique [V/m].
- vecteur du champ magnétique [A/m].
: vecteur de I’induction magnétique [T].
. potentiel vecteur [Whb/m].

SNlv~TRanilins
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v [m/s] : vecteur de la vitesse de la zone considerée, dans le repere fixe (stator). Par exemple,
s’il s’agit de la zone n = 3 (mover), 5(t) = f/p (t) #0.

o [S/m], u[H/m] sont respectivement la conductivité électrique et la perméabilité magnétique
du matériau de la zone en considération.

A partir de (3.7), nous déduisons :

—_— —_— —_— 7 —_— —_— —_— 2~ A A
mt(H)=mt[ﬁj:mt(;mt(,q)jzi{_aa /;_;(égﬂ 612
U U u| ozt or\r

Tenant en compte de I’expression du courant induit |, nous avons 1’équation suivante pour
chaque harmonique d’espace n:

24 A AA .
1[_614" a(ﬂﬁflnﬂ_g(@wwﬂ) (3.13)

ul ot orl r or

D’apres (3.11), induction magnétique s’écrit :

oA —
— u
0z '
B=[0 u, (3.14)
A A —
_+_
r or z

D’ou nous obtenons le terme a droite de (3.13) en fonction de A:

—_—

E =—jo.A, (3.15)

-~ = O0A — —
vAB= —v.a—z”.ug = jnkz.A, .u, (3.16)
L’équation (3.13) devient donc :

A0
+_
oz>  or

A, 0A, —
{ 2 1.0 ﬂj: juo A, (o, —nko) (3.17)
r or

En ne retenant que la répartition radiale du potentiel vecteur, nous obtenons :

o 1 0p 1 2

— 4+ —2—@ | =+(nk) +juocw, —juconk |=0 3.18
arZ r ar wn rZ ( ) ]/,l s ]lu ( )
D’ailleurs, en régime permanent le glissement s’écrit :

g =———=1- (3.19)
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Avec donc la vitesse du synchronisme :
w
- (3.20)

L’équation (3.18) peut étre réécrite sous forme :

o’p 1 0p 1,
a2 2 | =+ =0 3.21
o’ r or " (rz o (820

Avec le coefficient défini pour chaque zone et chaque harmonique d’espace :

y}= (nk)2 +jg @ UC (3.22)
Ou encore :

2 .28,
¥, =|(nk) + i (3.23)

Avec ¢, homogeéne a une longueur, désigne au niveau du mover 1’épaisseur de peau qui indique
la pénétration du courant « induit » dans le volume du mover :

2

S (3.24)
o,.1L.O

En effectuant un changement de variable :

u =y,.r (3.25)

Nous obtenons finalement I’équation différentielle a résoudre sous la forme suivante :

O p 1 Op 1
Ly ——L—¢p.|—+1|=0 3.26
ou’ u, ou, # (u ? ] (3.26)

n

Dans cette équation, ¢ [Whb/m] est I’amplitude complexe du potentiel vecteur correspondant
aux harmoniques spatiales n. La solution de cette équation différentielle remarquable est sous
forme de la somme des fonctions de Bessel de premiére et seconde espéce d’ordre 1,1, et K.
Pour chaque zone [s], nous écrivons :

0,(r) =X L1 (o) e Pk () (3.27)

Les constantes d’intégration X *J, Y[ sont calculées a partir des conditions de bord (détail
en annexe B). Le potentiel vecteur possede un seul composant selon 6 qui s’écrit finalement
par :
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(Dn[S] — Z[Xn[sj 1, (7n[5] .1’) + Yn[s] K (771[5] 7’)] .ef(wsf‘kz) (3.28)

n

A partir des résultats du potentiel vecteur A, les résultats du champ magnétique H, et du champ
électrique E sont déduits :

(] 1)
oI A R (3.29)
u[s] r or
E=—jw.g e (3.30)

La méthode du vecteur de Poynting a été utilisée pour calculer les puissances transitées par
différentes surfaces délimitant des 5 zones et la force électromagnétique longitudinale en
fonction du glissement :

PE(r)=[[(EnH)ds=[[E,H,ds (3.31)

La différence entre la puissance entrante et sortante du mover correspond a la puissance
transmise au mover. La partie réelle de cette derniére correspond a la puissance active qui se
convertie en puissance mécanique et en pertes joules rotoriques. Ainsi nous avons :

, ZSRe[I_’n(g)—l_’n(rz)J
r = D _ 5

(% (Y

S

(3.32)

Les pertes joules rotoriques valent :

Pi :g-[;me |P.()-B,( )}j (3.33)

Figure 3.9 : Puissances transitées par différentes surfaces de la TLIM.
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Tableau 3.3 : Expressions analytiques du champ électromagnétique de la TLIM
sans considérations des effets spécifiques.

Grandeurs Expressions

Potentiel vecteur [Wh/m]

ol = Xn[S].Il(yn[S].r)+Yn[s].Kl(yn[s].r)}.ej(wst_”kz)
]

] 'ej(a)st—nkz) 7
ej(a)st—nkz)

.ej(a)st—nkz)

gmp magnétique b Z[[]] [ () )]
Induction magnétique [T] an[s] = ;/n[s] [Xn[s] I (7/,1[511)—1/”[5] K, ( yn[sj r)_
Champ électrique [V/m] EQH[SJ =—jo, [XHHIl ( yn[sj.r) + Yn[‘“].K1 7/”[5] r)
Puissances [W] Sn[s] = —%j. .. Zg [Xﬂw (Io +K; ) - Ynm (Il -K, )} S
s p AT

Application numérique :

Avec les paramétres géométriques présentés dans le Tableau 3.2, les parametres suivants ont
été introduits dans le modéle analytique Modali VI qui tient en compte de 1’effet d’encoches et

d’extrémités :

Tableau 3.4 : Données fixes du modele analytique.

Paramétres Notations Valeurs Unités
Courant statorique efficace I 10 A
Fréquence d’alimentation 1. 50 Hz
Coefficient de Carter K 15 -
Conductivité de I’aluminium O 36,6.10° S/m
Perméabilité magnétique relative du fer My, 5000 H/m

Les résultats obtenus avec la machine & mover massif en aluminium sont présentés dans les

figures suivantes :

! Io , Ko sont les fonctions de Bessel d’ordre 0. Rappel de la dérivation des fonctions de Bessel :

SR O O

du u du u °

0
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Puissances actives traversant les surfaces de la TLIM

300
]
250 =
P, =P,
200
150
2
100
50
P,=P,
0
-50
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Glissement

Puissances réactives traversant les surfaces de la TLIM
600

500

400

300 Q,

[VAr]

200 =

100 —

0 — .

-100
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Glissement
Figure 3.10 : Puissances actives et réactives dans la machine a induction linéaire tubulaire.

Quand les courants statoriques varient de 2 a 10 A, la fréquence statorique est fixée a 50 Hz,
les caractéristiques de la force en fonction du glissement sont les suivantes :

Caractéristiques de la force

60
| =10A
s
50 o o
40
| =8 A
— &5
Z 30
20 o hEeA
10 S B e
L I T2 A
0
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
glissement g

Figure 3.11 : Caractéristiques de la force électromagnétique F; en fonction du glissement (modele analytique).
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Les compléments de la construction de ce modele sont précisés dans I’annexe B. Dans cette
présente these, la validation numérique et expérimentale de ce modéle analytique va étre traitée.
Ce modéle sera ensuite utilisé comme méthode théorique pour déterminer des parametres du
modele dynamique de la TLIM. Cette fonction sera également intégrée dans le processus
d’optimisation du dimensionnement de la chaine électromécanique étudiée dans le chapitre 5.

3.2.2. Validation du modéle électromagnétique formel

Cette validation est effectuée par la comparaison des résultats du modele analytique avec des
résultats d’autres méthodes qui seront développées ci-dessous. Nous nous intéressons a des
résultats suivants : caractéristiques de force, valeurs des parametres du modele dynamique de
la machine. Dans cette partie, une validation des caractéristiques de la force électromagnétique
sera tout d’abord faite. La comparaison des résultats des parametres du modele dynamique sera
traitée en détail dans la section §3.3.

3.2.2.1. Modéle numérique

Une modélisation numérique est effectuée, en utilisant la méthode des éléments finis (EF) a
I’aide du logiciel FEMM (Finite Element Method Magnetics).

Une géomeétrie identique a celle de la maquette (Tableau 3.2) a été d’abord dessinée. Le logiciel
supporte la résolution en magnétodynamique (approche fréquentielle) axisymétriqgue comme le
notre.

Les propriétés physiques des matériaux constituant le TLIM ainsi que les caractéristiques des
circuits électriques sont ensuite définies dans le programme (précisées dans I’annexe B). Basée
sur une approche fréguentielle en magnétodynamique sans mouvement, cette modélisation
numérique demande seulement les connaissances sur les courants d’alimentation a un instant
donné. Par conséquent, elle ne permettra de déterminer que la force électromagnétique de
décollage (a vitesse nulle).

Apres I’exécution du processus de calcul numérique, les résultats suivants sont obtenus :

7.097e-001 : >7.471e-001
6.724e-001 : 7.097e-001
6.350e-001 : 6.724e-001
5.977-001 : 6.350e-001
5.603e-001 : 5.977e-001
5.230e-001 : 5.603e-001
4.8562-001 : 5.230e-001
4.483e-001 : 4.856e-001
4,109e-001 : 4.483e-001
3.735e-001 : 4.100e-001
3.362e-001 : 3.735e-001
2.988e-001 : 3.362e-001
2.615e-001 : 2.988e-001
2.241e-001 : 2.615e-001
1.868e-001 : 2.241e-001
1.494e-001 : 1.868e-001
1.121e-001 : 1.494e-001
7.471e-002 : 1.121e-001
3.735€-002 : 7.471e-002
<0.000e+000 : 3.735¢-002

ity Flot: |B, Tesla

| (t'll\ I'

o
K
i

Figure 3.12 : Distribution de l'induction magnétique et visualisation des lignes de flux magnétique dans la
TLIM, alimentée par les courants triphasés équilibrés a 10A, 50Hz.

Un module de calcul d’intégration permet de déterminer la force électromagnétique
longitudinale totale (force de Lorentz) créée au niveau du mover. Ainsi, en variant la fréquence
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d’alimentation et les courants statoriques, nous obtenons les caractéristiques suivantes pour la
force électromagnétique :

Forces électromagnétiques de décollage par FEMM

60
|_=10A
S
50
40
| =8A
S
Z 30
20 1 =0A
10 ) I =4A
/ S
i I =2A Jr
o e e
0 1 20 30 40 50 60

Fréquence statorique fS [Hz]

Figure 3.13 : Force électromagnétique de décollage en fonction de la fréquence statorique (rotorique)
par la méthode des EF.

Dans ces caractéristiques, les forces sont mesurées lorsque le mover est bloqué. En effet, le
glissement vaut dans ce cas 1. Sur I’axe abscisse, c’est la variation de la fréquence statorique,
mais ceci peut étre confondu avec la fréquence rotorique.

Les résultats suivants sont également disponibles :

Tableau 3.5 : Résultat du modéle numérique utilisant la méthode de calcul des EF.

Grandeurs Phase A Phase B Phase C
Courants efficaces statoriques [A] 10 10 10
Fréquence statorique [Hz] 50 50 50
Tensions statoriques [V] 35,42 33,67 31,93
Inductance propre [mH] 11,22 10,66 10,12
Puissance active [W] 88,41 90,30 81,57
Puissance réactive [VA] 153,54 142,10 137,30

Selon les résultats obtenus, les grandeurs électriques (V, I, P, Q) des trois phases ne sont pas
tout & fait identiques. Dues au fait de ’aménagement linéaire des trois phases dans 1’espace,
leurs inductances propres sont légérement différentes. Par conseéquent, les chutes de tension
ainsi que les puissances actives et réactives de ces circuits sont aussi légérement différentes.

Ce modeéle donne des résultats peu précis sur les pertes fer.

3.2.2.2. Mesures expérimentales de la force de décollage

Disposant d’un capteur de force de type dynamometre, dont la force captée est directement
proportionnelle a la variation de la longueur d’un ressort de raideur connu, nous effectuons les
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mesures de la force de décollage en fonction de la fréquence statorique. Les essais sont illustres
dans la figure suivante :

1 Z 1
Cyb a
F zZ
E z
Mover Capteur
de force
s s %

Figure 3.14: Mesure de force électromagnétique a décollage.

Une source de tension triphasée équilibrée de 230V, 50Hz a été utilisée. Pour moduler la
fréquence et I’amplitude des tensions, un banc d’essai suivant a été mis en place :

‘o @ Z,”
230V, 7 \ ngus = Zb
50Hz k ) Redresseur Onduleur —@ : TLIM
L ® :
o N
Transformateur 1 32 4
réglable a | v,| Uyl v, N
a b| %
— 00O
Consigne de " | Générateur de
tensions ™ signaux MLI
T 7777

Figure 3.15 : Banc d’essai en vue des mesures de forces de décollage en fonction de la firéquence
d’alimentation.

Le banc d’essai est équipé d’une chaine de convertisseurs AC/DC et DC/AC dont 1’onduleur
triphasé est commandable pour fournir les trois tensions équilibrées d’amplitude et de fréquence
réglable. Le banc d’essai est également constitué d’un ordinateur équipé du logiciel Matlab/
Simulink, d’une carte d’acquisition dSPACE et des dispositifs de mesures de courant et de
tension alternatifs. Plus de description sur le banc d’essai et son fonctionnement sera précisée
dans le paragraphe 8§3.5.1.

Les consignes de tensions sont les suivantes :

v, =V, sin(2zft)[V] (3.34)
. . .. 27
v, =V, sm[Z;rfs t—?J [V] (3.35)
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v =V ' Sii’l(Zﬂf;t —%j [V] (3.36)

D’ou les amplitudes de tensions des phases peuvent étre fixées :

vV =V

ma mb

=V =C"[V]
Et la fréquence de consigne f." varie de 10 a 60 Hz.

Pour régler les amplitudes des courants de la TLIM, un transformateur triphasé au secondaire
réglable sert a réguler la puissance consommee par le banc.

La force mesurée a mover bloqué en fonction de la fréquence et du courant d’alimentation est
donnée dans le tableau suivant :

Tableau 3.6 : Mesure des forces de décollage de la maquette de la TLIM [N].

Fréquence
[Hz] 10 20 30 40 50 60
Courant [A

2 7,0 6,7 6,8 7,0 8,2 2,4
4 8,0 10,2 11,5 11,0 11,6 3,7
6 13,5 23,2 22,6 22,2 21,8 12,2
8 25,6 39,8 38,0 37,4 32,4 26,8
10 39,6 56,7 55,6 55,0 48,0 42,5

Les tracés des résultats sont montrés sur la figure suivante :

Mesures de forces de décollage
60

A ISA: 10A A
50
A
| 8A 1
_ 40 sk I
Z
—_ A
8 30
o & I_=6A T
LL A N i A
20
A | |=4A
SA A A 4
10 I_=2A
2 A SA— A A
A
A
0 10 20 30 40 50 60

Fréquence statorique [Hz]

Figure 3.16 : Les caractéristiques expérimentales de la force électromagnétique en fonction de la fréquence
d'alimentation (mover blogue).
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Remarque sur les caractéristiques de la force :

Comme I’essai est fait avec le mover bloqué, la fréquence statorique est la méme que la
fréquence rotorique. Constatons que les forces maximales sont obtenues entre 20 et 50 Hz, la
force électromagnétique décroit rapidement au-dela de 50Hz.

Remarquons aussi que pendant un cycle d’oscillation du piston-mover, la fréquence rotorique
est amenée a varier continuellement. Par exemple, si la vitesse mécanique du mover est une
fonction sinusoidale dans le temps, la fréquence rotorique la sera également. Pour décrire cette
varitation, le point de fonctionnement de la TLIM (ou la TLIG une fois entrainée par le moteur
Stirling pour produire de 1’électricité) fait des allers-retours sur une ou plusieurs courbes de
caractéristique de force. Ce point va étre abordé plus en détail dans le chapitre 4.

3.2.2.3. Validation des caractéristiques de force

La validation du modele analytique est basée sur la comparaison des caractéristiques de la force
électromagnétique présentées dans la Figure 3.11, la Figure 3.13 et enfin la Figure 3.16. Les
résultats théoriques et expérimentaux sont tous rapportés dans la figure suivante :

Caractéristiques de force électromagnétique de la TLIM

60
A
o1 =10A% A
T
pd ]
40 s
A A
| =8A
_ // B's 4 I\
Z 30 7 7
— /
// -~
/ A _ A i 1
20 JHWIE,,_EA, e
—
u
10 /,/ |S = 4 A A A A
7 é;ﬂf - A S A
- ' I =2A g ! 4 Mesures
(0 — ¥ E-- ..
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 Numer|que
Glissement g — Analytique

Figure 3.17 : Comparaison des caractéristiques de la force obtenues par les différentes méthodes.

Il est important de noter que les forces électromagnétiques calculées analytiqguement sont tres
sensibles au coefficient de Carter. En plus, dans cette comparaison, les caractéristiques de force
calculée par le modele analytique est en fonction du glissement. C’est-a-dire que le mover y
possede réellement une vitesse relative au stator. Tandis que les caractéristiques de forces
experimentales sont obtenues lorsque le mover est bloqué.

Les resultats théoriques et expérimentaux presentent une relativement bonne concordance
essentiellement pour des courants d’alimentation supérieurs a 4A. Pour les courants statoriques
de 10, 8 ou 6 A, la comparaison est validée : I’erreur maximale ne dépasse pas 10%.
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Dans la partie suivante, 1’identification des parametres du modele dynamique de la TLIM va
étre traitée. Le modele analytique, le modele numérique ainsi que les mesures expérimentales
restent les trois outils mis en ceuvre pour atteindre cet objectif. La cohérence des résultats
donnés par des méthodes différentes sera indispensable pour justifier encore une fois la
pertinence du modéle analytique. Le paramétrage de la commande vectorielle réalisée sur le
banc d’essai expérimental sera également base sur les résultats de cette étude.

3.3. IDENTIFICATION DES PARAMETRES DE LA MACHINE A INDUCTION LINEAIRE TUBULAIRE

3.3.1. Modéle dynamique

Le modéle dynamique de la machine a induction linéaire tubulaire peut étre établi comme celui
de la MAS tournante traditionnelle, compte tenu de leur similitude électromagnétique [29]. Les
effets parasites (I’effet d’extrémités, I’effet d’encoche, pertes fer, courants de Foucault, etc.)
seront négliges, la construction du modéle dynamique de la machine linéaire nécessite de
prendre en compte les hypotheses simplificatrices suivantes :

Hypothése 1 : Les parametres (résistance, inductances) sont des valeurs fixes, indépendants de
la vitesse linéaire instantanée du mover.

Hypothése 2 : Les asymétries dans la répartition physique dans 1’espace des trois phases A, B,
C seront négligées. Cette hypothése sera d’autant plus valable lors que la structure posséde un
grand nombre de pas polaires (supérieur a 5, cf. [1]).

Hypothése 3 : 11 n’y a pas de saturation magnétique dans les circuits magnétiques de la machine.

Hypothése 4: L’alimentation en tension parfaitement sinusoidale, pas d’harmoniques
différentes de I’harmonique fondamentale.

Le modele dynamique dans le repere tournant de Park est ici considéré en vue d’une élaboration
de la commande vectorielle de la TLIM. Pour rappel, la transformation directe de Park® est
exprimée par:

i ( 2;;] [ 47zJ'
cosy  cos 1//—? cos l//—?

u u

ud _E —8in —8in —Z—ﬂ —8in —4—7[ ua &30
AN V73 AN I

u
" 1 1 1 C

La transformation inverse associée s’exprime par :

8 Associée a la transformation initiale de Clark.
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cosy —siny 1

" 27 27 H (3.38)
u |=cos|wy——1_ —sinfly—| 1|.|u
el %) o) 1l
u
C cos —4—7[ —sin —4—7T 1 "

- W 3 W 3 -
ou:

u est une grandeur électrique (tension ou courant).
y est I’angle de transformation, position du repére tournant vis-a-vis d’un repére fixe :

w(t)=[o,(t)dt=0,(t) (3.39)

Les indices d, g, 0 indiquent respectivement les composantes des grandeurs électriques sur les
axes d, g et la composante homopolaire.
Les indices a, b, ¢ indiquent les phases réelles.

Les équations dynamiques de la TLIM, dans le repére tournant de Park, avec la convention
« moteur » ou « générateur », s’écrivent :

o = <z (3.40)
T
L . R
(osd _ Ls .sd +M .1471 (341)
1) i i
REN L s | L7
i il
Pl | e (3.42)
o, i i
L Tq_ L i’q_ L Sq_
EN i -
(1) R | L] P T (3.43)
_Usq_ 15‘7 dt gps’i a)sgpsd
0 1 -
oo e @4
L ZW t ¢7q a)r¢rd
37 M . .
F(t)= o T Py = Oia) (3.45)

L’¢équation de la dynamique en mode moteur introduisant une force de frottement mécanique:
do

Fz (t)_Fr = mmover'E

(3.46)

L’équation de la dynamique en mode générateur introduisant une force motrice de la part du
moteur Stirling:
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Fthermo (t) - Fz (t) = mmover : % (347)

Dans ce modéle :

@ [Whb], i [A], v [V] sont respectivement flux, courant et tension.

L’indice « s » signifie étre relatif au stator, et I’indice « r » au rotor (secondaire).
o,, o, . pulsations statorique et rotorique [rad/s].

E_ : force electromagnétique longitudinale (ou axiale) [N].

E : frottement mécanique [N].

E

thermo

: force motrice que le moteur Stirling applique sur le piston [N].

Enfin, I’indice k prend la valeur 1 avec la convention « générateur » et la valeur 2 avec la
convention « moteur ».

Les paramétres a déterminer dans ce modeéle sont :

R, R : les résistances statorique ou rotorique [Q].
L, L, M : respectivement I’inductance propre cyclique statorique ou rotorique, et
I’inductance mutuelle cyclique stator-rotor [H].

La mise en simulation de la TLIM utilisant ce modéle dynamique est présentée en détail dans

[’annexe B.

3.3.2. Les différents schémas monophasés équivalents d’'une machine a induction

Pour identifier les paramétres du modéle dynamique de la TLIM, nous proposons dans cette
partie les différents schémas monophasés équivalents d’une machine a induction dans son
régime permanent. La présentation de ces modeles sera abordée ce qui nous permet de choisir
un schéma monophasé équivalent qui soit le plus adapté par rapport a I’objectif de notre étude
méme si le passage d’un modele a un autre s’avere relativement aisé.

3.3.2.1. Modéle a bobines couplées

Ce modele est illustré dans la figure suivante ou les grandeurs dans le régime sinusoidal
équilibré sont représentées par des notations complexes dans la convention « moteur » :
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RV :
RN
v, jo.p, | L, % L, | jo.p, U 1?
Figure 3.18 : Modéles a bobines couplées.

Les notations complexes sont définies par :

X=X,+jX (3.48)
Ainsi, nous avons :

V=1, +].0, (3.49)

En appliquant les équations de tensions statoriques du modéle dynamique dans cette expression
ci-dessus, nous obtenons :

d(gpsd +j'¢w)

V=R (i, +]i, )+ —

+ jo, (gasd +j.(psq) (3.50)

- d
R.I +—+jw. 351
S dt ]a)S q)S ( )

NI
I

S S

En régime permanent, I’amplitude du flux statorique reste constante, cette expression peut étre
simplifiée par :

V.=R.I_+jw.g, (3.52)
De la méme maniere, les tensions rotoriques s’écrivent :
0=V =R.I +jo.p (3.53)

Pour ramener la partie rotorique au stator, divisons 1’équation (3.46) par le glissement :

0=—L I_r +jw,.p, (3.54)

oq | =

Ces équations (3.52) (3.54) peuvent étre directement retrouvées sur le modele a bobines
couplées. Le modele a bobines couplées peut étre exploitable, car il fait apparaitre directement
les inductances propres cycliques statoriques/ rotoriques (Ls, L) et les inductances mutuelles
cycliques stator-rotor (M). Par contre, il est impossible d’effectuer des mesures expérimentales
de ces parametres, vu que le mover est massif.
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Enfin, le tableau suivant illustre la convention « moteur » et la convention « générateur » sur
un modeéle & bobines couplées de la machine a induction :

Tableau 3.7 : lllustration de la convention « moteur » et « générateur » de la TLIM.

Convention « moteur »

Convention « générateur »
I, R I, I, R I
——{ ] M < D M >
W Ve Y Y,
V.| jee|l3 fnles [T joalL3 fulios  [J%
s 'y s T g
chRs'I_s—‘r]a)s';s VSZ_RS'I_S_]'(OS'(;S

3.3.2.2. Les modéles monophasés équivalents utilisant les inductances de fuite

Les schémas monophasés équivalents qui proposent des inductances de fuite, s’aveérent plus

aptes pour effectuer une identification expérimentale de ses parametres. La différence entre ces
derniers réside dans le modéle des flux de fuite. Nous distinguons :

I R jo,oL, I
—» [ — YY L
7 ,
- B ' R
Vs E 1@, Ls H ?r

(a) Schéma monophasé équivalent a l'inductance de fuite totalisée au « rotor »

11,
V. E § jo,(1-0L, [

(b) Schéma monophasé équivalent a ['inductance de fuite totalisée au stator

’

~

<

I, R Jool

A

| I

R,
g
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’ ’

I_S R, ja)Slfs jod r, L
—» [ 1YY Y'Y ‘—4—

V, E jo,L,, H %

e
L 4

(c) Schéma monophasé équivalent a l'inductance de fuite séparée.

Figure 3.19: Les différents schémas monophasés équivalents d’une MAS (ou TLIM) mettant en ceuvre des
inductances de fuite.

Ces schémas utilisent le courant magnétisant, I . Dans la figure ci-dessus, la résistance de

pertes fer peut étre rajoutée en paralléle avec I’inductance propre cyclique statorique de maniére
a corriger le schéma équivalent. Néanmoins, dans cette partie, nous allons négliger I’effet de ce
phénomene. Pour passer du modele & bobines couplées & un modele a I’inductance de fuite,
considérons :

Passage du modeéle a bobines couplées au schéma monophasé équivalent a I’inductance de
fuite totalisée au « rotor »

Une partie du flux rotorique participe désormais au flux de fuite, nous avons I’expression
suivante du flux de fuite :

¢, =oL .1 +(1-o).L.I + M., (3.55)

D’ou, o est le coefficient de distorsion ou de Blondel (a distinguer avec o) 1a conductivité
électrique mentionnée dans §3.2.1), définie par:

2
o=1- M (3.56)
L.L
Ou encore :
J— J— J— M J— J— J—
®, =0Lr.Ir+M.{Is+f.I,l:aLr.IrJrM.I# (3.57)
Ainsi, le courant magnétisant s’écrit :
T=-T+M7T (3.58)
u s L r

Par conséquent, nous avons la relation suivante :
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[’ =

7

M —
—.1 3.59
3 (359)

Par ailleurs, a partir de (3.54) et (3.57) (3.59), nous pouvons trouver I’expression suivante de la
tension rotorique :

0= T hjwol T +E (3.60)
8

ou

E=jo.L.I, (3.61)

Avec les parametres rotoriques dans le schéma monophasé équivalent a I’inductance de fuite
totalisée au rotor s’expriment par :

, LY

R = Rr.(MJ (3.62)
, LY

L = Lr'[ﬁ) (3.63)

Passage du modéle a bobines couplées au schéma monophasé équivalent a I’inductance de
fuite totalisee au stator :

De la méme maniere que précédent, une partie du flux statorique est désormais de fuite, nous
avons :

0, = JLS.I_S+(1—J).LS.{I_S +%.Z} =oL I +(1-0).L.I, (3.64)

Le courant magnétisant s’écrit :

|

— +-=I, (3.65)

i

7

Et donc, nous obtenons tout d’abord la relation suivante :

L —
['=—11 3.66
r M r ( )
Ensuite, nous trouvons 1’expression de la tension rotorique comme suit :
R’ — R’ =
0=—t.0"+jo (1-c)L .1, =—1I"+E (3.67)
8 8
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Avec .
M 2

R = Rr.(—J (3.68)
Lr
M 2

L= Lr.[L—J (3.69)

Passage du modéle a bobines couplées au schéma monophasé équivalent a I’inductance de
fuite séparée

En appliquant le méme calcul que précédent, nous trouvons les relations qui sont relativement
simples entre le modele a I’inductance de fuite séparée et le modele a bobines couplées :

I'=1 (3.70)
R =R (3.71)
L=L (3.72)
Avec :

L-l =M (3.73)
L-l,=M (3.74)
L =M (3.75)

Nous avons présenté la généralité des schémas monophasés équivalents pour une machine a
induction traditionnelle en régime permanent équilibré. Compe tenu des hypothéses
simplificatrices faites sur la TLIM, nous pouvons utiliser parmi ces modéles ceux qui sont
appropriés pour une détermination des paramétres du modele dynamique de la TLIM.

3.3.3. Identification des paramétres par des mesures expérimentales

Les essais expérimentaux effectués sur la maquette de la machine a induction linéaire tubulaire
(cf. 83.1.2) en vue de déterminer les parametres de son modéle dynamique sont ici traités. Dans
I’impossibilité de mesurer directement 1’inductance de fuite statorique ainsi que des parametres
relatifs au mover massif, le schéma monophasé équivalent adopté dans cette partie est celui de
la Figure 3.20 :

109



Identification des paramétres de la machine a induction linéaire tubulaire
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Figure 3.20: Schéma monophasé équivalent a fuite totalisée au « rotor » utilisé dans les mesures expérimentales
de la maquette TLIM

Dans ce schéma, remarquons qu’une résistance équivalente représentant les pertes fer R ; []
dans les circuits magnétiques est rajoutée. L’inductance de fuite totalisée au rotor est notée par
L, [mH].

3.3.3.1. Essai a courant continu

Les mesures de tensions et de courants continus effectuées sur trois bobines statoriques
permettent de relever la valeur de la résistance statorique. En effet, les trois phases sont
connectées en étoile, le neutre est mis a la terre. La valeur de R_dans le schéma est donc la
valeur de la résistance réelle de la bobine d’une phase. Ainsi, nous avons trouveé :

R =0,3[Q] (3.76)

3.3.3.2. Essai a mover enlevé

La structure de la maquette TLIM nous permet d’enlever complétement la partie secondaire
(Figure 3.21). Le mover étant en aluminium, matériau amagnétique(ualu =, =1), le fait
d’enlever le mover n’affecte pas les propriétés du circuit magnétique de la machine. L’objectif
de cet essai est de mesurer 1’inductance magnétisante et la résistance de pertes fer.

Figure 3.21: Présentation de [’essai a mover enlevé.

En supposant que tout le flux de fuite est au rotor, le circuit équivalent correspondant a cet essai
est montré dans la Figure 3.22. ConnaissantR_, les parametres R Jet L, peuvent étre déduits a
partir des valeurs de puissances active et réactive consommeées par le circuit.
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Figure 3.22: Schéma équivalent de la TLIM dans [’essai a mover enlevé.

La source de tension triphasee 230V, 50 Hz a été utilisée pour alimenter directement les
bobines. Le transformateur réglable sert a faire varier les courants statoriques. Les wattmetres
sont utilisés.

230V, L, | TLIM sans
S0Hz i mover
Transformateur |
réglable A N

Figure 3.23 : Schéma de cablage en vue des mesures de Ls et Ry.

Aprés avoir enlevé une partie de la puissance active qui correspond aux pertes joules
statoriques, les puissances active et réactive obtenues sont celles qui sont modélisées par les
éléments R, et L. . La dissymétrie structurelle de trois phases est supposée négligeable. Les
résultats de mesures sont les suivants :

Tableau 3.8 : Résultats de l’essai a mover enlevé

Courants efficaces [A] P [W] Q [VA(] Résultats de calcul

I I, I (triphasé) (triphasé)  °°° R [Q] L [mH]
5,0 4,6 5,2 110 190 0,50 6,8 10,1
10,1 9,2 10,3 440 650 0,56 5,3 9,2

Nous pouvons constater que I’inductance propre statorique varie en fonction du courant
statorique et donc selon 1’état de saturation magnétique de la machine. En régime non-saturation
magnétique, L_ doit étre plus proche de 10,1 mH que de 9,2 mH.

La valeur de R, est tres faible (entre 5,3 et 6,8 Q) ce qui signifie que les pertes fer sont grandes.
Les pertes fer importantes dans la TLIM peuvent étre expliquées, en grande partie, par la
présence des culasses de fer non feuilletées. Les pertes dues aux courants de Foucault seraient
importantes notamment avec une fréquence d’alimentation relativement élevée (50Hz).
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3.3.3.3. Essai a mover bloqué

A l’instar de I’essai a rotor bloqué d’une MAS, cet essai dit « & mover bloqué » a pour objectif
de déterminer les parameétres relatifs au mover, qui ne sont pas accessibles par les mesures
directes. La course du mover est limitée par la structure des cylindres fermés de deux c6té du
mover ainsi que celle du bati extérieur. Le schéma de cablage pour alimenter la machine est
identique a celui de I’essai a mover enlevé : la source de tension triphasee équilibrée de 230V,
50 Hz a été utilisee. Ainsi, en maintenant une source unidirectionnelle, le mover se déplace
dans un sens avant d’étre bloqué par la paroi du bati externe. Dans cet essai, le glissement vaut
1.

Comme les valeurs de R, Rf, L_sont désormais connues, les puissances active et réactive
associées aux éléments R, 1 Peuvent étre definies. Les résultats de mesures sont donnés dans
le tableau suivant :

Tableau 3.9 : Résultats de I’essai a mover bloqué

Courants efficaces [A] P [W] Q [VA(] Résultats de calcul

I I I (triphasé) (triphasé) SO R'[Q]  L[mH]
5,0 5,0 5,0 110 120 0,68 51 9,2
10,1 10,2 9,8 420 430 0,70 5,2 9,4

Notons cependant que ces résultats ne signifient pas directement des valeurs « réelles », mais
celles qui sont ramenées au stator dont la relation avec les valeurs réelles est démontrée dans
83.3.2.2:

3.3.4. I|dentification des paramétres par le modéle analytique

Rappelons que le modéle analytique a permis de calculer les puissances actives et réactives
transmises a travers les surfaces a I’intérieur de la TLIM en fonction du glissement. Cette partie
consiste a établir une analogie entre ces puissances et chaque parametre du schéma monophasé
équivalent. Notons que pour la simplicité tout en assurant une bonne précision du modele
électromagnétique formel, le stator a été remplacé par une nappe de courant superficielle autour
d’un cylindre massif en fer. Les effets d’encoches ont été pris en compte par un développement
en série de Fourier de la distribution spatiale du courant statorique. Ainsi, le modele
électromagnétique formel présenté dans §3.2.1, ne permet pas d’évaluer la résistance statorique,
I’inductance de fuite statorique ainsi que les pertes fer.
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Par contre, le modéle analytique permet de déterminer les parametres tels que 1’inductance
magnétisante, I’inductance de fuite rotorique et la résistance rotorigque.

PL’QI (m. enlevé)

4
—
W

1,
= | 3L, (Q,)

Figure 3.24 : Détermination de l'inductance magnétisante par le modeéle électromagnétique formel.

En effet, tout d’abord, pour obtenir I’inductance magnétisante, le modéle analytique est réalisé
avec I’absence de la zone correspondant au mover massif en aluminium en définissant la
conductivité électrique nulle (comme 1’air) et la perméabilité magnétique unitaire. Ainsi, nous
avons :

Q.=Q (3.77)

Ou Q,, [VAr] est la puissance magnétisante ou bien la puissance réactive totale genérée par la
zone n = 1. L’inductance magnétisante est déterminee donc par :

Q. (3.78)

" 3 17

Figure 3.25 : Détermination de I’inductance de fuite rotorique et de la résistance rotorique par le modele
électromagnétique formel.

Ensuite, pour obtenir les parameétres relatifs au mover, considérons le mover bloqué g = 1. La
puissance active transmise au mover correspond a la somme de la puissance mécanique et des
pertes joules au niveau du mover, elle est équivalente a :

P, =P,—P,~P, (3.79)

t

Supposons que 1’inductance magnétisante reste constante comme dans (3.71). La puissance
réactive correspondante a 1’énergie magnétique stockée par le flux de fuite rotorique est la

113



Identification des paramétres de la machine a induction linéaire tubulaire

différence entre la puissance réactive totale envoyée par la zone 1 et la puissance magnétisante.
Nous avons donc :

Qy =Q - Qu, (3.80)
Ou Q, , est la puissance magnétisante calculée par :

EZ
o,.L

Q, =3. (3.81)

m

Enfin, compte tenu des analyses précédentes, les équations pour déterminer les éléments lﬁ et

R sont déduites :

- 1 .

E=—.(B+]Q) (3.82)
31

— E

T = 3.83

’ ja)s’Lm ( )

L'=I,-1, (3.84)

R =—2_(g=1) (3.85)
a1,

] —2

Q, =3jo, L, I (3.86)
Q-Q.,

|, = (3.87)
3.jo.|I

Applications pour la géométrie de la maquette expérimentale

Quand on alimente la machine avec un courant de valeur efficace 10A, I’inductance
magnétisante calculée par le modéle analytique vaut :

Q, =645[VAr] (3.88)
Par conséquent, 1’inductance magnétisante (indépendante du courant d’alimentation) vaut :

L, =6,8[mH] (3.89)
L’inductance de fuite rotorique et la résistance rotorique valent :

I, =0,6[mH] (3.90)
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R =1,05[Q] (3.91)

Pour résumer, le modele analytique permet ainsi de déduire trois parametres : I’inductance
magnétisante L a partir de Q , la résistance rotorique R a partir de P, et I’inductance de
fuite rotorique lfr a partir de szr- Par contre, compte tenu du fait que dans le modele
électromagnétique, le stator est lissé et remplacé par une nappe de courant superficiel autour
d’un tube massif de fer de caractéristique magnétique linéaire, le calcul du modele analytique
ne permet pas la détermination de larésistance R_, ni de I’inductance de fuite [ o ni la résistance

designant les pertes fer R, dans le circuit magnetique.

A ce stade, afin de compléter ’identification des paramétres du schéma monophasé équivalent,
nous avons adopté le schéma monophasé a I’inductance de fuite séparée comme dans la Figure
3.19-c et qui est rappelé ci-dessous. Ce schéma fait apparaitre simultanément lfs, lﬁ comme
les inductances de fuite statorique et rotorique (ramenée au stator) :

E R, ja)slfs ]a)sl r, Ir’
—» [ /YT YL ——a—
L ,
v, E|3jel, (¥

Figure 3.26: Schéma équivalent de la machine & induction linéaire utilisé dans /’identification des paramétres
avec le modéle analytique.

La résistance statorique peut étre calculée théoriqguement par I’expression classique (détails de
calcul en annexe B) :

[ 4

R =py 5 (3.92)
fil

Quant a I’inductance de fuite statorique, elle peut étre divisée en deux parties distinguées par

les parcours du flux de fuite dans la structure statorique. En premier lieu, I’inductance de fuite

due au flux de fuite en encoche s’exprime par (détails en annexe B) :

4 4 3_ .3 2 2
, P rt-r, 21’3(1’4 A ) 1, (r4 1,
- +

TR 3 2

4 3

2
) + yo.nspmz.lf.(r; -1,7)(3.93)

En deuxiéme lieu, I’inductance de fuite due au flux de fuite traversant 1’entrefer s’exprime
par (détails en annexe B) :

2

lf_entrefer = /uO'nspire : '(62 + 2.1’5.6) (394)

SR

Le résultat obtenu pour la géométrie de la maquette expérimentale au laboratoire SATIE est :
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I, =6,03~6,0 [mH] (3.95)

Enfin, les parametres du modele dynamique identifiés a partir du modele analytique
sont résumes ci-dessous :

M=L_=6,8[mH] (3.96)
L =M+l =68+60=12,8 [mH] (3.97)
L =M+l =68+0,6=74 [mH] (3.98)

R =0,224[Q]
R =1,05[Q]

3.3.5. Récapitulation des résultats des paramétres de la TLIM

Afin de pouvoir comparer les résultats issus du modele analytique avec ceux des mesures
expérimentales, nous allons calculer la résistance rotorique ramenée au stator a partir des
résultats du modele analytique :

2 2
R'=r.|L] 2105128 _372[0] (3.99)
P T M 6.8

4

De la méme fagon, I’inductance de fuite totalisée au rotor déduite des résultats du modéele
analytique vaut :

2 2
. =oL. L =0,51.7,4. 12,8 =13,4[mH] (3.100)
% "M 6,8

4

Ces deux valeurs sont des résultats sous-jacents du modéle analytique pour comparer avec des
résultats des mesures. Les valeurs des paramétres du schéma monophasé équivalent sont
récapitulées dans le tableau suivant :
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Tableau 3.10 : Les résultats des paramétres du schéma équivalent de la TLIM®.

Paramétres expgr?;l:aﬁcsales Modéle analytique Modéle numérique Unités
R 0,3 0,224 - 0

L, 9,2-101 12,8 10,1—>11,2 mH
1, 9,294 13,4 - mH
R 51-5,2 3,7 - Q

Dans le cas de la résistance statorique, la valeur calculée est inférieure a la valeur mesureée, ce
a cause notamment des longueurs de fils liées a la connectique non prises en compte dans les
calculs.

Issue du calcul analytique, 1’inductance propre cyclique statorique vaut 12,8 mH. Remarquons
que cette valeur est cohérente avec les valeurs mesurées de I’inductance propre statorique.
L’inductance propre cyclique statorique calculée par FEMM est particulierement proche des
mesures. Nous pouvons confirmer jusqu’alors que les paramétres statoriques calculés par le
modele analytique sont trés proches des résultats de mesure.

L’inductance de fuite totalisée au « rotor » est assez importante pour notre maquette, environ 9
mH par rapport a I’inductance propre cyclique statorique (entre 9 et 10 mH). Ceci peut étre
expliqué en partie par un large entrefer (mover en aluminium), des encoches ouvertes, mais
aussi par ’effet d’extrémités, car la maquette de posséde que 4 pas polaires (< 5). Le nombre
de pas polaire est aussi un parametre important a optimiser dans la conception de la TLIM.

Enfin, une Iégere différence entre le calcul et la mesure peut étre remarquée dans les résultats
de la résistance rotorique. Cela est d(, en grande partie, au fait que le modele analytique ne tient
pas en compte de pertes ferromagnétiques dans la machine.

A ce stade, nous pouvons conclure que les paramétres de la TLIM calculés par le modéle
analytique sont tres proches des résultats des mesures expérimentales ce qui prouve la validité
de ce modeéle.

9 A part la résistance statorique et I’inductance de fuite statorique, nous n’avons pas trouvé qu’une seule valeur
pour chaque grandeur. Les valeurs des paramétres du schéma monophasé équivalent varient en fonction du courant
d’alimentation dans les essais expérimentaux et en fonction du glissement dans le modele analytique et en fonction
de la position des phases dans le modéle numérique. Par exemple, dans le résultat de mesure de 1’inductance
magnétisante, la fleche indique que ce paramétre varie de 9,2 4 20,2 mH dans différentes conditions d’alimentation.
10 Inductance de fuite totalisée au rotor.

11 Résistance rotorique équivalent dans le schéma monophasé a I’inductance de fuite totalisée au rotor.
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3.4. ETUDE DU CONTROLE/ COMMANDE DE LA MACHINE A INDUCTION LINEAIRE TUBULAIRE

3.4.1. Importance, objectifs et choix d’une stratégie de commande

Le contr6le de la force électromagnétique de la machine a induction linéaire tubulaire joue un
réle fondamental dans I’assurance du fonctionnement du systeme de micro-cogénération. Pour
avoir une vision plus claire sur l’interaction physique entre cette partie et la partie
thermomeécanique étudiée dans le chapitre 2, nous présentons le schéma suivant :

Génératrice a induction
linéaire tubulaire

Moteur Stirling P
« double effet »

Piston - Mover

(Mécanique)

Yo ()

~

- Electromagnétique
- Mécanique

P,
- Thermodynamique bl(
- Mécanique

Figure 3.27 : Interactions entre différents phénomeénes physiques dans le systéme de micro-cogénération a
moteur Stirling « double effet ».

Le piston étant la piece commune entre le moteur Stirling « double effet » et la génératrice a
induction linéaire tubulaire (TLIG), le contrdle de la force électromagnétique consiste a :

— Imposer une force résistante, vis-a-vis des forces thermodynamiques, sur le piston de
compression afin d’obtenir un fonctionnement en opposition de phase stable des deux
moteurs Stirling élémentaires.

— Imposer cette force de type frottement visqueux vis-a-vis du mouvement du piston afin
d’optimiser le rendement du moteur Stirling ainsi que de maximiser la récupération de
I’énergie mécanique fournie par celui-ci. Rappel de 1’équation (2.4) :

dy (¢
Fgene (t) = _Cpalt' :;lt( )

La forme temporellement sinusoidale de cette force est uniquement considérée dans notre
systeme. En effet, la consigne de la force électromagnétique sera élaborée par le correcteur
P.1.D du moteur Stirling « double effet », qui a été étudié dans le chapitre 2. La consigne de la
force électromagnétique est calculée par ce correcteur en fonction du point de fonctionnement
du moteur Stirling. Ainsi, la commande de la TLIG en vue d’asservir cette force constituera
naturellement la boucle interne de la commande du moteur thermique.

L’objectif est d’aboutir a une commande capable de maitriser instantanément la force
électromagnétique de la TLIG. Celle qui est étudiée dans le cadre de cette these est lacommande
vectorielle a flux orienté a parametres fixes (quels que soient la vitesse et 1’état de saturation
magnétique de la machine). Une validation expérimentale sera réalisée sur la maquette de la
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machine électrique, indépendamment de la partie thermique. En effet, faute d’un prototype
operationnel du moteur Stirling « double effet », cette commande servira a faire fonctionner la
machine électrique en mode « stand-alone ».

La commande vectorielle qui est devenue relativement « classique » pourrait étre capable de
répondre aux exigences de grande dynamique des oscillations mécaniques du piston-mover.

3.4.2. Principe de la commande vectorielle a flux orienté

La commande vectorielle travaille avec les grandeurs électriques dans le repére de Park.
Considérons I’expression de la force électromagnétique dans (3.45), pour maitriser la force, il

faut maitriser le flux rotorique ¢ et le courant statoriquei_. Or, ces deux grandeurs sont tres

couplées, il est ainsi difficile de saisir une loi de régulation. La commande vectorielle a flux
orienté consiste tout d’abord a découpler ces deux grandeurs, modélisées par deux vecteurs
tournants. En placgant I’axe d du repére de Park sur le vecteur de flux rotorique (cf. Figure 3.28),
nous pouvons avoir:

¢, =0
¢r = (prd

(3.101)

@
y =0,

L 24

Figure 3.28: Le vecteur de flux rotorique, aligné sur [’axe d, dans la commande vectorielle a flux orienté.

Dans cette figure, le repére of est fixe (stator). L’angle de transformation est égal a &_, position

du champ tournant statorique. Ainsi, dans ce repere, le vecteur du flux rotorique ne posséde
désormais qu’une seule composante selon I’axe d. Le flux rotorique et le courant statorique
devient ainsi découplés dans 1’expression suivante :

F.=K9,i, avec k= =C" (3.102)

N w
SEE]

M
1

D’ou F,,, estlaforce électromagnetique de la TLIG, équivalent a F, dans I’expression (3.45).
L’expression (3.102) nous permet de saisir une stratégie de commande semblable a la
commande d’une machine a courant continu (MCC). En effet, le contrdle du flux inducteur est
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indépendant du contrdle du courant d’induit qui est directement proportionnel a la force
électromagnétique.

Deux boucles d’asservissement indépendantes seront etablies :

— Une boucle d’asservissement du flux rotorique, ¢ ,. Cette grandeur sera maintenue
constante comme le flux d’excitation d’une MCC et idéalement, a la valeur constante
qui maximise le rendement de la TLIG (point traité dans le chapitre 4).

— Une boucle d’asservissement du courant statorique, i . Ce courant est directement
proportionnel & la force F,,  a travers d’un gain constant.

Alors, comment placer le vecteur du flux rotorique sur 1’axe d du repére en tout moment ? Pour
ce faire, il faut procurer I’information sur la position instantanée du flux rotorique par la
méthode de I’estimation.

Le module du flux rotorique est estimé a partir de la valeur mesurée de i_, par:

M

= 3.103
rp+l Fsa ( )

¢rd

Le flux rotorique est en retard de phase par rapport au courant statorique. La condition pour
I’angle de transformation du repére de Park pour que 1’axe d soit calé sur le vecteur du flux
rotorique est la suivante :

t t e t M isq p
0.=[odt=[| o +Z0|dt=[| ==L+ 20 (dt (3.104)
0

0 T 0 Tr ¢rd v

Cet angle sera introduit dans la matrice de transformation directe et inverse de Park dans la
commande vectorielle. Notons que cette méthode d’estimation de la position du flux rotorique
est une méthode simple qui ne nécessite pas de beaucoup de calcul en temps réel. Néanmoins,
cette méthode est sensible a la variation de la constante de temps rotorique. En réalité, sans
aucune mesure directe deg, , il n’est pas possible d’affirmer si ¢ est instantanément et
exactement sur I’axe d. La qualité de cette estimation sera justifiée ultérieurement par la
comparaison entre la consigne et la réponse des grandeurs a asservir.

3.4.3. Etablissement des chaines de commande

3.4.3.1. Controle du flux rotorique

A partir du modéle dynamique de la TLIM, avec I’hypothése que ¢,, =0, nous avons
I’expression de la tension statorique :

4 disd M dq)rd ;
Uy = Rslsd + Lso-g + L_r dt - a)sLso-lsq (3105)
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D’ou, o est le coefficient de distorsion ou de Blondel. Le flux rotorique sera gardé constant,
nous avons donc :

494 g (3.106)
dt

Le terme dit « de couplage », contenant la composante du courant statorique de I’axe q isq , est
suppose fixe:

e, = a)sLsUisq (3.107)
Nous avons alors la tension statorique de 1’axe d:

v, +e,=Ri + Lsa% (3.108)

En appliquant la transformation de Laplace a I’expression ci-dessus, nous obtenons :

Isd (p) _ 1
Vsd (p) + Esd (p) Rs + LSUP

(3.109)

Pour contréler le flux rotorique, il y a de différentes maniéres de mettre en ceuvre la chaine de
régulation. Dans la mesure ou nous disposons des résultats de mesure strs de I’inductance
mutuelle M de la machine (par exemple, dans le cas de la MAS tournante traditionnelle
travaillant longtemps en régime permanent), le flux rotorique peut étre directement la grandeur
acontréler grace a I’estimation du flux (cf. équation 3.103). La fonction de transfert de la boucle
ouverte s’écrit :

fgo(p) - ?‘déz; = (Rs N LSGA;)(Terrl) (3.110)

sd

Cependant, dans le cas ou I’inductance mutuelle cyclique est I’objet de fluctuation, la mesure
de M n’est pas fiable (notamment dans une machine linéaire ou M peut varier constamment
avec la vitesse du mover a cause des effets d’extrémités), le fait d’introduire la valeur constante
de M dans I’estimation du flux est devenu imprécis. Alors, la grandeur d’asservissement n’est
plus, ¢, mais i (courant magnétisant) ou tout simplement i , .

Le courant i_est le courant magnetisant, défini par :

P 3.111
Zm M ( )

Dans le cas ou i est la grandeur a controler, la fonction de transfert de la boucle ouverte
devient :
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folp)= vsd(p)) & +Lsa;19)(ryp+1) (3.112)

Finalement, si i est la grandeur d’asservissement, la fonction de transfert est :

_ L,(p) _ 1
f,(p)= V.(p) " (R+Lov) (3.113)

La chaine de régulation pour contrdler le flux est illustrée dans la figure suivante dans laquelle
la boucle d’asservissement de i, plus rapide que celle du flux (ou i ), constitue la boucle
interne.

E TLIM

% *
[ o Ibd + + Vsd On_duleur de Vsd R 1 Isd M Qrd
. P. tension + Cmde »
- — M.L.I + R,+Lop rp+1
E d

s

\ 4

\ 4

Capteur de|
ourant

Figure 3.29: Boucle d’asservissement en cascade du flux rotorique.
3.4.3.2. Contrdle du courant statorique I'axe q (proportionnel avec la force)
Nous obtenons a partir du modéle dynamique, avec I’hypothése que ¢, =0:

di (3.114)

sq

V. —e :Riq+LSo-

sq sq 5's

Avec le terme dit « de couplage », contenant des composantes sur 1’axe d, considéré comme
constant si le contrdle du flux montré précédemment est opérationnel :

5q

. M
e, =L oi, +a)SL—(pyd (3.115)

r

La valeur de ce terme, reconstituée a partir des mesures des courants et de I’estimation du flux,
sera rajoutée a la sortie des correcteurs comme termes de compensation.

En appliquant la transformation de Laplace, nous obtenons la fonction de transfert de 1°
ordre suivante :

L) 1
V.(p)-E,(p) R+Lop

(3.116)

Finalement, la chaine de commande sur 1’axe q est montrée dans la figure suivante :
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E. TLIM

* *
Foo | TN 1% o Vo [ omerd v, - ] L] F
N Pl tension + Cmde [ —1:p KP4
K9, ML + R +Lop "
+ S S
E

sq

\4

Capteur de|

\w

Figure 3.30: Boucle d’asservissement du courant is (force électromagnétique).

3.4.3.3. Synthése des correcteurs P.I

Les correcteurs P.I sont calculés en basant sur les fonctions de transfert montrées dans les Figure
3.29 et Figure 3.30. Pour compenser les termes de couplage E_, ,Esq dans la machine, nous
rajoutons, a la sortie des correcteurs P.1, les termes de compensation E_, ,Esq mais de signe
inverse (Figure 3.31).

La méthode de synthése de P.I pour la fonction de transfert de 1°" ordre, est la méthode de la
compensation de pole et de I’imposition du constant de temps de la boucle fermée. Pour la
fonction de transfert en 2" ordre, un correcteur P.l pourra suffire en utilisant la méthode
d’imposition de la marge de phase et de la bande passante est adoptée (plus de détails sont dans
I’annexe C).

3.4.3.4. Synoptique de la commande vectorielle a flux orienté

Pour résumer la méthode, un synoptique de la commande vectorielle a flux orienté est montré
sur la figure suivante :
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Y ths [ R )3
~—— 4P L . s z
v
230V, 50 Hz Redresseur Ond_uleur de b N Génératrice a |ndL_Jct|on linaire
tension MLI v tubulaire
| c >
a,| o| a.| Signaux M.L.I
Iy lb I
Comparateur
Uy | U
0,
1 Capteur de
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Figure 3.31 : Synoptique de la commande vectorielle a flux orienté utilisant [’estimation du flux rotorique.

La commande vectorielle recoit les consignes du flux rotorique et de la force électromagnétique.
Elle nécessite les mesures en temps réel des courants triphasés statoriques et de la position ou
de la vitesse du mover pour reconstituer le flux rotorique. Par la méthode d’estimation
mentionnée précédemment, la pulsation statorique est calculée grace a une entrée de mesure de
position du mover et ’estimation de la pulsation rotorique. La valeur reconstituée du flux va
étre comparée avec la consigne pour obtenir I’erreur du flux, entrée d’un correcteur

proportionnel intégral (P.l). Le courant i, étant proportionnel a la force électromagnétique,

I’asservissement de la force est ainsi synonyme a l’asservissement de ce courant. Par

*

gene

conséquent, la « mesure » de isq va aussi étre comparée avec sa consigne, isq* = , pour
'qud

donner I’erreur du courant, entrée d’un deuxiéme correcteur P.I. Les boucles d’asservissement
du flux et du courant sont ainsi paralleles.

Les correcteurs de type P.lI consistent a apporter de la précision (erreur statique nulle) a
I’asservissement. Les correcteurs €laborent les consignes de tensions pour 1’onduleur triphasé
qui alimente la TLIM. La synthese des correcteurs est faite a partir des fonctions de transfert
entre les tensions statoriques et les courants statoriques, ce qui va étre précisé dans le paragraphe
suivant. Les consignes de tension entrent dans un comparateur dont les sorties sont les signaux
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M.L.I (Modulation a Largeur d’Impulsion) correspondants. Les signaux M.L.I vont commander
les interrupteurs semi-conducteurs de 1’onduleur triphasé, qui va hacher la tension continue
pour fournir trois tensions alternatives de valeurs moyennes (par cycle de découpage) égales
aux valeurs de consignes.

3.4.4. Simulation de la commande vectorielle a flux orienté appliquée a la TLIM

Disposant de la simulation de la TLIM sur Matlab/Simulink (annexe B), une simulation de la
commande vectorielle & flux orienté a été réalisée. Cette simulation est 1’étape de préparation
pour une validation expérimentale de la commande sur la maquette. Les contraintes sont
définies comme dans le contexte reel avec les consignes de force qui varient sinusoidalement
dans le temps. Le paramétrage de la machine utilise les résultats de 1’étude de 1’identification
des parametres (cf. 83.3.5). En effet, les parametres introduits dans le modéle de la TLIM sont
les suivants :

Tableau 3.11 : Paramétrage de la TLIM dans [’étude de simulation.

Grandeurs Notations Valeurs Unités
Inductance mutuelle cyclique M 6,50 mH
Inductance cyclique statorique L, 9,68 mH
Inductance cyclique rotorique L 8,31 mH
Résistance statorique R, 0,3 Q
Résistance rotorique R 2,0 Q
Coefficient de Blondel o 0,475 --
Constant de temps rotorique T, 4,15 ms
Longueur de pas polaire T 4,8 cm
Masse du mover M 0,7 kg

Pour asservir le contréle du flux rotorique, une boucle d’asservissement du courant magnétisant
a été établie. Les correcteurs P.1 utilisés sont :

Tableau 3.12 : Paramétrage des correcteurs dans I’étude de simulation de la commande vectorielle de la TLIM.

Boucles d’asservissement Les gains Ki Les const .de temps Ti
Du courant magnétisant 180 0,01
Du courant statorique 1’axe q 30 0,001

Dans cette simulation, les frottements mecaniques sont négliges. Les parametres montrés dans
le Tableau 3.11 sont également utilisés pour I’expérimentation de la commande vectorielle sur
la maquette (83.5). Les resultats de cette simulation ainsi que les résultats experimentaux
présentés ultérieurement seront comparés.

Le programme de simulation est montré dans la figure suivante, avec les détails des blocs dans
I’annexe C.
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SIMULATION DE LA COMMANDE VECTORIELLE
POUR LA MACHINE A INDUCTION LINEAIRE
TUBULAIRE EN MODE MOTEUR
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Figure 3.32 : Simulation de la TLIM commandée par la commande vectorielle en mode moteur.
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Les consignes sont les suivantes :
i =8[A] (3.117)
F' =20.sin(2750.t)[N] (3.118)

Les résultats de 1’asservissement obtenus sont tres satisfaisants :
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Figure 3.33 : Simulation de la commande vectorielle en force pour la TLIM : (@) Forme d’onde de la force, (b)
Zoom sur la consigne et la réponse.
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Figure 3.34 : (a) Résultats de I'asservissement du courant magnétisant, (b) Forme d’ondes des courants
statoriques dans le repére de Park.

Les formes d’ondes des courants statoriques triphasés sont montrées dans la figure suivante :
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Figure 3.35 : Tensions et courants statoriques triphasés dans la commande vectorielle en force de la TLIM.

Remarquons que dans ce fonctionnement oscillatoire de la TLIM, la variation temporelle des
grandeurs électriques n’est pas sinusoidale. En effet, les courants des trois phases présentent la
partie alternative superposée la partie continue non négligeable. Cette étude de simulation a
montré que la commande vectorielle a flux orienté peut étre capable d’asservir la force
électromagnétique en régime oscillatoire d’'une TLIM. Une mise en ceuvre expérimentale de

cette commande effectuée sur la maquette sera conduite dans la partie suivante, permettant de
valider cette conclusion.

3.5. VALIDATION EXPERIMENTALE DE LA COMMANDE VECTORIELLE A FLUX ORIENTE POUR LA
MACHINE A INDUCTION LINEAIRE TUBULAIRE

Dans cette partie, la réalisation de la commande vectorielle a flux orienté présentée
précédemment pour la maquette TLIM, sera traitée. L’objectif est de valider 1’aptitude de cette
stratégie de contrdle/ commande au fonctionnement de la machine linéaire tubulaire a
induction. Le mouvement est oscillatoire de petites courses (< 5cm). La commande vectorielle
sera paramétrée a I’aide de la partie §3.3. Le but est aussi de valider la cohérence de I’étude de
I’identification des parameétres d’une TLIM.
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3.5.1. Préparation de I’environnement expérimental
Afin de réaliser cette commande, un banc d’essai a été établi, constitué de :

La partie commande : Un PC équipé d’une carte d’acquisition dSPACE avec sa boite de
raccordement externe (Connector Panel CP1102) et du logiciel d’interface ControlDesk. Ce PC
est également équipé du logiciel de programmation et de simulation en temps reel
Matlab/Simulink.

La partie puissance : Un transformateur abaisseur triphasé dont le secondaire est réglable, un
redresseur triphasé a diodes, un onduleur de tension triphasée a IGBTs commandé par les
signaux MLI, un bus continu situant entre le redresseur et I’onduleur.

La partie environnement de mesures : un « capteur optique de position », trois sondes de
courant a effet Hall, un oscilloscope, des voltmetres, des wattmeétres.

Figure 3.36: Banc d'essai pour la réalisation de la commande vectorielle sur la maquette de la TLIM.

Le schéma de montage est détaillé dans la figure suivante :

Redresseur Onduleur de tension

a Lk K J@J

ooTo
L
%\/8\
L1
L
|
K
5
[1]]

Machine & induction | Capteurde
linéaire position

Commande vectorielle

(dSPACE, Matlab/Simulink) Commande

MLI

Carte dSpace CP1102 ib

Figure 3.37: Schéma de montage du banc d’essai de la commande pour la maquette TLIM en mode « moteur ».
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La carte de contr6le dSPACE utilisée est de série DS1102. Elle se compose de deux
processeurs. Le processeur maitre permet de gérer ’application et le processeur esclave de
générer les signaux de commande M.L.I. Ceci constitue la partie hardware de dSPACE. Sa
partie software est composée du logiciel ControlDesk, qui permet de charger le code du
programme sur la carte (écrit sous forme graphique dans Simulink, compilé et transformé en
code C) ou encore de suivre en temps réel I’évolution des données mesurées ou calculées a
I’aide d’afficheurs graphiques ou digitaux. La boite externe de raccordement CP1102 a comme
entrées les mesures des courants statoriques et de la position instantanée du mover. Cette boite
externe a comme sorties les signaux de commande M.L.I pour les six interrupteurs de
I’onduleur. Elle est connectée a la carte d’acquisition par un cable blindé (cf. Figure 3.37).

La mesure de position du mover est assurée par un capteur optique de position dont le circuit
électronique est fabriqué au laboratoire. Le principe de fonctionnement est le suivant :

Capteur optique
de position Stator externe

LED

Diode photo MOVER

Signal de
tension

Figure 3.38: Principe de fonctionnement du capteur optique de position.

Ce capteur utilise un LED envoyant un faisceau de lumiere dans I’infrarouge. Ce dernier,
rencontrant la surface du mover en aluminium, refléte sur une diode photo réceptrice. Le capteur
comporte aussi d’un circuit électronique (détails en annexe C) qui génére en sortie un signal de
tension proportionnel a la densité de la lumiere réfléchie et donc de la distance entre le mover
et la paroi de la machine.

La source d’alimentation triphasée de 230V, 50Hz est utilisée. Le transformateur est réglé afin
de régler la valeur de la tension du bus continu. Cette tension est surveillée pour avoir un bon
fonctionnement de la machine.

3.5.2. Mise en ceuvre expérimentale

Les parametres fixes qui ont été introduits dans la commande vectorielle de la maquette sont
classés dans le tableau suivant. Ces valeurs, issues de I’étude de 1’identification des parametres
de la TLIM, ont été appliquées, en premier licu, a 1’étude de simulation précédente. En
deuxiéme lieu, ces parametres sont utilisés pour la validation expérimentale de la commande
vectorielle sur la maquette.
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Tableau 3.13 : Paramétres utilisés pour la commande vectorielle de la maquette TLIM.

Grandeurs Notations Valeurs
Resistance statorique R, 0,3Q
Inductance cyclique statorique L, 9,68 mH
Constant de temps rotorique T, 4,1 ms
Coefficient de Blondel o 0,475

Un programme de la commande vectorielle est réalisé avec Matlab/Simulink et montré dans la
figure suivante :

PROGRAMME DE COMMANDE VECTORIELLE

isd N 1 im Integration
" 00041541 -: ] =
o wr
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Figure 3.39: Programme de commande vectorielle de la TLIM sur Matlab/Simulink.

Dans cette figure, nous remarquons 1’existence des « portes » d’interfaces entre la carte
d’acquisition dSPACE et le programme Simulink, les modules DS1102ADC et DS1102PWM.
Ces modules sont requis lors du transfert des informations en temps réel entre Matlab/ Simulink
et la carte dSPACE. Ainsi, les informations sur les mesures des courants et de la position, qui
sont entrée dans la carte dSPACE a travers la boite de raccordement CP1102, sont ensuite
transférées a 1’environnement Simulink a 1’aide du module analogique-digital DS1102ADC.
Dans I’autre sens, les consignes de tensions que la commande élabore dans 1’environnement
Matlab/ Simulink, passant par le module DS1102PWM, seront traitées dans dSPACE de
maniére a obtenir les 6 commandes M.L.I correspondantes, servant a commander les
interrupteurs de 1’onduleur triphasé. En effet, pour générer des signaux M.L.I la carte
d’acquisition compare ces consignes avec les signaux de « porteuses » de type dents-de-scie,
dont les valeurs varient entre 0 et 1 et dont la fréquence peut étre définie par 1’utilisateur.

Le programme dans Simulink doit étre réglé en mode « temps réel » et en mode « externe »
(illustration en annexe C).

Les mesures de deux courants 7 , i, suffisent. Le courant C peut étre déduit de ces deux
courants, car le systéme de courant est équilibré, au neutre connecté a la terre :
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P (3.119)

c

Il faut tenir en compte des gains des sondes a effet Hall et du module DS1102ADC afin de
reconstituer dans le programme Simulink les vraies valeurs des courants. Par ailleurs, entre la
tension de sortie du capteur et la position réelle du mover, il existe une relation suivante :
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Figure 3.40 : Relevée expérimentale de la fonction du capteur de position optique.

La relation est tout d’abord relevée expérimentalement. Ensuite, ces valeurs discrétes de mesure
sont assimilées & une fonction polynomiale 3°™ ordre. Pour retrouver la vraie valeur de la
position linéaire du mover, une fonction inverse de la fonction présentée dans la Figure 3.40 est
introduite dans le programme Simulink. Pour obtenir I’information sur la vitesse du mover,
nous avons fait une dérivation de la mesure de la position.

Pour la boucle d’asservissement du flux rotorique, la grandeur a asservir utilisée est le courant
magnétisant i . Les correcteurs P.I utilisés sont parametrés de maniére suivante :

Tableau 3.14 : Paramétres des correcteurs P.l utilisés

Paramétres des correcteurs P.| Gains Co n§tant_es

d’intégration
Boucle d’asservissement de flux K ,= 300 T, = 0,005
Boucle d’asservissement de isq K =30 7, =0,0008

Le programme doit étre ensuite compilé. La régulation du transformateur permet de débiter la
puissance ¢électrique d’alimentation nécessaire au fonctionnement de la maquette. Par mesure
de sécurité, il est nécessaire de surveiller les ampéremetres des courants statoriques et le
voltmetre de la tension du bus continu pour s’assurer que ces grandeurs augmentent
linéairement au démarrage. La variation des autres grandeurs pourra étre visualisée sur
I’interface du logiciel Control Desk.
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3.5.3. Résultats expérimentaux

L’écran de suivi de Control Desk permet de surveiller le fonctionnement du banc d’essai a
travers ’affichage simultané de plusieurs grandeurs instantanément:
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Figure 3.41 : Ecran de suivi de Control Desk lors du fonctionnement de la maquette, commandée par la
commande vectorielle en force.

Les consignes qui ont été introduites sont les suivantes :

i’ =8[A] (3.120)
i, =5.sin(2750.)[A] (3.121)

Le courant magnétisant a été fixé a une valeur constante, appropriée au fonctionnement du banc
d’essai. Le choix de cette consigne, dans le but d’optimiser le rendement de la machine, sera
traité plus en détail dans le chapitre 5.

Si la mutuelle cyclique M varie, lors du fonctionnement de la maquette, entre 5 et 20 mH, le
flux rotorique sera borné entre 0,04 et 0,16 Wh.

La consigne pour le courant isq est sinusoidale, de I’amplitude 5A, de la fréquence d’oscillation
50Hz, ce qui correspond a une force électromagnétique sinusoidale de méme fréquence et dont
la valeur maximale est de 1’ordre de 20N.

La commande vectorielle a flux orienté développée, s’avere enfin tout a fait efficace pour
contrble la force électromagnétique de la TLIM. Examinons les résultats expérimentaux
concernant les boucles d’asservissement de i etde i, .
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Figure 3.42 : Résultat expérimental de la commande vectorielle en force pour la maquette d'une TLIM : (a)
Asservissement du courant statorique [’axe q , (b) Asservissement du courant magnétisant.

Les retours de mesures des courants i et i, suivent tres bien les consignes imposées. Ainsi,
Nous avons asservi avec succes la variation de la force linéaire de la TLIM jusqu’a 50Hz
mécanique. D’ailleurs, la machine linéaire une fois intégrée avec la chaine thermomécanique
doit assumer un « battement » mécanique seulement jusqu’a 30Hz. Ceci montre que la
commande vectorielle sera aussi capable d’assumer son rdéle dans le contrdole/ commande

global.

Les mesures instantanées de tensions et de courants sont montrées dans la figure suivante :
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Figure 3.43 : Courants [A] et tensions [V] triphasés statoriques instantanés dans la commande vectorielle de la
force électromagnétique de la TLIM.

Nous remarquons encore une fois les contraintes au niveau des tensions et des courants dans le
régime d’oscillation permanente de la machine. Le fonctionnement des trois phases est
dissymétrique. Les courants et/ou tensions présentent des valeurs « offset » non négligeables.
Ceci présentera sans doute des contraintes lors du dimensionnement de la chaine
électromécanique, en augmentant les pertes joules statoriques et rotoriques et en entrainant le
surdimensionnement des convertisseurs d’électronique de puissance (cf. chapitre 5).

Jusqu’ici, nous pouvons remarquer les similitudes entre les résultats de simulation et les
résultats expérimentaux. Les paramétres modélisant la TLIM sont les mémes. Les coefficients
des correcteurs P.I sont tres proches. Les mesures des courants et des tensions de trois phases
statoriques ressemblent parfaitement a des formes d’onde obtenues dans la simulation (Figure
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3.35 & Figure 3.43). Les parametres identifiés pour la maquette TLIM ne devraient pas étre
loin des caractéristiques réelles, car ils ont été utilisés pour estimer le flux rotorique en
amplitude et en position angulaire ainsi que pour calculer les correcteurs. Nous pouvons ainsi
conclure que le modéle de la TLIM a été adéquatement déterminé.

Ce fonctionnement de la TLIM peut éviter beaucoup de pertes par frottements mécaniques, car
le mover est «suspendu» sur une couche d’air autour du stator grace a des forces
électromagnétiques centrifuges. Les pertes mécaniques de la TLIM ou de la TLIG pourront étre
négligées.

En disposant du banc d’essai opérationnel avec le capteur optique de position, un pilotage de la
vitesse et puis de la position du mover a été aussi réalisé (Figure 3.39). A partir de la boucle de
la force, deux boucles externes sont rajoutées. La boucle de vitesse, demandant un autre
correcteur P.1, arrive tres bien a asservir la vitesse sinusoidale du mover en tout moment. La
boucle de position, utilisant seulement un correcteur P, parvient a corriger la position
instantanée du mover mais avec une erreur de trainée non negligeable (détail présent dans
I’annexe C). Méme si le pilotage de la position du mover par la commande vectorielle n’est pas
directement servi dans le contréle/ commande du micro-cogénérateur, ceci illustre encore une
fois I’aptitude de la commande vectorielle a flux orienté face aux contraintes de la TLIM. En
effet, I’asservissement de la position du piston-mover est assumeé par la commande du moteur
Stirling « double effet » (cf. chapitre 2). Seul l'asservissement de la force électromagnétique,
boucle interne de la commande du moteur Stirling, sera intégré dans le contréle/ commande
global.

3.6. CONCLUSION ET PERSPECTIVES

Nous avons étudié dans ce chapitre la partie électromécanique du systéme micro-cogénérateur
a moteur Stirling « double effet ».

La conception étudiée est une génératrice a induction linéaire tubulaire (TLIM ou TLIG),
consistant a créer des champs électromagnétiques variables et glissants, par un principe
similaire a celui de la machine asynchrone tournante (MAS). Une particularité avantageuse de
cette structure est qu’elle permet de développer non seulement la force longitudinale, mais aussi
la force centrifuge, servant a tenir le mover sur son trajet sans guidage mécanique. Cette
structure peut également offrir d’autres avantages comme la facilité de fabrication et un
potentiel faible colt. Une maquette expérimentale de cette machine a été construite au
laboratoire SATIE.

Dans la partie modélisation de la TLIM, trois modéles ont été développés: le modéle
analytique, le modele numérique et le modéle dynamique. L’étude analytique [1], consistant a
résoudre les équations de Maxwell en magnétodynamique pour fournir des résultats sur les
champs électromagnétiques, les puissances développées dans différentes zones de la TLIM et
la force électromagnétique, a été tout d’abord présentée. Un modele de calcul numérique
utilisant la méthode des éléments finis a été établi a I’aide du logiciel FEMM. Pour paramétrer
ces modeéles, les données géométriques de la maquette expérimentale ont été introduites.
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Compte tenu de la similitude électromagnétique entre une TLIM et une MAS, le modele
dynamique dans le repére de Park a été présenté, permettant d’envisager une étude de
I’identification des paramétres ainsi qu’une stratégie de contr6le/ commande de la TLIM a
I’image d’une MAS.

Dans I’étude de I’identification des paramétres de la TLIM, plusieurs essais expérimentaux ont
éte effectués sur le prototype : essai a courant continu, essai & mover enlevé, essai a mover
bloque, ce qui a permis de déterminer les valeurs des paramétres du schéma monophasé
équivalent. Les mesures des caractéristiques de la force en fonction de la fréquence rotorique
ont également été démontrées.

Les modeéles théoriques (analytiques et numeriques) ont permis également le calcul des
parametres du schéma monophasé équivalent de la maquette. Mais avant d’utiliser les modeles
théoriques pour ces fins, une validation expérimentale de ces modeles s’appuyant sur la
corrélation des caracteéristiques de force en fonction de la fréquence rotorique a été mise en
place.

Les parametres de la maquette TLIM issus des méthodes théoriques et expérimentales ont enfin
été comparés pour mettre en évidence leur cohérence.

La partie contr6le/ commande de la génératrice a induction linéaire tubulaire a été menée, en
tenant en compte de I’exigence de la commande du systéme global. La commande vectorielle
a flux orienté développée s’est avérée tout a fait capable d’assumer le pilotage en force de la
TLIG dans une condition de grande dynamique (20 — 50 Hz mécanique). L’avantage de la mise
en ceuvre de cette commande est la simplicité concernant la programmation et le colt du
matériel réduit grace a I’absence d’appareils de mesure directe de flux.

Une simulation de la TLIM commandée par la commande vectorielle a été réalisée a 1’aide de
Matlab/ Simulink. Ensuite, une validation expérimentale de cette stratégie de commande a été
réalisée sur le prototype en mode « moteur », a défaut d’un prototype du moteur Stirling
« double effet ». Les parametres du schéma monophasé équivalent, identifiés précédemment,
ont été utilisés avec succes dans la commande réelle. Les résultats expérimentaux et de
simulation concordent trés bien.

Il est cependant important de signaler les formes d’onde particuliéres observées durant le
fonctionnement en oscillation permanent de la TLIM ou la TLIG. Les courants statoriques
parfois non-alternatifs, non sinusoidaux présentent sans aucun doute des contraintes de
surdimensionnement de la chaine électromécanique dans 1I’ensemble, dues a de grosses pertes.
Il est indispensable de mener, par la suite, une étude d’optimisation de la chaine
électromécanique (TLIG et convertisseurs statiques) du systeme de micro-cogénération.

Dans la commande de la TLIG, les pertes fer ont été négligées, seules les pertes joules
statoriques et rotoriques ont été considérées. Les parameétres introduits dans la programmation
de la commande étaient fixes. Or, a cause de 1’effet d’extrémités de la machine linéaire, ces
parametres, comme 1’inductance mutuelle, doivent fluctuer autour d’une valeur moyenne.
Drailleurs, le courant magnetisant a alors été maintenu constant durant le fonctionnement
oscillatoire de la TLIG. La forme d’onde ainsi que la valeur de ce courant devront étre
optimisées afin de maximiser le rendement de la TLIG (point traité dans le chapitre 5).
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Conclusion et perspectives

Une perspective de cette partie est la structure de la génératrice linéaire tubulaire a aimant
permanent (PMTLM), tout a fait envisageable pour notre systéeme. Cette machine, dont le
principe serait similaire @ une machine synchrone tournante (MS), offrirait des gammes de
solutions a haut rendement gréce a I’inexistence des pertes Joule « rotoriques » et a un entrefer
réduit. Néanmoins, les inconvénients qu’elle présenterait par rapport a la structure TLIM, sont
le lourd poids de la partie mobile, ’absence de la force centrifuge et de la sustentation naturelle
du mover, entrainant la mise en place d’un guidage mécanique, a laquelle s’ajoute un cott de
fabrication potentiellement élevé.
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Chapitre 4
Simulation et analyse globales du

systéme de micro-cogénération

Dans ce chapitre, nous allons traiter tout d’abord d’une étude de modélisation et de commande
de la chaine de convertisseurs statiques de puissance, qui servira a connecter le systéme de
micro-cogénération au réseau public. Ensuite, nous allons construire un modele global du
systeme en assemblant tous les modéles que nous avons étudiés depuis le début de ce mémoire
a savoir le moteur Stirling « double effet », la génératrice a induction linéaire tubulaire et la
chaine de convertisseurs statiques. Ce modele global sera appelé le « banc d’essai virtuel » qui
aura pour objectif d’étudier le fonctionnement en mode générateur de la TLIM, de valider le
contréle/ commande du systeme global, de valider I’aptitude du fonctionnement de la chaine
des convertisseurs couplée avec notre systeme et enfin de calculer le rendement électrique
global. La construction du banc d’essai virtuel sous Matlab/Simulink sera ainsi détaillée. Les
résultats seront exposes et analysés.

Dans le banc d’essai virtuel, la chaine thermomécanique sera préservée comme dans 1’étude de
prédimensionnement présentée lors du chapitre 2. Pour améliorer le rendement électrique
global, il sera nécessaire d’optimiser la géométrie ainsi que le fonctionnement de la génératrice
a induction linéaire tubulaire couplée a la chaine des convertisseurs statiques. Le modele global
du systéme sera un élément principal de 1’étude d’optimisation, permettant de calculer la (les)
fonction(s) d’objectif telle que la puissance ¢€lectrique injectée au réseau.

Néanmoins, I’utilisation de la simulation du banc d’essai virtuel dans un processus
d’optimisation présente de nombreux inconvénients notamment en termes de temps
d’exécution. Pour se préparer a 1’étude d’optimisation de la chaine électromécanique qui sera
réalisée dans le chapitre 5, un autre modéle global, appelé « plateforme énergetique », a été
construit. Ce modele global est etabli sous forme de codes Matlab, permettant de retrouver
toutes les grandeurs sous forme de valeurs moyennes par cycle de découpage des interrupteurs
(courants, tensions, flux, pertes, rendement, etc.) en régime permanent oscillatoire du systeme,
en prenant comme hypothese que les commandes associées au systeme sont parfaites. Les
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résultats de la plateforme énergétique seront comparés avec ceux du banc d’essai virtuel. Le
calcul de la plateforme énergétique s’effectue en trés peu de temps par rapport au banc d’essai
virtuel. Ainsi, la plateforme énergétique est compatible avec un processus d’optimisation.

4.1. ETUDE DE LA CHAINE DES CONVERTISSEURS STATIQUES DE PUISSANCE

4.1.1. Importance et structure de la chaine des convertisseurs statiques de
puissance

Une connexion au réseau public du micro-cogénérateur, via une chaine des convertisseurs
statiques de puissance, constitue tout d’abord un moyen indispensable en vue d’une gestion
optimale du flux énergétique du batiment équipé de ce systeme. En général, I’énergie électrique
produite par le micro-cogénérateur est destinée avant tout a satisfaire les besoins sur place de
I’habitat. Ensuite, en fonction de I’écart instantané entre la production et la consommation
électrique, les échanges de cette énergie avec une batterie et/ou avec le réseau seront mis en
place. Dans cette présente these, seuls la connexion et les échanges électriques du systeme avec
le réseau public seront considérés. Quant a 1’étude concernant le dimensionnement d’une
batterie de stockage électrique, elle a été abordée dans [3]. La gestion énergétique de ce systeme
de micro-cogénération exigerait des méthodes d’optimisation suffisamment complexes afin
d’optimiser un certain nombre de critéres technico-économiques et écologiques du systéme tout
en satisfaisant en temps réel les besoins énergétiques du foyer. La gestion deviendrait d’autant
plus délicate dans le cas ou le systéme de micro-cogénération sera désigné a participer a la
gestion globale du réseau électrique.

Ensuite, nous avons vu a la fin du chapitre 3 que les courants générés par la TLIG a mouvement
alternatif ne sont pas sinusoidaux ni symétriques. L’objectif de la chaine des convertisseurs est
alors de modifier la forme d’onde du courant a envoyer au réseau pour obtenir une injection
sinusoidale S0Hz, présentant un taux d’harmoniques conforme aux normes en vigueur (la CEI
61000-3-2 par exemple).

La structure adoptée pour la chaine des convertisseurs statiques, servant a connecter le micro-
cogenérateur au réseau public, est présentée dans la figure suivante :
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Onduleur c6té génératrice I I Onduleur coté réseau
bus_g bus_r
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Figure 4.1 : Chaine de convertisseurs statiques du systéme de micro-cogénération a moteur Stirling « double
effet ».

Dans ce schéma, la génératrice a induction linéaire tubulaire (TLIG) est connectée au réseau
par I’intermédiaire de deux convertisseurs liés par un bus continu :

Le convertisseur triphasé coté génératrice : Son role réside dans le pilotage en force de la
TLIG. Ses 6 interrupteurs IGBTs sont commandés de maniére a imposer les tensions triphasées
selon les consignes élaborées par la commande vectorielle (cf. Figure 3.31). Les courants
triphasés alternatifs sont canalisés par le sens des interrupteurs, le convertisseur débite sur le
bus DC un courant continu, noté I, = ..
Le convertisseur monophasé coté réseau : Il joue deux réles, d’une part pour maintenir la
tension du bus continu Vv, = constante et d’autre part, pour assurer I’injection sinusoidale au
réseau par lacommande PFC (Power Factor Corrector) appliquée sur ses 4 interrupteurs IBGTS.

Les deux convertisseurs sont commandés par les commandes M.L.I. Sur ce méme schéma, la
connexion alternée des sources de tension et de courant est vérifiée.

Le bus continu : La tension doit rester comprise dans une certaine plage de variation, quelles
que soient la forme d’onde et la valeur moyenne de la puissance transitée. Avec sa capacité de
stockage €lectrique, le condensateur du bus continuC, = permet 1’absorption des fluctuations
des courants et ainsi que le lissage de la tension DC.

Le réseau auquel le systéeme est connecté est un réseau domestique qui par rapport a la puissance
générée par le systeme, peut étre considéré comme un réseau de puissance « infinie », source
de tension parfaite dont I’inductance du réseau est négligeable (Lh.gm ~0). Il est nécessaire de
disposer un filtre LC a la sortiec de 1’onduleur c6té réseau afin de bloquer le passage des
harmoniques HF, dues au découpage, sur le réseau.

Le fonctionnement et le dimensionnement des constituants de la chaine des convertisseurs
seront détaillés dans les parties suivantes.
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4.1.2. Fonctionnement et modélisation de la chaine des convertisseurs statiques de
puissance

Comme déja mentionné, le convertisseur triphasé coté genératrice est utilisé dans la réalisation
de la commande vectorielle en force de la génératrice, abordée dans le chapitre précédent. Nous
rappelons les équations de son modele :

Vv,

va:%.(Zaa—ab—ac)[V] (4.1)
Vv,

v, = (20, - —a,)[V] (4.2)
%

v = g (20, -a,-a,)[V] (4.3)

Dans lequel :

a,, a,, a sont les signaux M.L.I élaborés par la commande vectorielle a flux orienté.

Nous focalisons davantage dans ce chapitre sur le fonctionnement, la modélisation et la
commande de 1’onduleur monophasé c6té réseau. Les grandeurs rencontrées dans cette étude
sont classées dans le tableau suivant :

Tableau 4.1 : Notations des grandeurs concernant [’étude de la chaine des convertisseurs statiques.

Notations Désignations Unités
s Tension temporelle monophasee du réseau \Y
s Amplitude de la tension du réseau \%

w Pulsation électrique du réseau rad/s
s Courant temporel envoye au réseau A
s Amplitude du courant envoyé au réseau A
L Inductance du filtre HF H
R, Résistance de I’inductance L Q
v, Tension instantanée aux bornes de I’inductance L \%
C Capacité du filtre HF F
f. Fréquence de coupure du filtre HF (passe-bas) Hz
I, Courant instantane du bus DC A
L, g Courant instantané du bus DC c6té génératrice A
L, Courant instantané du bus DC coté réseau A
Vs Tension instantanee du bus continu \%
AV, Variation instantanée de la tension du bus continu \Y
(Vi) Valeur moyenne constante de V,, () v
C,e Capacité du condensateur du bus continu F
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L pus Courant passant par le condensateur du bus continu A
V . Tension de sortie du convertisseur coté réseau \%
v Signal de commande sortie du correcteur (modulante pour le v
cmde comparateur M.L.I)
a Rapport cyclique pour 1’onduleur monophasé coté réseau --
froe Frequence de découpage Hz
Pgem Puissance active générée par la génératrice w
P, Puissance active envoyée au réseau W
p Pertes totales des interrupteurs du convertisseur triphasé coté W
ond_tri génératrice
Pertes totales des interrupteurs du convertisseur monophasé cété W
pond_mano A
réseau
Pertes dans le bus DC, il s’agit notamment les pertes joules dans W
Ppc le condensateur du bus continu

Comme le réseau est considéré comme une source de puissance « infinie » vis-a-vis de la
puissance électrique générée par le systeme, la tension aux bornes de la chaine est fixée a :

v, (t) = Vrés.sin(a)t) [V] (4.4)
Le convertisseur coté réseau absorbe le courant du bus continu, noté I, =, sous tension V, .
Quel est le signal de commande M.L.1 approprié et quelles conditions nécessaires pour obtenir

un courant de sortie de I’onduleur, sinusoidal a 50Hz, et en phase avec la tension du réseau ?
Considérons d’abord le circuit a la sortie de ce convertisseur :

Figure 4.2 : Circuit de sortie de ’'onduleur au réseau en basse fréquence.

Avec la convention génératrice (courant de I’onduleur va vers le réseau), la loi de maille permet
d’écrire :

%

di,
ond = Prés + RL 'irés + L% [V] (45)

Supposons que la forme d’onde sinusoidale en phase avec la tension du réseau du courant
injecté au réseau ait été obtenue, nous avons alors :
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i.(t)=1,.sin(ot)[A] (4.6)

Supposons également que la tension du bus continu ait été constante. Les 4 interrupteurs du
convertisseur monophasé sont commandés en complémentarité. Par conséquent, le modele
« moyen » a I’échelle de la période de découpage du convertisseur monophasé s’exprime par :
V,.=(2a-1).V, [V] (4.7)
A partir des équations (4.4)(4.5)(4.6)(4.7), I’expression du rapport cyclique approprié pour les

interrupteurs, afin d’obtenir un courant injecté au réseau sinusoidal et en phase avec la tension
du réseau, est la suivante :

1 1 2 2,
o= > + v (Vrés + RL.I“;S) + (a)L.Irés) .sm(a)t +,B) (4.8)
Dans laquelle :
LI,
p =arctan O (4.9)
Vrés + RL'Irés

Le diagramme de Fresnel suivant illustre ce fonctionnement, notons que I’amplitude de E

est la valeur moyenne (a I’échelle de la période de découpage) de la tension de sortie de
I’onduleur monophasé:

ond

joL.I

— >
Irés 7

res

Figure 4.3: Le digramme de Fresnel du fonctionnement de [’onduleur cOté réseau.

Dans ce diagramme, la chute de tension sur la résistance de 1’inductance L est négligée, car
celle-ci est tres faible devant la tension du réseau. Aussi, tenant en compte de la faible valeur
du terme wL.I, parrapporta vV, ’expression du rapport cyclique peut étre simplifiée par :

1 V. )
a~—+—2 sinlwt+ 4.10
> o (ot + ) (4.10)

bus

La condition pour le signal o est :
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1 V.
0< —+— sin(wt+ <1 4.11
AT (et +p) (4.11)

bus
Ce qui conditionne :

%

b

>V
us

rés

(4.12)

En conclusion, nous avons décrit le fonctionnement de 1’onduleur monophasé en convention
génératrice, gérant I’injection sinusoidale du courant au réseau. La condition indispensable pour
le fonctionnement souhaité du convertisseur exige que la tension du bus continu soit supérieure
ou égale a la valeur maximale de la tension du réseau. Le convertisseur travaille alors en mode
onduleur abaisseur de tension.

4.1.3. Dimensionnement de la chaine des convertisseurs statiques de puissance

Tension du bus continu : Nous choisissons tout d’abord la tension du bus continuV, - a 400V
pour satisfaire la condition (4.12). A cette valeur, la puissance électriqgue maximale
transmissible au réseau a travers le bus DC est 2410W, qui est bien supérieure a la puissance
maximale généree par le systeme (~1200W). Le choix de V, _est ainsi justifié. Les détails de
ce calcul sont précisés dans 1’annexe D.

Les convertisseurs statiques de puissance : Ensuite, les convertisseurs statiques sont
dimensionnés en fonction de la tension du bus continu et des dimensions de la génératrice
électrique qui imposent les valeurs des courants traversant des interrupteurs. En effet, le courant
maximal généré par la TLIG décide le calibre courant du convertisseur triphasé coté génératrice
et le courant maximal injecté au réseau détermine le calibre courant du convertisseur
monophasé coté réseau. Un exemple de choix des convertisseurs est présenté dans 84.2.3.3,
cette partie concerne le calcul des pertes des interrupteurs du banc d’essai virtuel.

Condensateur du bus continu : Quant au condensateur du bus continu, il est dimensionné en

) ) L ) . AV
fonction de la contrainte de variation de la tension du bus continu bus. 100% . En effet, la

(Vi)

forme d’onde du courant I, contient des harmoniques a la fréquence 2x f,_ et celle du

courant [, contient des harmoniques a la fréquence 2x f=100Hz. Ces variations
temporelles du courant du bus DC ainsi que celles de la puissance instantanée transitée par le
bus DC entrainent des fluctuations indésirables au niveau de la tension du bus continu. Par
conséquent, la capacité C, _sera précisément calculée pour réduire ces variations de V, _ (plus
de détail dans §4.3.2.3).

Dans ce paragraphe, comme seul le coté réseau est étudié, nous prenons, a titre d’exemple, une

capacité qui puisse evacuer une variation de courant de 3A pendant au moins 0,005s pour une
variation de tension inférieure & 2% de sa valeur constante. Nous avons donc :
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1
C - I.df=—=— 30,005=1875 uF 4.13
=g e 2%.400 a (413)

bus

Un condensateur de 2200uF (Felsic 105 de Sic Safco) est proche de cette valeur. La résistance
en série du condensateur vaut :

R,..=0,06[Q]

L’ensemble génératrice électrique, chaine des convertisseurs statiques de puissance et
condensateur du bus continu, appelé «chaine électromécanique » du systéme de micro-
cogénération, sera dimensionné dans une étude d’optimisation « multi-objectif », « multi-
contrainte » traitée dans le chapitre 5.

Le dimensionnement des autres éléments de la chaine des convertisseurs tels que 1’inductance
et la capacité du filtre L-C, est précisé dans I’annexe D.

4.1.4. Stratégie de commande du convertisseur monophasé coté réseau

La commande de I’onduleur monophasé coté réseau consiste a réaliser le rapport cyclique a,
montré dans 1’expression (4.10). Ainsi, I’objectif est d’une part de maitriser un courant injecté
au réseau sinusoidal 50Hz et en phase avec la tension du réseau, d’autre part, d’asservir la
tension du bus continu a sa consigne constante 400V.

Cette commande nécessite deux boucles en cascade : I’asservissement de courant du réseau,
plus rapide, est la boucle interne. La boucle de la tension du bus continu de constante de temps
beaucoup plus importante constitue la boucle externe de celle du courant. Le schéma suivant
illustre la stratégie de commande :

vrés(t)

1
Vré
V.t ot V(¢
bus ( )+ Y% P.1 - P.1 ¢ » Systéme 1,35( ): Systéme bus( ) >
Irésyr(t)
ki
k
L™ |

Figure 4.4 : Commande en cascade appliquée a I’onduleur monophasé cété réseau.

En premier lieu, la fonction de transfert entre a et i _a éte établie en considérant la loi de maille

a la sortie de ’onduleur monophasé (annexe D). La forme temporellement sinusoidale de la
consigne du courant est élaborée directement par la mesure de tension du réseau, en divisant
celle-ci par son amplitude 325V pour obtenir une forme d’onde sinusoidale de I’amplitude
unitaire et le facteur de puissance qui vaut 1. Quant a I’amplitude de la consigne du courant,
cette derniéere dépend de la puissance électrique a envoyer au réseau. Un correcteur P.I a été
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utilisé. La boucle d’asservissement de courant injecté au réseau a été construite (détails dans
I’annexe D).

En deuxieme lieu, pour construire la fonction de transfertentre ; _et V, , 1’égalité de puissance
entre deux cOtés du convertisseur monophaseé est utilisée :

1.(H)V,
P, (1)=V,. (). (t):%)mzprés(t) (4.14)

gene bus

En effet, les pertes totales de la chaine des convertisseurs sont tout d’abord négligées :

pandﬁtri + pondﬁmono + pDC = O (415)

La relation entre Vv, et I _ est une relation non linéaire'?, quand la puissance moyenne
transférée au réseau vaut 1200W, cette relation est montrée dans la figure suivante:

Caractéristique non-linéaire entre V,_ et |
bus res

X:7.524
Y:399.8

400

N
o
<]
7

100 / \

50 :[
Vbus(lres)
0

0 2 4 6 8 10
[Al

Figure 4.5: La relation non linéaire du convertisseur monophasé coté réseau.

Bien que la fonction entre la tension du bus continu et I’amplitude du courant injecté au réseau
soit non linéaire, ce qui nous intéresse, c’est une partie de cette fonction autour du point de
fonctionnement v, =400V, qui peut étre approximée par une droite tangentielle passant par
ce point (Figure 4.5). Ainsi, la relation entre Vv, et I _ est lingarisée autour de 400V ce qui
permet d’établir la fonction de transfert entre ces deux grandeurs.

La fonction de transfert obtenue est un systeme de 1° ordre, dont les coefficients sont
dépendants entre autres de la puissance transférée. Un correcteur P.I a été utilisé pour apporter
la précision au systeme. Ce correcteur devra étre performant méme face a des variations de la
puissance envoyée au réseau. Le constant de temps de la boucle fermée de tension doit étre
régle de maniere que cette boucle externe soit nettement plus lente par rapport a celle du
courant. Les détails de calcul concernant la boucle de tension du bus continu sont précisés dans
I’annexe D.

12 Détail en annexe D.
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La stratégie de commande développée précédemment s’inscrit dans la catégorie des
commandes PFC (Power Factor Corrector). Dans notre cas, le facteur de puissance a été fixé a
Iunité mais il peut tres bien varier en introduisant un retard de phase dans la consigne de i, (¢)
par rapporta v, (t).

Une simulation de I’onduleur monophasé coté réseau commandé par la commande PFC a été
réalisée a I’aide de I’outil Matlab/ Simulink afin de valider le principe de fonctionnement et la
performance de la commande.

4.1.5. Simulation de la commande du convertisseur monophasé co6té réseau

Comme montré dans I’annexe D, les fonctions de transfert ainsi que les correcteurs P.I sont
élaborés avec la convention réceptrice de I’onduleur monophasé. La simulation réalisée dans
cette partie illustre une commande PFC appliquée a I’onduleur monophasé en fonctionnement
indépendant du reste du systéme, a I’image d’un redresseur M.L.I a I’absorption sinusoidale de
courant.

L’aptitude de cette commande sera entierement validée lorsque I’onduleur monophasé sera
raccordé avec le reste du systeme pour fonctionner des lors en mode générateur avec I’injection
sinusoidale du courant au réseau. Le programme de simulation®® est présenté dans la figure
suivante :

SIMULATION DE LA CHAINE DE CONVERTISSEUR

CONNECTANT LE SYSTEME DE MICRO-COGENERATION STIRLING o— t ]
AU RESEAU Clock

V reseau@
1/Vres }‘

Vbus_cons ' reseau_cons — J ] L>v_réseau
1/RL Vbus
> >i_réseau
Inl Outl i Inl Outl modulante  alpha >
m

L/RL.s+1
. Inductance
Correcteur PI-Vbus Correcteur Pl-i _ Onduleur monphasé
Générateur des signaux MLI

BO de Vbus

Figure 4.6: Schéma bloc du programme de simulation de la commande du convertisseur monophasé coté réseau.

La puissance moyenne échangée avec le réseau est fixée a 1200W. Nous avons trouvé tout
d’abord que la commande maitrise trés bien 1’asservissement du courant du réseau. Le courant
HF est limité efficacement par le filtre dimensionné.

13 | es détails des blocs sont précisés dans I’annexe D.
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Résultat de |'asservissement du courant injecté au réseau
8 T Résultat de 'asservissement du courant injecté au réseau
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Figure 4.7 : Résultats de I’asservissement du courant sinusoidal injecté au réseau.

La figure suivante montre le résultat de I’asservissement de la tension du bus continu, boucle
externe de celle du courant :

Résultat de I'asservissement de la tension du bus continu Résultat de I'asservissement de la tension du bus continu
450 405
400 — 404
e
350 o 403
o 402 ~ ~ S -
300 ¢ /N /A /N /N
f 401 A \ F— f
250 [ \ /o 'R
> | > 400 ‘ t ‘ / ,
200 | \ i Vo L ]
3997 ] . — 7
150 398+ N 7 :
100 397 -
*
50 Vbus i 396 ths [l
Vbus Vbus
0 395 -
0 0.5 1 15 2 196 1.965 197 1975 198 1985 1.99 1995 2
Temps t [sec] Temps t [sec]

Figure 4.8 : Régulation de la tension du bus continu.

Avec la constante de temps de la boucle externe fixée a 200ms, la tension Vv, atteint sa
consigne apres ¢, =0,5s. La variation a la fréquence 2w (100Hz) de la tension du bus continu
est limitée par le condensateur du bus continuC, =~ a moins de 2%, mais ne peut pas étre
totalement supprimée.

Par conséquent, la consigne de ’amplitude du courant réseaul ", générée par le correcteur de
la boucle d’asservissement de V, , présente aussi une variation a la fréquence autour de sa
valeur moyenne. Cette variation ne doit pas entrainer la perturbation la forme sinusoidale du
courant injecté au réseau. Nous avons trouvé que dans le réglage du correcteur P.I de la boucle
externe de tension, il faut imposer un constant de temps trés important pour la boucle fermée
sans quoi la variation 100 Hz de I’amplitude du courant du réseau s’amplifie jusqu’a ce que la
forme sinusoidale du courant soit atteinte.
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Figure 4.9 : Consigne de ’amplitude du courant réseau générée par le correcteur de la boucle externe dont la
constante de temps vaut : (a) 200ms, (b) 20ms.
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Notons le cas ou la boucle de tension dont la constante de temps vaut 20 ms, la forme

sinusoidale du courant injecté au réseau est assez déformée :

Résultat de I'asservissement du courant injecté au réseau
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Figure 4.10 : Forme du courant du réseau sinusoidal avec la constante de temps de la boucle externe a 20 ms.

Les résultats de simulation concernant la commande PFC de I’onduleur c6té réseau ont été
présentés. Le correcteur P.I de la boucle externe a été synthétisée en tenant compte du
fonctionnement le plus « critique » du convertisseur est la ou la puissance active est maximale
(1200W). La performance de cette commande sera justifiée ultérieurement une fois cet onduleur
sera couplé avec le systeme dans un fonctionnement en générateur avec la puissance injectée
au réseau qui change.
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4.2, BANC D’ESSAI VIRTUEL DU SYSTEME GLOBAL

4.2.1. Objectifs d’'un banc d’essai virtuel

Nous avons étudié trois éléments principaux constituant le systeme de micro-cogénération : le
moteur Stirling « double effet », la génératrice électrique a induction linéaire tubulaire et la
chaine des convertisseurs statiques. L’état de connaissances sur le systéme est récapitulé dans
le tableau suivant :

Tableau 4.2 : Etat des études du systéme de micro-cogénération.

Etude théorique Validation expérimentale
Modele Stratégie de Modele Stratégie de

analytique commande analytique commande
Moteur Stirling « double v v « «
effet »
C_Ee[\e_ratrlce a induction % % % v
linéaire tubulaire
Chaine des convertisseurs v v v «

statiques de puissance

A défaut d’un prototype du moteur Stirling « double effet », I’assemblage des prototypes du
moteur thermique, de la génératrice électrique et de la chaine des convertisseurs avec le réseau
ne pouvait pas encore étre envisageable dans le but de mener une étude globale sur le
fonctionnement et le rendement du micro-cogénérateur. Cependant, en disposant tous les
modeles théoriques, une simulation globale du systeme pourra étre construite, hommée
désormais le « banc d’essai virtuel ». La simulation globale du micro-cogénérateur sera utilisée
dans I’¢tude des formes d’onde de différentes grandeurs physiques au sein du systeme ainsi que
pour prévoir le rendement global de celui-ci.

La chaine de conversion et de transformation énergétique du systéeme est illustrée dans la figure
suivante. Avant d’avoir obtenu un modéle plus générique du moteur Stirling « double effet »,

le dimensionnement de ce moteur est pour I’instant fixe avec P, ~1200 W (cf. Chapitre 2).

méca
Ce sont surtout les rendements n2, n3 que nous cherchons a améliorer dans la suite de cette
étude.

P

th l

Moteur Stirling

méca

d

Génératrice a induction
linéaire tubulaire

géné

Chaine de
convertisseurs
statiques

rés

Ui 7, 17,

Figure 4.11 : Chaine de conversion/transformation d’énergies du systéme de micro-cogénération.

Afin d’illustrer la chaine énergétique du systéeme global, nous proposons le schéma suivant.
Inspiré de la REM (Représentation Energétique Macroscopique), ce schéma sert a illustrer des
interactions énergétiques entre des différents éléments principaux du systeme :
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I Chaine énergétique |

Généra-
trice a
induction
linéaire
tubulaire

Partie commande

Commande | I, cene " | Commande | 7° Générateurl V?--, . Générateur |/ Cc;f;t:t:ézfu 1. | Controle de V:_u 3-
du moteur —— vectorielle a des signaux — des signaux one injecté au la tension du
Stirling flux oriente M.L.1 M.LI Jj'éseau bus continu

']
Indications: —  Action -a+—— : Réaction

Figure 4.12 : Représentation énergétique du systéme de micro-cogénération a moteur Stirling « double effet ».

4.2.2. Construction du banc d’essai virtuel

Cette partie consiste a la mise en ceuvre d’un couplage des différents modeles du systeme micro-
cogénérateur connecté au réseau. Le synoptique du banc d’essai virtuel est défini par le schéma
ci-dessous :

rés

Onduleur

Commande a de tension
PFC monophasée

M.L.I

© Réseau

bus

Génératrice

alInduction  WFcene
Linéaire

Tubulaire

Moteur Stirling
« double effet »

* Commandedu|F,_* Onduleur
ene | Commande | ¢
—yLJr@ moteur g vectorielle b de tension
- Stirling (PID) % |triphasée M.L.I

alb I,

Figure 4.13 : Synoptique du banc d’essai virtuel du systéme de micro-cogénération.
Couplage thermo-mécano-électrique :

Une structure de commande en cascade est adoptée dans laquelle, I’asservissement de la
position du piston/mover, disposant une constante de temps thermomécanique, constitue la
boucle externe. Le correcteur P.I.D de cette boucle génére la consigne de la force
électromagnétique pour la commande vectorielle de la TLIG, boucle interne, de constante de
temps électrique. La vitesse instantanée du mover est également imposée par le moteur Stirling.
En effet, la machine a induction linéaire tubulaire est ainsi entrainée mécaniquement en mode
générateur électrique. La puissance mécanique que la TLIG recoit de la part du moteur
Stirling est:
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Pt () = Foene (£)-9, (£) W] (4.16)
Ou Fope (t)est en opposition de phase par rapport a yp(t), a la fréquence naturelle du moteur
Stirling « double effet ».

Fonctionnement en mode générateur de la TLIM :

Nous avons étudié dans le chapitre 3, une commande vectorielle pour la machine a induction
linaire tubulaire en convention « moteur ». Néanmoins, en convention « générateur » les
¢équations du modele dynamique s’écrivent désormais :

. di d .
o =-Ri,~Lo%a M8y 5 (4.17)
dt L odt
. di,, . M
v, = —Rszsq - Lso-—dt —| o Lol +o, T P, (4.18)

En convention « générateur », la structure des boucles d’asservissement de la commande
vectorielle est présentée dans la figure suivante. Notons qu’une boucle d’asservissement du
courant statorique de I’axe d (i) a €té introduite dans les programmes, remplagant la boucle
du courant magnétisant i .

a)sLso_qu Génératrice
Isd + + Vsd _ + 1 Isd
Correcteur AI% I .
- - R +Lop
S s
olLoi
()
. M o
o Lol +o, _(ogveﬂeratnce
s L
) r
I + 1 Isq
Correcteur ﬁ g
B + S + sO-P

. M
olol +o—@¢,
s s S SL T

¥

(b)

Figure 4.14 : (a) Boucle d’asservissement du courant isq, (b) Boucle d’asservissement du courant isq dans la
convention « générateur ».

Les correcteurs PI pour corriger ces boucles restent donc les mémes que ceux qui sont utilises
dans la commande vectorielle avec la convention « moteur » (Chapitre 3). La consigne du
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courant magnétisant i, sera fixée a une valeur constante positive. La consigne du couranti_,
proportionnelle a la force électromagnétique, sera imposee par le correcteur P.1.D de la boucle
externe de la commande du moteur Stirling. La vitesse du piston est également imposée dans
1’équation électromécanique de la machine. La puissance électrique générée s’écrit comme suit:

P,.(t)=i,(t)o,(t)+i,(t)0,(t)+i (t)0 () W] (4.19)

Les pertes Joule statoriques et rotoriques s’écrivent :

P =R (12 (0))+ (i (1)) + (12 (1)) | W] (4.20)

P =2 R (12 (0)+(5,7 (1) | wa (4.21)

Les pertes mécaniques et ferromagnétiques sont négligées dans cette étude. Le bilan de
puissance de la génératrice est le suivant :

<Pméca (t)> = <Pgene (t)> + p]s + p]r [VV] (422)
Couplage entre la génératrice et la chaine des convertisseurs :

A condition que la tension du bus continu soit constante a 400V, la TLIG débite un courant
électrique sur le bus continu®* qui vaut:

L, .(t)= 1;2_((:)) [A] (4.23)

L’amont du bus continu apparait comme une source de courant I, (t).

14 Les pertes des convertisseurs sont d’abord négligées dans la simulation des formes d’onde des courants et
tensions, mais elles interviendront dans le calcul du bilan de puissance.
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Vbus (t) Ibus_r (t)

’

Pt dow @ K o
1. V=V - Sin| ot

@ = T v e T @T
« Bal B

Figure 4.15: Couplage entre ’onduleur monophasé coté réseau et le systéme.

En plus, nous avons 1’équivalence de puissance suivante :
L (£) V. () =i, (t)o, (t) =P, (t)[W] (4.24)

Or, selon la loi des nceuds, nous avons .

Ly () + I () =1, (1) (4.25)

Le couplage entre le coté génératrice et le coté réseau s’exprime donc par :

av, (t
P..(t)=P.(t)=—Cp.-V, (t).f:lf—;() (4.26)

Nous obtenons la relation non-linéaire entre v, et les puissances de deux cotés du bus DC.

Par rapport a I’é¢tude sur la commande de 1’onduleur monophasé coté réseau établie
précédemment, la boucle de courant du réseau reste la méme, mais la fonction de transfert entre

Vh_((p)) établie en mode récepteur , est remplacée par la caractéristique (4.26), correspondant
Irés p

au mode de fonctionnement en générateur. Toutefois, les correcteurs P.I seront conserves.

Traitement du démarrage du systéme :

La tension du bus continu est une entrée commune pour le modele de I’onduleur triphasé c6té
génératrice et celui de 1’onduleur monophasé cote réseau. En régime permanent, Vbus(t) est
constant & 400V pour assurer le fonctionnement correct des deux convertisseurs statiques en
méme temps. Or, au démarrage, la tension du bus continu ne s’établit & sa valeur nominale
qu’apres un certain temps de transition. En plus, pendant le démarrage, la TLIG regoit du réseau
la puissance électrique nécessaire pour magnétiser ses circuits magnétiques, avant de
commencer a fournir de la puissance électrique au réseau. Pour que le démarrage du systéeme
soit possible, la consigne de la course du piston devra augmenter lentement et réguliérement.
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Enfin, le programme de simulation globale réalisé avec 1’outil Matlab/ Simulink, est présenté
dans la figure suivante :

SIMULATION DU BANC D'ESSAI VIRTUEL
DU SYSTEME DE MICRO-COGENERATION STIRLING AVEC (O—>temps
CONNEXION AU RESEAU Clock

‘ V_réseau @
1/Vres ‘

L —> J URL \—ﬁ/fr,éseau
Im* i_réseau Vbus
Inl Outl In1Outl modulante alpha > L/RL.s+1 Pgene

Chrrecteur Pl-Vbus Correcteur Pl-i i Onduleur monphas¢ ~ Inductance Mesure de Vbus
Générateur des signaux MLI

BUS CONTINU
ypr 3 . RS dpr
.—,—v < Il Outl Fgene* Fgene f "
Correcteur PID Vbus L dyd1ll— &
(M.Stirling) . Pgene L
Génératrice commandée vectoriellement Te dyd2 .=
Step + Onduleur triphasé yd2—=3

Stirling "double effet”

Figure 4.16 : Programme du banc d’essai virtuel sous Simulink/Matlab.

4.2.3. Résultats du banc d’essai virtuel

4.2.3.1. Le paramétrage

Les données geomeétriques relatives au moteur Stirling « double effet » sont précisées dans la
partie §2.2.5 du chapitre 2. La commande P.I.D est paramétrée comme dans le paragraphe
8§2.4.2.

La consigne de la position du piston est temporellement sinusoidale dont I’amplitude sera fixée
a 2,23 cm, et dont la fréquence d’oscillation vaudra 174 rad/s pour fournir environ 1258 W
mécanique. Cette consigne est la seule a étre imposée dans cette simulation, a la différence de
la consigne de la force qui sera générée par le correcteur P.I.D du moteur Stirling « double
effet ».

Concernant la TLIG, une application de la géométrie de la maquette expérimentale construite
dans le chapitre 3, ne peut en aucun cas (méme en variant le courant magnétisant), donner un
rendement mécano-électrique différent de 0%, a cause d’importantes pertes joules. Pour tester
le fonctionnement du banc d’essai virtuel, nous optons une TLIG dont les parametres sont
présentés dans le tableau suivant :
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Tableau 4.3 : Paramétres de la génératrice linéaire tubulaire a induction utilisés dans la simulation globale.

Paramétres Notations Valeurs Unités
Reésistance statorique R, 0,2 Q
Inductance cyclique statorique L, 18,0 mH
Inductance mutuelle cyclique M 15,0 mH
Résistance rotorique R 2,0 Q
Inductance cyclique rotorique L 18,0 mH
Coefficient de Blondel o 0,3 --
Longueur du pas polaire T 4,8 cm
Masse du piston/mover My = M, 6,0 kg
Consigne du courant statorique I’axe d I, 25 A
Flux magnétisant 0,357 Wb

mag

Le dimensionnement des convertisseurs sera précisé apres avoir obtenu des formes d’onde
relatives aux courants générés, dans le calcul des pertes des convertisseurs du paragraphe
84.2.3.3. La capacité du bus DC prend la méme valeur que celle de I’étude des chaines de
convertisseurs statiques de puissance, a savoir 2200uF avec la résistance en série qui vaut
0,06Q. Le filtre HF a également la méme dimension avec L =50mH et R = 1,2Q et C = 6,25uF.

4.2.3.2. Analyses des formes d’onde

Comme mentionné précédemment, le moteur Stirling de 1258W prédimensionné n’est pas
compatible avec la maquette expérimentale du fait que toute la puissance mécanique du
mouvement du piston/ mover est transformée en pertes joules dans la conversion mécano-
électrique. Quel sera le dimensionnement de la TLIG le mieux adapté pour obtenir un bon
rendement électrique global ? Cette question trouvera sa réponse dans le chapitre 5. Pour
illustrer le fonctionnement du systeme & travers le « banc d’essai virtuel », considérons une
TLIG dont I’inductance magnétisante est plus importante et dont les inductances de fuite sont
plus faibles que celles de la maquette (cf. Tableau 4.3).

Les résultats de la simulation ont montré tout d’abord que la commande P.1.D du moteur Stirling
reste valable, la position du piston suit toujours trés bien sa consigne, 1’erreur maximale
observée est inférieure a 1%.
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Figure 4.17: Asservissement de la position du piston du moteur Stirling (a), Zoom sur ce résultat (b).

La commande vectorielle, boucle interne, gere tres bien I’asservissement de la force
électromagnétique résistante. En effet, la force et la vitesse instantanées se trouvent bien en
opposition de phase. La force maximale demandée a la génératrice est environ 660 N pour une
vitesse maximale qui atteint 3,9 m/s.

Force électrmagnétique et vitesse du piston
800
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Figure 4.18 : Asservissement de force résistante de la génératrice : (a) Force électromagnétique en opposition
de phase avec la vitesse du piston, (b) Zoom sur [’asservissement de la force.

Le courant « magnétisant » i _est aussi trés bien asservi a la valeur constante de 25A,
correspondant a un flux rotorique de valeur 0,375Whb. La figure suivante montre la forme des
deux courants i et i ainsi que le flux rotorique instantané.
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Figure 4.19 : (a) Courants statoriques des axes d, q (b) Flux rotorique des axes d, g.

Pour mieux comprendre le mode de fonctionnement en générateur de la TLIM, nous
considérons la caractéristique de la force électromagnétique en fonction de la pulsation
rotorique :

Caractéristique de force Fgene ©) Force électromagnétique et pulsation rotorique
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@ (b)

Figure 4.20 : Caractéristique de force de la TLIM en mode générateur entrainé par le moteur Stirling
« double effet »

Pendant un cycle mécanique, le point de fonctionnement de la TLIG fait un aller-retour sur cette
droite caractéristique, symétrique par rapport a son passage par 0 (Figure 4.20-a). La pulsation
rotorique maximale atteint 97 rad/s, soit 15,4 Hz, correspondant a une force maximale de 660N.
La pente de la caractéristique de la force vaut donc 6,9. En effet, dans la Figure 4.20-b, la force
¢lectromagnétique s’établit parfaitement en phase avec la pulsation rotorique en régime
permanence oscillatoire.

Le rapport entre la force et la pulsation rotorique peut étre vérifié théoriquement par :

F K.Q .1 2
gene (Drd. sq =§-Z'¢rd — 6,9 (427)
o, M1l 27 R

7'-r .(ord
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Dans ce fonctionnement, nous trouvons les relations suivantes entre les pulsations rotorique et
statorique en fonction de la vitesse du piston/ mover :

C R.
o =- z patt *ZT 0 (4.28)
3 7 o,
C. R.
o, = E_E_ patt ’: 0 (4.29)
S\t 3 7m og,

Par conséquent, quand la vitesse est non nulle le glissement vaut donc :

2C .R .7

palt
2
R.r

_ 4.30
3r’p F-2C (4.30)

g =
palt
La pulsation statorique varie en phase avec la pulsation électrique tandis que la pulsation
rotorique est en opposition de phase par rapport a la pulsation électrique. Pour la plupart du
temps, le glissement est autour de -0,6, zone de meilleur rendement pour la caractéristique de
force. Les pulsations statorique, rotorique et électriques sont montrées dans la figure suivante :

Pulsation statorique, rotorique et vitesse Variation temporel du glissement
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Figure 4.21 : (a) Les pulsations électriques instantanées de la TLIG, (b) Le glissment instantané.

Remarquons que o, et @, sont directement proportionnelle a la vitesse mécanique du mover.
Ainsi, les pulsations rotorique et statorique sont des fonctions sinusoidales dans le temps. De
ce fait, les courants (et les tensions) sont des fonctions complexes selon le temps :

cos{Kd. .cos(a) t+z).t} —sin{Kd. .cos[a) t+£].t} 1
m osc 2 m osc 2

i, |=|cos| K, .cos| @ t+ X .i,‘—2—7r —sin| K, .cos| 1+ 2 .t—zl 1.1 (4.31)
m osc 2 3 m o0sc 2 3 sq

cos| K. .cos| @ t+2 .t—4—7[ —sin| K, .cos| t+Z .t—4—7[ 1
i m osc 2 3 m osc 2 3 |
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Dans cette formule K, est un coefficient lie au dimensionnement de la TLIG :

37°.p ?-2C R.1°
(ord palt ™= r (432)

3r.T.0, dz

Kdim = yp mux'wosc '

Les courants et tensions génerés par la génératrice sont montrés dans la figure suivante. Les
formes d’ondes des tensions sont obtenues apres avoir filtré les harmoniques HF de découpage.

Courants générés par la génératrice 3-phases stator voltages
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Figure 4.22 : Courants et tensions triphasés générés par la génératrice a induction linéaire tubulaire.

Observons les formes d’onde non symétriques des courants et tensions genérés par la TLIG.
Les courants des phases a et ¢ sont alternatifs avec une valeur moyenne non nulle. Alors que le
courant de la phase b présente une forte valeur continue.

Au niveau de la puissance, les formes d’onde de la puissance mécanique et de la puissance
électrique qui contiennent que I’harmonique fondamentale de la fréquence mécanique (en
négligeant des harmoniques HF dues au decoupage) :

Puissance mécanique Puissance électrique
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Figure 4.23 : (a) Puissance mécanique recue par la TLIG, (b) Puissance électrique générée par la TLIG une fois
filtrée les harmoniques HF dues au découpage.

La valeur moyenne de la puissance mécanique générée par le moteur Stirling est -1258W et
celle de la puissance électrique générée par la TLIG vaut 539 W. Remarquons gue la puissance
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mécanique est toujours négative et varie de maniere sinusoidale a la frequence 2x f_. Le signe
négatif de cette puissance montre que la TLIG absorbe la puissance mécanique. La puissance
electrique fluctue sinusoidalement aussi a la fréquence2x f_. Cette puissance est, dans la
plupart du temps, positive ce qui signifie que la TLIG génere en moyenne de la puissance
électrique.

Rapportons dans un méme graphe toutes les courbes concernant la puissance mecanique, la
puissance électrique, la force électromagnétique ainsi que la vitesse du piston/mover, nous
constatons d’abord que la puissance électrique évolue de maniére retardée par rapport a la
puissance mecanique ce qui illustre évidemment la causalité physique. Ensuite, quand le
piston/mover décélere (en mode freinage), la TLIG produit I’énergie électrique. Et le cas
contraire, lorsque la TLIG accélere, elle génere beaucoup moins 1’électricité voire en consomme
pendant un certain laps de temps pour « booster » I’accélération. En effet, en ce laps de temps,
la plupart de 1’énergie mécanique sert & accélérer le mouvement du piston/mover.

3000 r
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2000 vx100 [m/s] ||
— F NI
gene

1500

1000

500 -
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500/

-1000
18.2 18.22 18.24 18.26 18.28 18.3
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Figure 4.24 : lllustration de la conversion mécano-électrique au sein de la TLIG.

Comme évoqué précédemment, une consigne évolutive de I’amplitude du mouvement
oscillatoire du piston/ mover s’avére utile pour une mise en route stabilisée de 1’ensemble du
systeme. Ce temps de transition est nécessaire parce qu’une consigne évolutive de la course du
piston est synonyme d’une demande progressive de la puissance générée. En effet, a I’image
d’une génératrice asynchrone, la génératrice a induction linéaire se démarre en absorbant de la
puissance électrique du réseau pour la magnétisation des circuits magnétiques. Un démarrage
en douceur permet de réduire amplement 1’appel du courant de démarrage, défavorable pour les
matériaux isolants ainsi que la stabilité de la mise en route. De plus, eu égard de la constante de
temps de la boucle d’asservissement de la tension du bus DC, cette derniére n’atteint a sa valeur
nominale 400V, indispensable pour le fonctionnement stable de la chaine electromécanique,
qu’aprés quelques centaines de ms. En deca de ce temps de transition, la mise en
fonctionnement nominal du systéme n’est pas possible. Le démarrage du systeme est illustré
dans la figure suivante ou le systéme s’établit en régime permanent aprés quelques 0,35 s.
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Transfert de puissance au démarrage TLIG
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Figure 4.25: (a) La consigne de position du piston au démarrage (toujours a 174 rad/s, mais I’amplitude est
progressive), (b) Les puissances mécanique et électrique au démarrage.

L’établissement de la tension du bus continu au démarrage est présenté dans la figure suivante :

Tension du bus continu Tension du bus continu
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Figure 4.26 : Asservissement de la tension du bus continu au démarrage (a) ; Zoom sur le régime permanent (b).

La tension du bus continu atteint le régime permanent apres environ une seconde avec un
dépassement de 8,75%. En régime permanent, elle est bien asservie a la valeur constante, 400V.
Evidemment, au niveau de la valeur instantanée de V,..» il'y a des harmoniques relatives a la
fréquence mécanique d’oscillation du piston et aussi a la fréquence du réseau. Mais avec le
condensateur C, = connecté au niveau de la tension du bus continu, I’amplitude créte-créte de
la fluctuation de v, = aété limitée a moins de 8V (2%). Le choix de la capacité du bus continu
est donc aussi justifié.

Au niveau de la connexion du réseau, le but est atteint : les correcteurs P.1 élabores dans 84.1.4
pour I’onduleur monophasé coté réseau restent efficaces dans ce fonctionnement d’injection
sinusoidale avec la puissance injectée au réseau qui vaut 539W. Le courant injecté au réseau
suit trés bien sa consigne sinusoidale et en phase avec la tension du réseau (Figure 4.27-a). La
variation HF créte-créte ne dépasse pas 0,2A (Figure 4.27-b). Dans de nombreux cas de figure
(cf. Chapitre 5), nous allons observer que cette commande reste validée lorsque la puissance
injectée au réseau change. L’asservissement réalisé sur I’onduleur monophasé coté réseau est
donc valable pour notre systéme.
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Courant envoyé au réseau et tension du réseau Asservissement de courant injecté au réseau
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Figure 4.27: (a) Asservissement du courant envoyé au réseau, (b) Zoom sur les variations HF de ce courant.

L’analyse des harmoniques du courant du réseau montre bien que son fondamental & 50Hz est
dominant. La forme d’ondes de la puissance injectée au réseau est indiquée dans la figure
suivante.
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Figure 4.28 : (a) L analyse d ’harmonique du courant envoyé au réseau, (b) Puissance active instantanée
envoyée au réseau.

Nous avons présenté les résultats du « banc d’essai virtuel » du systeme de micro-cogénération
en ce qui concerne la validité des stratégies de commande et les formes d’ondes de différentes
grandeurs physiques. Un exemple du fonctionnement du banc d’essai virtuel a montré une
possibilité de générer de I’énergie électrique par la génératrice a induction linéaire tubulaire
dans les conditions d’entrainement mécanique particulieres du systeme. Nous allons analyser
d’autres résultats du banc d’essai virtuel concernant les pertes dans la chaine électromécanique
compléte.

4.2.3.3. Pertes dans la chaine des convertisseurs statiques
a - Méthode de calcul des pertes des convertisseurs statiques :

Dans la simulation globale réalisée ci-dessus, nous n’avons pas pris en compte les pertes dans
les convertisseurs. La transformation de 1’énergie électrique au niveau de la chaine des
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convertisseurs a été supposée a rendement 100%. Toute puissance électrique générée par la
TLIG a été transférée au réseau.

Dans cette partie, le modéle de calcul des pertes des convertisseurs sera traité. Basé sur les
résultats obtenus des formes d’onde des courants alternatifs i , i,, i_ et i  (cf. Figure 4.22-a
& Figure 4.27-a) et ceux des rapports cycliques élaborés par les lois de commande vectorielle
ou PFC, les courants instantanés traversant par chaque interrupteur semi-conducteur des deux
onduleurs seront déduits. La puissance électrique véritablement transmise au réseau est la
puissance électrique genérée par la TLIG diminuée des pertes lors du fonctionnement de la
chaine des convertisseurs.

Nous étudions deux types de pertes engendrées par les interrupteurs semi-conducteurs. En
premier lieu, les pertes par conduction dans chaque diode et IGBT s’expriment par [30] :

2
pcond_diode = VDO' <Idiode > + RDO' (Idiode_ef:f) [W] (433)
2
pcond_IGBT = VCEO'<IIGBT> + RCEO'<IIGBT_eﬁ‘) [VV] (434)

Dans ces formules :

V,, €t V., sont respectivement les chutes de tension aux bornes des diodes et des IGBTs a
I’état passant [V].

R, R, sont respectivement des résistances des IGBTs et des diodes a I’état passant [Q].
(Lioae) » {I,csr ) SONt les valeurs moyennes des courants traversant chaque diode ou interrupteur
commandé [A].

Liiage o+ Licar o5 SONt les valeurs efficaces des courants traversant chaque diode ou interrupteur
commandé [A].

En deuxiéme lieu, les pertes par commutation, singuliérement pour les IGBTSs, peuvent étre
calculées en se basant sur 1’énergie dissipée lors d’une commutation, fonction du courant de
test qui les traverse (I,.,.). Ces fonctions sont fournies par les fabricants, précisées dans les
documents de fabrication. En général, ces fonctions peuvent étre approximées par une relation
linéaire :

V\/an = aon + bon'IIGBT [J] (435)
W =a,+b,g.1 050 D] (4.36)
Oua,, b, a, b, sontles coefficients déterminés expérimentalement.

En intégrant ces fonctions sur une moitié de la période électrique et en divisant la somme
obtenue par la période d’intégration, nous trouvons I’expression des pertes par commutation
d’un IGBT :
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pcom:%'fdec'[(a +a, ) (b +b, )<IIGBT>:|[VV] (4.37)

Dans laquelle v,  est la tension continue sous laquelle les tests de commutation ont été
effectués.

Pour aboutir aux valeurs des pertes des convertisseurs statiques, il faut tout d’abord calculer les
valeurs moyennes et efficaces des courants traversant chaque interrupteur des deux
convertisseurs coté géneératrice et coté réseau.

b - Pertes dans le convertisseur coté génératrice :

Compte tenu les courants instantanés générés par la TLIG, les formes d’ondes des courants
traversant les 6 interrupteurs de ce convertisseur sont présentées ci-dessous. Ayant les courants
instantanés passant par les diodes et les IGBTS, nous pouvons obtenir leur valeur moyenne et
efficace pour le calcul des pertes. La forme non symétrique des courants de la génératrice
conduit inévitablement a la surcharge de certains interrupteurs par rapport aux d’autres (Figure
4.29) ainsi qu’au surdimensionnement de 1’onduleur triphasé.
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Figure 4.29 : Les courants traversant les interrupteurs du convertisseur coté génératrice.

Pour le calcul de ces courants, il faut simplement noter que pendant 1’alternance positive du
courant de la phase a, I'IGBT T1 de l’interrupteur K et la diode D1’ de I’interrupteur Ky’
conduisent. Le courant traversant Ty s’exprime par :

i (t)=a,(t)4,(t) (i,>0) (4.38)
Ou «, est le signal de commande M.L.1 pour Ti.

La diode D1’prend le relais pour T1 donc son courant s’exprime par :
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in(t)=[1-a,(t)]4,(t) (,20) (4.39)

T1 et D1’ conduisent lors de I’alternance positive de la « phase a » et par conséquent, T1’ et D1
conduisant lors de I’alternance négative, nous avons donc :

i (t)=[1-,(t)]4,(t)(i, <0) (4.40)
i, (t)=a,(t)4,(t) (i,<0) (4.41)

La figure suivante illustre les courants instantanés traversant les interrupteurs T et D1’ ainsi
que la commande M.L.I correspondante :
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Figure 4.30: llustration des formes d'onde du signal de commande M.L.I du convertisseur cdté génératrice et
les courants traversant les interrupteurs T, et Dy .

De la méme maniere, nous pouvons déduire les valeurs instantanées des courants traversant les
autres interrupteurs tels que T», T3, D2’, D3’, T2’, T3’, D2, Da.

Finalement, le courant que le convertisseur triphasé coté genératrice débite sur le bus DC peut
étre déduit par la somme des courants suivants :

Lo o (8) = (£) 4100 (£)F iy (£) + iy (£) + g () +1ps (£) (4.42)

165



Banc d’essai virtuel du systéme global

La forme d’onde de ce courant ainsi que sa valeur moyenne sont montrées dans la figure
suivante :

®

Ibus—g

\ J | H I M M\. M

-:E'8.2 18.22 18.24 18.26 18.28 18.3
Temps t [sec]
Figure 4.31 : Courant du bus continu cdté génératrice ( filtrés les harmoniques HF).

Dans I’exemple traité, la valeur moyenne de ce courant vaut :
(I (1)) =135 A (4.43)

Compte tenu de la valeur maximale du courant passant par les interrupteurs (cf. Figure 4.29),
nous pouvons choisir, a titre d’exemple, 1’onduleur triphasé SEMIKRON SK 35 GD 12T4 ET
de caractéristiques suivantes :

Tableau 4.4 : Caractéristiques des interrupteurs de ['onduleur triphasé coté génératrice.

Généralité Caractéristiques des IGBTs Caractéristiques des

diodes
Calibre de courant Vg =11V a, =-710" V,,=0,9V
L =354 R ;o =35,7MQ b =2,510" R,,=39,7mQ
Tension de test a, =910"

V. =600V _ -5
b, =710

test

En appliquant les formules de calculs de pertes (4.33)(4.34)(4.37) avec les valeurs moyennes
et efficaces des courants des interrupteurs ainsi qu’avec les coefficients caractéristiques de
1I’onduleur, un programme de calculs des pertes (détaillé dans I’annexe D) permet d’obtenir les
résultats suivants :
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Tableau 4.5 : Récapitulation des pertes des interrupteurs de ’onduleur triphasé coté génératrice

Pertes des interrupteurs [W]

T1 D1 T2 D2 T3 D3
Par conduction 11,3 2,8 0 14,2 12,4 1,8
Par commutation 0 -- 0 -- 0 --

T1 D1’ T2’ D2’ T3’ D3’

Par conduction 3,5 8,5 14,1 0 2,3 9,5
Par commutation 0 -- 1,7 -- 0 --
Total par phase 26,1 30,0 26,1
Total 82,2

Nous constatons que les pertes de ce convertisseur ne se répartissent pas de maniere symetrique
sur les trois bras. Cela est d0 au fait que les courants triphasés générés par la TLIG ne sont pas
symétriques et présentent des parties continues importantes. Dans le chapitre suivant, en
optimisant la géométrie de la génératrice a induction linéaire tubulaire, nous allons optimiser la
valeur du courant magnétisant (le défluxage si nécessaire) afin de minimiser la somme des
pertes au sein de la chaine électromeécanique.

¢ - Pertes dans le convertisseur coté réseau

Le courant du bus continu a I’entrée de 1’onduleur monophasé est montré dans la figure
suivante :
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Figure 4.32 : Courant du bus continu c6té réseau (filtré des harmoniques HF).

Dans I’exemple traité, la valeur moyenne de ce courant est identique a celle du courant DC coté
génerateur ce qui montre la cohérence du modéle :

(e, (1)) =1,35A (4.44)

Compte tenu de la valeur maximale du courant injecté au réseau, nous pouvons choisir, a titre
d’exemple, I’onduleur monophasé SEMIKRON SK 10 GH 123 de caractéristiques suivantes
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Tableau 4.6 : Caractéristiques des interrupteurs de I’onduleur monophasé coté réseau

Caractéristiques des

Généralité Caractéristiques des IGBTs di
iodes
Calibre de courant Ve =12V a, =-1,8610" V., =12V

L, =10A R, =0,21Q b, =310" R,,=0,08Q

-4

Tension de test a,; =510
‘/tcst = 600V b = 51075
off

En appliquant la méme méthode de calcul comme pour 1’onduleur triphasé, les pertes totales de
cet onduleur valent, dans I’exemple traité 7,1 W, largement inférieure a celle obtenue pour le
convertisseur coté génerateur puisque le courant de sortie de cet onduleur est parfaitement
sinusoidal, et & valeur moyenne nulle.

d - Pertes dans le condensateur du bus continu

Les condensateurs de capacité relativement grande présentent souvent des pertes Joule qui peut
étre modélisées par une résistance mise en série avec la capacité, notée R, . Afin de calculer

les pertes Joule du condensateur, il faut d’abord connaitre le courant qui le traverse. A partir du
calcul des courants du bus continu c6té génératrice et du coté réseau, le courant du condensateur
sera calculé par la loi des nceuds :

iCbus (t) = _Ibus_g (t) + Ibus_r (t) (445)

La forme d’onde de ce courant est montrée dans la figure suivante :

leus(t)

. A A

Lo A A A
AN B N R T A
coll [\ Sereo J L
IR RN

/I ViR R Y

-4
18.2 18.22 18.24 18.26 18.28 18.3
Temps t [sec]

Figure 4.33 : Formes d’ondes du courant passant par le condensateur DC ( filtré les harmoniques HF).

La valeur moyenne de ce courant est pratiquement nulle. Comme la tension du bus continu, ce
courant contient des harmoniques relatives a la fréquence mécanique et a la fréquence électrique
du réseau.
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Par contre, sa valeur efficace est égale a I, . =1,68A. Le condensateur de 2200pF dont la
résistance en serie vaut 0,06Q présente les pertes Joule dissipées en chaleur :

Poc = Resglope o~ = 0,17 [W] (4.46)

ESR "~ Cbus _eff

Les pertes Joule du condensateur du bus DC sont trés infimes par rapport a des pertes dans les
convertisseurs statiques.

4.2.3.4. Bilan de puissance du systeme global

La puissance électrique qui peut étre finalement injectée au réseau équivaut :

R’és = ljgem’ - (pomi_fri + pand_mono + pDC) (447)

Le tableau suivant récapitule le rendement du systéme obtenu par le calcul du banc d’essai
virtuel :

Tableau 4.7 : Bilan de puissance du banc d’essai global virtuel

Point de fonctionnement :

Ypmax = 0,0223 [m] Zi'usvs:?vﬁ Pertes [W] Rendement
Dy =174 14/
Puissance mécanique générée par le m. Stirling 1258,0
Puissance électrique générée par la TLIG 539,1
Pertes Joule statoriques 254.,4
Pertes Joule rotoriques 464,5
Rendement de la conversion 0
mécano-€lectrique 7, Y
Pertes dans le convertisseur cOté genératrice 82,2
Pertes dans le convertisseur coté réseau 7,1
Pertes dans le condensateur du bus DC 0,2
Puissance électrique injectée au réseau 449,6
Rendement global 7, .7, 35,7 %

La conversion mécano-électrique a un rendement de 42,9% et le rendement global vaut 35,7%.
Notons que les pertes Joule de la génératrice peuvent étre récupérées sous forme de chaleur, car
la génératrice est intégrée au milieu du moteur Stirling, coté puits froids. A I’inverse, les pertes
des convertisseurs ne peuvent pas étre récupérables en cogénération.

Cet exemple de la chaine électromécanique donne un rendement global relativement
souhaitable. Toutefois, nous n’avons pas encore pris en compte du cofit total de la chaine
électromécanique. En plus, le bilan de puissance pourra étre amélioré, sachant que certains
parameétres du systéme ne sont pas encore optimisés tels que le courant (ou flux) magnétisant,
la géométrie de la TLIG et la dimension des convertisseurs statiques. Une étude d’optimisation
de la chaine électromécanique s’aveére indispensable afin d’exploiter au mieux la capacité de la
conversion mécano-électrique tout en tenant en compte 1’efficacité économique de la chaine.
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4.2.3.5. Sensibilité du rendement électrique en fonction du flux magnétisant

Nous avons appliqué dans le banc d’essai virtuel une machine a induction linéaire tubulaire
dont la géométrie est présentée dans le Tableau 4.3 et avons obtenu pour cette configuration un
rendement de 42,9% pour la conversion mécano-électrique et 35,7% pour le rendement
électrique globale. La chaine thermomécanique et la course du piston/mover ont été fixées. Lors
du fonctionnement de la génératrice, le courant magnétisant a été maintenu constant a 25A pour
un flux magnétisant de 0,375Whb. Mais le rendement électrique du systéme peut changer en
fonction du flux magnétisant. Dans cette partie, nous allons faire varier le flux magnétisant de
la TLIG pour dégager la sensibilité du flux magnétisant sur les rendements électriques du
systeme.

En supposant qu’il n’y a pas de saturation magnétique, pour un flux magnétisant variant de 0,3
a 0,8Wh, nous avons calculé les puissances électriques génerées par le systeme. Les résultats
obtenus sont présentés ci-dessous :

Rendements électriques en fonction du flux magnétisant

100 T r
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Figure 4.34 : Sensibilité du rendement électrique global en fonction du flux magnétisant de la génératrice.

Selon ces résultats, le flux magnétisant est une grandeur fonctionnelle importante qu’il est
nécessaire d’ajuster pour chaque chaine électromécanique afin d’obtenir le meilleur rendement

possible. Remarquons que le rendement est maximal pour®, =0,5 Wb (au lieu de 0,375
Wh), soit pour un courant magnétisant de 33A (au lieu de 25A). Un courant magnétisant plus
grand ou plus faible que cette valeur aura pour effet d’augmenter les pertes (pertes joules, pertes

des convertisseurs) et donc de diminuer le rendement du systéeme. Le courant magnétisant sera
désormais intégré dans le processus de conception comme parameétre d optimisation.
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4.3. « PLATEFORME ENERGETIQUE » EN VUE DE L’ETUDE D’OPTIMISATION DE LA CHAINE
ELECTROMECANIQUE DU SYSTEME

4.3.1. Objectifs de la « plateforme énergétique » et hypothéses simplificatrices

Nous avons construit le modele global du micro-cogénérateur, le « banc d’essai virtuel », qui a
permis de valider les lois de commande spécifiques pour chaque élément du systéme a savoir
la commande P.I.D pour I’asservissement de la position du piston, la commande vectorielle a
flux orienté pour le contréle de la force électromagnétique résistante de la génératrice et la
commande PFC pour la maitrise du courant injecté au réseau sinusoidal en phase avec la tension
du reseau. La simulation globale « banc d’essai virtuel » exige un temps d’exécution assez
important, environ 6 minutes, pour obtenir des résultats comme les puissances, les pertes, les
rendements. Dans un processus d’optimisation, il est particulierement nécessaire de disposer
d’un calcul rapide du bilan de puissance du systeme global. C’est pour cette raison qu’un second
modele global, appelé «plateforme énergétique » a été construit. Les hypothéses
simplificatrices suivantes ont été prises pour la construction de cette plateforme :

— Les commandes sont supposées parfaites si bien que les grandeurs a asservir se
superposent parfaitement a leur consigne. Le temps de réponse de la commande est
supposé nul.

— En raison de I’absence de découpage des interrupteurs, les valeurs instantanées des
grandeurs électriques comme courants, tensions, signaux de commande M.L.I, sont
égales a leurs valeurs moyennes par période de découpage.

— La géométrie du moteur Stirling « double effet », les entrées relatives aux températures
des chambres chaudes et froides, et la pression initiale sont considérées fixes. Le moteur
thermique fonctionne a sa fréquence naturelle. Par conséquent, nous avons la force
électromagnétique résistante qui sera en parfaite opposition de phase par rapport a la
vitesse de translation du piston.

La plateforme énergétique est le modele inverse du systéme, car il permet de déterminer les
courants, tensions et signaux M.L.I qui correspondent au régime permanent oscillatoire
recherché du systeme. Autrement dit, si ces courants, tensions et signaux M.L.I sont injectés au
systeme, ce dernier fournira des réponses en termes de position du piston, de force
électromagnétique et de vitesse du piston exactement comme les consignes.

L’absence de régulation automatique ainsi que le "moyennage" des grandeurs électriques a
I’échelle de la période de découpage favorisent un calcul tres rapide du modéle global, avec un
temps d’exécution de 1’ordre de 50ms.
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4.3.2. Réalisation de la plateforme énergétique

4.3.2.1. Lesentrées et les sorties

Les entrées de la plateforme énergétiques sont les consignes temporelles de la position du
piston, de la vitesse du piston, de la force électromagnétique développée par la génératrice, du

courant magnétisant, de la tension du bus continu, du courant envoyé au réseau.
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Figure 4.35 : Les entrées et sorties de la plateforme énergétique.

Selon I’hypothése N°1 mentionnée précédemment, ces grandeurs se superposent parfaitement

a leurs consignes et sont donc connues :

yl’(t):yl;() ypmax COS( osc )[m]
o(t) =5, ()= Y, cos[a) e+ j[m/s]

Fre (1) = g (1) ==Cou0(t) INI
L(t)=1/ =C"[A

Vbus (t) Vbus Cte [V]

i (t)=i,. (t)=1, sin(wt)[A]

Dans ces formules, les paramétres fixes du modéle sont les suivants :

Yoma = 0,0223 [m]
o, =174[rad/s]

C,.; =167,1[Nms]
V,. =400[V]

(4.48)

(4.49)

(4.50)

(4.51)

(4.52)
(4.53)

(4.54)
(4.55)

(4.56)
(4.57)

Notons que la force électromagnétique résistante du générateur est imposée en valeur et en
forme bien qu’en réalité, cette force est issue d’une boucle de régulation permettant de satisfaire
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la seule grandeur réellement imposée qui est la position du piston. Quelques entrées de la
plateforme énergétique sont tracées dans la figure suivante :

Position du piston Force électromagnétique et vitesse - P. énergétique
0.025 800 ; -
0.02 " —Fgene NI
600 v x 102 [mi/s] [
0.015
400 T
0.01 e ~
0.005 200 VA ~
— /
é 0 0 \ /
\\ //
-0.005 200 ¢ A
\
-0.01 ~_ | 7
-400 —
-0.015
002 -600
-0.025 -800
0 0005 001 0015 002 0025 0.03 0035 004 0 0005 001 0015 002 0025 003 0035 0.04
temps (sec) temps (sec)
(@) (b)

Figure 4.36 : Entrées de la plateforme énergétique : (a) La position du piston,(b) La force électromagnétique et
la vitesse du piston durant un cycle mécanique.

Les sorties principales du modéle sont les courants et les tensions triphasés générés par la TLIG,
les signaux M.L.I (valeurs moyennes) élaborés par la commande vectorielle, les courants du
bus continu et le rapport cyclique M.L.I élaboré par la commande PFC. Dans les paragraphes
suivants, nous allons traiter plus en détail de la construction ainsi que de I’analyse des résultats
de la plateforme énergétique. Ainsi, les résultats de cette plateforme seront confrontés aux
résultats du banc d’essai virtuel.

4.3.2.2. Construction du programme plateforme énergétique

Une simulation durant un cycle mécanique du piston (un aller-retour) suffit pour 1’étude
dynamique du systeme. Le «temps» t, un vecteur d’entrée, est défini en Matlab par
I’expression suivante :

L1 (4.58)

Ce qui signifie que le temps varie de t=0 a t = —, soit un cycle mécanique. N, =10000 est le

osc

nombre d’échantillons : le vecteur de temps possede N, +1éléments. La différence entre deux

instants consécutifs est fixée a

. Toutes les grandeurs « temporelles » telles que yp(t)’

t°J osc
Foo(t)s i (t), i, (), i,(t), i.(t)etc. sont aussi des vecteurs de N, +1éléments.
Le dimensionnement du moteur Stirling « double effet » est fixé selon les résultats de
prédimensionnement présenté dans le chapitre 2. Son dimensionnement n’est caractérisé vis-a-
vis de la génératrice que par trois parametres : son point de fonctionnement nominal (y,,.. . f,..
) et le coefficient de frottement visqueux récupératifCW. Le reste du paramétrage de la

173



« Plateforme énergétique » en vue de I'étude d’optimisation de la chaine électromécanique du systeme

plateforme énergétique est le méme que dans I’exemple du banc d’essai virtuel : les parameétres
du schéma monophasé equivalent de la TLIG (cf. Tableau 4.3), les coefficients caractéristiques
des convertisseurs statiques (cf. Tableau 4.4 et Tableau 4.6), le réseau électrique domestique
(325V,50Hz) et le dimensionnement du filtre HF a la sortic de I’onduleur monophasé c6té

réseau (cf. 84.1).

Tableau 4.8 : Les parametres fixes de la plateforme énergétique.

Eléments du systéme

Paramétres fixés correspondants

Moteur Stirling « double effet »
Génératrice a induction linéaire tubulaire

Chaine des convertisseurs statiques de
puissance

Bus continu

Réseau domestique et filtre HF

ypmax ! a)osc ! Cpalt
z-’I{s’l{r’]\4’Ls’Lr’Isd
R, Vo, Ry V.,

CEO’ CEo
Aoy 1 bon ! aoff ! boff ! ‘/[ES[ ! fdec
Vs max(AVbus)

b
vrés(t),cosgo,L, R,,C

DO’

Les détails des équations permettant de déduire les sorties a partir des entrées sont précisés dans
I’annexe D. Nous présentons a la figure suivante :
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Figure 4.37 : Synoptique de la plateforme énergétique, modéle inverse du systeme.

Notons que comme pour le banc d’essai virtuel, cette modélisation néglige les pertes
mécaniques et magnétiques (par hystérésis et par les courants de Foucault) de la TLIG.

4.3.2.3. Résultats de la plateforme énergétique
a - Formes d’ondes des grandeurs de sortie

Les valeurs temporelles des grandeurs électriques (courants, tensions, signaux M.L.I, etc.)
calculées par la plateforme énergétique sont exemptes de découpage des interrupteurs. Elles
sont, en effet, les valeurs moyennes par période de découpage des consignes de ces grandeurs.

La figure suivante montre les formes d’onde les courants et tensions de la TLIG durant un cycle
mécanique :
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Figure 4.38 : Résultats de la plateforme énergétique : (a) Courants et (b) Tensions générées par la génératrice a
induction linéaire tubulaire.

Ces courbes sont parfaitement similaires aux formes d’onde des courants et des tensions
obtenues grace au banc d’essai virtuel, en comparant avec la Figure 4.22. Le fonctionnement
de la TLIG est illustré dans la figure suivante avec les courbes des pulsations électriques et la
caractéristique de la force :

Pulsations électriques Caractéristique de la force
300 800
N 600
200
L 400
/ ™
100 ——
~. . 200
g N\ z
e 4 =
3 0F 7 2 0
© N /s / [}
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\\ V4 . e L o0
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Figure 4.39 : Résultats de la plateforme énergétique : (a) Les pulsations électriques de la TLIG (b)
Caractéristique de la force durant un cycle mécanique.

Les courbes des pulsations statorique, rotorique et électriques sont bien identiques a celles
obtenues du banc d’essai virtuel, en comparant avec la Figure 4.21. Nous retrouvons également
la caractéristique linéaire entre la force et la pulsation rotorique.

Les résultats sur les signaux M.L.I de la commande vectorielle et le courant du bus continu coté
génératrice sont montrés dans la figure suivante :

176



Chapitre 4 Simulation et analyse globales du systéme de micro-cogénération
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Figure 4.40 : Résultats de la plateforme énergétique : (a) Rapports cycliques pour I'onduleur triphasé, (b)
Courant que la TLIG débite sur le bus continu.

Rappelons que le courant injecté au réseau est aussi une entrée du modele. En supposant que la
commande PFC est parfaite, les pertes des convertisseurs sont tout d’abord négligées, le courant
injecté au réseau s’écrit :

2V, .
i ()= 2 gbus‘g(t».sin(a)t) (4.59)

rés

Ce qui, avec les formes d’onde du rapport cyclique de I’onduleur monophas¢, permet de trouver
le courant du bus continu c6té réseau :

Rapport cyclique de I'onduleur cbté réseau Courants ibuS cOté réseau
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Figure 4.41 : Résultats de la plateforme énergétique : (a) Rapport cyclique pour I’onduleur monophasé, (b)
Forme d’onde du bus continu coté réseau.

Les valeurs moyennes des courants du bus continu coté génératrice et coté réseau sont égales a
1,35A.

b - Bilan de puissance

Ayant obtenu des formes d’onde des courants, tensions et rapports cycliques des deux
convertisseurs. La puissance électrique générée par la TLIG, la puissance électrique envoyée
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au réseau, les pertes Joule statoriques et rotoriques, les pertes des convertisseurs, les pertes
Joule du bus DC pourront étre calculées selon les méthodes détaillées dans §4.2.

Comparons tout d’abord le bilan de puissance issu de la plateforme énergétique avec celui du
banc d’essai virtuel, présenté dans §4.2.3.4.

Tableau 4.9 : Comparaison du bilan de puissance calculé par le banc d’essai virtuel et par la plateforme
énergétique

Point de fonctionnement :

Ypmae = 0,0223 o Banc d’essai Plateforme
virtuel énergeétique

o, . =174 rad/s

Puissance mécanique [W] 1258,0 1257,5
Puissance électrique genérée [W] 539,1 537,9
Pertes Joule statoriques [W] 254,4 254,4
Pertes Joule rotoriques [W] 464,5 465,1
Rendement de la conversion mécano-électrique 42,9% 42,8%
Pertes dans le convertisseur coté géneratrice [W] 82,2 82,2
Pertes dans le convertisseur c6té réseau [W] 7,1 7,2
Pertes dans le condensateur du bus DC [W] 0,2 0,2
Puissance électrique injectée au réseau [W] 449,6 448,2
Rendement global 35,7% 35,6 %

Le tableau ci-dessus montre tout d’abord que les deux méthodes de calcul donnent des résultats
tout & fait cohérents. Les rendements de la conversion mécano-electrique ainsi que les
rendements globaux issus de deux modeles sont quasiment les mémes. Les résultats de deux
méthodes concernant des pertes des convertisseurs et du bus continu coincident aussi trés bien.

Les formes d’onde des puissances générées par le systéme sont précisées dans la figure
suivante :

Puissance électrique et mécanique - P. énergétique P« (1) - P. énergétique
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Figure 4.42 : Résultats de la plateforme énergétique : (a) Puissance mécanique et électrique générée par la
TLIG, (b) Puissance envoyée au réseau (sans pertes des convertisseurs).
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Une fois de plus, nous pouvons examiner la cohérence entre la plateforme énergétique et le
banc d’essai virtuel a travers la sensibilité du rendement électrique global du systeme vis-a-vis
du flux magnétisant. La comparaison est détaillée dans le tableau suivant :

Tableau 4.10 : Comparaison des résultats du banc d’essai virtuel et de la plateforme énergétique avec le flux
magnétisant variant.

Flux Banc d’essai virtuel Plateforme énergétique
magnétisant

Wb P,.[W] P, W] P,.[W] P, [W]
0,3 307,8 230,8 306,0 230,1
04 577,6 484.,4 576,5 480,6
0,5 625,7 503,8 624,8 502,7
0,6 570,3 413,8 569,6 412,3
0,7 452,0 251,7 451,4 250,7
0,8 287,71 32,9 287,2 34,1

¢ - Dimensionnement des éléments de la chaine des convertisseurs

La plateforme énergétique constitue également un élément important dans le dimensionnement
des élements de la chaine des convertisseurs : les convertisseurs triphasé et monophase, le
condensateur du bus DC. Etant donné que les courants triphasés de la génératrice et le courant
injecté au réseau sont les résultats de la plateforme, nous pouvons dimensionner les
convertisseurs en choisissant les courants de calibre comme des valeurs entieres supérieures a
des valeurs maximales des courants passant par les interrupteurs. Ainsi, nous avons :

> max(i i ic) (4.60)

lcalibr@fgenc a’ b’

> max(irés ) (4.61)

calibre _rés

Le dimensionnement des onduleurs sera développé plus en détail dans le chapitre 5 concernant
I’optimisation de la chaine électromécanique.

Ayant les formes d’onde du courant du bus DC coté génératrice et coté réseau, le courant
passant par le condensateur du bus DC est déduit. Vérifions que la valeur moyenne de ce courant
est nulle. L’intégration de ce courant est également montrée dans la figure suivante :
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Courant passant par la capacité bus continu L'intégral du courant passant par la capacité bus continu
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Figure 4.43 : Résultats de la plateforme énergétique : (a) Courant passant par le condensateur du bus continu,
(b) Intégration de ce courant.

Si nous imposons la variation de la tension du bus continu a une certaine limite, par exemple :

max(4V,, )=2%.(V, ) =8V (4.62)

La capacité du condensateur pourra étre dimensionnée par les calculs suivants :

Remarquons d’abord que la forme temporelle de I’intégration du courant du condensateur du
bus DC reflete la forme instantanée de la variation de Vv, autour de sa valeur moyenne car :

1
V, . (t)= o [1,..(t)dt (4.63)

En nommant le terme d’intégration :

(Bt (4.64)

La capacité nécessaire vaut donc :

S(t):jl

__ 4 (4.65)
max(AV )

bus

bus

Ou ASest la valeur créte-créte de S(t).

Dans la derniére figure, AS vaut environs 14.10° [As] ce qui donne C,,. =1750[uF]. En

conclusion, la capacité du bus continu doit étre supérieure ou egale a cette valeur pour satisfaire
la limite de variation V, imposée dans (4.62).

Dans I’exemple du banc d’essai virtuel, nous avons pris la valeur C, =2200[uF] ce qui est
bien satisfaisant vis-a-vis de la condition ci-dessus de max(4V,,).

Finalement, la plateforme énergétique est un modéle inverse du systéme global. Elle nécessite
un temps d’exécution tres faible (de ’ordre 50ms). A 1’issus de ce calcul, nous obtenons les
formes d’onde des consignes de toutes les grandeurs au sein du systéme, les puissances
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électriques genérées, les pertes ainsi que le rendement global. La plateforme énergétique ainsi
construite sera donc adaptée a un processus d’optimisation.

4.4, CONCLUSION ET PERSPECTIVES

Dans ce chapitre, nous avons étudié en premier lieu la chaine de convertisseurs statiques de
puissance qui connecte le systéme de micro-cogenération au réseau domestique. La structure
de la chaine a été tout d’abord choisie, comportant un convertisseur triphasé coté génératrice et
un convertisseur monophase c6té réseau. Les deux convertisseurs sont liés par un bus continu
auquel est connecté un condensateur afin de maintenir la tension du bus la plus constante
possible. Le fonctionnement du convertisseur triphasé coté génératrice étant étudié dans le
chapitre 3 concernant la réalisation de la commande vectorielle de la TLIM, nous sommes
focalisés davantage dans ce chapitre sur la modélisation, le fonctionnement et la commande du
convertisseur monophase coté réseau. Le r6le majeur de ce convertisseur étant d’assurer une
injection au réseau d’un courant sinusoidal conforme aux normes en vigueur, une commande
de type PFC (Power Factor Corrector) a été ainsi développée et mise en simulation. Cette
commande contient deux boucles en cascade, la boucle interne de courant envoyé au réseau et
la boucle externe d’asservissement de la tension du bus continu (constante a 400V). Le
fonctionnement du convertisseur monophase présente des non-linéarités, les correcteurs P.l ont
été synthétisés dans la condition la plus critique ou la puissance transférée au réseau est la plus
importante (1200W dans I’exemple numérique traité). Cette commande a été validée lorsque la
puissance envoyée au réseau varie.

En deuxiéme lieu, le couplage des modeles de tous les éléments du systéme a savoir le moteur
Stirling « double effet », la TLIG et la chaine des convertisseurs, a été realisé afin de constituer
un « banc d’essai virtuel ». Ce modéle global a permis d’étudier le fonctionnement en mode
générateur de la TLIM, de conclure que la maquette de la TLIM est énergétiquement non-
compatible avec le moteur Stirling « double effet » prédimensionné. Le banc d’essai virtuel
global a également permis de valider le contr6le/ commande globale du systeme constitué par
une commande P.1.D, une commande vectorielle en force, une commande PFC, en régime
permanent oscillatoire générateur de puissance connecté au réseau. Le démarrage du systeme a
été également traité dans ce modele. Les formes d’ondes des grandeurs telles que courants
triphasés, tensions triphasées, pulsations électriques, glissement, flux, puissances, tension du
bus continu, courant envoyé au réseau ont été analysées. Le dimensionnement des
convertisseurs a été présenté. Les pertes dans les convertisseurs ainsi que dans le condensateur
du bus continu ont été ensuite étudiées. 1l est important de noter que les courants triphasés
générés par la TLIG sont non-symétriques et de valeur moyenne non nulle ce qui entraine les
surdimensionnements du convertisseur c6té génératrice et les pertes importantes de celui-ci. Le
banc d’essai virtuel a permis de dégager la perspective de production électrique efficace par
une TLIM dans la condition d’entrainement mécanique particulier du systéme. Avec une TLIM
de I’inductance magnétisant 15mH et du coefficient de Blondel 0,3, nous avons obtenu un
rendement de la conversion mecano-électrique qui vaut 42,9%. Les courants de calibre des
convertisseurs sont ensuite choisis en tenant en compte le courant maximal généré par la
génératrice. Puis, le calcul des pertes des convertisseurs est réalisé ce qui permet de déduire la
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puissance electrique injectée au réseau. Le rendement global obtenu est égal a 35,6%. Ce
rendement est cependant sensible au courant magnétisant de la TLIG. Dans 1’étude
d’optimisation de la chaine électromécanique, a c6té des parameétres géométriques, le courant
magnétisant sera aussi un paramétre important a optimiser pour chaque systéme en vue d’un
rendement global optimal.

En troisiéme lieu, en vue d’une optimisation de la chaine électromécanique du systeme, le
modele inverse du systéme global, la « plateforme énergétique », a été construit. Toutes les
grandeurs a asservir du systtme comme la position, la vitesse du piston, la force
électromagnétique, le courant magnétisant, la tension du bus continu, le courant injecté au
réseau sont supposées identiques a leurs consignes. Les consignes des autres variables telles
que les courants, les tensions, les rapports cycliques ont été déduites. Sachant que le banc
d’essai virtuel exige un temps d’exécution assez important de 6 min, la plateforme énergeétique
basée sur les calculs des valeurs moyennes a 1’échelle d’une période de découpage, est
beaucoup plus rapide ou le temps d’exécution est de 1I’ordre de 50 ms pour fournir les résultats
de courants, tensions, pertes, puissances et rendement du systeme. La plateforme énergétique
est donc apte a étre intégrée dans un processus d’optimisation, car ses résultats ont montré une
trés bonne cohérence avec ceux du banc d’essai virtuel.

Dans le calcul de ces deux modeles, la géométrie de la chaine thermomécanique est toujours
fixée comme dans 1’étude de prédimensionnement et les pertes mécaniques et magnétiques de
la TLIG ont été négligées.
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Chapitre 5
Optimisation du dimensionnement de la
chaine électromécanique du micro-

cogénérateur

Dans ce dernier chapitre, 1’étude d’optimisation du dimensionnement de la chaine
électromécanique du systéeme de micro-cogénération sera traitée indépendamment de la chaine
thermomeécanique. Ainsi, le dimensionnement du moteur Stirling « double effet » reste fixe et
correspondant aux résultats obtenus issus de I’¢tude de prédimensionnement présentée dans le
chapitre 2.

La structure a optimiser comporte une génératrice a induction linéaire tubulaire (TLIG) associée
a une chaine des convertisseurs statiques®® qui constitue non seulement I’objet principal d’étude
de cette présente thése, mais aussi la solution adéquate et avantageuse pour la conversion
mécano-€lectrique de notre systéme. Rappelons les nombreux avantages offerts par la structure
TLIG : aptitude a fonctionner avec une grande dynamique (mover léger, sustentation naturelle
du mover grace a des forces radiales, pertes mécaniques négligeables, contréle/ commande
maitrisé), fabrication facile, co(t de fabrication et de maintenance relativement faible, etc. A
I’inverse, cette structure pourrait avoir un rendement mécano-électrique médiocre conditionné
par un entrefer effectif important et par la présence des pertes joules dans 1’induit (mover), etc.
L’étude de conception de la chaine électromécanique devra tenir compte de tous ces
inconvenients afin d’optimiser le rendement énergétique global que le systéme adoptant cette
structure sera capable d’atteindre.

15 e schéma de la chaine des convertisseurs statiques a été précisé dans la figure 4.1 du chapitre 4.
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Eu égard a de multiples exigences technico-économiques portées sur le choix de la chaine
électromécanique °, le probléme d’optimisation posé sera caractérisé comme « multi-objectif »
et « multi-contrainte ». La méthodologie de la conception utilisant 1’algorithme génétique
« NSGA-I1I » sera tout d’abord précisée. Le processus d’itération d’optimisation se base sur le
modele électromagnétique analytique de la TLIG ainsi que le modele global, « plateforme
énergétique ». Deux objectifs sont adoptés : maximiser la puissance électrique moyenne
injectée au réseau domestique et minimiser le codt total de la chaine électromécanique. De
nombreuses contraintes sont imposées afin de considérer les limites géomeétriques, physiques
et techniques.

Cette étude d’optimisation a permis d’obtenir des résultats significatifs sur lesquels nous allons
porter des analyses détaillées dans les paragraphes de ce chapitre.

5.1. METHODOLOGIE DE DIMENSIONNEMENT OPTIMALE

En premier lieu, nous allons aborder le principe de 1’algorithme génétique NSGA-II, 1’élément
« central » qui aide a créer 1’évolution dans tous les processus d’optimisation en vue d’aboutir
a des objectifs.

5.1.1. Algorithme génétique NSGA-II

L’algorithme génétique NSGA-II (Non Dominated Sorting Genetic Algorithm-I11), développé
par le professeur K. Deb en 2002 [31], a été utilisé pour explorer ce probléeme multi-objectif,
multi-contrainte.

L’algorithme génétique (AG) est basé sur le principe de I’évolution biologique des especes
vivantes découvert en XIX®™ siécle par le célébre scientifique C. Darwin. L’AG simule en effet
le processus de la sélection naturelle : les individus les mieux adaptés a I’environnement tendent
a bien reproduire et a exister plus longtemps tandis que les individus les moins adaptés tendent
a disparaitre.

Pour décrire un AG en genéral, les configurations, définies par un jeu de paramétres, et qui
seront modifiées selon un processus spécifique sont formalisées sous forme des « populations
d’individus ». Au commencement, il génére de fagon aléatoire une population appelée
« solution initiale ». Chaque individu sera évalué selon le(s) critére(s) ou fonction(s) objectifs.
La population devra ensuite subir une sélection ou seuls les meilleurs individus survivront. Les
techniques de sélection sont nombreuses : par la « roue de la Fortune » ou par «tournois », etc.
[3]. La population résultante subit ensuite un processus de reproduction par deux mécanismes
que sont le croisement et la mutation. Pour le croisement, deux individus échangent un ou
plusieurs de leurs éléments pour former de nouveaux individus, appelés enfants. Les mutations
des individus consistent a modifier légerement et de maniére hasardeuse les solutions obtenues
afin d’éviter une convergence précoce vers une solution locale. A la fin de ce processus, les
enfants substituent tout ou en partie la génération des parents afin de créer une nouvelle

16 précisées dans ce chapitre.
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génération (premiere génération). Tout ce processus se réitere jusqu’au critere d’arrét qui est
souvent un nombre maximal de générations. La figure suivante résume le principe de I’AG :

Début

Y
Population initiale de la
générationt=0

Evaluation de la fonction
d’objectif de chaque individu

Y
Sélection des individus

Y

Opérateur de croisement et
de mutation
non
Y
Création de la nouvelle S’”te[e
population P(t) — > arrét
respecté?
oui
Y
Meilleur
résultat
Y
Fin

Figure 5.1 : Principe de I’algorithme génétique [32].

Dans une optimisation « multi-objectif », aucune amélioration ne peut étre faite sur un critére
sans dégrader au moins la valeur d’un autre critére [32]. Au contraire de 1’optimisation mono-
objective dont le but est de trouver une seule solution optimale, I’optimisation multi-objective
donne un ensemble de solutions sous forme d’un front de Pareto. Il s’agira ensuite d’exploiter
de différentes solutions tout le long de celui-ci.

Le principe d’évolution de 1’algorithme NSGA-I1I est illustré dans la figure suivante :

185



Méthodologie de dimensionnement optimale

Tri selon la non- Tri selon la distance de
dominance crowding P
t+1
- | B | oo
F, | I I S,
P’t est née par:
Sélection,
F3 Croisement
N\ N\ Mutation
t : Individus
=== rejetés
o
R

Boucle sur les générations

Figure 5.2 : Principe de I’algorithme NSGA-11 [31].

L’algorithme génétique NSGA-Il permet une optimisation élitiste, multi-objectif et multi-
contrainte. En effet, les individus parents P et les individus enfants Q: sont tout d’abord
assemblées pour effectuer la sélection ce qui assure 1’¢litisme : Les meilleurs individus des
générations ascendantes pourront ainsi persévérer dans les générations descendantes. La
procédure de tri selon la non-dominance et 1’opérateur de comparaison basé sur un calcul de la
distance de crowding sont des techniques assurant la rapidité de 1’algorithme [31]. Aprés une
évaluation de la population Pt U Qy, les individus seront classés sur les fronts F1, Fo, Fa... Les
fronts optimaux seront sélectionnés afin de créer une nouvelle génération parente Pi.1. A partir
de cette génération parente, une nouvelle génération d’enfant sera générée par le processus de
sélection, croisement et mutation. Pt+1 et Qi1 peuvent étre de nouveau assemblées pour boucler
le calcul de génération en génération.

Pour plus d’explications detaillées sur 1’algorithme NSGA-II, le lecteur intéressé pourra
consulter les références suivantes [31] [32] [33].

En deuxiéme lieu, nous allons traiter du processus d’optimisation utilisant I’algorithme
génétiqgue NSGA-II, appliqué a la chaine électromécanique de notre systétme de micro-
cogenération.

5.1.2. Processus d’optimisation de la chaine électromécanique

Le processus d’optimisation de la chaine électromécanique 17 peut étre représenté par le schéma
synoptique suivant :

17 e schéma de la chaine électromécanique du systeme de micro-cogénération est précisé dans la figure 4.1 du
chapitre 4.
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Parametres du moteur Stirling
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Figure 5.3 : Schéma synoptique du processus d’optimisation de la chaine électromécanique.

Il est tout d’abord indispensable de définir a I'AG NSGA-1I*® le nombre d’individus d’une
population et le nombre de générations a itérer. Quand une nouvelle génération est créee,
I’évaluation de chaque individu est réalisée a I’aide de deux programmes : Modali 11l et
plateforme énergétique. Ainsi, ’algorithme NSGA-II fait exécuter ces programmes pour
obtenir les valeurs des objectifs et celles des contraintes correspondantes a chaque individu. Un
individu est formé par un regroupement ordonné des paramétres d’optimisation, précisés dans
le tableau suivant. Afin que I’AG NSGA-II puisse générer la population d’individus initiale et
trouver les solutions adaptées aux attentes, les bornes limites physiques des parametres
d’optimisation sont prédéterminées et précisees dans le tableau suivant :

Tableau 5.1 : Définition des paramétres d’optimisation

Paramétres Notations Min. Max. Unités
Rayon externe de 1’axe 7, 10 50 mm
Hauteur des encoches H, 1 190 mm
_ Epaisseur du mover E . 1 5 mm
,Van/ab_les Longueur de pas polaire T 10 500 mm
géomeétriques . A
de la TLIGY Nombre de pairs de pble N,z 1 150 -
Epaisseur de la culasse E 10 50 mm
externe -
Nombre de spires par 4 1 1000 B
encoche spire

18 L a mise en programmation Matlab de 1’algorithme NSGA-II a été réalisée au sein du laboratoire SATIE par G.

Robin.
19 Indiqués dans laFigure 5.4.
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Courant magnétisant I, 0 100 A

Variables Calibre de courant de 0 100 A
fonctionnelles I’onduleur c6té génératrice -8

Calibre de courant de 0 40 A

I’onduleur coté réseau k_reseau

Nous avons ainsi 10 paramétres d’optimisation. Le programme Modali 111 prend les valeurs des
huit premiers paramétres d’optimisation comme les données pour calculer les parametres du
schéma monophasé équivalent de la TLIG. Comme déja traité dans le chapitre 3, le calcul de
ce programme fournit les résultats de I’inductance magnétisante, de I’inductance de fuite
rotorique et de la résistance rotorique. Nous avons associé dans ce méme programme le calcul
analytique de la résistance statorique et de I’inductance de fuite statorique qui compléte
I’identification des paramétres de la TLIG. Notons que le programme Modali III, modele
¢lectromagnétique considérant la machine avec I’effet d’encoches, mais sans effet d’extrémités,
est adopté dans ce processus en faveur d’un temps de calcul court.

Ensuite, la plateforme énergétique a été intégrée dans le processus. Les entrées de la plateforme
énergétique sont les parametres d’optimisation, les parametres de la TLIG, les parametres fixes
du moteur Stirling «double effet », les coefficients caractéristiques des convertisseurs
statiques, les paramétres du réseau domestique et du bus continu. Le détail de la construction
de la plateforme énergétique a été précisé dans le paragraphe 84.3.2. Les sorties de ce
programme sont, d’une part, le bilan de puissance du systéme a partir de la conversion mécano-
¢lectrique de la TLIG jusqu’au réseau (1’objectif N°1), et d’autre part, le co(t total de la chaine
(’objectif N°2). A la sortie de la plateforme énergétique, nous obtenons également les valeurs
maximales des tensions et des courants genérés par la TLIG, I’amplitude de 1I’induction
magnétique dans les culasses, la densité volumique du courant dans le cuivre, la masse du
mover, etc. qui sont nécessaires pour vérifier ’aptitude de chaque individu vis-a-vis des
contraintes.

Le dimensionnement de la partie thermomécanique est suppose fixe. Cette partie n’est donc
pas affectée par la présente étude d’optimisation. Comme dans la construction de la plateforme
énergétique, le dimensionnement du moteur Stirling « double effet » est modélisé par son point
de fonctionnement nominal (y,,,.. f,.) et le coefficient de frottement visqueuxC,,, . Dans
cette ¢étude d’optimisation basée sur la plateforme énergétique, nous supposons donc une
régulation parfaite. Les parameétres fixes du probléme d’optimisation sont précisés dans le
tableau suivant :
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Tableau 5.2 : Données fixes du probléme d’optimisation de la chaine électromécanique.

Valeurs fixes

Grandeurs o Unités
considérées

Course du piston 2,23 cm
Fréquence d’oscillation 174 rad/s
Coefficient de frottement visqueux 167,1 Nms
Puissance mécanique moyenne/maximale 1258/2516 W
Force résistante maximale 650 N
Vitesse du mover maximale 3,9 m/s
Coefficient de remplissage 0,8 --
Coefficient de Carter 1,8 --
Tension du bus continu 400 \/
Tension maximale du réseau domestique 325 \/
Fréquence de découpage 10 kHz

Nota 1 : La puissance mécanique, la force et la vitesse de translation sont déduites des 3
premiers parametres que sont la course, la fréquence du piston et le coefficient de frottements
visqueux. La puissance mécanique moyenne du moteur Stirling est constante dans le temps.

Nota 2 : Les pertes magnétiques et mécaniques ne sont pas prises en compte dans cette étude.
Par ailleurs, 1’étude électromagnétique se limite au cas linéaire et I’induction magnétique dans
les culasses est limitée pour satisfaire cette restriction.

Nota 3 : Le choix des bornes limites des paramétres d’optimisation est issu de 1’expérience de
fabrication de la maquette de la TLIG (chapitre 3). Par ailleurs, le courant magnétisant est choisi
entre 1 et 100 A. Ce choix sera analyseé plus tard dans ce chapitre.

Les détails sur le calcul des objectifs et des contraintes du probléme sont abordés dans les parties
suivantes.

5.1.3. Définitions des objectifs

5.1.3.1. Maximiser la puissance électrigue moyenne injectée au réseau domestique

Une des caractéristiques principales de I’algorithme génétique NSGA-11 est de faire évoluer les
solutions dans le sens de minimiser la valeur des objectifs. Par conséquent, le premier objectif
introduit dans 1’algorithme est 1’opposé de la valeur moyenne sur cycle de la puissance
électrique injectée du réseau domestique, qui s’écrit :
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Fonpers = (P} = ~((Praea) = (P + P + Pt + Porat_o + Prc ) W] (5.1)

Un cycle est défini sur une période mécanique d’oscillation du moteur Stirling (c.-a-d. un aller
+ un retour). Cet objectif peut prendre une valeur négative auquel cas la puissance électrique
moyenne injectée au réseau sera positive.

Pour calculer les pertes dans les convertisseurs statiques de puissance, la méme méthode
précisée dans 8§4.2.3.3 est utilisée. Notons que les coefficients caractéristiques des
convertisseurs sont désormais variants en fonction des courants de calibre qui sont eux-mémes
des paramétres d’optimisation. Une étude statistique menée grace aux documents de fabricant
sur un grand nombre de produits existants®® permet d’établir les relations empiriques suivantes
entre les coefficients caractéristiques des convertisseurs statiques et leur calibre courant
correspondant:

Tableau 5.3 : Les coefficients caractéristiques des convertisseurs en fonction du calibre courant.

Caractéristiques Fonctions Unités
. —0,99
RCEU = 1’ 12 (lcalibre ) Q
VCE() = 1’1 V
‘/test = 600 V
Coefficients des 6/, \2 5. .
IGBTS aon = _10_ '(lculibre) + 2‘10_ 'Zculibre _1’ 6‘10_ o
bon = 3'1078' (icalibre )2 + Zloie'icalihn) + 2'104 -
Ay = 210’5.imlihre +610° -
boff = 510‘7.imﬁm +310° --
Coefficients des Rp, =0,38.(i . )‘0’74 Q
diodes )
Vy, =210°(i ) —2,410° , +0,96 \Y

Bien que ces fonctions soient en tout cas approximatives, elles ont I’avantage d’étre des
fonctions continues ce qui permettra d’éviter des sauts dans les choix des convertisseurs qui
pourraient nuire a la convergence du processus d’optimisation.

De la méme maniére, pour calculer les pertes du condensateur du bus continu, la résistance en
seérie avec la capacité C, _est exprimée empiriquement par la relation suivante :

R,q =210 (C

)—0,885

[2] (5.2)

bus

5.1.3.2. Minimiser le colt total de la chaine électromécanique

a- Calcul ducolitdelaLTIG:

20 Marque Semikron.
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Le colt de la génératrice est calculé par le colt des matiéres premiéres utilisées dans la
fabrication : fer, cuivre, aluminium. La géométrie considérée dans 1’optimisation est montrée
dans la figure suivante dans laquelle certains parameétres sont fixés des le début :

l ‘ T ‘ ;

EAluminium B Cuivre B Fer

Figure 5.4 : Structure de la TLIG adoptée pour dans [’optimisation de la chaine électromécanique.
Les paramétres géométriques fixes sont précisés dans le tableau suivant :

Tableau 5.4 : Paramétres géométriques fixes de la TLIG dans [’étude d’optimisation.

Paramétres Valeurs Remarques

Le diamétre interne du stator 7 =10[mm]

L’épaisseur des deux couches ¢, =e,=0,5[mm]

d’air interne et externe

Longueur du stator L, =2z.N,z [mm]
Equivalente a la somme de

L =L +4. mm

La longueur du mover o = Lisator Y pmax [mm] la Iongu_eur du stator et
deux fois la course du
piston.

Les volumes tubulaires du mover, des bobines, du circuit magnétique sont calculés
géométriquement par les expressions suivantes :

mover = 71'(7’4 + TS)'Emov'Lmov [m3] (53)

Vbobines = %(7’2 + 1’3 ) 'Henc'Lind [m3] (54)
1

Vi = 7{(1’1 +7, ).(rz - rl) + E(rz + rs).Hm +(r6 +7, ).Ec_ext].Lmd [md] (5.5)
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Dans lesquelles, les rayons notés de 3 a 7 sont définis par :

r,=1,+H, [mm] (5.6)
r,=t,+H _+E,[mm] (5.7)
r,=r,+H, +E,+E [mm] (5.8)
r,=1,+H, +E,+E +E[mm] (5.9)
rn=r,+H, +E,+E  +E+E . [mm] (5.10)

Les caractéristiques des matériaux constituant la machine sont présentées dans le tableau
suivant :

Tableau 5.5 : Caracteéristiques des matiéres premiéres de la TLIG.

Matériaux Al Cu Fe
p (kg/m?) 2700 8920 7800
C (€/kg) 1,2 6,0 3,0
Plaques de tole,
Eléments affectés Mover Bobines culasses interne et
externe

A ce stade, le codt total de la TLIG peut étre déterminé par :
CTLIG = CAl'pAl'Vmover +CCu'pCu'Vbobines +CFe'pFe'err (€) (511)

b- Calcul du colt des convertisseurs statiques et du condensateur DC :

L’étude statistique, mentionnée précédemment, menée sur les convertisseurs a IGBTSs
disponibles actuellement sur le marché a permis non seulement d’obtenir des formules
empirigques des coefficients caractéristiques nécessaires au calcul des pertes des convertisseurs,
mais aussi une caractéristique approximative du col(t des onduleurs en fonction du calibre
courant. Cette derniere s’écrit :

Cp =L09N.(i e Vi) (€ (5.12)

calibre *

Dans laguelle, N désigne le nombre de bras de pont.

Ainsi, pour I'onduleur triphasé coté génératrice, N =3 et le calibre courant i,  est un
parametre d’optimisation, noté par 7, qene  POUT I’onduleur monophasé co6té reseau, N =2

et i . estnoté par i

calibre k_reseau *

De la méme maniere, nous avons etudié statistiquement le colt des condensateurs disponibles
actuellement ce qui indique que dans la gamme des capacités qui seront exigées par notre
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systeme, les prix restent systématiquement faibles (moins de 100 €). 1l serait donc convenable
de négliger ce codt pour privilégier le temps de calcul tout en préservant la qualité technico-
économique des solutions optimales de la chaine électromécanique.

c- Expression de la fonction objective N°2 :

Le codt total de la chaine électromécanique est la somme des codts de la génératrice et des
convertisseurs d’électronique de puissance. Cette fonction objective a été intégrée dans le
programme de la plateforme énergétique :

C = CTLIG + Cond_tri + Cund_monu (€) (513)

[ Objectif2 —

chaine

OU : C Condﬁmono

celui de I’onduleur monophasé coté réseau.

sont respectivement le cotit de 1’onduleur triphasé coté génératrice et

ond_tri?

5.1.4. Définitions des contraintes

Les contraintes geométriques de la TLIG sont les premieres contraintes a considérer pour la
conception de la chaine électromécanique parce que I’encombrement de la génératrice est
rigoureusement lié au dimensionnement du moteur Stirling «double effet». Les autres
contraintes telles que la saturation magnétique dans les culasses, 1’échauffement des bobines
statoriques tenu en compte par la densité maximale du courant, la tension maximale de la
génératrice, etc. seront également précisées dans cette partie.

5.1.4.1. Contraintes géométriques
Contrainte du diameétre maximal et de la longueur maximale de la TLIG

Notre systeme étant destiné a I’usage domestique, pour des raisons techniques, il est
indispensable d’imposer un encombrement maximal pour la TLIG. Ainsi, le rayon externe de
la culasse ne doit pas dépasser 0,25m et la longueur maximale ne doit pas excéder 1,0 m.

r,=t,+H, +E,+E +E+E _ <r [m] (5.14)

c_ext — "max

Ly, =Ly + 4, < L M (5.15)

m stator

Contrainte de la masse du mover

Dans 1’étude de prédimensionnement du moteur Stirling « double effet » présentée dans le
chapitre 2, la masse optimale du piston/ mover vaut en total 6 kg. La masse optimale du mover
massif en aluminium ne doit pas dépasser cette limite. Ainsi, la contrainte pour la masse du
mover s’écrit :

(5.16)

mmover = pAl'Vmover = mmover_max [kg]
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5.1.4.2. Contraintes électromagnétiques
Contrainte de la densité maximale de courant statorique

La surface bobinable de I’encoche ainsi que le courant magnétisant sont les paramétres
d’optimisation, il est nécessaire de veiller a ce que la densité du courant ne dépasse pas la valeur
maximale admissible compte tenu de 1’échauffement toléré. N’ayant pas de modele thermique,
nous avons « remplacé » la contrainte thermique par une contrainte sur la densité de ce courant.

La valeur maximale considérée est J =10[A/mm?]. Nous avons donc :

<J [A/mm?] (5.17)

]EVIC _max max

Ou J est la densité maximale de courant dans une encoche, calculée par :

enc_max

e .\/Isﬂl2 + [max (Isq )T

ETJ.Hm.kr.’LOﬁ
6

]mc_ max

[A/mm?] (5.18)

Ou k_ est le coefficient de remplissage (cf. Tableau 5.2).

Contrainte de la saturation magnétique

Les études menées sur la TLIG ont toujours pris comme hypothese la linéarité des circuits
magnétiques. De méme, le modéle électromagnétique basé sur la résolution des équations de
Maxwell n’a considéré que le régime linéaire des circuits magnétiques en négligeant la
saturation magnétique. Compte tenu des limites de validité du modeéle électromagnétique, nous
devons imposer une limite « artificielle » traduite par une contrainte sur I’induction maximale
dans le circuit magnétique. La contrainte de saturation magnétique s’écrit donc :

Pour la culasse interne: B :LSBW [T] (5.19)

c_int 2 2
(=7’

Pour la culasse externe: B. = % < B_,[T] (5.20)

c_ext 2 2
(2 -7)

Ou ¢, est le flux magnétique résultant embrassé par une spire. Ce dernier est également un
résultat de la plateforme énergétique :

(o)
= W] (5.21)

spires*™ " b

P.

Ou g, est le flux statorique, calculé par :
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2

2
o.=Joivoi=||oL+—2 |1, +(oL. 1, )" [Wh] (5.22)

Lz7+1 o
5.1.4.3. Contraintes du dimensionnement des onduleurs

Contrainte du calibre courant des onduleurs

Cette contrainte assure 1’adéquation du choix des onduleurs. En effet, le calibre courant doit
étre supérieur a la valeur maximale des courants générés par la TLIG. Ainsi, hous avons :

Pour I’onduleur triphasé coté génératrice :
max[abs(ia, iy, 0 )] ST gone (5.23)
Pour I’onduleur monophasé c6té réseau :

max [abs (irés )J ST yesean (5.24)

Contrainte de la tension maximale de la TLIG

Les signaux de commande M.L.I élaborés par la commande vectorielle doivent étre bornées
entreOetl:

0<a,o,a <1 (5.25)

a’ b’ e —
Sachant que les signaux de commande MLI sont exprimés par :

1 v,.\t
abe E +€7/’—() (5.26)

bus

a

Pour que (5.25) soit toujours satisfaisant, une contrainte sur les tensions est nécessaire :

|4
max[abs(va,vb,vc )] < % (5.27)

En d’autres termes, la valeur maximale des tensions triphasées générée par la génératrice ne
. , 1 oy R
doit pas depasser —.V, afin d’assurer D’efficacit¢ du controle/commande par les

convertisseurs.

5.1.4.4. Contrainte de la puissance générée minimale

Cette derniére contrainte consiste a garder seulement les chaines électromécaniques qui
fournissent au réseau une puissance électriqgue moyenne positive :
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(P,)=0 (5.28)

Pour vérifier I’adaptation des individus vis-a-vis des contraintes, 1’algorithme génétique
NSGA-II vérifie I’inégalité suivante :

<0 (5.29)

fcontminte_n -
Ou f....... »estlafonctionde contrainte N°n. Si cette relation est assurée, on dit que I’individu
respecte la contrainte n, le cas contraire, la contrainte est violée. Nous avons donc 10
contraintes, les fonctions de contrainte écrites sous une forme compatible avec NSGA-II sont
précisees dans le tableau suivant :

Tableau 5.6 : Fonctions et valeurs des contraintes introduites dans NSGA-II.

Fonctions des contraintes

Nom de la contrainte Valeurs de contrainte dans NSGA-II
Rayon maXimaI 7,‘mux = 0’ 25m fcontminte_l = 1’7 - rmux
Longueur maXImaIe Lmax = 1’0 m fcontminte_Z = Lmov - Lmax

. _ 21 —
Masse dU mover maXImaIe mmover_max - 6’ 4 kg fcontminte_3 - IOAl'Vmover - mmover_max
Densité de courant

_ 2 — _
Statorique maXimaIe ]max _10 A/mm fcontminte_4 ]enc_max ]max
- sy = wg
Saturatlon_mqg_nethue dans B =16T Fomainte s = ——5—=—B.,
la culasse intérieure sat 72'(1‘2 ~1 )
- Jam ¢E
Saturation magnétique dans B -16T

Foontrainte 6 =755~ B
la culasse extérieure contrainte_6 72'(1’72 —762) sat

Calibre courant minimal de
I’onduleur triphasé

Calibre courant minimal de
I’onduleur monophasé

o fcuntruintef7 = mﬂX[ﬂbS (la’ Zb’ lc ):| - Zkﬁgene

o fcantminte_B = max [abs (Zrés ):I - lk_reseau

Tensions maximales de la v,
TLIG VbHS =400V fcontmintefg = max [abs(va’vb’ vc ):| - 2“5
Contrainte sur la puissance _

générée - fcantminte_lo - fObjectifl

5.2. RESULTATS D’OPTIMISATION DE LA CHAINE ELECTROMECANIQUE

5.2.1. Analyse du front de Pareto

Nous avons construit le processus d’optimisation du dimensionnement de la chaine
électromagnétique du systeme de micro-cogénération a moteur Stirling « double effet ». Le

2L Nous avons trouvé qu’une augmentation de la masse du piston jusqu’a 6,4 kg ne perturbe pas la stabilité, le
rendement du moteur Stirling « double effet » ainsi que la performance de la commande P.I.D associée.
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processus d’optimisation possede deux objectifs a priori contradictoires, dix variables (ou
parametres) d’optimisation et dix contraintes. Nous avons opté pour une génération comportant
100 individus. Le critére d’arrét s’exprime par un nombre maximal de générations (ici 200). Le
temps total dédié€ pour I’exécution itérative a été en moyenne 12 heures pour constituer un front
de Pareto. Les solutions optimales obtenues sont donc distribuées sous la forme d’un front de
Pareto, correspondant aux lieux des solutions non dominées au sens des deux criteres. Les
résultats obtenus sont donnés a la figure suivante :

Front de Pareto

@ 900 c

,Ui, 800 Solutions-a haut rendement -

g >

(o o ©

‘= 700

8 B

‘g 600 o e

(E o0 o

(U ..

5 500 r P

© M o

< 400 .

© ®

I A - "”i.

g 300 = *== Solutions a faible codt

3

O 200

0 100 200 300 400 500 600 700

30 Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]

Figure 5.5 : Résultat de l’optimisation de la chaine électromécanique.

Les valeurs sur I’axe des abscisses indiquent la puissance moyenne injectée au réseau, 1’0pposé
de I’objectif 1. L’axe des ordonnées donne le cott total de la chaine €lectromécanique. La
réparition des solutions illustre I’aspect contradictoire des objectifs choisis.

Parmi les solutions obtenues, la chaine qui fournit le plus de puissance électrique, indiquée
C génére 649,9 W moyen pour un co(it total de 796,7 € soit le co(it relatif 1,22 €/W moyen?2.
La solution la moins onéreuse, la chaine A, codte 303,8 € et produit 30,5 W moyen soit le codt
relatif 9,97 €/W moyen. Visiblement, la chaine optimale dite «la moins colteuse » n’est
systématiquement pas celle qui offre le codt relatif le plus intéressant. Nous avons donc tracé

les valeurs des colts relatifs de toutes les solutions, Conae , €t avons obtenu un minimum qui
se trouve entre les solutions a haut rendement et les solutions a faible codt. Cet optimum est
noté « chaine B », et pourra étre qualifié comme la solution compromise des solutions A et C.

22 Colt énergétique hors du colt de la chaine thermomécanique. Ce paramétre exprime le colt de la chaine
¢électromécanique uniquement ramené a I’énergie produite qui est exprimée en puissance moyenne. A notre point
de vue, ce colt n’a pas de signification particuliére & part & comparer les chaines électromécaniques.
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En effet, la chaine B produit 566,9 W moyen pour un codt total de 592,3 € ce qui correspond
au codt relatif minimal de 1,04 €/W moyen.

Colt relatif

12

10

[ee)

A Solutions & bas co(t relatif

""- \
~
2 e C

o\l--...‘ e \VE.

00 00 00 00 o

C[Euros/W ]
(o))

» 0@

0O 100 200 300 400 500 600 700

Puissance électriqgue moyenne injectée au réseau [W]

Figure 5.6 : Caractéristiques du co(t relatif des solutions optimales.

Nous avons rapidement décrit le front de Pareto en indiquant 3 solutions typiques : la chaine A
— solution au codt total le plus faible, la chaine C — solution au meilleur rendement et la chaine
B — solution au co(t relatif le plus faible ou solution « compromise ».

Dés lors, nous pouvons analyser plus en détail des solutions A, B, C. Tout d’abord, les
paramétres d’optimisation de ces 3 chaines sont précisés dans le tableau suivant :

Tableau 5.7 . Parameétres d’optimisation obtenus pour les chaines A, B, C.

Paramétres d’optimisation

) Chaine A Chaine B Chaine C
Notations Unités
£ mm 18,1 34,8 35,8
H, mm 16,0 28,7 31,6
oo mm 1,4 1,8 2,3
T mm 62,5 94,8 142,6
N, - 6 4 3
E . mm 2,9 3,9 7,4
e - 103 108 111
Isd A 9,97 9,82 10,05
Iy gone A 13 14 25
U A 1 4 7

Tous les paramétres d’optimisation des 100 solutions optimales obtenues seront présentés et
traités en détail dans §5.2.3. A titre indicatif, les paramétres géométriques obtenus dans le
tableau ci-dessus permettent tout d’abord de dessiner les TLIG qui correspondent a ces chaines:
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Machine A
0.15

0.1

[m]

0.05

LI LI LLILLLLLLL

-%.5 -0.4 -0.3 -0.2 -0.1 0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
[m]
Machine B
0.15
0.1
E _ |
-%.5 -0.4 -0.3 -0.2 -0.1 0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
[m]
Machine C
0.15
0.1
E
0.05
-8.5 -0.4 -0.3 -0.2 -0.1 0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5

[m]
Figure 5.7 : Dessins des génératrices a induction linéaire tubulaire au sein des chaines A, B, C.

Nous allons commenter les résultats de N,z, n_, et de I, de ces trois solutions. Nous
pouvons constater que les machines linéaires optimales sont longues : le nombre de pas polaires
optimal compris entre 6 et 12. Le nombre optimal de spires par encoches est entre 100 et 120.
Tandis que la premiére maquette expérimentale construite au laboratoire ne possede que 4 pas
polaires et 44 spires par encoche (cf. Chapitre 3).

Il est important de noter que, avec les longues machines, les résultats de Modali I1l, modele
analytique considérant des machines a longueur infinie, deviennent trés proches de ceux du
modele analytique Modali VI considérant des machines a longueur finie, parce que dans ces
cas la, ’effet d’extrémité sera bien atténué. En effet, selon les travaux de recherche de P.
Francois sur la TLIM, a partir de 5 pas polaires, 1’effet d’extrémités peut étre négligé (§5.1.8,
pp.134, [1]). Par conséquent, 1’exploitation du calcul analytique des TLIM & longueur infinie
s’avére satisfaisante et efficace dans cette étude d’optimisation. En effet, une mise en ceuvre
d’un modele électromagnétique analytique des machines a longueur finie, bien
gu’envisageable, pourrait amplifier grandement le temps de calcul au profit d’un peu plus de
précision.

La deuxiéme remarque concerne les courants magnétisants optimaux qui se trouvent autour de
10A. Pour comprendre le choix de I’algorithme pour ce paramétre fonctionnel, nous allons
considérer une configuration optimale, par exemple la chaine B. Pour cette solution, un essai a
été effectue en utilisant la plateforme énergétique : en faisant varier le courant magnétisant de
0,5A a 30A, et en analysant la variation des grandeurs suivantes : de la puissance injectée au
reseau (P, ), la densité du courant statorique (/,,. ,..). 1€s courants maximaux qui traversent
les interrupteurs des deux convertisseurs statiques ( i eti ), la tension maximale de

max_gene max_reseau

la génératrice ainsi que I’induction magnétique maximale dans les culasses statoriques ( B

c_int
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et B, ,,). Rappelons que chacune de ces grandeurs est limitée par sa contrainte définie
préalablement (85.1.4). A cause de ces contraintes, les valeurs possibles du courant magnétisant
sont délimitées, celles qui entrainent la violation d’au moins une des contraintes sont exclues.
Sur la figure suivante, les solutions possibles sont entourées par les cercles rouges (o) et les

solutions non entourées (%) sont les « solutions » violant des contraintes.

Puissance électrique injectée au réseau

1000

800

Solutions possibles

600 \ R

I "

— # b

; 400 N\ .

- #
®

200

-200

0 5 10 15 20 25 30
g [A]

Figure 5.8 : Puissance électrique que la chaine B injecte au réseau en fonction du courant magnétisant.

Sur la Figure 5.8, le courant magnétisant I_,ne peut pas descendre au-dessous 6A, car le
systéeme ne peut pas avoir un rendement négatif. Par contre, le systéme possédant la chaine B
pourrait fournir encore de meilleurs rendements si le courant magnétisant augmentait jusqu’a
13A, mais le choix possible a été limité a 10A. En effet, il y a d’autres contraintes qui limitent
la valeur maximale du courant I :

Tensions maxi du TLIG
400

350 %

300 ‘ %

250 =

Solutions possibles

0 5 10 15 20 25 30
sd
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Induction magnétique dans la culasse interne
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Figure 5.9 : Tension maximale générée par la génératrice et induction magnétique maximale dans la culasse
interne en fonction du courant magnétisant (chaine B).

Observons que les contraintes de la tension maximale et de I’induction magnétique maximale
dans la culasse interne ont fixé la valeur maximale de I_;. Nous pouvons ainsi conclure que le
courant magnétisant qui maximise la puissance injectée au réseau en respectant toutes les
contraintes est de 10A.

Dans le tableau suivant, nous indiquons les valeurs des principaux paramétres électriques des
trois solutions optimales A, Bet C :
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Tableau 5.8 : Détail du dimensionnement des chaines électriques A, B, C.

Paramétres de la TLIG

Chaine A Chaine B Chaine C
Notations Unité
R, Q 2,25 1,12 0,57
lfs mH 15,6 25,3 15,5
L, mH 117,7 208,1 229,7
R Q 18,2 14,2 7,95
L mH 13,9 17,6 9,7
o -- 0,21 0,18 0,10
Masse de la
TLIG kg 25,5 89 124
Bus continu
Cbus uF 921 1961 2046
RESR mQ 97,2 49,8 48,0
Sond_tri kVA 512 5,6 10
ond._mono kVA 0,4 1,6 2,8
Bilan de puissance et colt
) ea \%% 1258 1258 1258
ertes w 1227,3 690,8 607,8
Pre,s W 30,5 566,9 649,9
. 24 € 303,8 592,3 796,7
Rendement
énergétique % 2,5% 45% 52%
global

Ayant obtenu les parametres du schéma monophasé équivalent de la TLIG, les dimensions du
condensateur du bus continu et celles des onduleurs, I’application des chaines A, B et C dans
le banc d’essai virtuel (cf. Chapitre 4) pourra étre faite dans le but de valider les performances
de ces solutions.

5.2.2. Validation des résultats d’optimisation par le banc d’essai virtuel du systéme

Les résultats d’optimisation sont obtenus avec la plateforme énergétique qui est un modeéle
découplé : la partie thermodynamique y est supposée fixe. Nous pouvons utiliser le banc d’essai
virtuel, une simulation couplée ou I’interaction entre la génératrice et me moteur Stirling est

23] es détails sur la répartition des pertes (pertes joules statoriques, pertes joules rotoriques, pertes dans 1’onduleur
triphasé, pertes dans 1’onduleur monophasé, pertes joules dans le condensateur du bus DC) sont précisés dans la
Figure 5.11.

24 La répartition des co(ts des composantes sera précisée dans la Figure 5.12.
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prise en compte pour valider les résultats d’optimisation. Dans cette partie, nous allons
appliquer les parameétres des chaines A, B et C obtenus dans 1’étude d’optimisation précédente,
au banc d’essais virtuel afin de vérifier ’aspect fonctionnel ainsi que le rendement électrique
global de chaque cas de figure. Nous rappelons ici que la puissance du moteur Stirling est fixée

a 1258W.

Tableau 5.9 : Bilans de puissance des systémes intégrant les chaines électromécaniques optimales A, B et C,
calculés par le « banc d’essai virtuel ».

Les puissances [W] Chaine A Chaine B Chaine C
Puissance mécanique genéréee 1258 1258 1258
par le moteur Stirling P, > > >
Puissance moyenne générée par
laTLIG P, 76,5 619,7 707,7
Pertes joules statoriques P, 25 4496 203,7 120,8
Pertes joules rotoriques P, 26 731,9 4345 429 4
Pertes de 1I’onduleur coté

. 422 42,2 47,7

génératrice p,,; ..
Pertes de 1’onduleur c6té réseau

11 9,2 91
pond_mono
Pertes dans le condensateur DC

0,1 0,1 0,2
Ppc
Puissance moyenne envoyée au
réseau P, 33,1 568,2 650,9
Rendement énergétique 2.6% 45.2% 51.7%

global

Notons tout d’abord que selon le Tableau 5.9, les résultats des bilans de puissance calculés par
le banc d’essai virtuel sont trés proches des résultats d’optimisation. Les performances
énergétiques des chaines électromécaniques optimales sont ainsi validées. Ensuite, considérons
également les formes d’onde de quelques grandeurs physiques du systéme telles que la force
électromagnétique, la vitesse instantanée du piston/mover, les courants, les tensions générés par
la TLIG, les pulsations électriques et les puissances mécanique et électrique durant un cycle

d’oscillation mécanique :

%5 Compte tenu d’importantes pertes joules, il n’est pas certain que ces génératrices a induction linéaire tubulaire
tiennent 1I’échauffement généré. En effet, un modeéle thermique de la TLIG serait nécessaire pour prouver la tenue

thermique de ces machines.
2 |dem.
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Tableau 5.10 : Comparaison des résultats des formes d’onde des grandeurs physiques du systéme intégrant la
chaine A, issus du processus de [’optimisation et Vérifiés par le banc d’essai virtuel.

Résultats de I'optimisation

(Plateforme énergétique) Vérification par le banc d’essai virtuel

Force électromagnétique et vitesse - P. énergétique - Ch.A Force et vitesse du piston - B. d’essai virtuel - Ch. A
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100 100
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-150 T -150 ;
0 0005 001 0015 002 0025 003 0035 19.005 19.01 19.015 19.02 19.025 19.03 19.035
temps (sec) Time t [sec]
Pulsations électriques Pulsation statorique, rotorique et vitesse
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/ \ —w,
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Puissance électrique et mécanique - P. énergétique - Ch. A
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/ \
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N
. AN SN
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Temps t [sec]

g
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™

Nota : Les résultats d’optimisation sont en parfaite cohérence avec les résultats du banc d’essai
virtuel tant au niveau du bilan de puissance qu’au niveau des formes d’ondes des grandeurs
physiques instantanées du systeme comme la force électromagnétique de la TLIG, la vitesse du
piston/mover, les courants et les tensions de sortie de la génératrice, etc. au cours d’un cycle

mécanique.

Concernant la chaine B, les comparaisons sont montrées dans le tableau suivant :

Tableau 5.11 : Comparaison des résultats des formes d’onde des grandeurs physiques du systéme intégrant la
chafine B, issus du processus de | 'optimisation et vérifiés par le banc d’essai virtuel.

Résultats de I'optimisation
(Plateforme énergétique)

Vérification par le banc d’essai virtuel

Force électromagnétique et vitesse - P. énergétique - Ch. B
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Tension de la génératrice - P. énergétique - Ch. B

200 ) 3-phases stator voltages - B. d’essai virtuel - Ch. B
—v 200—
1501] 2 Va
—, 150H v
b
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Nota : Les formes d’ondes de la force, vitesse, courants, tensions, pulsations électriques et
puissances calculées par le banc d’essai virtuel sont cohérentes avec les résultats d’optimisation.

Enfin, les comparaisons entre les résultats d’optimisation et les résultats du banc d’essai virtuel
concernant la chaine C sont précisées dans le tableau suivant :
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Tableau 5.12 : Comparaison des résultats des formes d’onde des grandeurs physiques du systéme intégrant la
chaine C, issus du processus de ’optimisation et vérifiés par le banc d’essai virtuel.

Résultats de I'optimisation
(Plateforme énergétique)

Vérification par le banc d’essai virtuel
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Puissance électrique et mécanique - P. énergétique - Ch. C Puissance mécanique et électrique de la TLIG
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En conclusion, la validation des résultats d’optimisation par I’utilisation du banc d’essai virtuel
a, d’une part, montré encore une fois la cohérence entre la plateforme énergeétique et le banc
d’essai virtuel. D’autre part, griace au banc d’essai virtuel, les performances escomptées pour
les chaines électromécaniques de dimensionnement optimal sont validées.

5.2.3. Analyse des résultats des paramétres d’optimisation

Nous avons obtenu 100 configurations optimales, solutions définissant le front de Pareto de la
Figure 5.5, pour la chaine électromeécanique du systeme de micro-cogénération. Examinons leur
dimensionnement. Les valeurs optimales des paramétres d’optimisation sont présentées et
commentées dans le tableau suivant :

Tableau 5.13 : Résultats sur les paramétres d’optimisation

Paramétres Répartition des valeurs optimales
y e e , - . Remarques
d’optimisation (selon I'ordre croissant de la puissance)
Rayonrr,
0.05 yon',
Solutions a haut
D) rendement
5 0.04 B C Dans les solutions &
5 @ e T faible colt, le rayon
'3 0.03 R . externe de 1’axe ou hien
s T Selutions a T I’épaisseur du stator
2 0.0 A fafblecol interne est maintenu & la
. Xomapgase o R TR X % .
3 ® . valeur minimale pour
§ 001 minimiser le codt du fer
< : et celui de la machine.
[a7
0

0 100 200 300 400 500 600 700
Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]
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Hauteur des encoches

Epaisseur du mover massif en
aluminium

Longueur d’un pas polaire

Chapitre 5 Optimisation du dimensionnement de la chaine électromécanique du micro-cogénérateur

En général, la hauteur

0.05 Hauteur des encoches H__ des encoches augmente
' Lot - pour pouvoir atteindre
Solutions a haut de mel||eurS
0.04 rendement
c rendements  globaux
B ) (minimisation des
_ 008 lutions & Ey pertes joules). Mais
E faible cot N R cette augmentation est
0.02-A BT B relativement lente pour
B = ne pas entrainer une
0.01 croissance conséguente
de I’inductance de fuite
0 statorique  qui  est
0 100 200 300 400 500 600 700 qef bl |
Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W] €ravorable  pour €
rendement global.
3 Epaisseur du mover E
3X 10 mov
Solutions a hautc
25 rendement ., . .
P b
2 L1 o B = L N
LT - La minimisation du codt
Tis D P impose la minimisation
— f o« " x
Solutions & e du volume du mover et
1F faible coat donc son épaisseur.
0.5
0

0 100 200 300 400 500 600 700
Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]

Variant entre 6 et 15
cm : techniquement trés
réalisable.

Pour minimiser le co(t
du fer ainsi que le codt
total du systéme, dans

Longueur de pas polaire les solutions a faible
0.2 codt, la longueur du pas
polaire se maintient a sa

Solutions a haut € valeur minimale.

0.15 ;
rendement = Mais le volume des
E 01 olutions & NI &B@ - encoches,(me%],
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's‘mmm@ww proportionnelles au pas
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rendement global : dans
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% 100 200 300 400 500 600 700 rendement,

Puissance électriqgue moyenne injectée au réseau [W] I’augmentation du

volume des encoches ou
du cuivre entraine la
diminution du courant
volumique et donc la
réduction des pertes
joules statoriques.
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Nombre de paires de pas polaire
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Courant magnétisant Iy Autour de 10A, choix
expliqué dans le
paragraphe précédent.
10.5 Solutions & Solutions & *haut En effet, la valeur
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27 pour illustrer ce point, les courants maximaux générés par la génératrice sont donnés dans la Figure 5.10.
28 |dem : Figure 5.10.
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Courant maximal généré par la génératrice Courant maximal coté réseau
40 15
30
10
<20 <

A J B C

B omm Mome, e ke ] SRR M Fy e e w8 5 B C
10 [ -

A e =T =
0 0=
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Puissance électrigue moyenne injectée au réseau [W] Puissance électrigue moyenne injectée au réseau [W]
(@) (b)

Figure 5.10 : Courants maximaux traversant (a) l’onduleur triphasé, (b) ’'onduleur monophasé.

Dans le tableau ci-dessus, les valeurs des parameétres des trois solutions choisies sont indiquées :
solution A, chaine électromécanique au colt total le plus faible; solution C, chaine
électromécanique au rendement global le plus important ; solution B, chaine électromécanique
au colt relatif [€/W¢] le plus faible.

Tableau 5.14 : Les parametres optimaux du schéma monophasé équivalent de la TLIG

Paramétres du schéma Répartition des valeurs optimales
monophasé équivalent (selon I'ordre croissant de la puissance)
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3
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30 =
o= B
25 | T e
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- _ 20 ﬁ&‘ w T o
Inductances de fuites I A Tooe i B
statorique et rotorique T R *“l - e 2
i\ fr % -
10 Ce
5

0 100 200 300 400 500 600 700
Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]
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Inductance magnétisante
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La figure suivante détaille la répartition des pertes pour toutes les solutions :

Pertes joules
1000 r
PJs
800 A < Pyl
3]
g P
600 L T
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= Nwaﬁ%xxx '?%}szgss&rx - o x o x B o
400 P i
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- e Fax i B
200 R
e
0

0 100 200 300 400 500 600 700
Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]
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Pertes dans les convertisseurs et le bus DC
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(b)
Figure 5.11:Répartition des pertes totales des chaines électromécaniques.

Remarquons que les pertes Joule rotoriques sont les pertes les plus importantes de la chaine
électromécanique, elles sont toujours plus grandes que celles du stator. En effet, pour réduire

. . T ; .
les pertes Joule statoriques, il faut augmenter la surface des encoches, [HW XE]' Néanmoins

pour le rotor, I’augmentation du volume du mover pénalise fortement 1’induction magnétique
dans I’entrefer et donc le rendement de la conversion mécano-électrique. Par conséquent, le
volume du mover doit rester limité ce qui implique les pertes Joule rotoriques élevées.  Avoir
d’importantes pertes Joule rotoriques constitue, en effet, un inconvénient considérable de la
structure TLIG.

Les pertes de la chaine des convertisseurs se composent principalement des pertes de I’onduleur
triphasé coté génératrice, amplifiées par le fonctionnement avec les courants non sinusoidaux,
non symétriques générés par la TLIG.

La répartition des colts est montrée dans la figure suivante :

Codt des parties constitutives des chaines électriques

500 -
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400 .
B &
- 300 T
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100 & st o .C
A © XX Hy o x oxx ox FER
e h Onduleur mognophasé
0]
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Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]
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Cot des matériaux constitutifs de la TLIG
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Figure 5.12:Répartition des colts totaux des chaines électromécaniques.

Enfin, les valeurs optimales du condensateur du bus continu afin de limiter la variation de la
tension du bus continu a moins de 2%, sont présentées dans la figure suivante :

Capacité du bus continu

2500
C
B . B &&
2000 T
x¥% ;}f
—_— & . x * *
5 1500 R
o
o
e
1000A =
2]
500

0 100 200 300 400 500 600 700
Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]

Figure 5.13: Valeurs optimales du condensateur du bus continu.

En résumé, nous avons considéré les parametres géométriques, fonctionnels des systémes de
micro-cogéenération optimisés selon deux criteres : maximiser la puissance électrique moyenne
injectée au réseau et minimiser le colt total. Les resultats obtenus s’averent cohérents et
techniquement tres réalisables.

5.3. ETUDE DE RENTABILITE DU SYSTEME DE MICRO-COGENERATION

Nous avons obtenu I’ensemble des conceptions de la chaine électromeécanique du systéme qui
optimise simultanément deux critéres : minimiser le codt total et maximiser la puissance
électrique injectée au réseau. Chaque solution sur le front de Pareto se doit une solution
envisageable pour 1’étape de fabrication. Dans cette partie, nous nous intéressons, parmi les
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solutions obtenues, a celle qui présente le temps de rentabilité le plus court. Ce dernier est
considéré comme une des caractéristiques les plus importantes, influencant la décision du client
pour s’investir & un systeme de micro-cogénération.

En fait, le foyer qui fait le choix d’installer un systéme de micro-cogénération, doit payer
d’abord le cout d’investissement du matériel et ensuite le cott des énergies primaires durant la
durée de vie du systeme. Toutefois, le détenteur du micro-cogénérateur pourra vendre tout ou
une partie de la production électrique, au tarif de rachat en vigueur. Ceci a pour effet de
rentabiliser le co(t total d’investissement et de fonctionnement du systeme. Cette étude consiste
a établir une méthode permettant de déterminer la solution optimale qui correspond a la
rentabilité la plus rapide du systeme.

5.3.1. Quelques hypothéses simplificatrices et définition du temps de rentabilité

Pour atteindre cet objectif, nous considérons tout d’abord quelques hypothéses simplificatrices.
Ces dernieres consistent par la suite a discerner le « temps de rentabilité du systéme » que nous
allons traiter dans cette partie.

Hypothése 1 : Le cofit d’investissement du moteur Stirling « double effet » est fixé de fagon
symbolique a la valeur suivante :

C... =4000 (€) (5.30)

Stirling

Hypothése 2 : Le colt des énergies primaires Cp ne change pas dans le temps. L’utilisation de

3 énergies primaires suivantes sera traitée : le gaz naturel, la biomasse et I’énergie solaire. A
part 1’énergie solaire qui est naturellement gratuite, le prix les deux autres énergies sera fixé
selon leurs prix standards de 1’année 2012 :

Tableau 5.15 : Co0t des énergies premiéres (en 2012).

Type d’énergie primaire Gaz naturel Biomasse Solaire
Notations Cp Cguz biomasse solaire
Valeur en €/kWh 0,07 0,03 0

Hypothese 3 : Les colts de maintenance et de réparation sont négligeés :

+C = 0(€/kWh) (5.31)

maint enance réparation

Hypothese 4 : Le revenu est uniqguement modélisé par le gain de revente de la totalité de
I’énergie électrique produite.

Hypothése 5 : Le prix de revente d’un kWh électrique est une variable. En France, chaque kWh
électrique généré par un micro-cogenérateur est actuellement racheté a 0,08 €/kWh.

prachat_kWhe = O’ 08 (€/kWh) (532)
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Hypothese 6 : Le systeme fonctionne en pleine charge tout au long de I’année. Ainsi, le moteur
Stirling génére constamment sa puissance mécanique nominale de 1258W. Le temps de
consommation de 1’énergie primaire est :

r =8760h (5.33)

an

Par exemple, si apres calcul le temps de rentabilité vaut 5 ans, cela signifie que le systeme a
fonctionné a pleine puissance pendant 5 ans. Si le systeme ne fonctionne que pendant X%
(<100%) du temps de 1’année, le temps de rentabilité sera plus important.

Hypothése 7 : Le rendement thermomecanique du moteur Stirling 77, est arbitrairement fixe a
40%.

Hypothése 8 : L’efficacité de la combustion des énergies primaires est supposée a 100%.

A ce stade, nous avons la définition suivante du temps de rentabilité : « Le temps de rentabilité
du systeme de micro-cogénération a moteur Stirling ‘double effet’ (considéreé dans cette étude),
est le temps équivalent de fonctionnement a pleine puissance nécessaire au remboursement total
du colit d’investissement et de fonctionnement du systéme par le gain de la revente d’énergie
électrique au réseau ».

5.3.2. Méthodologie

Cela etant, I’expression du co(t total d’investissement et de fonctionnement du systeme micro-
cogénération s’écrit :

C .(P_ 107"
Cinv <<Prés>) + Cfonct (t) = CStirling + Cchaine <<Prés >) + : < mem> 1 (en €) (534)
1

Ou le colit d’investissement ne dépend que de la puissance moyenne générée par le systéme et
le colt de fonctionnement dépend du temps d’usage et de la valeur de 1’énergie primaire.

Quant au gain procuré par la revente de 1’¢lectricité, celui-ci s’exprime par :

P, )107°t (en€) (5.35)

revente = pmchat_kth'< rés
OU le temps t est exprimé en h et les puissances moyennes (P, ) et (P, ) en W.

Le moment T ou le colt du systéme se rentabilise totalement, corresponds a 1’égalité entre le
codit investissement/ fonctionnement et le gain total de revente d’électricité?®. Nous pouvons
désormais noter T comme le temps de rentabilité du systeme de micro-cogenération :

29 Certes, nous avons négligé les éventualités économiques comme entre autre le changement de la valeur de la
monnaie.
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C .(P_ )10
>1073'T - % T - CStirling - Cchufne (<Prés >) = 0 (536)
1

p rachat _kWhe* < Prés

D’ou I’expression de T:

1 C thaine (<Pre’s >) + Coing (5.37)
1070 5y ClPu)

prachat_kWhe <P , > _
rés

T =

771 ‘ pruchut _kWhe

Nous effectuons ici un changement de variable, en définissant :

<PVAB> - <Prés>_

C (P .
M (5.38)

771 * prachat _kWhe

Cette nouvelle variable est exprimée sous forme d’une puissance moyenne, (PV AB) [W]. Parce
qu’une fois pondérée par le prix de revente d’¢électricité, <PV AB>>< Dot e SIQNITIE la « valeur

ajoutée brute »* du systéme. Ce changement de variable effectué sur la fonctionc, (< P>) ,

qui deviendra C, - (<p

VAB)), a pour effet de translater le lieu de cette fonction - front de Pareto

C (P
- de droite a gauche d’une distance équivalente a M, distingué selon 1’énergie

Ul'pmchut_kWhe
primaire utilisée.

C, .
chaine A Cotaine (<P VAB>) = Prachat_ewhe* P VAB>‘10_3'T ~Ctirting
v
C~haine (<PVAB >) = Cchaine (<PréS:
» C,. <P . >
. C. |(pP.:)- biomasse '\~ méca
chaine [< ré > Ul'pmchaffk\/\/lm J
<PVAB>
_CStirling

30 On distingue la « valeur ajoutée brute » de la « valeur ajoutée nette » par la déduction ou non du cofit lié a I’usure
des matériels (moteur Stirling, génératrice, etc.).
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Figure 5.14 : Le lieu des solutions optimales sous un changement de variable Cchaine(Pvag).

Pour trouver la valeur minimale de T, considérons sa dérivée :

8C¢,gfze (<P ;AB >) _ < PvAB> _ [Cchm ((PVAB >) + Csmzing]

oT 1 Py
_ . =0 (5.39)
a<vaB> pmchat_kV\/helo ’ <PVAB>2

La chaine la plus rentable doit satisfaire donc la condition suivante :

OC aine ( <P VAB > )

Cchainc(<PVAB>)_ 8<P > <

P (5.40)

VAB > ~ “=Stirling

VAB

Il n’est pas aisé de trouver directement la solution a partir de (5.40) qui est une équation non
linéaire. Sachant qu’en combinant la condition (5.39) avec (5.37) nous avons également :

OC e (<P VAB >) _ Coaine ((P VAB >) + CStirling _
8<P - <P > — * *Prachat _kWhe

VAB > VAB

10° (5.41)

La condition (5.40) peut étre réécrite de maniére suivante :
Cchaine (<PVAB >) = (pmchat_k‘/\/he ° <PVAB > ’10_3 ) T - CStirling (542)

Cette relation permet de dégager une méthode graphique destinée a trouver aisément la solution
Tmin. Remarquons que le cdté droit de (5.42) devient une fonction linéaire et peut étre tracée
par une droite dont I’origine sur I’axe ordonné est —Cg,, ... (Figure 5.14). La pente de la droite
est proportionnelle a T que nous voulons bien sir minimiser tout en ayant au moins une solution.
Par conséquent, cette droite ne peut qu’étre tangentielle par rapport au front de Pareto. Le point
de tangence correspond donc a la solution recherchée dont le temps de rentabilité est minimal.
La solution une fois trouvée pourra étre verifiée par la condition originelle (5.40).

5.3.3. Application pour le micro-cogénérateur Stirling « double effet »

L’expression de <PVAB> , la puissance relative a la valeur ajoutée brute de la production
d’énergie électrique du systeme dépend du colt de I’énergie primaire utilisée ainsi que le prix
de rachat d’¢lectricité. Ainsi le lieu des solutions possibles C, (< pVAB>) en fonction du type
de I’énergie primaire est montré dans la figure suivante:
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Figure 5.15 : Méthode graphique pour déterminer la solution de rentabilité optimale.

C .(Pmém)

Remarquons sur cette figure que le terme —-
771 * pmchut _kWhe

devient si important que le front de Pareto descend au-dessous de 0 [W]. Ceci signifie que la
valeur ajoutée brute de ces systemes est négative et que par conséquent les micro-cogénérateurs
a biomasse et a gaz n’ont pas de solution de rentabilité. Au contraire, les systemes a I’énergie
solaire ont un temps de rentabilité déterminable par I’intersection entre la droite et le front de
Pareto. La fonction suivante a été introduite afin de calculer T :

dans les cas de biomasse et de gaz

C e ((P VAB >) + CStirling

Cp : <Pméca > 10—3

T =min (5.43)

pmchut_kWhe ‘ <I-)rés > o

771 : pmchat _kWhe

Remarquons aussi que pour que le systeme ait une solution de rentabilité optimale, il y a non
seulement I’influence du prix de 1’énergie primaire, mais aussi celle du rendement du moteur
Stirling « double effet » ainsi que le prix de rachat d’électricité. Nous allons analyser de plus
pres I’influence de ces facteurs.
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Tableau 5.16 . Récapitulation de solutions de meilleures rentabilités avec l'usage de différentes énergies

primaires
Energie primaire Gaz naturel Biomasse Energie solaire
Codt de la chaine - - 797 (€)
Puissance moyenne injectée B B 650 (W)
au reseau
Temps d_e _rentablllte Infini Infini 10,53 ans
minimal

Examinons I’influence du prix de rachat sur le temps de rentabilité en supposant que le co(t de
la chaine thermomeécanique est fixe comme précédent.

Temps de rentabilité en fonction du prix de rachat

60 i "
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Figure 5.16: Temps de rentabilité du systeme de micro-cogénétion en fonction du prix de rachat d'électricité.

Selon ces résultats, il faudrait que le prix de rachat soit au moins 3 fois supérieur a celui
d’aujourd’hui, soit 0,24 €/kWh, pour que le systeme utilisant la biomasse se rentabilise. Et pour
que les systemes utilisant le gaz naturel connaissent la phase de rentabilité totale, il faudrait que
le prix de rachat dépasse au moins 5 fois celui qu’on connait d’aujourd’hui, soit 0,40 €/kWh.

Le prix du moteur Stirling influence aussi le temps de rentabilité. Mais a un prix de rachat
donné, 0,08 €/kWh, aucun systéme a biomasse ou a gaz ne se rentabilise a I’échelle du temps.
Seuls les systemes a énergie solaire présentent un temps de rentabilité proportionnel avec le
colt d’investissement du moteur Stirling :
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Temps de rentabilité du systéme solaire en fonction du co(t du moteur Stirling
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Figure 5.17: Temps de rentabilité du systeme de micro-cogénération utilisant I’énergie solaire en fonction du
prix du moteur Stirling.

Si le prix de rachat est triplé, 0,24 €/kWh®!, les systémes & biomasse se rentabiliseront avec une
rapidité proportionnelle au colt du moteur Stirling. Au contraire, les systemes a gaz n’atteignent
jamais le seuil de la rentabilité : la courbe rouge n’apparait pas dans 1I’échelle du temps.

Temps de rentabilité en fonction du colt du moteur Stirling
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Figure 5.18: Temps de rentabilité des systémes de micro-cogénération utilisant l’énergie solaire ou la biomasse
en fonction du prix du moteur Stirling (prix de rachat a été triplé).

Les résultats concernant la rentabilité du micro-cogénérateur Stirling « double effet » sont

significatifs. De par les hypotheses simplificatrices prises en compte dans cette étude, le degré

d’adéquation de ces résultats par rapport a une étude expérimentale reste a discuter.

31 Cette valeur est trés proche du prix de rachat recommandé par PATEE (Association Technique Energie

Environnement) [56].
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Facteurs susceptibles de détériorer I’indice de rentabilité :

Notons tout d’abord que 1’énergie solaire est intermittente (exploitable seulement en journée et
variable selon les saisons ou les régions géographiques...), I’hypothese N°6 concernant le
temps de fonctionnement annuel du systeme devra étre ajustée. En outre, dans le cas ou
I’énergie solaire est opérationnelle, il faudra également rajouter dans le colit global
d’investissement le prix du capteur solaire, ce qui a pour effet de rallonge le temps de rentabilité.

Toujours concernant 1’hypothése N°6 sur le temps de fonctionnement annuel, nous avons
supposé que le systeme travaille en pleine charge tout au long de I’année. Dans les faits, le
systeme peut travailler en pleine charge pendant le temps d’hiver pour satisfaire les besoins de
chauffage et d’eau chaude sanitaire du foyer. Au contraire, en été, ces besoins de chaleur sont
en moyenne divisés par 3 [3], il sera nécessaire que le systeme travaille alors en mode « charge
partielle ». La puissance électrique injectée au réseau sera réduite et le temps de rentabilité
pourrait étre rallongé.

Quant a I’utilisation de la biomasse, le temps de retour calculé précédemment pourrait fluctuer,
car son pouvoir calorifique peut changer de 2 a 4 kWh/kg en fonction de la nature du bois
utilisée. En plus, le colt de la biomasse en singulier et le co(t des énergies primaires en général
évoluent (augmentent) dans le temps (hypothése N°2).

L’efficacité de la combustion est, en réalité, bien moins de 100% (hypothése N°8). Le codt de
réparation et de maintenance doit étre également pris en compte dans la totalité des codts
d’utilisation (hypothése N°3).

Facteurs susceptibles d’améliorer I’indice de rentabilité :

Le rendement thermomécanique du moteur Stirling a été arbitrairement fixé a 40%, valeur
connue par la plupart des moteurs Stirling actuellement opérationnels. Si le moteur Stirling
« double effet », de par sa conception et son fonctionnement innovants, est censé apporter un
meilleur rendement, le temps de rentabilité pourrait étre raccourci (hypothése N°7).

Le cott d’investissement du moteur Stirling a été fixé a 4000€ (hypothése N°1). Selon des
mesures politiques et économiques de chaque pays, le gouvernement peut aider financiérement
le foyer dans I’achat du micro-cogénérateur ce qui pourra rendre plus intéressant
I’investissement de ces systemes.

Nous pourrons envisager une utilisation simultanée de 1’énergie solaire avec la biomasse dont
I’approvisionnement peut &tre quasiment toujours disponible. Cela aide a atténuer le caractére
intermittent de 1’énergie solaire tout en assurant une rentabilité excellente de 1’'usage des
énergies renouvelables. Les systemes de micro-cogénération utilisant la biomasse sont déja
exploitables dans certains pays tels que le Japon, le Pays bas... Mais un systeme de micro-
cogénération qui aurait recours simultanément a deux sources d’énergie primaire comme la
biomasse et 1’énergie solaire reste toujours sans réalisation jusqu’a I’heure actuelle.
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D’autres facteurs...

Nous avons consideré que le revenu est uniquement procuré du gain de revente de 1’énergie
électrique générée (hypothése N°4). Dans la réalité, la plupart de 1’énergie électrique générée
sera logiquement consommeée sur place (surtout quand le tarif de rachat n’est pas intéressant),
la part de I’¢lectricité revendue au réseau sera alors trés restreinte. Dans le cas ou le systéme de
micro-cogénération satisfait tout le besoin d’électricité du foyer et la puissance électrique
injectée au réseau est nulle, le revenu devra étre calculé non pas avec le gain économique dont
le foyer se procure en injectant 1’¢électricité au réseau, mais avec 1’argent qu’il n’a pas da payer
(2 EDF par exemple) pour sa consommation énergétique (électricité, chauffage) grace a
I’utilisation de ce systéeme. Un scénario de type allemand favorisant I’auto-consommation via
une rétribution de celle-ci est intéressant a mener et a comparer avec le scénario classique étudié
dans notre cas.

Selon cette étude, I’utilisation du gaz naturel ne s’avére pas favorable pour la rentabilité du
systeme de micro-cogénération, elle possede toutefois des avantages tres concurrentiels :
approvisionnement fiable, grand pouvoir calorifigue et quasiment constant, systéeme
d’exploitation mature...

5.4. ETUDE DE SENSIBILITE DES RESULTATS D’OPTIMISATION

Dans cette partie, nous allons considérer la sensibilité des solutions d’optimisation vis-a-vis des
variations de certaines données fixes : caractéristiques du matériau constituant le mover,
I’induction magnétique de saturation dans les culasses et la puissance mécanique fournie par le
moteur Stirling « double effet ».

5.4.1. Sensibilité vis-a-vis du matériau constituant le mover

5.4.1.1. Mover en cuivre

Au départ, I’aluminium a été volontairement choisi comme matériau pour fabriquer le mover
massif. Bon conducteur électrique, faible densité massique, etc. il s’avere le bon choix pour une
premiére fabrication de la maquette TLIG. Toutefois, parmi d’autres matériaux dont le cofit est
facilement accessible, le cuivre est meilleur conducteur électrique que I’aluminium. La
conductivité du cuivre utilisée dans ce calcul est :

o, =59,610° (Sm™)* (5.44)
Néanmoins, du point de vue de la perméabilité magnétique, tout comme 1’aluminium le cuivre

est amagnétique, u = 1. La masse volumique et le colt massique du cuivre sont beaucoup plus

%2 Contre o, =35,510° (Sm ) pour I'aluminium,
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importants que I’aluminium (Tableau 5.5). Pour respecter la valeur optimale de la masse du
piston (Chapitre 2), la contrainte sur la masse du mover en cuivre est également introduite :

PewV oo —6,4<0 (kg)

mover

Dans cette partie, nous allons traiter des solutions optimales quand la machine posséde un
mover massif en cuivre. Les résultats obtenus sont affichés dans la figure suivante :

Sensibilité vis-a-vis du matériau du mover
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Figure 5.19 : Comparaison des résultats d optimisation entre le mover en aluminium et le mover en cuivre.

Pour une méme puissance genérée, la chaine électromécanique a machine a mover en cuivre est
systématiquement moins chere que la chaine a machine a mover en aluminium. Et inversement,
pour un méme co(t total, le systeme a machine a mover en cuivre génére toujours une puissance
électrique plus importante que celle du systeme a machine a mover en aluminium. Ainsi, les
systemes a machine a mover en cuivre tendent a de hauts rendements que les systemes a
machine a mover en aluminium ne peuvent pas atteindre.

Le fait que le mover soit en cuivre s’avere plus avantageux que s’il est en aluminium surtout si
I’on recherche des solutions a haut rendement. Pour les solutions a faible codt, la nature du
mover a peu d’influence sur le colit minimal, mais uniquement sur 1’énergie produite.

Comme pour I’analyse du front de Pareto réalisée dans la partie §5.2.1, nous choisissons ici 3
solutions typiques : chaine A au codt total le plus faible, chaine C au rendement le plus
important et chaine B au codt relatif le plus faible (Figure 5.19). Le dessin des machines
correspondantes est montré dans la figure suivante :
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Figure 5.20 : Géométrie des TLIGs correspondantes aux chaines A, B, C dans le cas du mover massif en cuivre.
Les paramétres d’optimisation de ces chaines typiques sont montrés dans le tableau suivant :

Tableau 5.17 : Paramétres d’optimisation obtenus pour les chaines A, B, C dans le cas du mover massif en

cuivre.
Nol::;r::tres d’optimisz::cr;s Chaine A Chaine B Chaine C
7, mm 22,4 26,8 29,0
HenC mm 19,6 26,9 35,7
E mm 1,0 1,5 2,1
T mm 60,9 94,4 118,3
N s -- 3 3 3
Ec_ext mm 3,6 5,6 7,6
spire -- 112 120 119
Is y A 9,2 10,2 10,1
ik_ gene A 14 14 66
Ui resean A 1 5 11
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D’autres paramétres de ces chaines sont classés dans le tableau suivant :

Tableau 5.18 : Détail du dimensionnement des chaines électriques A, B, C dans le cas du mover massif en

cuivre.
Paramétres de la TLIG
Chaine A Chaine B Chaine C
Notations Unité
Rs Q 1,38 0,95 0,68
Lo mH 14,3 18,4 22,7
Lm mH 93,5 181,4 2229
Rr Q 11,5 9,5 7,3
lﬁ, mH 10,4 12,3 9,4
o) - 0,22 0,15 0,13
Masse de la
TLIG kg 19,9 52,8 100,6
Bus continu
Cbus pF 985 2147 2380
RESR mQ 91,6 46,0 42,0
Sond_tri kVA 5’6 5’6 26’4
ond _mono kVA 014 2,0 4,4
Bilan de puissance et colt
Pmém A% 1258 1258 1258
pertes W 1156,9 5942 465,5
P, W 101,0 663,7 792,4
Cchafne € 290,5 4645 878,5
Rendement
énergétique % 23,1% 52,8% 63,0%
global

En conclusion, ce qui est remarquable avec le choix du mover en cuivre, est I’amélioration du
rendement global du systéme par rapport au cas des configurations a mover en aluminium.

5.4.1.2. Mover en matériau composite

Dans le cadre du projet CETI-ANR, de nombreux travaux de recherche sont paralléelement
menés au sein du laboratoire SATIE, parmi lesquelles 1’étude d’un matériau composite non
seulement de bonne conductivité électrique, mais aussi de bonne perméabilité magnétique,
capable de remplacer efficacement le mover en aluminium. L’inconvénient du fait d’avoir des
movers en aluminium ou en cuivre, réside dans le fait que ces matériaux sont amagnétiques (U
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= 1). En effet, I’entrefer qui comprend non seulement 1’épaisseur des couches d’air (airgap) ou
jeux mécaniques, mais aussi 1’épaisseur du mover, devient tres important dans ces cas.

Pour la simplicité de I’étude, le matériau composite considéré dans cette partie est un matériau
théorique qui posséde les mémes caractéristiques que 1’aluminium en ce qui concerne la
conductivité électrique, la masse volumique et le colt massique. Néanmoins, sa spécificité
avantageuse est d’avoir la perméabilité relative qui vaut, a titre d’exemple, i = 10. Avec ce
dernier, le matériau composite choisi peut étre catégorisé comme un matériau paramagnétique.
L’objectif est de montrer ’efficacité du fait d’avoir un mover en matériau composite.
Considérons la sensibilité des résultats d’optimisation vis-a-vis de la caractéristique magnetique
du mover :

Sensibilité vis-a-vis du matériau du mover
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Figure 5.21 : Comparaison des résultats d’optimisation entre le mover en aluminium et le mover en matériau
composite avec p = 10.

Le front de Pareto obtenu avec le mover en matériau composite a montré qu’il est de loin plus
avantageux, en termes de rendement global, que le mover en aluminium. De facon générale,
méme une légére augmentation de la perméabilité magnétique de celui-ci apportera
I’amélioration du rendement électrique du systéeme. Ainsi, avec i = 10, les solutions optimales
a haut rendement peuvent générer plus de 900W électrique injectée au réseau. Considérons les
trois chaines typiques A, B, C dont les définitions sont mentionnées a plusieurs reprises dans
les analyses précédentes :
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Figure 5.22: Géométrie des TLIGs correspondantes aux chaines A, B, C dans le cas du mover massif en
matériau composite avec pu = 10.

Les paramétres d’optimisation de ces chaines typiques sont montrés dans le tableau suivant :

Tableau 5.19 : Paramétres d’optimisation obtenus pour les chaines A, B, C dans le cas du mover massif en
matériau composite avec p = 10.

Paramétres d’optimisation

Notations Unités Chaine A Chaine B Chaine C
T, mm 18,7 21,2 273
H,, mm 19,5 19,8 27.9
Eos mm 2,3 4,0 5.4
v mm 45,6 54,8 104,3
Nz - 5 3 A
Feen mm 3.2 37 28,4
Moire - 79 103 82
I A 7,8 9.2 9.8
Te_gone A 14 15 08
L reseau A 2 4 26
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Tableau 5.20 : Détail du dimensionnement des chaines électromécaniques A, B, C dans le cas du mover massif
en matériau composite avec p = 10.

Paramétres de la TLIG

Chaine A Chaine B Chaine C
Notations Unité
Rs Q 1,39 1,25 0,53
lfs mH 14,1 13,2 11,0
L mH 80,7 100,8 192,9
Rr Q 10,1 7,0 4.4
lfr mH 17,8 21,6 16,1
o -- 0,30 0,27 0,13
Masse de la
TLIG kg 20,0 17,6 156,5
Bus continu
CbuS pF 1323 2172 2622
RESR mQ 70,5 455 38,5
ond _tri kVA 516 6,0 39,2
Sondﬁmono kVA 0,8 1,6 10,4
Bilan de puissance et colt
Pmém W 1258 1258 1258
pertes W 1081,7 644,9 329,7
Vs \%% 176,1 612,9 928,1
chaine € 300,7 311,9 1120,4
Rendement
énergétique % 14,0% 48,7% 73,8%
global

En conclusion, constituer le mover/sencondaire d’un matériau de bonne conductivité électrique
ainsi qu’une «bonne perméabilité magnétique » constitue une voie d’amélioration du
rendement de la conversion mécano-électrique de la TLIG ainsi que du rendement global du
systeme.

5.4.2. Sensibilité vis-a-vis de I'épaisseur d’entrefer

Dans 1I’étude de dimensionnement de la TLIG, nous avons fixé 1’épaisseur des jeux mecaniques
a 0,5 mm. Supposons que cette épaisseur pourrait étre réduite a 0,2 mm, dans ce cas-la, les
criteres technico-économiques des chaines optimales sont nettement améliorés et sont montrés
dans la figure suivante :
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Codt total de la chaine électrique [Euros]
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Figure 5.23 : Comparaison des résultats d’optimisation entre deux cas Bsat = 1,6T et Bsar = 2,0T.

Diminuer I’épaisseur d’entrefer est synonyme de renforcer le flux magnétisant a méme courant
d’alimentation. Autrement dit, 8 méme force électromagnétique développée, quand I’entrefer
est plus étroit, le courant inducteur ainsi que des pertes joules statoriques seront amenés a étre

réduits.

Tableau 5.21 : Détail du dimensionnement des chaines électromécaniques A4, B, C dans le cas de I’entrefer
mécanique réduit.

Paramétres de la TLIG

Notations Unité Chaine A Chaine B Chaine C
R, Q 1,81 1,12 0,44
lfs mH 19,8 11,0 17,5
" mH 111,7 195,6 242,1
R Q 23,9 15,3 5,7
l [ mH 12,2 16,0 6,4
o -- 0,23 0,12 0,09
Maisflge la ke 15,7 203 165,5
Bus continu
Cue uF 810 1957 2499
R, mQ2 108,9 49,9 40,2
Sond_i kVA 4.4 4.8 38,8
ond _mono kVA 0,4 1,6 4.8
Bilan de puissance et colt
\\4 1258 1258 1258

méca
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pertes W 1159,2 642,9 385,1
rés W 98,6 614,9 872,7
haine € 252,0 340,0 1163,6
Rendement
énergétique % 7,8% 48,9% 69,4%
global

Néanmoins, il faut noter qu’il serait difficile de réduire les jeux mécaniques dans une structure
linéaire tubulaire du fait que le mover en métallique (aluminium ou cuivre) dilate en haute
température.

5.4.3. Sensibilité vis-a-vis de I'induction magnétique de saturation dans le fer

Dans les résultats d’optimisation précédents, une contrainte de I’induction de saturation a été
imposée (Bsat = 1,6 T) pour le matériau ferromagnétique constituant les culasses statorique.
Dans cette partie, nous allons élargir arbitrairement cette limite a Bsat = 2,0 T et examiner la
sensibilité des solutions optimales en fonction de ce paramétre. A titre indicatif, I"utilisation des
alliages FeSi offre pratiquement une induction de saturation inférieure a 2 Tesla. Tandis que
I’utilisation des matériaux tels que les alliages FeCo ou le fer (Fe) permettra d’atteindre une
induction magnétique maximale de plus de 2 T.

L’objectif de ce paragraphe est de montrer I’influence de I’induction magnétique de saturation
sur I’efficacité technico-économique des chaines électromécaniques optimales. Les résultats
obtenus sont montres dans la figure suivante :

c?ensibilité vis-a-vis de l'induction magnétique de saturation
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Figure 5.24 : Comparaison des résultats d’optimisation entre deux cas Bsa = 1,6T et Bsgy = 2,0T.

En comparant le front de Pareto avec Bsat = 2,0 T avec celui avec Bsat = 1,6 T, nous constatons
que le fait d’augmenter Bsat n’améliore pas le rendement énergétique, car les pertes magnetiques
ne sont pas prises en compte. Par contre, le fait d’avoir une induction de saturation magnétique
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plus grande permet d’avoir des structures plus compactes. Ainsi, & méme force
électromagnétique développée, cela permet de réduire les volumes de fer en faveur du co(t total
de la chaine électromécanique. Autrement dit, &8 méme puissance moyenne récupéree, avec Bsat
= 2,0 T, nous obtenons un colt minimal plus faible qu’avec Bsat = 1,6 T (Figure 5.24). Le
dessin des génératrices linéaires tubulaires a induction des solutions A, B, C est donné dans la
figure suivante :
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Figure 5.25: Géométrie des TLIGs correspondantes aux chaines A, B, C dans le cas des culasses en fer, dont
Bsat = 2,0 T

Les paramétres d’optimisation de ces chaines typiques sont donnés dans le tableau suivant :

Tableau 5.22 : Paramétres d’optimisation obtenus pour les chaines A, B, C dans le cas de Bsat =2,0T.

Paramétres d’optimisation

) Chaine A Chaine B Chaine C
Notations Unités
7, mm 18,4 21,1 24,8
H, mm 15,7 21,0 23,8
Emov mm 11 1,9 2,7
T mm 73,3 1134 112,7
N,z -- 4 4 3
E .. mm 33 37 26,3
Mo - 196 192 192
IS i A 5,8 5,9 7
ik_gme A 8 9 12
i A 1 3 8
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D’autres parametres de ces chaines sont :

Tableau 5.23 : Détail du dimensionnement des chaines électromécaniques A, B, C dans le cas de Bsat =2,0 T.

Paramétres de la TLIG

Notatlons Unité Chaine A Chaine B Chaine C
R, Q 4,73 2,70 2,08
L mH 31,8 32,1 31,6
L, mH 366,1 515,3 368,9
R Q 48,9 27,1 17,1
lﬁ mH 39,0 34,0 23,5
o -- 0,17 0,12 0,13
Masse de lo ke 20,2 48,5 984
Bus continu
C,.e uF 811 1689 1863
R, mQ 108,8 56,8 52,1
Sond_wi kVA 3,2 3,6 4,8
ond_mono kVA 0,4 1,2 3,2
Bilan de puissance et colt
) ea W 1258 1258 1258
pertes W 1185,5 762,6 715,1
P, W 72,3 495,2 542,7
haine € 248,8 392,3 592,9
Rendement
énergétique % 5,7% 39,4% 43,1%
global

5.4.4. Sensibilité vis-a-vis de la puissance mécanique du moteur Stirling

L’étude de modélisation et d’optimisation de la chaine électromécanique traitée dans les
chapitres 4 et 5, est basée sur I’hypothése que la géométrie de la partie thermomécanique
correspondante a un moteur Stirling «double effet» est fixée. Selon I’étude de
prédimensionnement du moteur Stirling de nos partenaires du laboratoire FEMTO-ST, le
moteur Stirling « double effet » est capable de fournir une puissance mécanique d’environs
1258W a son point de fonctionnement nominal. La TLIG récupére directement cette énergie
mécanique au niveau du piston commun en appliquant sur celui-ci une force électromagnétique
résistante de type frottement visqueux (cf. Relation 2.4). Ainsi I’expression de la puissance
mécanique moyenne s’écrit :
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(Pri) = 2C (7 foc V)

Supposons qu’il est possible de concevoir un moteur Stirling de puissance nominale doublée
telle que <P . >><2 =2516[W] au point de fonctionnement nominal (ypm,fost):

meca

(0,0223 m; 174 rad/s) , le coefficient de frottement visqueux sera :

C . =334,2[Nms]

palt

Les limites géométriques sont maintenues comme pour les systemes de (P

r,<r =0,25[m]

7 m

) avec :

L <L =10 [m]

m

Les chaines électromécaniques optimales correspondent a ce moteur Stirling sont déduites a
partir du processus d’optimisation sont les suivantes :

Sensibilité vis-a-vis de la puissance mécanique du moteur Stirling
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Figure 5.26: Sensibilit¢ du résultat d’optimisation vis-a-vis de la puissance mécanique fournie par le moteur
Stirling « double effet ».

Remarquons que le front de Pareto correspondant a 2><<Pmém> va plus loin sur I’échelle de la

quantité de puissance électrique générée. Pour pouvoir comparer les deux courbes, nous
rapportons les résultats sur la méme échelle du rendement global, présentée dans la figure
suivante :

3 Voir I’équation (2.54).
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Sensibilité vis-a-vis de la puissance mécanique du moteur Stirling
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Figure 5.27: Sensibilité du résultat d’optimisation vis-a-vis de la puissance mécanique fournie par le moteur
Stirling « double effet ».

Pour un méme rendement énergétique global, les chaines électromécaniques correspondantes
au systeme de 2x <Pm, > sont environs deux fois plus cheres que les chaines électromécaniques

eca

du systeme original (P, ). En effet, les machines du systéme de 2x(P, ) doit développer en
conséquence la force électromagnétique maximale deux fois plus importante ce qui entraine
une amplification du flux magnétisant. Les systemes qui supportent cette intensité d’énergie
sont constitués naturellement par plus de matériaux primaires (fer, cuivre, aluminium). Au

niveau du cofit relatif [€/W moyen], nous avons la comparaison suivante :

Sensibilité vis-a-vis de la puissance mécanique du moteur Stirling
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Figure 5.28: Comparaison des codts relatifs entre les systémes de <Pm¢ca> et les systémes de 2X<Prgca>.

Constatons que les colts relatifs des systémes a puissance mécanique doublée, 2x (P, .}, sont
presque les mémes par rapport a ceux des systémes originaux (Pmém>. Sauf, pour les solutions
a faible colit, le codt relatif des systemes 2x(P,, )est bien plus important que celui des
systemes (P,,.).
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Le dessin des TLIGs des chaines A, B, C est montré dans la figure suivante :

Machine A
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Figure 5.29 : Géométrie des TLIGs correspondantes aux chaines A, B, C lorsque la puissance mécanique du
moteur Stirling est doublée.

Les paramétres d’optimisation de ces chaines typiques sont montrés dans le tableau suivant :

Tableau 5.24 : Paramétres d’optimisation obtenus pour les chaines A, B, C lorsque la puissance mécanique du
moteur Stirling est doublée.

Paramétres d’optimisation

Chaine A Chaine B Chaine C
Notations Unités
7, mm 31,4 33,5 36,4
H, mm 21,7 32,7 37,6
E,. mm 12 15 31
T mm 84,1 122,8 150,2
N,z -- 3 3 3
E. . mm 6,1 7,1 35,0
Mo - 158 161 160
sd A 7,4 7,7 8,1
ik_gene A 13 14 94
L o A 1 7 11

D’autres parametres de ces chaines sont précisés dans le tableau suivant.

Tableau 5.25 : Détail du dimensionnement des chaines électromécaniques A, B, C lorsque la puissance
mécanique du moteur Stirling est doublée.
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Parameétres de la TLIG

Notations Unité Chaine A Chaine B Chaine C
R, Q 1,97 1,35 1,04
lfs mH 40,9 40,6 39,4
L, mH 336,0 503,2 473,3
R Q 33,4 23,6 13,8
lﬁ, mH 32,7 29,1 17,5
o -- 0,19 0,13 0,11
Maisflge la ke 55 102 277
Bus continu
Chue uF 1770 2906 3583
R,s mQ 54,5 36,4 29,2
ond_tri kVA 5,2 5,6 37,6
Sond_mono kVA 0,4 2,8 4,4
Bilan de puissance et colt
P w 2516 2516 2516
pertes W 2511,3 1693,3 1439,8
P, w 4,5 822,6 1076,2
haine € 418,1 660,9 1503,3
Rendement
énergétique % 0,2% 32,7% 42,8%
global

En ce qui concerne le temps de rentabilité du systeme dont la puissance mécanique moyenne
est doublée, nous faisons I’hypothése simplifiée que le colt du moteur Stirling est proportionnel
a sa puissance mécanique moyenne. Dans ce cas, la figure suivante montre le résultat sur le
temps de rentabilité des systemes de 2x (P, ) en fonction de I’énergie primaire utilisée et du
prix de rachat :

238



Chapitre 5 Optimisation du dimensionnement de la chaine électromécanique du micro-cogénérateur

Temps de rentabilité en fonction du prix de rachat
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Figure 5.30 : Temps de rentabilité du systéme de micro-cogénétion dont la puissance mécanique est deux fois
plus grande.

En comparant la derniere figure avec la Figure 5.16, remarquons que le systéme a 2x <Pmém> a
un temps de rentabilité legerement plus long que celui du systéme original a <Pmém> . Cependant,
cette différence reste faible. En effet, pour convertir une puissance mécanique deux fois plus
importante, les chaines électromécaniques deviennent également deux fois plus colteuses ce
qui entraine une rentabilité quasiment identique. D’ailleurs, ce résultat est directement lié a
hypothése selon laquelle le colt de du moteur Stirling est proportionnel a sa puissance

mécanique générée.

5.5. CONCLUSION ET PERSPECTIVES

Dans ce dernier chapitre, nous avons développé une méthode de dimensionnement de la chaine
électromécanique du systeme de micro-cogénération a moteur Stirling « double effet ». La
chaine thermomécanique du systeme, moteur Stirling « double effet » et systeme thermique
associé, a été supposeée fixe. Le point de fonctionnement caractérisé par la course et la fréquence
d’oscillation mécanique du piston ainsi que le coefficient de frottement visqueux récupératif
sont ainsi les données fixes du probleme d’optimisation. Les éléments a dimensionner sont ceux
de la chaine électromécanique : la génératrice a induction linéaire tubulaire, I’onduleur triphasé
coté génératrice, I’onduleur monophasé coté réseau et le condensateur du bus continu. La chaine
électromécanique a été optimisée selon deux objectifs contradictoires : maximiser la puissance
électrique moyenne sur cycle mécanique injectée au réseau et minimiser le co(t total de la
chaine. Plusieurs contraintes physiques sont imposeées : contraintes geomeétriques de la TLIG,
contraintes de la saturation magnétique, contrainte de la densité maximale du courant statorique,
contrainte de puissance générée positive, etc.

La méthodogie de dimensionnement développée consiste a la mise en ceuvre de 1’algorithme
génetique NSGA-II permettant un processus d’optimisation élitiste, performant et intégrable
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dans le code de programmation Matlab. L’évaluation de chaque individu en termes des objectifs
(criteres) et des contraintes est réalisée a 1’aide de deux programmes suivants :

— Le modele électromagnétique de la machine a induction linéaire tubulaire (Modali I11)
qui aide a calculer les parametres de son modéle du schéma monophasé équivalent a
partir des données géométriques.

— Le modele global du systéme, « plateforme énergétique », qui aide a calculer le bilan de
puissance du systéme en régime oscillatoire permanent contrdlé (puissance mécanique
moyenne, puissance électrique moyenne, puissance moyenne injectée au réseau, pertes
joules, pertes des convertisseurs, etc.) ainsi que le colt total de la chaine
électromécanique en considération. Le modele global fournit également les résultats sur
I’induction magnétique dans les culasses en fer, la densité volumique du courant
statorique dans le cuivre, la masse des parties actives, etc. qui sont nécessaires pour la
vérification d’adaptation de chaque individu vis-a-vis des contraintes prédéfinies.

