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RESUME - Cet article présente Doptimisation du
dimensionnement d’une génératrice a induction linéaire tubulaire
intégrée dans un systéme de micro-cogénération motorisé par un
moteur Stirling a piston libre « double effet ». Un des objectifs
principaux est naturellement de maximiser la puissance électrique
utile. Tout d’abord, un modéle analytique électromagnétique
considérant la structure axisymétrique de la génératrice a été
établi. Les vecteurs de Poynting radiaux y sont calculés permettant
d’obtenir la force axiale en fonction du glissement. Les effets
d’encoches et d’extrémités sont pris en compte par les
développements en série de Fourier du courant inducteur dans
I’espace. Les résultats théoriques s’avérent trés cohérents avec les
mesures expérimentales. Le modéle électromagnétique validé a
permis de calculer les paramétres du schéma monophasé
équivalent. Ensuite, dans le contexte du micro-cogénérateur, la
génératrice est entrainée mécaniquement par le moteur Stirling
avec un mouvement oscillatoire rapide. Une commande vectorielle
de la force résistante a été adoptée pour assurer le fonctionnement
en mode génératrice électrique et aussi la stabilité du moteur
Stirling a piston libre. Un modéle découplé appelé le ‘modéle
énergie’ a été construit pour permettre le calcul rapide du
rendement électrique global du systéme. Finalement, le processus
d’optimisation mettant en ceuvre le modéle analytique
électromagnétique, le ‘modéle énergie’ et ’algorithme génétique
NSGA-II, a permis de valider I’intérét de la génératrice a induction
linéaire tubulaire dans cette application.

Mots-clés—Micro-cogénération, moteur Stirling a piston libre,
génératrice a induction linéaire tubulaire, chaine de conversion,
modéle analytique électromagnétique, rendement énergétique,
commande vectorielle, validation expérimentale, optimisation,
NSGA-II.

1. INTRODUCTION

La génératrice a induction linéaire tubulaire (Tubular Linear
Induction Generator — TLIG) peut constituer une solution
intéressante pour notre systéme de micro-cogénération motorisé
par un moteur Stirling a piston libre « double effet » (Dual Free
Piston Stirling Engine — DFPSE). Avant d’analyser les
avantages et les inconvénients de ce choix, nous allons tout
d’abord décrire brievement le fonctionnement de ce systéme.

Le micro-cogénérateur actif fournit simultanément de
I’énergie électrique et 1’énergie thermique pour répondre aux
besoins locaux de type domestiques, et ce a partir d’une seule
source d’énergie primaire (ex. gaz, biomasse, rayonnement
solaire, etc.). Une connexion au réseau public est ici envisagée
pour renforcer 1’autonomie du systeme et faciliter la gestion du
flux énergétique. Contrairement au mode de production et de
consommation habituelle d’énergie d’un habitat individuel, la
micro-cogénération favoriserait 1’économie de 1’énergie

primaire grace a la production et & la consommation sur place
ainsi qu’a un rendement énergétique global (chaleur +
électriciteé) tres éleve, de I’ordre de 85 a 95 %.

Le DFPSE permet de transformer 1’énergie thermique issue
de la combustion externe en énergie mécanique sous forme d’un
mouvement de translation oscillatoire du piston. Afin de
récupérer 1’énergie mécanique du piston sans liaison mécanique
intermédiaire (comme par exemple un systéme bielle-
manivelle), la génératrice électrique est congue de manicre a
utiliser directement le piston du moteur Stirling comme son
secondaire. Ce dernier est désormais appelé ‘mover’ tenant
compte de son déplacement rectiligne. Les schémas de principe
3D du systéme sont montrés dans la Figure 1.
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Figure 1 — (a) Structure du micro-cogénérateur, (b) Coupe transversale.

Le gaz de travail est I’Hélium (gaz rare). A I’état initial et a
la température ambiante, la pression de « gonflage » vaut
uniformément 1,375MPa dans 1’enceinte du moteur. Lors du
fonctionnement du moteur, ce gaz enfermé regoit 1’énergie
thermique au niveau des échangeurs chauds situés aux deux
extrémités du systéme. La différence entre la température des
chambres d’expansion et celle des chambres de compression doit
étre maintenue (environs 300-500K). En plus, I’action de la
génératrice électrique devra étre, vis-a-vis du moteur Stirling,
similaire @ un amortisseur dont le coefficient de frottement
visqueux doit étre optimisé selon la condition de stabilité du
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moteur Stirling [9]. La vitesse et la position du piston sont
temporellement sinusoidales.

Quant a la TLIG, la vitesse du mover-secondaire (c’est-a-
dire celle du piston) est imposée par le DFPSE. