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RESUME - Cet article présente une méthodologie d’optimisation d’une chaine de conversion électrique linéaire
(machine a induction controlée par convertisseur statique) d’un systéme de micro-cogénération thermo-mécano-
électrique a moteur Stirling. Dans un premier temps, nous décrivons le principe de fonctionnement du systeme
de micro-cogénération développé dans le cadre du projet CETI (ANR). Les couplages entre les phénoménes
thermiques et électriques étant supposés découplés (le couplage mécanique s’effectuant au travers la force de
récupération avec une loi de type amortissement visqueux), une description des modéles de la chaine électrique
est proposée. La méthode de son optimisation globale sur cycle est ensuite décrite et I’analyse des résultats
obtenus est enfin effectuée.

ABSTRACT - This paper presents an optimization methodology of an electrical conversion chain ( induction
machine controled by static converters) for a linear thermo-mecanic-electrical micro-cogeneration system using
a Stirling technology. In a first time, the micro-cogeneration system principle is described (developed within the
framework of the project CETI (ANR). The thermical and electrical phenomena are supposed decoupled (the
mechanical coupling is done through the strength of recovery with a law-like viscous damping), a description of
the electrical chain is proposed. The cycle global optimization methodology is presented and the results are then
analysed.

MOTS-CLES — micro-cogénération, moteur Stirling, optimisation, générateur linéaire a induction, convertisseur
statique.

1. Introduction

Cette étude concerne un micro-cogénérateur destiné a alimenter en énergie électrique et thermique une
habitation individuelle. 11 est constitué¢ de deux moteurs d’entrainement de type Stirling associés a un
générateur électrique linéaire & induction (figure 1). Pour des raisons d’encombrement, mais aussi, de
maniére a pouvoir ‘encapsuler’ I’ensemble dans une enceinte close sans joint, le choix d’une intégration du
moteur d’entrainement et du générateur a été fait. Le tout est donc composé d’une chaine thermo-mécanique
couplée a une chalne électromécanique. L’énergie électrique produite est injectée, via un double
convertisseur AC/DC/AC, dans un réseau domestique monophasé 230 V-50 Hz.

Les deux moteurs Stirling travaillent en opposition de phase. Les pistons de chacun des moteurs sont liés
rigidement. De ce fait ils sont considérés comme un unigue piston qui est également le ‘mover’ du
générateur. L’ensemble constitue le moteur Stirling a « piston libre double effet».
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Figure 1: Schémas du moteur Stirling étudié et de son générateur électromagnétique linéaire a induction.

Le piston commun, ou mover, est entrainé dans un mouvement alternatif selon son axe. Sa course (amplitude
et fréquence) dépend de la température de la chambre chaude, de celle de la chambre froide et de la force
électromagnétique que la chaine électrique oppose au moteur. Cette force d’opposition est récupérative de
forme et d’amplitude optimisées adaptées au bon fonctionnement de la chaine thermo-mécanique notamment
concernant sa stabilité [1].

Comme nous I’avons déja précisé, deux moteurs thermiques travaillent en opposition de phase. C'est-a-dire
que le temps de détente d'un moteur coincide au temps de compression de l'autre moteur ou d'une autre
maniére l'un constitue le "ressort de rappel” de l'autre. Par contre, un tel moteur Stirling n'est pas
naturellement stable [1-2]. Cette stabilité devra étre assurée par le contréle/commande de la machine a
induction qui est globalement génératrice sur un cycle mais peut fonctionner a certains instants en moteur.

2. Modéele et méthodologie d’optimisation

Il s’agit ici de présenter la méthode générale d’optimisation du dimensionnement ainsi que les modéles
utilisés. L’outil d’optimisation utilisé est I’algorithme NSGA II [3-4].

L’optimisation concerne uniquement le dimensionnement des éléments de la chaine de conversion
électrique. Celle-ci est présentée sur la figure 2 ou I’on distingue le générateur tubulaire linéaire a induction a
mover massif (GTLI) en aluminium, deux convertisseurs électroniques de puissance (un triphasé du cété
générateur et un monophasé c6té réseau) séparés par un bus continu. Le premier convertisseur controle la
force récupératrice du générateur, le second contrdle la tension du bus DC et s’assure de 1’injection au réseau
domestique d’un courant sinusoidal en phase avec la tension (absorption sinusoidale).

Convertisseur Convertisseur
coté GTLI cOté réseau

1 RO

A A
Commande Commande <

Position du
mover

Figure 2 : Schéma de la chaine de conversion électrique du générateur linéaire tubulaire a induction

Le dimensionnement optimal de la chaine électrique consiste a déterminer les parameétres géométriques du
générateur et les calibres courants des interrupteurs de puissance des convertisseurs (sachant que la tension
du bus continu est supposée imposée a 400V). Les objectifs choisis sont la minimisation de la masse (parties
actives) ainsi que la minimisation de la puissance apparente divisée par le rendement. La figure 3 présente le
synoptique d’optimisation.
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Figure 3 : Synoptique d’optimisation
Nous détaillons dans ce qui suit les différents blocs présents dans le synoptique.
2.1 Modéle électromagnétique de la machine [3]

Le modele électromagnétique du générateur permet de déterminer les valeurs des éléments du schéma
¢lectrique équivalent a partir d’'une géométrie donnée. Ce calcul est réalisé en utilisant une approche
analytique basée sur la résolution formelle des équations de Maxwell. Deux principales hypothéses
simplificatrices ont été adoptées: linéarité du circuit magnétique et effets d’extrémités négligés. La
démarche est présentée de fagon détaillée dans [2].

L’inducteur (stator) est lissé et remplacé par une densité¢ linéique de courant dont I’expression est

donnée par :
— 3, j(wst—mkz)
o= ) T "

m=1,3,...
s est la pulsation des courants inducteurs (statoriques), m est le rang de I’harmonique

L’effet d’encoches est pris en compte au travers un coefficient de Carter d’une part et d’autre part au
travers le développement en série de Fourier de la répartition spatiale de la densité de courant (les effets
sur les courants induits dans le mover sont donc pris en compte).

Dans ces conditions, on aboutit & la solution suivante du potentiel vecteur donné pour chaque zone n
constituant le générateur (cf. figure 5) :

sl
Al =" [xEn (e | + [¥K, Gl | el 2
m
Avec .

2
[nl \/(k[ﬁ]) + joosg ™ pinl gln]

Vi 27
kg = $0m+ ¢3)

Xgll let Y,Ln]représentent des constantes d’intégration calculées a partir des conditions aux limites. I et K;
sont des fonctions de Bessel de premiére et seconde espéce d’ordre 1, g”, pu™ et o™ représentent
respectivement le glissement, la perméabilité magnétique et la conductivité électrique de la zone [n]. Les
culasses intérieure et extérieure sont composées de fer et le mover est en aluminium. Les caractéristiques de
ces matériaux sont indiquées en annexe 1.
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Figure 5: schéma du GTLI

A partir de cette expression, il est aisé de remonter aux expressions des champs magnétiques et
électriques :

1 [AlM gAlM

[n] _ el
HZ (Z, r; t) - u[n] < r + ar > (3)
Eén] (z1,t) = jwsAl (@)

La puissance peut étre déterminée dans chaque zone a I’aide du flux du vecteur de Poynting a travers chaque
surface SI":
- — 1 %
ptn! (r[n]) = ffs[n] EAHds = ffs[n] EgH,ds = 5Ee(y[n]r[n])HZ(y[n]r[n])s[n] ®)
La puissance transmise au mover nous permet de déterminer la force axiale appliquée au mover :

P Real[P(r3) — P(r;)]
= 5. (6)

Oudg = ims est la vitesse de synchronisme

Une comparaison du modele analytique avec des mesures statiques de force réalisées sur une maguette de
démonstration a montré une bonne concordance [2]. Afin d’améliorer le modéle, nous avons développé un
modéle 3D tenant compte des effets d’extrémité. Ce modéle a été validé expérimentalement et
numériquement. Cependant, lors de 1’optimisation, ce modéle complexe s’avére étre relativement exigeant
en temps de calcul. Nous avons donc fait le choix, dans le cadre de cette pré-optimisation, de nous limiter au
modeéle simplifié 2D décrit précédemment. Des études fines et des vérifications a postériori pourront étre
réalisées pour les solutions pré-optimales obtenues.

2.1.1  Circuit équivalent

La détermination des courants et tensions, aux bornes des phases du générateur, nécessaires au bon
fonctionnement de 1’ensemble est réalisée en supposant une commande vectorielle parfaite. Celle-Ci
nécessite de connaitre le modele électrique équivalent du générateur. Ce modeéle est établi a partir du modele
électromagnétique analytique précédent décrit en supposant que le mouvement du générateur est
suffisamment lent permettant de négliger les phénomeénes transitoires électromagnétiques d’établissement
des courants dans le mover. Par ailleurs, les pertes magnétiques ne sont pas considérées, compte tenu de la
difficulté, a ce stade, de les évaluer précisément.

Le modele est donné a la figure 7 ou Ly, représente 1’inductance magnétisante. Elle est obtenue a partir du
calcul de la puissance réactive magnétisante Q... R,/g est la résistance rotorique déterminée a partir de la
puissance transmise au secondaire Py. lg est I’inductance de fuites rotoriques obtenue a partir de la puissance
réactive au secondaire Qy. Ces puissances sont calculées a partir du vecteur de Poynting :

Qm = Im[P(r;)] ™
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Figure7 : circuit équivalent d’une phase du GTLI.

Ainsi, des expressions ci-dessous on en déduit les valeurs des parameétres du schéma électrique équivalent.
Certains parametres telle que la résistance rotorique dépendent de la fréquence des courants rotoriques et
donc du glissement. Pour la phase de dimensionnement, cette dépendance n’est pas prise en compte.

2 2
g _ VP + Qm +Qu) )
3 I
_ 3E?

m — 0sQrm (11)
Ir — \/(Ptr):;’(Qtr)z (12)
Rr Py
e 3(1tr)2 (13)

Qer ”

I = 30,2

De ce schéma on peut déduire un schéma de type bobines couplées dont les paramétres sont Rs, Ry,Ls, L; et
M qui représentent respectivement les résistances d’une phase statorique et rotorique équivalente, les
inductances cycliques primaire et secondaire et la mutuelle inductance stator/rotor.

2.2 Plateforme énergétique

La plateforme énergétique consiste, pour un dimensionnement donné, a calculer les pertes dans la chaine
électrique. Ces pertes sont fonction des courants et tensions dans les divers éléments de la chaine. La
démarche est décrite sur le schéma de la figure 9. Différentes hypothéses ont été adoptées afin de simplifier
les calculs. Comme mentionné dans le paragraphe précédent, nous supposons que les asservissements sont
‘parfaits’ et nous raisonnons en valeurs moyennes instantanées.

Les entrées du modele sont les caractéristiques du moteur Stirling et le profil de déplacement du mover
(course Ypmax €t frequence de battement fosc). Les valeurs de ces parametres fixes sont données en annexe
dans le tableau 3. Le mouvement est naturellement alternatif sinusoidal car le phénoméne thermomécanique
est fondamentalement résonnant. Par ailleurs, la forme de la force récupératrice que devra opposer le
générateur au moteur Stirling, est imposée sous la forme d’un frottement visqueux de coefficient noté Cpa.
La figure 8 présente un exemple de variation de la force et de la vitesse de translation du mover.

dy,
Fgene = _Cpaltd_tp (15)

Avec :

Yp )= Yp maxCOS(2T fosct)
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Figure 8 : Allures de la force récupératrice Fgen (2) et de la vitesse de déplacement du mover (b)
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Figure 9 : Schéma de la plateforme énergétique (en vert les données, en jaune les sorties du modele)

Une fois les calculs des courants et tensions dans le TLIG déterminés, il s’agit maintenant de calculer les
courants traversant les divers interrupteurs de puissance ainsi que la capacité de filtrage. Ce calcul est réalisé
en valeur moyenne instantanée a 1’échelle de la période de découpage. Pour le convertisseur coté réseau, la
forme sinusoidale du courant est imposée par un asservissement supposé parfait. Les pertes par commutation
et par conduction dans les interrupteurs sont calculées analytiquement a I’aide de [8].

Compte tenu du fait que les deux convertisseurs électroniques ne sont pas soumis aux mémes variations de
courants, il est important de distinguer les pertes du convertisseur triphasé cété générateur de celui
monophasé co6té réseau. Ces pertes de commutation (Pem) et de conduction (Peong) s’expriment & partir
notamment des caractéristiques des interrupteurs commandés (IGBT, indice T) et des diodes (indice D).
Ainsi, pour le convertisseur cbté générateur, nous ne pouvons pas utiliser des formulations classiques
valables uniquement dans au cas sinusoidal, un calcul précis des courants moyens et efficaces doit donc étre
au préalable effectué :

6 6 2 6 6 2
Poond =Vceo 2 It ( +Ris00 Z[IT, j +Vpo 2 Ip  +Rp Z[ID j (16)
=1 moy n) = Lff(?l) =1 moy(n) =l q)ff(n)

6

b 1
Pcom - Vt;j fdec [Z mm/(n) mm/(n) J(bon +b0ff) +E(“on + aojj") (17)
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Concernant le convertisseur coté réseau, les courants et tensions sont sinusoidaux et en phase, nous pouvons
donc appliquer des formulations classiques des pertes faisant intervenir uniquement la valeur maximale du
courant cOté réseau :

2 2

2Vl I 2Vl I

P = CEO'max | 1, i +4Ry max | q 8 4+ 2/D0 max | q _ 4 +4Rp max | q _ 8 (18)
Vs 4m, 8 3rm, Vs 4m, 8 3rm,

V I 1
Peom =4 V:: fdec{ n;ax (bon + boﬁ) + E(“on *off ):| (19)

Ou m, correspond au facteur de modulation égal au rapport de la tension maximal alternative et de la demie
tension du bus DC.

Pour chaque calibre courant proposé par 1’optimisation, les paramétres Vceo, Voo, Rp, Ras o @ons Bon, @off, Qoff,
sont identifiés sur la base des données constructeur.

Les pertes Joule statoriques du générateur sont données par :
— =2,k 2, - 2
PJs—Rs(laeff + lpetf tlceff )

Les pertes Joule rotoriques sont données par :

I:)Jr=3 Rr(lr_effz) avec ir(t) = ifd (t) + igq(t)

2.3 Méthodologie d’optimisation

Les paramétres a optimiser sont le rayon ry, la longueur et 1’épaisseur du mover, la longueur du pas polaire et
le nombre de paires de pas polaires, la hauteur des encoches, le nombre de spires par bobine et par phase,
I’épaisseur de la culasse extérieure ainsi que les calibres courant c6té générateur et coté réseau (figures 3 et
4) [Tableau 2].

Tableau 2. Paramétres d’optimisations et valeurs limites.

Paramétres d’optimisation Nomination Va!el_Jrs Valeurs
mini . max.
Rayon ri(m) ry 0,010 0,050
Longueur du mover (m) Linov 0,005 0,500
Epaisseur du mover (m) Ermov 0,001 0,500
Pas polaire (m) T 0,050 0,500
Nombre de paires de pas polaires Nt 1 1000
Hauteur des encoches (m) Henc 0,001 0,500
Nombre de bobines par bobine et par phase Nspires 1 1000
Hauteur de la culasse extérieure (m) E; ext 0,001 0,500
Courant nominal du convertisseur géné. (A) liviax o 1 12
Courant nominal du convertisseur réseau. (A) lmax r 1 12

Les deux critéres C; et C, a minimiser sont :

— la masse des parties actives calculée a partir des volumes de chaque zone et des masses volumiques
des matériaux associés :

=M, = Z m,, v_k (20)

— le ratio surface silicium/rendement. Ce second critére traduit le colt des convertisseurs pondéré par
les pertes de la chaine électrique. La puissance apparente est calculée en sommant les puissances
apparentes des deux onduleurs. Le rendement est le rapport de la puissance en sortie c6té réseau sur
la puissance mécanique :

3
Sconv D=1 Vkeftlkeff T Vrertlrefr
- __ Xpertes

CZ =
nchaine 1

Pméca
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Le probléme est contraint et 1’optimisation doit répondre aux contraintes suivantes :

a. Contraintes géométriques :
a. La masse totale des parties actives doit étre inférieure a 5 kg
b. Le rayon extérieur est limité a 0,25 m.

b. Contraintes magnétiques

Compte tenu de I’hypothése de non-saturation, les inductions magnétiques dans les culasses
intérieure et extérieure sont bornées :

P,

—C — —B..<0

n(r?—r2) (22)
P

—C — —B..<0

G

Avec By = 1,6T (23)

Le flux ¢ est déduit du schéma électrique équivalent de la figure 7.

c. Contraintes onduleurs
Nous vérifions que les courants dans I’onduleur c6té réseau et dans 1’onduleur coté générateur ne
dépassent pas les calibres courant associés :

{ max(ljgpr, ID)gene < IxMax g

24
max(Iiger, Ip)reseau < IkMax r (24)

3. Résultats d’optimisation

Nous présentons a la figure 10 les résultats obtenus sous forme de front de Pareto. L’exemple traité
correspond a une puissance mécanique sur 1’axe du mover de 181 W (force maximale de 95.7 N, vitesse
maximale 3.8 m/s) et une fréquence mécanique d’oscillation de 27 Hz. Nous observons que les deux
objectifs sont contradictoires. Les solutions non dominées correspondent donc a un ensemble de compromis
entre le ratio puissance apparente/rendement et la masse des parties actives. Ces résultats sont les premiers
résultats d’optimisation effectués sur ce probléme, d’autres objectifs pourront étre choisis par la suite.

A TI’analyse des résultats de cette premiére optimisation, nous constatons que le nombre de paires de pdles
(ou le nombre de pas polaires) le long du front de Pareto est toujours minimisé (2 pas polaires). En effet, a
I’inverse des actionneurs synchrones notamment a aimants ou la réduction du pas polaire engendre une
diminution de la masse sans dégrader les performances électromagnétiques de 1’actionneur, pour les
actionneurs a induction, la réduction du pas affecte trés sensiblement les performances.
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Figure 10 : Front de Pareto d’optimisation dans le plan des objectifs

Les résultats sont détaillés dans le tableau ci-dessous pour les trois configurations distinctes A, B et C. La
géométrie de chaque configuration est précisée a la figure 11.
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Figure 11 : Dessins des machines A, B et C (les dimensions sont indiquées en metre — échelles différentes en
abscisse et en ordonnées)

Tableau 2. Dimension des trois générateurs.

Désignation Machine A Machine B Machine C
Rayon du fond d’encoches (mm) 11 11 11
Longueur du mover (mm) 469 237 175
Epaisseur du mover (mm) 3 2 1
Hauteur des encoches (mm) 7 5 5
Pas polaire (mm) 214 98 70
Nombre de paires de pas polaires

Epaisseur de la culasse extérieure (mm)

Calibre courant de I’onduleur coté génératrice (A)

Calibre courant calibre de I’onduleur coté réseau (A)

Nbre de spires par bobine et par phase 50 52 52
Longueur de I’inducteur (mm) 428 196 142
Objectifs d’optimisation

Puissance apparente totale des 2 convertisseurs (VA) 297,7 238,3 150,1
Rendement global sur cycle (%) 54 29 3
Masse des parties actives (kg) 4,05 1,16 0,80
Puissance électrique moyenne récupérée (W) 97,8 53,3 6,6
Eléments du schéma électrique équivalent

Lm (mH) 45 26 20
Lr (mH) 45 27 22
Rs (Q) 0,09 0,31 0,42
Rr (Q) 0,33 0,73 1,28
M (mH) 45 30 20

Concernant la « configuration compromis » choisie (solution B), elle présente une masse active de la
génératrice de 1.16 kg, une puissance apparente totale des convertisseurs de 238.3 VA et génére au niveau du
réseau une puissance électrique moyenne de 53.3 W. Le rendement global sur cycle de la chaine électrique
obtenu pour cette configuration est de 29%. Les amplitudes des courants triphasés c6té générateur sont
importantes comme illustré sur la figure 12a. La puissance apparente du convertisseur coté générateur est
donc élevée nécessitant un calibre courant de 6A sous 400V DC. A I’inverse, c6té résecau, du fait de la
présence de la capacité de filtrage, I’amplitude du courant associé est réduite tel que montré par la figure 12b
ce qui entraine une puissance apparente du convertisseur monophasé plus faible (calibre courant 1A, sous
400V DC), En effet, les fluctuations de puissance générée par le générateur sont atténuées par la capacité de
filtrage du bus DC entrainant une fluctuation de sa tension dans une plage prédéterminée.

Notons la valeur du pas polaire pour les trois configurations indiquées (variant de 21 a 7 cm) qui est
sensiblement supérieur a la course fixée du mover qui elle n’est que de 2 .2 cm d’ou la forme de variation
des courants dans le générateur.
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Enfin, il est intéressant de remarquer sur la figure 13 que le générateur fonctionne sur un cycle globalement
en mode générateur mais qu’a des instants courts, proches de la vitesse nulle, il fonctionne en mode frein
dissipatif. En effet, pendant ces laps de temps, la machine a induction absorbe de la puissance mécanique
fournie par le moteur Stirling et absorbe également de la puissance électrique provenant du bus DC.
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Figure 12 : Courants au niveau des 3 phases du générateur (a) et au niveau du réseau (b) pour la configuration
compromis (solution B)
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Figure 13 : Puissances électrique générateur et mécanique pour la configuration compromis (solution B)

4. Conclusion

Nous présentons dans ce papier une méthodologie d’optimisation de la chaine électrique linéaire d’un micro-
co-générateur utilisant un moteur Stirling. Les deux objectifs choisis (masse des parties actives, puissances
apparentes convertisseurs / rendement) étant contradictoires, les fronts de Pareto obtenus permettent de
déterminer un ensemble de solutions optimales.

Ces premiers résultats nous ont permis d’avoir un premier pré-dimensionnement de la chaine de conversion
électrique. Des améliorations pourront étre apportées : le modéle du générateur devra par la suite tenir
compte des effets d’extrémité ; le coefficient de Carter devra étre exprimé en fonction de la géométrie de la
machine. Une validation avec un modele éléments finis pourra également étre effectuée sur quelques
solutions optimales. Enfin, les pertes magnétiques ont été négligées dans 1’évaluation du rendement. Un
modele adéquat devra étre construit. L’intégration de ce modele dans 1’optimisation permettra, au-dela d’une
meilleure évaluation des critéres, de mieux apprécier les épaisseurs optimales des culasses magnétiques.

Concernant les objectifs d’optimisation, d’autres critéres peuvent étre considérés notamment le codt
financier ou énergétique du systéme (générateur+onduleurs) vs le gain financier ou énergétique lié a
I’énergie électrique récupérée au reseau. Le condensateur du bus DC devra étre pris en compte dans ces
critéres d’optimisation.

Le choix d’un générateur de type a induction (GTLI) a été essentiellement dicté par I’intérét d’avoir une
masse en mouvement tres faible (ici un mover en aluminium) et un faible impact de la contrainte thermique
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sur le générateur compte tenu de sa proximité avec le Stirling. Une comparaison avec une autre architecture
de générateur devra cependant étre réalisée. Nous pensons a un générateur a aimants permanents présentant
par exemple le méme inducteur que celui du GTLI. Le mover en aluminium serait remplacé par un cylindre
magnétique dont la surface intérieure comporterait des aimants alternés a aimantation radiale. La distribution
axiale et orthoradiale des aimants pourrait étre étudiée afin de minimiser I’effort de détente (aimants-denture)
nuisible au fonctionnement du moteur Stirling.

5. Annexe
Tableau 2. Caractéristiques des matériaux.
Matériau Caractéristiques Valeur
Perméabilité magnétique du fer n 5000
Conductivité de I’aluminium c 35 10°
Tableau 3. Paramétres fixes du probleme
Désignation Valeur
Fréquence mécanique d’oscillation fus. (Hz) 27
Coefficient de frottements visqueux Cpar 25,3
Course du MoverY pmax (M) 2,2310”
Rayon de 1’axe amagnétique 1o (M) 1010°
Coefficient de carter 1,8
Tension du bus DC (V) 400
Entrefer mécanique (mm) 05
Vitesse maximale de translation (m/s) 3,8
Force récupératrice maximale (Fgene) (N) 95,7
Puissance moyenne mécanigue (FgeneVimax) (W) 181
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