Les résultats obtenus dans le plan puissance électrique moyenne injectée au réseau et co(t total
se répartissent sous forme d’un front de Pareto, lieu non dominant au sens de deux criteres
contradictoires. Nous avons pu distinguer dans 1’ensemble des solutions, les chaines
électromécaniques a haut rendement (dont max(n) = 52%), celles a faible colt (dont min(Cchaine)
= 303,8€) et celles « dites » compromises, c’est-a-dire a faible co(t relatif (1,04€/W moyen).
Faute d’un prototype expérimental du systéme complet, les parametres de quelques chaines
optimales ont été ensuite testés en utilisant le banc d’essai virtuel développé au chapitre
précedent afin de Vérifier les performances de ces solutions. Cette analyse a permis de montrer
la pertinence et la bonne précision du modele énergétique élaboré ainsi que la cohérence des
résultats d’optimisation.

Par la suite, pour sélectionner la chaine électromécanique optimale parmi 1’ensemble des
solutions non dominées, nous avons introduit la condition de temps de rentabilité minimal. Le
temps de rentabilité minimal est défini comme étant la durée de fonctionnement en pleine
puissance nécessaire pour que le colit d’investissement et d’usage soit égal au gain économique
apporté par la revente de 1’énergie électrique produite. Une méthode technico-économique,
prenant en compte plusieurs hypothéses simplificatrices concernant les conditions économiques
du marché et le fonctionnement du systeme, a été développée. Cette méthode permet d’obtenir
une configuration optimale du systeéme global sans faire de processus global d’optimisation
intégrant le modele thermodynamique du moteur Stirling « double effet ». La méthode peut étre
également illustrée graphiquement ce qui permet une analyse aisée. Cette étude a montré des
avantages dans I’utilisation des énergies renouvelables telles que 1’énergie solaire, la biomasse
ainsi que I’influence considérable du colt du moteur Stirling et du tarif de rachat électrique sur
I’intérét économique des systémes de micro-cogénération.

L’étude d’optimisation du dimensionnement de la chaine électromécanique est suivie par une
étude de sensibilité des solutions optimales vis-a-vis des caractéristiques des matériaux
constituant le mover, la contrainte de saturation magnétique des culasses et la puissance
mécanique nominale du moteur Stirling. Dans chaque cas de figure, nous avons apporté des
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analyses et précisé I’influence de ces parameétres sur la solution optimale et sur le temps de
rentabilité.

La méthodologie globale de dimensionnement optimal de la chaine électromécanique semble
adaptée au probléme posé et a permis en particulier une analyse aisée de la sensibilité des
facteurs impactant liés a la fabrication de la chaine électromécanique. Cela étant, un certain
nombre d’améliorations sera a considérer :

— L’insertion du modéle des pertes magnétiques de la machine a induction linéaire
tubulaire dans le processus d’optimisation est nécessaire. Avant de définir un modele
de pertes adéquat, il sera tout d’abord souhaitable de remplacer les culasses massives en
fer par les solutions telles que les culasses en t6le feuilletée ou en poudre de fer, etc.
afin de réduire les pertes dues aux courants de Foucault. Il exige que les culasses en téle
feuilletée soient congues de telle maniere que les flux de fuite magnétique soient réduits
en tout assurant une fabrication relativement aisée. Quant aux culasses constituées de
poudre de fer, elles présentent encore des verrous technologiques a relever notamment
lors de 1’étape de conception et de fabrication.

— Compte tenu d’importantes pertes Joule propres a de nombreuses chaines
électromécaniques optimales, il sera tout & fait souhaitable de développer un modéle
thermique « affiné » afin de s’assurer de la solidité thermique des solutions retenues.

— Le modéle électromagnétique Modali Il considérant la topologie de la machine a
longueur infinie (avec ’effet d’encoches, sans effet d’extrémités) a été utilisé, car ce
programme a permis un temps d’exécution relativement court. En toute rigueur, le
programme Modali 111 devrait étre remplacé par le programme Modali VI qui considére
I’effet d’extrémités.

— Le coefficient de Carter, tenant en compte du rallongement de I’entrefer effectif di a
I’effet d’encoche, a été fixé, quelle que soit la dimension de la machine. La prise en
compte d’un facteur dépendant de la géométrie sera tout a fait souhaitable d’autant que
ce facteur modifie I’entrefer magnétique et donc I’induction magnétique d’entrefer, et
par conséquent la force électromagnétique développée.

— Pour la simplicité de 1’étude, la contrainte de I’induction magnétique maximale a été
imposée afin de maintenir le circuit magnétique de la génératrice dans 1’état linéaire.
Pour se rapprocher davantage de la réalité, un modéle de saturation magnétique devra
étre introduit dans le processus d’optimisation.
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Cette these a traité de 1’étude de modélisation et de commande tant dans le plan théorique
qu’expérimental d’un systéme de micro-cogénération innovant motorisé par un moteur Stirling
a piston libre «double effet», destiné & un usage domestique. Dans le contexte
environnemental, énergétique, économique, sociétal actuel, la technologie d’énergie progresse
dans plusieurs de ses piliers afin d’apporter sa contribution a la résolution des problémes
planétaires. Ainsi, depuis ces derniéres décennies les termes tels qu’efficacité énergétique,
énergies renouvelables, rejet de gaz a effet de serre, production décentralisée, gestion optimale
de consommation, indépendance énergétique, développement durable, etc. nous sont devenus
familiers. Le systéme de micro-cogénération a moteur Stirling « double effet », I’objet du projet
de recherche multidisciplinaire CETI-ANR soutenu par le laboratoire SATIE (UMR-8029), le
laboratoire FEMTO-ST de Belfort, France et I’industriel Gaz de France — SUEZ, est congu pour
répondre aux diverses exigences actuelles vis-a-vis de la production et de [I’utilisation
énergétique.

Dans le premier chapitre, 1’état de 1’art de la micro-cogénération a été abordé. Le principe de
production d’énergie correspondant au terme « cogénération » et « micro-cogénération » a été
précisé. L’importance actuelle de ce mode de production/ consommation non seulement dans
I’équilibre énergétique, mais aussi dans [ efficacité énergétique et le développement durable a
été présentée au travers d’exemples d’application en Europe. L’ importance potentielle de la
micro-cogénération qui désigne toutes les installations de cogénération dont la puissance
électrique est inférieure a 36kW, a été mentionnée et analysée dans les aspects suivants :
renforcer 1’efficacité énergétique du secteur résidentiel tertiaire, contribuer a remédier le
probleme de surconsommation énergétique de ce secteur, participer a la gestion optimale et
intelligente du réseau électrique (via Smart Grid), conditionner une nouvelle éthique de
consommateurs qui participent a la problématique d’approvisionnement des énergies primaires,
etc. Cette analyse a été poursuivie par une présentation de 1’état de I’art des technologies
principales de la micro-cogéneration dont le principe, les caractéristiques générales et I’état
actuel de développement sont mentionnés : systemes motorisés par les moteurs a combustion
interne, systemes motorisés par les microturbines, systemes mettant en ceuvre les piles a
combustible, systemes motorisés par les moteurs Stirling.
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Dans le deuxieme chapitre, 1’é¢tude porte sur la modélisation, le dimensionnement et la
stratégie de contr6le/ commande du moteur Stirling « double effet ». La structure du moteur
Stirling « double effet », composée de deux moteurs Stirling B traditionnels opérant en
opposition de phase thermodynamique, constituant 1’aspect innovateur de notre systéme, a été
tout d’abord précisée. Le principe de fonctionnement consiste en opération synchronisée et
maitrisée de deux moteurs Stirling élémentaires a 1’aide du pilotage de la force
électromagnétique résistante de type frottement visqueux développée par la partie électrique.
L’étude de modélisation et de dimensionnement de la chaine thermomécanique a été réalisée
dans les travaux de recherche de notre partenaire le laboratoire FEMTO-ST. Dans le cadre de
cette thése, seuls les résultats essentiels de la modélisation et du dimensionnement
thermomécanique permettant de bien introduire la partie électrique, qui est en fort couplage
avec la partie moteur thermique, ont été présentés en détail. A la fin de ce chapitre, une
simulation du modéle thermodynamique du moteur Stirling « double effet » a été réalisée sur
Matlab/ Simulink. Une commande linéaire de type P.I.LD a permis de stabiliser le
fonctionnement du moteur Stirling a son point de fonctionnement nominal correspondant a sa
fréquence d’oscillation naturelle identifiée sur le lieu de Bode. Cette simulation a permis de
valider les résultats du calcul de prédimensionnement du moteur Stirling en ce qui concerne les
rapports entre la course du piston et celles des déplaceurs, les déphasages entre le déplacement
du piston et ceux des déplaceurs, la puissance mécanique générée ainsi que la forme d’onde de
la force électromagnétique de type « frottement visqueux » en opposition de phase avec la
vitesse. La géométrie correspondant a un moteur Stirling « double effet » fournissant 1258W a
été considérée et fixée pour la suite de 1’étude.

Dans le troisiéme chapitre, 1’étude du convertisseur mécano-électrique dont la conception
constitue également un élément innovant de notre systeme a été traitée. Il s’agit de la structure
de génératrice a induction linéaire tubulaire (TLIG) a mover massif en aluminium. La structure
ainsi que les caracteéristiques principales de la machine ont été précisées. La transmission de la
puissance mécanique est directe sans intermédiaire d’aucune liaison mécanique : en effet, le
mover de la génératrice est lui-méme le piston de compression du moteur Stirling « double
effet ». L’étude de la TLIG a été menée en trois étapes. Dans la premiere étape, le modele
électromagnétique basé sur la résolution des équations de Maxwell en magnétodynamique,
réalisé dans le cadre de la thése de P. Francois, a été succinctement rappelé dans ce chapitre [1].
Ce modele permet de calculer, a partir des données géométriques, la force électromagnétique
en fonction de la fréquence d’alimentation et de la vitesse de translation du mover ainsi que les
puissances développées dans la machine. Un modeéle de calcul numérigque basé sur la méthode
des éléments finis a été également réalisé pour valider théoriquement les résultats du modele
électromagnétique précédent. De plus, a I’aide d’une maquette expérimentale réalisée au sein
du laboratoire SATIE, les résultats du modéle électromagnétique ont été validés
expérimentalement par comparaison avec les mesures effectuées sur la maquette. Dans une
deuxiéme étape, 1’étude de I’identification des paramétres du schéma monophasé équivalent de
la TLIG a été réalisée a 1’aide du mod¢le électromagnétique ainsi validé, du modele numérique
et de ’expérimentation. Les résultats issus de ces trois méthodes ont été confrontés ce qui a
montré une assez bonne concordance. En troisieme étape, 1’élaboration d’une stratégie de
commande pour la machine a induction linéaire tubulaire (TLIM) a été réalisée a I’aide d’une
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commande vectorielle a flux orienté, dans laquelle les tensions triphasées sont pilotées par un
onduleur de tension triphasé M.L.I. Cette stratégie de commande a été appliquée
expérimentalement sur la maquette grace a un banc d’essai constitué d’une carte d’acquisition
dSpace, d’un processeur équipé du logiciel Matlab/ Simulink réglé en mode « Externe » (temps
réel), d’un capteur optique de position®*. Les résultats de la réalisation expérimentale de cette
loi de commande ont montré son aptitude dans la maitrise en temps réel de la force
électromagnétique en régime oscillatoire permanent jusqu’a une fréquence mécanique de 50Hz.

Les résultats du quatrieme chapitre sont composés de trois parties. Premi¢rement, 1’¢tude a
porté sur le dimensionnement et la commande de la chaine des convertisseurs statiques
connectant le systeme électrogene au réseau domestique. Compte tenu de la particularité des
formes d’onde des courants triphasés généres par la génératrice a induction linéaire tubulaire,
une commande de type PFC assurant 1’injection sinusoidale a été étudiée. Le fonctionnement
de I’onduleur monophasé M.L.I c6té réseau, commandé en complémentarité selon la loi de
commande PFC d’un redresseur M.L.I a absorption sinusoidale décrite dans [34], a été mise en
équation. La tension du bus continu a été fixée a 400V afin de satisfaire la condition de stabilité
de I’onduleur commandeé. Le condensateur du bus continu a été dimensionné afin de limiter la
variation de la tension du bus continu a moins de 2%. Deuxiémement, I’étude a porté sur la
construction d’un mod¢le global du systéme de micro-cogéneration, intégrant la simulation du
modele thermomécanique du moteur Stirling « double effet » commandé en position par la
commande P.1.D, la simulation de la génératrice a induction linéaire tubulaire commandée en
force par ’onduleur de tension triphasé M.L.l cbté génératrice selon la loi de commande
vectorielle a flux orienté ainsi que le modele du convertisseur monophasé c6té réseau
commandé par la commande de type PFC mentionnée dans le premier point. Nous avons obtenu
les résultats concernant le bilan de puissance du systéme et les formes d’onde des tensions, des
courants, des pulsations électriques, de la puissance électrique générée par la génératrice
linéaire, etc. Nous avons également obtenu le fonctionnement stabilisé de 1’onduleur
monophaseé coté réseau face a des fluctuations de la valeur moyenne de la puissance électrique
transférée du systeme au réseau. Troisiemement, un second modele global, appelé « plateforme
énergétique », a été nécessairement élaboré a 1’aide de codes Matlab en vue de I’étude
d’optimisation de la chaine électromécanique. Ce modéle global a établi les relations
mécaniques, €électromagnétiques et électriques entre les grandeurs en supposant que les
commandes sont parfaites. Ainsi, les grandeurs & asservir dans le banc d’essai virtuel (position
du piston, force, tension du bus continu, courant injecté au réseau) sont les valeurs moyennes
par période de découpage et sont supposées superposées parfaitement égales a leurs consignes.
Les autres grandeurs physiques du systeme comme les tensions, les courants, les signaux de
commande M.L.I, etc. (absence de découpage) ont été ensuite déduites ce qui permet d’aboutir
a des résultats des puissances, des pertes et des rendements du systéeme. Ce modele global,
permettant un calcul du bilan de puissance beaucoup plus rapide par rapport au banc d’essai
virtuel, s’est montré adapté a un processus d’optimisation.

Dans le dernier chapitre, I’étude de dimensionnement de la chaine électromécanique compléte
(TLIG + chaine des convertisseurs) a été traitée. La méthodologie de dimensionnement met en

34 Concu et fabriqué au laboratoire SATIE.
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place un processus d’optimisation « multi-objectif », « multi-contrainte » a 1’aide de
I’algorithme génétique NSGA-II [31]. Le processus d’optimisation de la chaine
électromécanique utilise les fonctions Modali 111 (programme du modéle électromagnétique de
la génératrice a induction linéaire tubulaire avec I’effet d’encoches, sans effet d’extrémités) et
« plateforme énergétique » développée dans le chapitre 4, afin de calculer les fonctions
objectives qui sont : maximiser la puissance injectée au réseau et minimiser le codt total de la
chaine. Les solutions optimales obtenues sont distribuées sous la forme d’un front de Pareto,
correspondant aux lieux des solutions non dominées au sens des deux criteres. L’analyse des
trois chaines typiques choisies sur le front de Pareto a été faite : chaine a meilleur rendement,
chaine au plus faible codt total et chaine « compromise » au plus faible co(t relatif. Pour valider
les performances des solutions d’optimisation, le banc d’essai virtuel a été utilisé : les
paramétres d’optimisation des chaines A, B et C ont été appliqués numériquement dans le banc
d’essai virtuel, les rendements obtenus par le banc d’essai virtuel ont été comparés et se sont
montrés en parfaite cohérence avec les résultats d’optimisation. L’analyse sur tous les
paramétres d’optimisation a été également traitée. L’étude a été poursuivie par une étude de
rentabilité du systeme de micro-cogénération permettant de déterminer parmi les solutions
optimales une solution qui correspond au temps de rentabilité le plus court du systéme. A la fin
de ce chapitre, une étude de sensibilité des résultats d’optimisation a été abordée. En effet, le
matériau constituant le mover massif de la TLIG, 1’induction maximale de saturation
magnétique et la puissance mécanique fournie par le moteur Stirling sont les facteurs
influengant considérés dans cette étude.

Les principaux apports des travaux de cette thése sont les suivants : simulation du modéle
thermomécanique du moteur Stirling « double effet » (1); réalisation d’une commande linéaire
de type P.1.D dans la stabilisation du systeme (2); validation numérique et expérimentale du
modele électromagnétique analytique réalisé dans le cadre de [1](3) ; établissement de la
méthode d’identification des paramétres du schéma monophasé équivalent de la machine a
induction linéaire tubulaire a I’aide des essais expérimentaux ainsi que du modeéle
électromagnétique (4); étude théorique et réalisation expérimentale de la commande vectorielle
a flux orienté pour la machine a induction linéaire tubulaire pour répondre aux exigences de la
grande dynamique du régime oscillatoire permanente (5); établissement d’une structure de la
chaine des convertisseurs statique connectant le systéme au réseau domestique (6); étude
théorique et mise en simulation du convertisseur monophasé c6té réseau commandé par la loi
de commande PFC assurant 1’injection sinusoidale du courant au réseau domestique dans le
régime variant (7); réalisation des couplages de modéles pour obtenir le « banc d’essai virtuel »
du systeme global (8); élaboration de la « plateforme énergétique », modéle global du systéme
adapté a un processus d’optimisation (9); mise en ceuvre d’un processus d’optimisation de la
chaine électromécanique compléte en utilisant la méthodologie de conception avec 1’algorithme
génetique NSGA-II [2](10) ; analyse et validation théorique des résultats d’optimisation (11);
étude de rentabilité du systeme de micro-cogénération (12); étude de la sensibilité des résultats
d’optimisation de la chaine électromeécanique vis-a-vis des matériaux constituant le mover
massif, de I’induction maximale de saturation magnetique et de la puissance mécanique du
moteur Stirling « double effet » (13).
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Suite a ces travaux, un certain nombre d’études complémentaires méritent d’étre menées. Nous
pouvons ainsi noter :

— Durant toute notre étude de modélisation et d’optimisation de la chaine
électromécanique, nous avons négligé les pertes magnétiques et les pertes mécaniques
du générateur linéaire. Ce point critiquable devra étre résolu par la recherche tout
d’abord d’une solution de feuilletage du circuit magnétique tubulaire ou par I’emploi de
matériaux magnétiques granulaires (poudre de fer par exemple). Il sera par la suite
nécessaire de développer un modeéle de pertes magnétiques adéquat.

— Le second point tout aussi critiquable est la non-prise en compte de 1’échauffement dans
nos modeles. Il sera la aussi nécessaire d’établir un modele thermique pour la structure
linéaire tubulaire a induction, compatible avec I’environnement chaud du moteur
Stirling.

— Concernant le modele électromagnétique, celui-ci considére le coefficient de Carter
indépendamment de la géométrie. Une formulation de ce coefficient pour différents
paramétres géomeétriques de la denture, du jeu mécanique est nécessaire afin de mieux
estimer I’entrefer magnétique du générateur et par conséquent des inductions d’entrefer.

— Dans notre étude, pour des raisons de simplification, nous avons optimisé le courant
magnétisant pour chaque configuration géométrique. Cela étant, ce courant est
considéré comme constant tout au long du cycle de fonctionnement. Une étude de
défluxage magnétique optimisant la valeur du courant magnétisant a chaque instant
serait intéressante a mener afin d’analyser le gain obtenu en termes de rendement
énergétique sur cycle.

— Réalisation d’une chaine expérimentale comportant deux machines a induction linéaire
tubulaire identiques. Pour la premiére maquette qui joue le réle du moteur, la force doit
étre consignée de maniére que celle-ci réagit comme le moteur Stirling « double effet »
instable. La commande vectorielle a flux orienté peut étre utilisée a cet effet. Quant a la
deuxiéme maquette qui joue le role du générateur, elle sera également commandée par
la commande vectorielle en force avec la consigne élaborée par le correcteur P.1.D de
la boucle d’asservissement de position qui stabilise la premiére maquette. Les movers
des deux maquettes, étant liés rigidement, seront sous I’influence de la force de
I’émulateur Stirling (premiere maquette) et en méme temps de la force résistante de la
deuxieme maquette. La deuxieme maquette ainsi entrainée produira de 1’énergie
électrique. Cet essai permettra de valider expérimentalement le fonctionnement de la
génératrice a induction linéaire tubulaire ainsi que d’examiner le rendement mécano-
électrique de celle-ci.

— Etude comparative entre la structure de la génératrice & induction linéaire tubulaire et la
structure de la génératrice linéaire tubulaire & aiment permanent pour obtenir la
meilleure performance possible de la chaine électromécanique de notre systeme.

— Dans la mesure ou un prototype du moteur Stirling « double effet » sera opérationnel,
un couplage des prototypes avec la génératrice a induction linéaire tubulaire permettra
d’étudier expérimentalement 1’ensemble de la chaine de conversion thermo-mécano-
électrique du micro-cogénérateur.
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— Une étude d’optimisation globale du systéme, intégrant le modéle thermomécanique
avec la « plateforme énergétique », sera également une perspective, etc.
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Annexe A
Détails de simulation et commande du

moteur Stirling « double effet »

A.1. DETAILS DES BLOCS DE SIMULATION DU MOTEUR STIRLING « DOUBLE EFFET »

Tableau A.1 : Détails des blocs de simulation du moteur Stirling avec Matlab/Simulink
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Dynamiqu b IAp*(U(1)-U(2))-Api*(U(3)-u(4))+u(5)-u(6)*CHp w =
e du piston Dynamique

b2

Memory

a'u
K/

T
«Q
[}
=}
o

A.2. SYNTHESE DU CORRECTEUR P.l.D POUR MOTEUR STIRLING « DOUBLE EFFET »

Une bande passante (BP) de 650 rad/s, pour le systeme corrigé, est tout d’abord imposée
(justification ultérieure).

Sur le lieu de Bode (Figure 2.9), & @ =650 rad/s, la phase vaut -180°. La phase qu’il faut
apporter, pour que le systeme soit stable, est la suivante :

Ap=-135'—(-180°) = 45° (A1)

Pour prévenir I’action d’intégrateur qui va diminuer légerement la phase, nous allons apporter
une phase Ap =50"a @ =650 rad/s par I’action de dérivateur, ainsi:

artg (T, x650° ) =50° (A.2)

Nous trouvons donc :
T, =0,001833 (A.3)

Pour ne pas perturber le point de réglage & @ = 650rad /s, I’action d’intégrateur doit étre loin
au moins d’une décade par rapport a I’action de dérivateur, ainsi :

T, =10.T, =0,01833 (A.4)

Il suffit maintenant d’apporter un gain Kpip pour qu’a @, , nous ayons un gain nul. Apres avoir
modifié le systeéme par les actions d’intégrateur et de dérivateur, nous trouvons qu’il manque
encore un gain égal a 158, alors :

20IgK

PID

—158 > K,,,, = 79432823 (A5)

Finalement, nous obtenons un correcteur PID suivant :
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79432823
K(p)=——(

1+0,01833)(1+0,001833) (A6)
P

Avec le correcteur calculé, nous avons obtenu les caractéristiques montrées dans le Tableau
2.6. D’ou le temps de réponse a 5% : f,,, =0,026sec s’avére acceptable pour notre systéme dont
la fréquence mécanique est d’environs 27Hz et le temps pour que le piston fasse un aller-retour
vaut :

T = 1 =0,037 sec (A7)

0sc f
0sc

Le dépassement est assez important, mais acceptable. Nous avons également observé en
imposant une BP plus élevée pour avoir un temps de réponse plus court, le dépassement du
systeme devient tres important. Par exemple :

BP =800rad/s, D% =31%,t

5%

=0,0124sec .

A I’inverse, si la BP est moins élevée pour avoir un dépassement moins important, le temps de
réponse a 5% devient tres long par rapport a la dynamique du systéeme :
BP =550rad /s, D% =24%,t., =0,039sec .

' 5%

La BP est donc arbitrairement choisie a 650rad/s.
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Annexe B Détails sur la modélisation analytique de la machine a induction linéaire tubulaire

Annexe B
Détails sur la modélisation analytique de

la machine a induction linéaire tubulaire

B.1. DETAILS DU MODELE ANALYTIQUE

Selon la méthode adoptée, la structure du stator encoché est modélisée par une nappe de courant
infiniment fine autour d’un tube massif de fer. Cette modélisation sera conforme a la réalité,
dans la mesure ou cette nouvelle structure pourra créer un profil de I’induction magnétique dans
I’entrefer identique a celui du stator encoché.

Pour aller plus loin dans la considération des effets spécifiques dans la machine linéaire
tubulaire tels que 1’effet d’encoches et I’effet d’extrémités, le courant statorique est exprimeé par
une série de Fourrier pour modéliser la distribution discrete de ce courant dans 1’espace.

Dans cette annexe, seule la résolution du cas le plus simple sera présentée en détail : la
modélisation de la TLIM sans effet d’encoches, sans effet d’extrémités. Si cette modélisation
est «simple », son principe peut étre généralisé pour obtenir des modeles avec des effets
spécifiques de la machine linéaire.

B.1.1. Modéle du courant statorique

B.1.1.1. Dans le cas de I'absence de I'effet d’extrémités et de I'effet d’encoches

Dans une premicre approche, les effets d’extrémités sont négligés : la longueur de 1’actionneur
est infinie. L’effet d’encoches est également négligé. Les courants statoriques triphasés sont
remplacés par une nappe de courant a densité linéique suivante :

4,=(0,4,,0) (B.1)

B S

D’ou la partie non nulle est modélisée par une fonction d’onde dans 1’espace et dans le temps :
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Détails du modéle analytique

lg _ j‘/ .ej(a)st—kz) (BZ)

S

Dans cette fonction :
/is est I’amplitude du courant statorique [A/m].

k=2 estle facteur de longueur d’onde (ou coefficient de propagation).
T

o, est la pulsation de I’onde, mais aussi la pulsation de I’alimentation électrique [rad/s].

La figure suivante illustre la distribution spatiale parfaitement sinusoidale du courant statorique
auninstantt:

p /15 9[2,1‘}

- /

=

-1

Figure B.1: Répartition spatiale & un instant t du courant statorique sans effets d’extrémités,
sans effet d’encoche.

B.1.1.2. Dans le cas de I'absence de I'effet d’extrémités, mais avec la prise en compte
de 'effet d’encoches

L’effet d’encoches est pris en compte par le développement en série de Fourier de la densité
linéique de courant statorique pour prendre en compte de la distribution discréte des bobines :

A, =4 > isin(%jej(wst_'"kz) (B.3)

Dans cette partie, le coefficient de Carter est introduit pour tenir en compte I’augmentation de
I’entrefer effectif, due a 1’ouverture des encoches. La répartition spatiale du courant statorique
est montrée dans la figure suivante :
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I } I } I

4 2, a[z,tJ

\ T/ /z

A

Figure B.2: Répartition spatiale & un instant t du courant statorique phase A avec [’effet d 'encoche
mais sans effet d’extrémités.

B.1.1.3. Dans le cas de la prise en compte de l'effet d’extrémités et de I'effet
d’encoches

La longueur du stator étant limitée (effet d’extrémités), pour pouvoir utiliser la méme méthode
que précédente (développement en série de Fourier du courant statorique), une fonction dite de
modulation est introduite, transformant artificiellement 1’actionneur en « périodique ». La
fonction de modulation est représentée ci-dessous.

stator

A
» 1

A
\t
b

Figure B.3: Répartition spatiale du courant statorique avec effet d'extrémités.

Avec D'effet d’extrémités et I’effet d’encoches, la densité linéique de courant statorique
s’exprime par :

A L (k! 2 (k! 2
Ay =/15-1—22- 1 .Sin(m”].sinﬂé% S*”"’J.[e]( k) +e]( bt q (B.4)

35 ma3s,. ME L

N
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2t
L

Le courant statorique de longueur limitée devient ainsi la sommation de multiples ondes de
differentes périodes spatiales, mais de la méme pulsation e, .

B.1.2. Résolution du modéle analytique

B.1.2.1. Etablissement des expressions analytiques du champ électromagnétique

Le cas le plus simple est le cas du courant statorique de répartition sinusoidale dans le temps et
dans I’espace de longueur infinie. Comme 75 , le potentiel vecteur a une seule composante selon
0:

A=(0,4,,0) (B.5)

Avec A, = A

Apres avoir effectué des transformations nécessaires, nous obtenons 1’équation différentielle
remarquable suivante :

?A 1 0A 1
% +Z'E_A(E+1J:O (B.6)

Ou la variable u = y.r, y estun coefficient défini pour chaque zone d’étude:

. 2
VK (1+].k2§2j (8.7

Dans ce formule, g est le glissement. & est homogéne a une longueur. Au niveau du mover, §
désigne 1’épaisseur de peau qui indique la pénétration du courant « induit » dans le volume
d’aluminium :

s= |2 (B.8)
[oNey

La solution de cette équation différentielle s’exprime sous la forme de fonctions de Bessel :
A(u)zX.Il(u)+Y.K1(u) (B.9)
Ou I, (u)et K, (u)sont les fonctions de Bessel modifiées de 1%° et 2" espéce d’ordre 1.

L’expression analytique du potentiel vecteur a tout point dans la machine s’écrit :
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Al(r) = [X["]J1 (7)Y }/m.rﬂ £/) (B.10)

Nous déduisons I’expression pour le champ électrique E . Ce dernier a une seule composante
selon 0 :

E,=-jo, [X["].Il (#r)+ YL (1 .r)}.ef(“’s"‘"“) (B.11)

Selon les relations de récurrence des fonctions de Bessel, la composante selon I’axe z du champ
magnétique s’exprime de fagon suivante :

B = 7[”].[)(["].10 (#r) vk y["].r)}.ej(w"t_kz) (B.12)
H" = %.[XM.IO (0| () e (B.13)

I,, K,sont les fonctions de Bessel d’ordre 0.

A partir des connaissances sur les champs électrique et magnétique, la puissance moyenne
échangee entre deux zones est calculée, en utilisant le flux du vecteur de Poynting au travers la
surface séparant ces deux zones :

P=[[(E~H)ds (B.14)
b

Cette expression se simplifie en scalaire :

P=([(E,H,)ds (B.15)
o]

La puissance transmise a travers la surface S _délimitee par le rayon r a pour expression :

X1+ K) Y (1K) | 8 (B.16)

n

La force électromagnétique est calculée par la puissance transmise au mover, la différence entre
la puissance entrant et sortant du mover :

_ ‘J%e(P(rz)—P(rs))

(%

s

F

z

(B.17)

Nous avons présenté 1’étude du modele analytique de la machine a induction linéaire tubulaire
par la résolution des équations de Maxwell dans le cas le plus simple : sans effets d’encoches,
sans effets d’extrémités. Pour les autres cas de figure qui tiennent en compte des effets
spécifiques, la résolution s’effectue selon le méme principe. En effet, I’expression analytique
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du potentiel vecteur A (de méme pour B, H, E, P ainsi que pour la force électromagnétique F),
est établie par la superposition de toutes les expressions de A établies pour chaque harmonique
constituante le courant statorique. Un programme codé sous Matlab, mettant en ceuvre les
calculs avec les effets spécifiques, est réalisé dans les travaux de thése de [1].

Nous résumons, dans le tableau ci-dessous, les expressions analytiques du champ magnétique
et électrique au sein de la TLIM avec la prise en compte des effets d’encoches et d’extrémités :

Tableau B.1 : Expressions analytiques du champ électromagnétique.

Avec I'effet d’encoches, sans effet d'extrémités

Potentiel [n] _ [n] [n] [n] [n] f[wsf*«fmkzj
A M (z p t)= X, Y, K
vecteur [Wb/m] ¢ (zrt) m=1z5{ " 1(?/’” T]Jr m 1[%” rjxe
Champ [n] ik
magnétique Hz[n}(z,r,t)= > y[n] {X n] 10[7 [”]Tj Y, Ko[7 [”]Vﬂ (éws )
[A/m] e
Champ -
électrique Eg[”](z,r,t): > jéa){ [n] 11[ [”]errY [n] Kl( [nly H [5“’5 mkz)
[V/m] m=L5,...
2
[l \/(m K + a5y ot
Nota
spl™ =1+§m(s[ nl —1)
Avec I'effet d’encoches et I'effet d’extrémités
" ITn j| Seost—kL 7
) [ (Z r t) Zz mé 11[7;114 & ] ] Ymg’[ ]'Kl[J/m{ [ L’]lxe[ ]
Potentiel
vecteur [Wb/m] { cod—icll 2
n I|n n In J|s@s me
T N P P

Champ
magnétique
[A/m]
Champ
électrique
[V/m]

Nota

A(z) AH aAH
Iu[n] r 57’

HZM (z,r,t) =
Eg[n] (z,r,t) =—je, A"

Az)= Y %sin[é’ﬂ LSé‘E”]COS[Cﬂ%J

¢=13,...

2
7/mg“l[n]:\/[k£1§j +j§wssm§1[n]ﬂ[n10[n]

2
ymgll[n] ZJ(kfrIzgj +iE o, Smgll[n]lu[n]g[n]
S I =1+§(sln1 —lj[m+§2—{]
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B.1.2.2. Détermination des constantes d’intégration

A la frontiére de deux zones adjacentes, la condition de passage du champ magnétique
tangentiel H_ s’écrit :

[n] [n] [n+1] [n+1]

Zd (1) XU i () YU Z () X %

K, ()Yt = 4

50

(B.18)

=
=

Pourn=1, 1,= /7;, I’amplitude de la densité linéique du courant statorique [A/m]. Dans les
autres cas, n # 1, nous avons A, =0[A/m].

A la frontiere de deux zones adjacentes, la continuité du champ électrique azimutal E,
s’exprime par :

1 () XUk () () X <k () Y 0 (B.19)

Par la conception symétrique, nous avons au centre de la structure r, =0 :
A,(0)=xI1,(0)+ Y K, (0)=0 (820
A la couche externe de la machine, r=r,, avec ’hypothése que le champ magnétique est
confiné dans la limite géométrique de la machine, nous avons :

A, (7’5) = X[5].11 (7/[5]_,,5)+Y[5]_K1 (]/[5].,,5) —0 (B.21)

En somme, nous disposons de 4 équations de conditions de passage pour H_, 4 equations pour
E, et 2 équations de limites. Nous avons également 10 inconnus a savoir les coefficients xU]
, Yt pour n =1 + 5. 1l est possible donc de résoudre ce systéme d’équations pour trouver des
coefficients xt") yl"],

B.2. DETAIL SUR LE PARAMETRAGE DU MODELE NUMERIQUE

Les propriétés physiques des matériaux constituant le TLIM sont définies comme dans le
tableau suivant :
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Tableau B.2 : Bibliotheque des matériaux du modéle de la TLIM par le logiciel FEMM.

Perméabilité Conductivité Tvoe de Eléments
Matériaux magnétique électrique Type de feuilletage boyl?ina o assienés
relative [MS /m] g g
Aluminium 1 36,6 - - Mover
Air 1 0 -- -- Espace
Axe central,
culasse
Fer doux 5000 0,0001 - - externe, cales
magnétiques
« Litz wire »,
44 spires par .
Cuivre 1 59,6 -- encoche, Etg?olﬂesues
diametre 0,81 q
mm
« Laminated in-
plane »*,
A Courbe B-H I’épaisseur  des A
;I_'ol,e nhon non linéaire 0 disques de tole: - ;g,l[gii Ues
Ineaire (Figure B.4) 0,5mm, coeff. de a

remplissage  de
tole : 1.

La caractéristique non linéaire de la tole est définie par la courbe B-H suivante :

3_

25 1

154

05 1

B, Tesa

100000 150000
H, Amp/Meter

Figure B.4 : Caractéristique de la tble magnétique introduite dans le programme FEMM.

Les courants introduits dans le circuit électrique de la TLIM sont les suivants :

35 Le seul type de feuilletage traité par FEMM.
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I(t)=1.¢" [A] (B.22)
1 (t)=1. o) [A] (B.23)
L()-ne" (B.24)

D’ou:t=0. I, courant statorique efficace : I =10[A].

B.3. SCHEMA BLOC DE SIMULATION DU MODELE DYNAMIQUE DE LA TLIM

Simulation du modéle dynamique dans le repére de Park de la TLIM :

— Lo
] —e ]
E——C o

» PARK-1 :.

A4

@
. PARK
|—->

<

[
vy
A\ A 4

Vb Ic
> INV PARK_I_—’.
Fr

‘@

] |

Bloc « Transformation de Park » :

in_1 —»  (2/3)*((u[1]*cos(u[4]))+(u[2]*cos(u[4]-2*pi/3))+(u[3]*cos(u[4]-4*pi/3))) —>@
Fon out_1
in_2 Mux P (-2/3)*((u[1]*sin(u[4]))+(u[2]*sin(u[4]-2*pi/3))+(u[3]*sin(u[4]-4*pi/3))) —>@
2
@ Fcn2 out-
Mux

in_3
L (1/3)*(u[1]+u[2]+u[3]) —>@
out_3
Fcn3 -

in_4

261
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Bloc « Transformation de Park inverse » :

1

g L > ((u[1Icos(uf4D)-(u[2]"sin(u[4]))+(u[3]) —()

@ ‘—‘ Fcnd out_1

in 2 o[ > ((ul1Tcos(ul4l-2’pii3))-(ul2l'sin(ul4l2'pil3)+(u3)  ———(2)

@1 J Fcns out 2
Composante Mux1 P ((u[1]*cos(U[4]-4*pi/3))-(ul2]*sin(U[4]-4*pi/3))+(u[3]) ——-»@
hol aire — o3

in_3

Les parameétres de la TLIM sont entrés par une fenétre de dialogue :

E Function Block Parameters: Machine a induction linéaire

=

MAS (mask)

Parameters

Mutuelle : M =

Toutes les inductances sont des inductances cydiques . Systéme 51

M|

Lr

sigma®Ls

tr

Rs

T

mm

Inductance rotor @ Lr =

Sigma*ls: Is =

Résistance stator : Rs =

Masse du maover : m =

Cste de temps rotor ¢ tr =

Longueur de pas polaire : T =

oK

H Cancel H Help Apply
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Bloc « TLIM »

du/dt

AA 4

2

A

A,

@

;

%
%

1

v V+

vgs

ids

MiLr

A

!
®

[T 2
_w.ﬂ.mw . - tr.s+1
h2 *2
k4 A4 «
A x N1
k6
} %
tr K5
k7
= 1 >
1 M - > |
> tr.s+1 *6
Is.s*+Rs h3
hi k1

¢

iqs
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B.4. CALCUL ANALYTIQUE DES DIFFERENTS ELEMENTS DU SCHEMA MONOPHASE EQUIVALENT

B.4.1. Calcul théorique de la résistance statorique

La résistance statorique est calculée par la formule canonique suivante :

Ly

R =p, 2= (B.25)
S

Dans laquelle :

P [Qm] est la résistivite électrique du matériau des fils conducteurs statoriques. La résistivité
d’un matériau dépend de sa température. Cette relation s’exprime par :

pr=pp | 1+a(T-T,)] (B.26)

Dans cette formule :

p, est la resistivité du matériau a la température T considéree.
P, est la résistivité a la température To de réference.

0
a est le coefficient de température du matériau [K™].

l €t la longueur du fil conducteur d’une phase statorique. Dans ce cas, elle s’exprime par :
lfil = lspire'nspire 'nencoche [m] (827)

Enfin, Sﬁl [m?] est la section du fil conducteur.

B.4.2. Calcul théorique de I'inductance de fuite statorique

Une partie du flux magnétique créé par les bobines statoriques ne traverse pas 1’entrefer pour
magnétiser le mover. On appelle ce flux, le flux magnétique de fuite, modélisé par une
inductance de fuite. Pour la machine a induction linéaire tubulaire, deux cas de figure suivants
sont considerés : le flux de fuite dans les encoches et le flux de fuite dans 1’entrefer.

Flux de

~ fuite (¢ = Flux de
— fuite

Bobine

(@) (b)

Figure B.5 : lllustration du flux de fuite statorique : (a) Dans une encoche, (b) Dans !’entrefer.
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Pour calculer I’inductance de fuite, la méthode adoptée consiste a calculer 1’énergie du champ
magnétique de fuite, stockee dans les milieux ou la perméabilité relative vaut unité : air,
bobines. Sachant que pour un circuit magnétique, 1’énergie magnétique est reliée a son
inductance L et son courant | par 1’expression :

1
W:ELF (B.28)

Une méthode analytique est ensuite développée, permettant d’obtenir 1I’expression analytique
de I’inductance de fuite au stator.

B.4.2.1. Calcul de I'inductance de fuite en encoche

Considérons une encoche ou se loge une bobine traversant par un courant efficace I_[A]. Le
champ magnétique que cette bobine crée dans cette encoche a une seule composante selon 1’axe
z

Bencoche = (O’ O’ Bz_enz:czche (1’)) (B29)

Supposons que les fils conducteurs sont uniformément répartis sur la surface N de la coupe
transversale des fils (Figure B.6), le nombre de spires qu’on trouve entre r,et 7 vaut :

1
M (r) = Y- (r - r3) (B.30)

r,—1,

Appliquons le théoréme d’Ampére tout au long d’un contour de flux traversant r , nous
obtenons :

Si L<r<r, .

Bz_enoche (7’) -le _ 1 -nspire.(r _ 7’3)-15 (B31)

Hy I, =T

Sir,<r<r,:

Bz _enoche ( r )

Hy

lL=n_ I (B.32)

spire*” s

La répartition selon r de I’inductance magnétique est également montrée dans la figure
suivante :
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Figure B.6: Calcul de I'inductance de fuite en encoche.

L’énergie magnétique stockée dans 1’encoche est calculée par :

1 2

Vvencoc e 5 Bz encoche dV (833)
" [{'szﬂo( oot )

D’ou :

V' [m?], est le volume de I’encoche.

dV est le volume de I’intégration, infiniment petit et sous forme d’un anneau de largeur [, et de
I’épaisseur infiniment petit dr :

AV =2n.l .r.dr (B.34)

L’énergie magnétique de fuite en encoche a pour expression suivante :

T 2 " 2
W, e =J‘2j10 {uo.l ( 1 ),nspire.ls:| (r—r3)2 .Zﬁ.le.r.d7’+ji[/jo,l,nspm.ls} 2rl .rdr (B.35)

! T, =T A L,

4 3
Par conséquent, I’inductance de fuite dans I’encoche s’exprime par:

2 4 2 3.3 2(,2 2 2
_ zﬂO'nSPire 7 T, —13 _273(1’4 I3 B\ T H O'nSPife 7

lf_encoche - ] ( )2 4 3 + 2 + ! '(1’52 —7'42) (836)

1,

Pl f

3 e

Application numérique : pour la géométrique de la maquette présentée dans le Tableau 3.2,
nous obtenons I’inductance de fuite en encoche pour une bobine:

' ovocre =1,5037mH (B.37)

266



Annexe B Détails sur la modélisation analytique de la machine a induction linéaire tubulaire

B.4.2.2. Calcul de I'inductance de fuite en entrefer

De la méme fagon que le calcul précédent, nous obtenons I’induction magnétique de fuite en
entrefer due a une bobine :

B, uer (7) = ﬂo.nw.zs.% (B.38)
L’énergie magnétique de fuite correspondante :

; 2
V\/mmfer = EZ_Z'(%'”S”"”'IS%j 2.7.T.rdr (B.39)
L’inductance de fuite en entrefer calculée pour une bobine :
lf_enmfﬂ = %.,uo.nspimz.g.el (1’5 + re) (B.40)
Une application numérique (cf. Tableau 3.2) donne :
Ly ontreger = 0,00472 [mH] (B.41)

Enfin, compte tenu du fait que la machine linéaire a 4 pas polaires, la bobine de chaque phase
posséde 4 enroulements, I’inductance de fuite statorique est la somme de tout cela :

Lo =111y e + L cngr) (B.42)

L’inductance de fuite statorique vaut enfin :

. =4x(1,5087 +0,00472) = 6,033mH (B.43)

Nous avons traite le calcul de R_et lfs , réalisé indépendamment du modéle analytique.
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Annexe C
Détalls sur la commande de la machine

linéaire tubulaire a induction

C.1. DETAIL DE L’ETUDE DE LA COMMANDE VECTORIELLE A FLUX ORIENTE

C.1.1. Détail de la synthése des correcteurs P.I

Les correcteurs P.I sont utilisés pour apporter la précision au systéme. Les méthodes de synthéese
utilisées sont les suivantes :

C.1.1.1. Méthode de compensation de pdle et d’imposition du constant de temps de
la boucle fermée

Pour apporter une efficacité satisfaisante, cette méthode est particulierement simple pour les
systemes de 1° ordre. En plus, les coefficients du correcteur peuvent étre programmeés en
fonction des coefficients connus du systeme. Ainsi, le correcteur s’adapte automatiquement a
des changements des paramétres du systéme.

Pour la boucle de courant i, la fonction de transfert du systéme est en 1* ordre:

11
f(p(P)=E'—LG (C.1)
s 1+ 1; N

S

Le correcteur P.I consiste tout d’abord a compenser le pole, le constant d’intégration vaut donc :
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=27 f €2

S

La fonction de transfert de la chaine ouverte devient :

K 1
fpl-f4,(P)=—Rs' o (C.3)
La boucle fermée s’écrit :
1
BF(p)=——5—— (C.4)
1+ K1
K 7
La constante de temps de la BF du flux, Ty, , estimposé. Ainsi, nous trouvons le gain :
R.T.
K,‘ — s "1 (C5)
TBFga

Ainsi, les correcteurs P.I des boucles d’asservissement du flux et de la force sont :

Tableau C.1 : Expressions des coefficients des correcteurs PI.

Boucles Grandeurs a Expressions du constant . .
, . . Vie 2 ] ) Expressions du gain Ki
d’asservissement asservir d’intégration Ti

. Lo R.T.
Du flux rotorique i, T == K, = Ts ’
Rs BFgp
De la force ; T Lo K - R.T,
électromagnétique 5 " R T,

La boucle d’asservissement du courant i, n’¢tant pas utilisée dans ce cas, elle va étre utilisée

dans la commande de la TLIG, traitée dans les chapitres 4 et 5. La constante de temps de la
boucle fermée de la force est fixée a 10us. Une application numérique donne des coefficients
du correcteur comme déja montrés dans §3.4.4.

C.1.1.2. Méthode d’'imposition de la bande passante et de la marge de phase

Dans le cas ou i est la grandeur d’asservissement, la fonction de transfert a corriger est une

fonction de 2" ordre;

1

f:p(P) = (Rs N Lsap)(rrp+l) (C.6)

269



Détail de I’étude de la commande vectorielle a flux orienté

Le lieu de Bode de cette fonction est donné dans la figure suivante :

Bode Diagram
F F F

L Tm i

System: FT_flux
Frequency (rad/sec): 167 H
Magnitude (dB): 0.0254

IN N n
S} o o =]
| |

T

Magnitude (dB)

o
o
T

T

<
=]

o

45 |~ il

-90 il

Phase (deg)

System: FT_flux
Frequency (rad/sec): 167
Phase (deg): -103
180Er o rororoeriek BbborrribbE

0 1 2 3 4
10 10 10 10 10

Frequency (rad/sec)

-135~

Figure C.1 : Le lieu de Bode de la BO du flux.

La bande passante naturelle est trop faible. Or, nous avons trouvé que, a cause de la grande
dynamique du fonctionnement, il est indispensable d’ élargir la bande de passant (BP) au-dela
de la BP naturelle, méme en réduisant la marge de phase. La marge de phase minimale est
choisie a:

Mep=5

La pulsation qui correspond a cette phase est 3110 rad/s. Ce dernier sera la nouvelle BP de la
boucle ouverte (BO) corrigée. Pour ne pas affecter la phase de ce point de réglage, la pulsation

de coupure de I’action d’intégrateur est placée loin d’au moins une décade par rapport a 3110
rad/s, soit :

l < Dpp. (C.7)

T.~ 10

Et:

T > 10 _ 5 0032 (C.8)
a)BP

Une fois choisir Ti et apporter I’action “intégrateur” a la fonction de transfert, par exemple Ti
est égale a 0,01, le gain K; est calculé de maniére a avoir 0dB a 3110 rad/s, pulsation
correspondant a la nouvelle BP. Le lieu de Bode de la BO corrigée, avant I’apport de gain K;
est :
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Bode Diagram
100 F F F
50 i
[y
Z
[}
g or i
'c
[=2
3
50 ~ | il
System: untitled1
Frequency (rad/sec): 3.11e+003
-100 Pk b bkrrE £t t = bl Magnitude (dB): -45.1 b kb brrEE
-90 F Fep EoE R R EEREE TR
=)
(7}
Z
o -135— rt
@
£ System: untitled1
Frequency (rad/sec): 3.11e+003
Phase (deg): -176
e |
-180 & S N IS, S N - P————
0 1 2 3 4
10 10 10 10 10

Frequency (rad/sec)

Figure C.2 : Le lieu de Bode de la BO du flux corrigée avec le gain unitaire.

A 3110 rad/s, il manque un gain de 45,1 dB. Le gain Ki nécessaire vaut :

20.log K. = 45,1 (C.9)
K, =180 (C.10)
Par conséquent, la marge de phase a été réduite a :

Mp=4 (C.11)

Ce qui n’est pas bien important, mais enfin, acceptable pour la stabilité du systéme. La
régulation de notre systéme est relativement particuliére ou nous devons, pour la rapidité du
systeme, élargir grandement la BP tout en devant accepter une marge de phase médiocre dans
la limite de stabilité du systeme bouclé.

C.1.2. Détail des blocs du programme de simulation de la commande vectorielle

Tableau C.2 : Programme de simulation de la commande vectorielle de la machine a induction linéaire

tubulaire
Nom des blocs Détail des blocs
Valeur initiale —Pp> wr

Calcul de la ...,@_, =

pulsation im ! —»(1)

rotorique CO+——»x " wr

isq
—>
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—p> ws —p| teta_s
O——> .
. el >
Integration teta
Integrator 2%pi
A4 i
L—_[ Memory Relational o
Y § Operator| ~
-,
WS
Terme x
constante de eq
¢ C 2 ) > Product
tension Eq m @
du/dt
Terme
constante de isq X
tension Eg ¢
WS
(D
Correcteur P.I In1 Outl
de la boucle
1
du flux [
Integrator
1/Ti
Ki_isq > )—»(C
Correcteur P.I In1 outl
de la boucle
du courant i 1
54 ;[
Integrator
1/Ti
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moda
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C.2. DETAIL SUR LA VALIDATION EXPERIMENTALE DE LA COMMANDE VECTORIELLE POUR LA

TLIM

C.2.1. Circuit électronique du capteur optique de position
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C.2.2. Réglage du programme Simulink en mode « Externe »

, —

Select: Target selection Il
- Golver "
System target file: rfil1102.He
- Data Import/Export ystem target file rowse
-~ Optimization Language: C - ]
[z]-Diagnostics
i Sample Time Build process
I - Data Validity Il
I - Type Conversion TLC options: =
| -~ Connectivity Makefle configuration
- Compatibility
i~Model Referencing Generate makefle
~Saving Make command: make_rti
-~Hardware Implementation
- Model Referencng Template makefile: rti1102.tmf
[=]-Simulation Target
Select objective: [unspeclﬁed - ] l
| Check model before generating code: [OFF - I [ Check model ... ]
- Comments Il
-~ Custom Code
| £ Cebug i
| [ oK. ] [ Cancel ] [ Help ] Apply

) Configuration Parameters: masl/Configuration (Active) .—_- | .

Select: Simulation time -
Start tine: 0.0 Stop tme:  inf
--Data Import/Export rtume B Smes |n
- Optimization
[ Diagnostics Solver options
i-Sample Time -
Type: |Fixed-step Solver: |odel (Euler)
~Data Validity [ -] [ =] Bl
~Type Conversion Fixed-step size (fundamental sample time):  1e-4 1
~Connectivity
- Compatibility Tasking and sample time options
i~Model Referencing II
“-Saving Periodic sample time constraint: [Unmnstrained - ]

-~ Hardware Implementation

- Model Referendng

[=-Simulation Target

i~ Symbols

- Custom Code [ Higher priority value indicates higher task priority

[=-RealTime Workshop
§----Report

Comments

i Symbals

i~ Custom Code

5----Debug

Tasking mode for periodic sample times: [num - ]

[ Automatically handle rate transition for data transfer

C.2.3. Résultats de I'asservissement de la vitesse

L’asservissement en force électromagnétique de la TLIM étant opérationnel. Une structure de
commande en cascade est construite ou 1’asservissement de la vitesse du mover constitue la
boucle externe. Nous avons 1’équation électromécanique suivante :

do

— C.12
mover dt ( )

z

F (t)—Cr.vzm

Avec C qui est le coefficient de frottement mécanique, F est la force électromagnétique,

proportionnelle au courant 7 :
q

F =(x.p,), (C.13)
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La fonction de transfert a corriger pour la boucle de vitesse est :

— V(p) _ K'(Drd 1
fv (p) B Isq (p) B Cr l mmover (C14)
e P

r

La constante de temps électromécanique est supérieure a la constante électrique. Un correcteur
P.l a été utilisé pour apporter de la précision. Ses parametres sont montrés dans le tableau
suivant, ou le correcteur P pour la boucle externe de position est également mentionne:

Tableau C.3 : Correcteurs P.I utilisés pour [’asservissement de la vitesse et de la position.

Les constantes

Les gains d’intégration
Boucle d’asservissement de vitesse K =40 7, =0,01
Boucle d’asservissement de position K, =30 --

Le retour de vitesse est obtenu en dérivant le signal de mesure de la position. Un bloc de
« saturation » est introduit en série afin de borner de maniére appropriée les variations du
résultat du calcul de dérivation. Pour mieux visualiser la « mesure » de vitesse, il est nécessaire
d’introduire un filtre afin de limiter les harmoniques HF. Le filtre, fonction de transfert 1* ordre,
est choisi arbitrairement :

1
L m C.15
fﬁ frezvitesse14.0,001p ( )

Les consignes de vitesse sont sinusoidales dans le temps :

v (t)=2.sin(2zf,, " t)[mis] (C.16)

Avec la fréquence d’oscillation £, qui varie entre 15, 20 et 30 Hz.
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Le résultat obtenu sur le banc d’essai a montré que la vitesse de la machine suit trés bien sa
consigne.

o 41 O 4
E E
> 2 = 2:
— | E |
o g
2 -2
Y t[s] -4 t[s]
4 : : ' : : i ] - y ; : ’ y 1
= i 00s a10 01s || 00 0035 .10 013
(a) (b)

Figure C.3 : Validation de I’asservissement de vitesse : (a) fosc = 15 Hz, (b) fosc = 20 Hz .

A partir de 30Hz mécanique, le systéme ne perd pas encore la stabilité, la vitesse suit encore sa
consigne. Cependant, I’erreur de trainée devient assez importante. Cela illustre la limite de la
correction par les correcteurs P.l qui consistent a supprimer I’erreur statique du régime
permanent, mais pas a apporter la rapidité. Par conséquent, quand la dynamique de la machine
augmente, la correction par P.I n’est plus suffisamment rapide pour faire rallier la mesure a la
consigne d’ou I’importante erreur de trainée.

Q4
é J
> 2
5 Al
o D_
e

44 t[s]

[ e t t : : : |

oo 0.05 010 015

| |

Figure C.4 : Résultat de I'asservissement de vitesse avec fosc = 30 Hz.
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Figure C.5 : Résultats affichés sur [’écran de suivi de logiciel Control Desk.

C.2.4. Résultats de I'asservissement de la position

La boucle de la position, dont la constante de temps est la plus grande, est la boucle externe de
la boucle de vitesse. La fonction de transfert a corriger posséde déja I’action d’intégration :

fop)=L=== (C.17)

Un correcteur proportionnel suffit (cf. Tableau C.3). Le schéma des boucles d’asservissement
en cascade est présenté dans la figure suivante :

y ) U* is s yl’
’ p P.I ! 1 > TLIM

\4

\4

dt

Figure C.6 : Structure en cascade de la commande de la TLIM.
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La consigne de position est la suivante :
y, (t)=25.sin(2xf,. t)[cm] (C.18)
Dans laquelle f£, " varie jusqu’a 10Hz dans nos essais.

La position du mover suit trés bien la consigne sinusoidale jusqu’a 5 Hz mécanique. Au-dela
de cette dynamique, I’erreur de trainée devient trés importante.

101
=
e
5 51
| S
I:I- I t t t t t t
O .00 0.05 010 015

Figure C.7 : Résultat de [’asservissement de la position du mover avec fosc = 10 Hz.

Cette partie concerne le pilotage de la TLIM par la commande vectorielle a flux orienté. Cette
commande s’avere efficace et performante pour asservir la force électromagnétique, mais

manque de performance pour asservir la vitesse et la position instantanées du mover lorsque la
fréquence d’oscillation devient importante.
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Annexe D
Détails de la chaine des convertisseurs

statiques de puissance

D.1. DETAIL DU DIMENSIONNEMENT DE LA CHAINE DES CONVERTISSEURS STATIQUES DE
PUISSANCE

D.1.1. Dimensionnement du filtre passe-bas LC

D.1.1.1. Objectifs et fonctionnement du filtre passe-bas

La présence d’un filtre passe-bas, installé a la sortie de 1’onduleur coté réseau, est nécessaire
afin d’empécher les bruits HF dus au découpage des interrupteurs de se propager au réseau
public. Aussi, I’inductance du réseau n’est bien que tres faible, mais véritablement non nulle.
La présence des courants HF pourra faire croitre les pertes Joule et les chutes de tension en
ligne.

La fréquence de découpage a été choisie a :

froe =10[kHZ] (D.1)

Le fonctionnement du filtre LC est le suivant : a basse fréquence, il laisse passer le courant
électrique, car I’impédance de la capacité C en paralléle est alors trés grande. Par contre a haute
fréquence, la capacité, dont I’impédance devient trés petite, crée une traversée pour que le
courant HF retourne en arriére (Figure D.1).
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/Courant I
BF

BF, HF

D

\_/
R
L

V., sin(a)t)

Figure D.1: Emplacement du filtre LC et illustration de la circulation des courants HF et BF [34].

Nota : Il est indispensable, une fois dimensionner les valeurs de L et de C, de vérifier que la
fréquence de coupure du filtre est bien inférieure a celle de découpage. La fréquence de coupure
du filtre s’exprime par :

1

Je= o dic

(D.2)

D.1.1.2. Dimensionnement de I'impédance L

L’impédance L sert & limiter I’ondulation en haute fréquence du courant envoyé au réseau. La
figure suivante montre la tension aux bornes de I’impédance et le courant qui la traverse pendant
une période de découpage.

0,1
A
0
L
Urésea + Vbus
Zréseau d
A i 19
#Azréseau_mux o= L At
0 >
aTdeC Tdec t
Uréseau ~ " bus .

Figure D.2: Variation de la tension aux bornes de I'impédance et celle du courant qui la traverse [34].

Supposons que la commutation de I’interrupteur a lieu a I'instant o.T), , ou la tension aux
bornes de I'impédance change de niveau. L’ondulation maximale du courant de réseau
s’exprime par :
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/TN (D.3)

Airéseau_max 2 fhu L
*Jdec”®

Ou la période de découpage est :

1
T, =—1s] (D.4)
fdcc
Les normes en vigueur imposent une certaine limite pour 4i, , , nous obtenons ainsi

I’impédance L correspondante.

D.1.1.3. Dimensionnement de la capacité C

La variation HF de la tension aux bornes du systéme peut étre limitée en utilisant une capacité
en parallele. La figure suivante montre la forme d’onde du courant HF qui traverse cette
capacité et celle de la tension aux bornes de la capacité en une période de découpage.

0,1
A
’c
v AUC max
U= %Jic.dt
fe Ai
. N C_max
e ——~—
aTdec Tdec

Figure D.3: Variation du courant HF traversant la capacité et celle de la tension entre ses bornes [34].

A partir de la figure ci-dessus, la relation entre la variation créte-créte de la tension et celle du
courant est tirée:

Al
Avréseau max = - (D . 5)
- 8.f,.C

Les normes en vigueur imposent certainement une limite de variation pour la tension du réseau,
nous trouvons ainsi la capacité C correspondante.

D.1.1.4. Application numérique
Les variations HF du courant et de la tension du réseau sont limitées a des valeurs suivantes :
A =0,5A (D.6)

réseau_max
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Av =1V (D.7)

réseau _max

En utilisant la formule (D.3), I’inductance L vaut :

Vi 400

L = X = 4
Z'fdcc’AZréseaufmax 210 0’5

=0,04[H] (D.8)

Nous pouvons prendre, par exemple, 1’inductance 7446321050 de WURTH ELEKTRONIK
dont I’inductance est légérement supérieure, 50mH. La résistance en serie de cette inductance,
donnée dans le cahier de charge, vaut :

R, =1,2[Q] (D.9)
Ensuite, utilisant la formule (D.5), nous obtenons la capacité C :

C _ Airés_nmx _ 0/5
8f,.Av,  810°L0

=6,2510"°[F] (D.10)

rés_max

La capacité choisie devra supporter entre ses bornes au moins 400V. Nous pouvons choisir, par
exemple, la capacité PP78S de SIC SAFCO a 10uF. Avec les éléments choisis, la fréquence de
coupure du filtre se trouve a :

1 1

’f; = =
27JLC 27“/0,0510,010*6

La fréquence de coupure est bien loin de la fréquence de découpage. Le filtre passe-bas
précédemment dimensionné est donc convenable.

= 225Hz (D.11)

D.1.2. Justification du choix de la tension du bus continu

Comme mentionné dans 84.1.3, nous avons choisi pour V, _la valeur 400V, bien supérieure a
I’amplitude de la tension du réseau afin d’avoir une certaine marge de dynamisme pour le
fonctionnement commandé de ’onduleur co6té réseau. Il est nécessaire de Vvérifier, avec la
tension V,  ainsi que les éléments du filtre L, C dimensionnés, la puissance maximale
transmissible au réseau.

Réferant au diagramme de Fresnel (Figure 4.3), nous avons :
! N (D.12)

rés ond rés
oL

Par conséquent, la puissance active moyenne envoyée au réseau s’écrit :
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<pré5> - % - %'\/Vbusz (Za _1)2 N Vrés2 < 2‘2#;0 Vbu52 - Vré52 (D13)

La valeur maximale de la puissance transmissible au réseau vaut donc :

|
. =16 |V 2_V 2=2410[W D.14
rés_max 2 L w bus rés [ ] ( )

Cette valeur de limite dépasse la puissance active nominale de la génératrice linéaire a induction
(~1200W). Le choix de la tension du bus continu ainsi que celui du filtre LC sont donc
appropries.

D.2. DETAIL DE LA COMMANDE PFC DE L’'ONDULEUR MONOPHASE COTE RESEAU

Pour élaborer la commande de I’onduleur monophasé, la convention réceptrice a été adoptée.
L’efficacité¢ de la commande devra étre, par la suite, validée dans le mode générateur de la
chaine. Le schéma de 1’onduleur monophasé est indiqué dans la figure suivante :

Vbus Onduleur c6té réseau
whoh .
Rch Cbus | lrii(t) Nl\_f\ Urés(t) = VréS-SZTI((()t)
- - L
U e TV 3 C T
ond —|_

ai Kay B

Figure D.4: Schéma de I’onduleur monophasé cété réseau dans la convention réceptrice.

Suivant cette convention, le convertisseur apparait comme un redresseur M.L.I a absorption
sinusoidale de courant. La puissance transférée au réseau est modélisée par une charge résistive
R, . Si la puissance électrique que 1’on souhaite envoyer au réseau vaut P, la résistance R

ch gene ch
se quantifie par :

<Vb“s> (D.15)

gene

Si la puissance injectée au réseau est en moyenne 1200W, la résistance R, vaut 133,33Q.
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D.2.1. Asservissement du courant injecté au réseau

Dans cette partie, la réalisation de la loi de commande qui permet d’asservir le courant envoyé
au réseau sinusoidal et en phase avec la tension du réseau sera détaillée. Le facteur de puissance
est fixé cosp =1, ce qui signifie que seule la puissance active sera envoyée au réseau. La
puissance apparente est ainsi minimisée pour minimiser les pertes et les chutes de tension en
ligne.

D.2.1.1. Elaboration de la consigne du courant

Comme les pertes des convertisseurs sont tout d’abord négligées, nous avons 1’égalité de la
puissance active aux deux cotés du convertisseur monophasé. La consigne du courant du réseau
s’exprime donc par :

2.
()= 20 sin( o) (D.16)

rés

Le schéma blocs suivant illustre 1’¢élaboration de cette consigne. La mesure de la tension du
réseau est divisée par sa valeur maximale Vpour obtenir la partie sinusoidale sin(et). Cette
derniére est multipliée ensuite  la consigne de 1’amplitude [, :

géné

MUX irés* (t)

Capteur
vrés (t)

Figure D.5: Elaboration de la consigne de courant du réseau.
D.2.1.2. Etablissement de la boucle ouverte de courant

L’objectif est de déterminer la relation entre le signal de commande V_ . , sortie du correcteur,
et le courant injecté au réseau. Pour ce faire, appliquons d’abord la loi de Kirchhoff au circuit
de sortie de I’onduleur coté réseau (Figure D.4), nous avons:

di
V o+Ri +L%e _y (D.17)

ond L rés d t rés

Avec la tension sortie de 1’onduleur qui s’exprime par :

2,
v =2y

ond u cmde
m

(D.18)

bus

=(2a-1).v,
U, est latension convenablement choisie pour que O<ar <1,
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Car nous avons :

o= chde _}_l (D19)
u 2

m

En appliquant la transformation de Laplace pour (D.19), nous obtenons la fonction de transfert
entre i etV

1 1 2.V
Irés (p) = _—L vrés _M'chde (DZO)
R

L

La boucle ouverte de courant est présentée par le schéma bloc suivant :

(2 (t)

chde 2V Vond + UL (t) % 1 (t
U_Zl - 1+R—LLp

Figure D.6: Boucle ouverte de courant de réseau

D.2.1.3. Calcul du correcteur P.I

Nous avons établi la boucle ouverte entre le signal de commande et le courant du réseau. Un
correcteur Pl est nécessaire pour apporter la précision a la boucle de courant présentée ci-
dessus :

l+zp

PI, =K, (D.21)
7p

La méthode de compensation de pdle et d’imposition de la constante de temps de la boucle
fermée est utilisée. La structure de la boucle fermée devient :

irés* (t) > K 1+ (414 Vm“ﬂ) » 2Vbus Vand ¥ UL (t %L irés (t)
+ i np u, a 1+ Rfl;_ P .

Figure D.7: Boucle fermée corrigée du courant injecté au réseau.

La fonction de transfert de la boucle fermée est calculée par :
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Détail de la commande PFC de I'onduleur monophasé co6té réseau

i i

_ Chaine directe L

2K (1+7,p)V,,, lik,

FTBF = (D.22)
- L+FIBO, u,|1+2p |+ 2k (1+2p)v,, =
T. e : T. e
lp m RL p i zp bus RL
Si le pdle (1+7,p) est compensé, nous aurons :
-3
= L 30107 4 042 (D.23)
R, 12
La boucle fermée corrigée devient donc :
FTBF;L
1+T,..p (D.24)
Avec le constant de temps qui s’exprime par :
- __Lu,
BEi ZKIV (D25)

bus

En choisissant une constante de temps 5usec pour la boucle fermée de courant, sachant que
U, =50V, le gain K, du correcteur peut étre déduit :

__ LU,  5010°50 _
' 2T,.V,. 2510°400

(D.26)

Apres une application numérigque, nous obtenons le correcteur suivant pour la boucle interne de
courant :

1+0,042p

PI. =625.
’ 0,042p

(D.27)

D.2.2. Asservissement de tension du bus continu

Dans cette partie, la boucle externe de tension du bus continu sera réalisée. Nous avons obtenu
le courant réseau sinusoidal, en phase avec la tension du réseau, mais I’amplitude I n’est pas
encore définie, car il dépend de la puissance active moyenne fournie au réseau. Ce sera le
correcteur de la boucle de tension qui générera la consigne de cette amplitude I .

Avec I’asservissement du courant du réseau, nous avons obtenu :
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i,és(t)=lrés(t).sin(a)t) [A] (D.28)

vrés(t)zv,s.sin(a)t)[V] (D.29)

re:

La forme temporelle de la puissance active envoyée au réseau présente une pulsation 2o :

P, (t)=v, (t)i,(t)= %.Vrés.lrés (£).[1-cos(2et) | (D.30)

Cette variation de la puissance induit, dans le courant du bus DC a I’entrée de 1’onduleur coté
réseau et ainsi que dans la tension du bus continu, les variations a la fréquence 2w autour de
leur valeur moyenne.

D.2.2.1. Etablissement de la boucle ouverte pour la tension du bus DC

La méthode pour établir cette boucle ouverte est assez non conventionnelle et a été présentée
dans I’article [34]. L’égalité de puissance aux deux cOtés du convertisseur monophasé permet
d’écrire :

V... (t
Vlms (t)'Ibus_r (t) :%ﬁ() (D31)

Par ailleurs, le courant du bus continu peut s’écrire par (Figure D.4) :

Vet av, . (t
Ibus (t) - blz—cf)—FCbMS bd—t() (D32)
Nous obtenons la relation suivante entre V, (t)et I (t):

V. () av, (t) | VL. (t)
ths (t).|:R—Ch+Cbus. T = > (D33)

Cette équation différentielle est non-linéaire. Nous devons linéariser cette équation autour d’un
point de fonctionnement pour obtenir une fonction de transfert. Le point de fonctionnement le
plus critique pour la commande est celui ou la puissance active moyenne transférée au réseau
est maximale, car la caractéristique correspondante présente le plus de non-linéarité. La

correction sera élaborée pour le cas ou P, =1200 W.
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Détail de la commande PFC de I'onduleur monophasé coté réseau

Caractéristique non-linéaire entre V. et |
bus res

500
450 P =100W :
w7 e
400 / .. =500 W =
res
350 / /
300 / P =1200W
res
> 250 /
200

/
150
100 /
52 ST

0 2 4 6 8 10
[Al

Figure D.8 : Caractéristique non linéaire de I’onduleur monophasé avec différentes valeurs de puissances.

Pour ce faire, nous décomposons la tension du bus continu par la somme de :
Vbus (t) =<Vbus>+AVbM5 (t) (D34)

av, (t) : La petite variation a basse fréquence (2®) de la tension du bus continu autour de sa

valeur constante.

L’amplitude du courant du réseau peut aussi étre décomposée en deux termes :
I,(t)=(I,)+A4l,/(t) (D.35)

<I rés> est la partie constante de I’amplitude du courant du réseau.
Al (t)est la petite variation de I’amplitude du courant réseau.

A 1"état d’équilibre, nous avons :

2
(Vi) _ Ve (L) (D.36)
R 2

ch

A partir de (D.32)(D.33)(D.34), nous obtenons:

(<Vbus> +AV, (t)) <Vbus>"l':‘vbus (t) LC d(é;‘t/bus )] _ V., (<1m>2+ Al (t))

ch

(D.37)

Nous développons 1’équation ci-dessus en tenant compte de (D.35), en négligeant les termes
d’ordre 2 des petites variations AVbus(t) pour obtenir I’équation différentielle linéaire
suivante :

V.. d(av,.(t) v,
2%.Avbus(t)+<vbus)cbus. ( ;t )z ; AL (t) (D.38)
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Appliquons la transformation de Laplace aux deux cotés de 1’équation précédente nous
obtenons :

(2, <‘1/{bus>],vm (1) +((Vyo) Coa ) P-Vis () = VTI (p) (D.39)

ch

La fonction de transfert modélisant la relation entre Vv, (t)et I (t) peut étre reformulée
comme suivant :

Vi (P) _ ViR, 1 (D.40)

Ire’s (p) 4<Vbus> - 1+ Cbus'Rch p
2

C’est une fonction de transfert 1°" ordre dont les caractéristiques dépendent de la tension du bus
continu(V, ), de la résistance R , ou bien la puissance électrique a envoyer au réseau.

us

D.2.2.2. Calcul du correcteur P.I

Un correcteur P.I sera utilisé pour apporter la précision a la régulation. Il est calculé de la méme
méthode que dans D.2.1.3. La fonction de transfert de ce P.l est exprimée par :

pr = 15

: (D.41)
TP

La boucle d’asservissement de la tension du bus continu est la suivant :

+ K rés rés rés'Rch . 1 Vbus
g " > 1 Vi) 14 CMZ.RM )

v

bus

Teop| I, i, | Y

Y
\ 4

Boucle d’asservissement de 7 vés

k

v

Figure D.9: Boucle fermée corrigée de la tension du bus continu.
La fonction de transfert de la boucle fermée s’écrit :
i i K \1+zp).V R, .k
FTBF, = Clialr;eTc;;ecte _ 0 (c RP) rés Ko
+
v 4.Tv.p.<ths>.(1+h”52d1.pj+ K,.(1+z,p)V, R,

(D.42)

Si nous compensons le pole (1+ rvp), le constant d’intégration devient :

7, =T (D.43)

La fonction de transfert de la boucle fermée devient :
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k
FTBF = —— (D.44)
1+ Ty p

Avec le constant de temps de la boucle fermée :

_4<Vbus>rv
B KV R

v rés” ch

(D.45)

En choisissant la constante de temps pour la boucle fermée, nous trouverons le gain
proportionnel K, :

B 4'<Vbus>'z-v
* T, .V R

v rés"T “ch

(D.46)

Si nous choisissons T, =200msec avec une puissance électrique 1200W a transférer, nous
trouvons le correcteur suivant :

1+0,146p

PI. =0,0269.
’ 0,146p

(D.47)

D.2.3. Détail des blocs de simulation « commande de I'onduleur coté réseau »

Bloc « Générateur des signaux MLI » :

GENERATEUR DES SIGNAUX MLI

—

|

& > _ﬂrf_[‘ »(1)
modulante alpha
05 <modulante>=Um/2(2*<alpha>-1)
Bloc « Onduleur monophasé » :
v I——> uaren@) ()
Vond
alpha

ONDULEUR MONOPHASE COTE RESEAU
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Bloc « BO de Vbus » :

—p»| v_reseau
Z - ;
v_reseau > o Preseau(t 3
< o — D
s
i_réseau
»{ Vbus
L-p»| i_reseau P Pres
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Annexe E
Détails des équations de la plateforme

énergétique

A partir des entrées de la plateforme énergétique, les sorties ainsi que d’autres résultats sont
déduits par les équations suivantes :

E.1. MOTEUR STIRLING « DOUBLE EFFET »

Y, (£) =Y, u-c05(27f,.t) (E.1)
U, (t) ==Y, w2rf,.sin(27f, t) (E.2)
i () ==Y, u-(27f..) cos(2nf, ) (E.3)
Fe (£)==Cou, (1) (E4)
Pt (£) = Fue (£)-9, (1) (E5)
(P (t))=mean| P, (t)] (E.6)

E.2. TLIG COMMANDEE PAR LA COMMANDE VECTORIELLE A FLUX ORIENTE

Les equations de ce bloc sont présentées dans le tableau suivant :
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TLIG commandée par la commande vectorielle a flux orienté

Equations Remarques
37 M
K==—.——
2 vt L
M? Le coefficient de Blondel
o=1-
L.L
I La constante de temps
T =— rotorique
RT
La composante sur I’axe d
MI du flux rotorique : dans la
@ = " sd commande vectorielle &
G S flux orienté, elle est

confondue avec le flux
rotorique.

Courant statorique de 1’axe
g, proportionnel avec la

Ko, force
o, (t) =M & Ly (t) Pulsation rotorique
Lr ¢rd
, (t) =, (t)+§.yp (t) Pulsation statorique

9, =L.I,+M.I,
o, (t)=L.I (t)+M.I,

s sq

@, =cos0, (t).gosd —sin6. (t).gos (t

Position angulaire
statorique

Les tensions
statoriques (convention
générateur) d’ou :

a0 i)

dt - palt® Kc¢rd

Les courants rotoriques
avec :

(1) Amplitude du courant
rotorique

Flux statorique

t) Transformation de Park —
Calcul des tensions et
courants instantanés
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. . 2
Lo = \/mean([la (t ] (2) Calcul des pertes joules :
. (2) Valeur efficace du
P, ZRS-(lu_eﬁc i, ) (3) courant de la phase a ; (3)
3 , Pertes Joule statorlques 7 (4)

p]r = mean(?Rr[IV (t)] J 4) Pertes Joule rotoriques
Bilan de puissance :

P..(t)=0,(t),(t)+0,(t).,(t)+o.(t)i.(t) () (5) Puissance électrique
instantanée

<Pgene (t) = <Pmécu (t)> - P]s - P]r (6) (6) Puissance électrique
moyenne générée par la
TLIG.

E.3. ONDULEUR TRIPHASE COTE GENERATRICE ET CALCUL DE SES PERTES

Equations Remarques

Générateur de signaux MLI :

au(t):1+L(t)

Vbus

1 v (t) La tension diviseur :
ab (t):_+ - um :Vbus

2 Vbus

1 v (t
a, (t) ==+ L

2 Vbus
Calcul des courants passant par chaque interrupteur :
Pour le bras de pont 1, pendant I’intervalle positif du courant de la
phase A: i (t)>0, nous avons :
i (t)=a,(t)i,(t); i,(t)=0 Notation T
. . . otation T pour
i () =0 ip, (t) = [1_ &, (t)}la (t) IGBTs et D pour
Tandis que pour I’intervalle négatif : i, (¢) <0, nous avons : diodes

i (£)=0;1i,(t)=a,(t)it)
iny (£)=[1=a,(t) |4,(t) : ip, ()=0
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Onduleur triphasé coté génératrice et calcul de ses pertes

Pour le bras de pont 2, pendant I’intervalle positif du courant de la
phase B : i, ()= 0, nous avons :

i, (t) =, (t)4,(t) 5 ip, () =0

irs (£) =0 ; ips (t) =[1-a, (£) ], (t)

Tandis que pour I’intervalle négatif : i, () <0, nous avons :
i, (£)=0 i, (t)=e,(t)4,(t)

irs (£)=[1-a, (t) |4, (£) 5 ins(t)=0

Pour le bras de pont 3, pendant I’intervalle positif du courant de la
phase C: i (t)>0, nous avons :

iy ()= (t). () 5 ipg(t)=0

irg (£)=0 3 ipe (£)=[1—a () ]4.(¢)

Tandis que pour I’intervalle négatif . i_ (t) <0, nous avons :
i ()=0; ip,(t)=a, (t).(t)

ivg (£)=[1—a, (t) ] 4.(t) 5 ips(t)=0

Le courant que le convertisseur débit sur le bus DC :

Ly o (8) =ty (8)+ iy (8) + g (£) + 10y (£) + 10 () +ips (£)
Calcul des pertes du convertisseur :

Les valeurs moyennes et efficaces des courants passant par des
interrupteurs :

<iTi (t)> = abs(mean[iﬂ. (t)]) Vi g = \/mean([iﬂ (t)]z)
<iDl. (t)> =abs(mean[iDi (t)]) Ipi of = \/mean([im (t)]z)

Peona_icr = Ve, Z <iTi (t)> + R, (in_fff )2

i=1+6 i=1+6

. 2
(ZDi_fff )

pcond_diodes = VDo : z <iDi (t)> + RDo'
i=1+6 i=1+6

v {(%WL

Peom_icer = 2f, dec” Vbus 2 (bon + bOﬁ‘ )

test i=1+6

<<z-T,-<t>>+<z-D,-<t>>>]

+

pond_tri pcond_IGBT‘ + pcond_diodcs pcom_IGBT‘

Dans lesquels,
I’indice i variede 1 a
6.

Pertes par
conduction dans les
IGBTs

Pertes par
conduction dans les
diodes

Pertes par
commutation des
IGBTs

Les pertes totales du
convertisseur sont la
somme de ces trois
pertes.
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E.4. CALCUL DE LA CONSIGNE DU COURANT DU RESEAU

L’amplitude de la consigne du courant réseau est élaborée a partir de la puissance a injecter au
réseau :

m: _ 2.Vbus'§£bus_8 (t)> d’ot : <Ibus_g (t)> — mean[[bm_g (t)} (E.7)

res

I

La consigne du courant réseau s’écrit donc :

i.(t)=1, sin(ot) dans laquelle =27 f=100Hz (E.8)

E.5. ONDULEUR MONOPHASE COTE RESEAU ET CALCUL DE SES PERTES

Tension sortie de I’onduleur :

V,.(t)=0. (t)+ oLl sin(a)t + %J +R, I, sin(ot) (E.9)
Générateur de signal MLI :
a(t) =1+V‘7L(t) (E.10)

272V,

Calcul des courants passant par les interrupteurs (notation t pour les IGBTS, d pour les diodes) :

Durant Iintervalle positif du courant réseau i (¢)>0, nous avons :

i () =i, () =a(t)i(t):in(t)=i,(t)=0; (E.11)
i (£) =1 (£) =05 iy (t) =iy (£) =[1-(t) | £, () ; (E.12)
Tandis que pour I’intervalle négatif : i, () <0, nous avons :

i () =i, (t)=0; i, (t)=i,(t)=—a(t)i,(t) (E.13)
i (£) =i (t)=—[1=a(t) ] (t) s i,y (£) =iy () =0 (E.14)

Le courant DC c6té réseau :

L. (8) =iy (£)+i, (£) =iy (t) =i, (2) (E.15)

Calcul des pertes de I’onduleur :
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Dimensionnement de la capacité du bus continu

<itl(t)> = abs(mean[itl(t)]) vl g = \/mean([itl(t):'z)

<id1(t)> =abs<mean[idl(t)]) sl =\/mean([idl(t)]z)

Peona_icBT_rés = 4'VCE0 . <itl (t)> + 4'RCE0'(itl_eﬁ‘ )2

Peona_diodes_rés = 4Vp, <idl (t)> + 4'RD0'(id1_€ﬁ‘ )2

test 4

Peom 1657 1 = f - “ibus {(%n ';aoff) N (bon N boﬁ ) I, }

—+

+

pond_mono pcond_IGBT_rés pcond_diodes_rés pcum_lGBT_rés

E.6. DIMENSIONNEMENT DE LA CAPACITE DU BUS CONTINU

Courant passant par la capacite :

iCbus (t) = _Ihus_g (t) + IbMS_‘f (t)

Calcul de I’intégrale S de ce courant par la boucle d’itération Suivante :

S(1)=0
fori = 2:N,+1

iCbusi iCbus i-1
S(i)=5(i-1)+ ()+2 ( ).foosc

t
end

Dimensionnement de la capacité C, _ :

AS = max(S)—min(S)

bus

_ AS 6
_mux(AV ).’LO (“F)

bus

C,,. =round (Cbus)

(E.16)

(E.17)

(E.18)

(E.19)

(E.20)

(E.21)

(E.22)

(E.23)

(E.24)

(E.25)

(E.26)
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Pertes DC :

R,y =0,0002.(C,,10°) " (Q) (E.27)

I o = \/mean([iams (t)]z) (E.28)

Ppc = RESR'(iCbus_eff )2 (E.29)

E.7. CALCUL DE LA PUISSANCE TRANSMISE AU RESEAU — FONCTION D’OBJECTIF
Somme des pertes :
Epertes =P s T P]r F Pond_tri T Pond_mono T Ppc (E.30)
Puissance transmise au réseau :

Prés = <pe’1ec (t)>_2pertes (E-31)
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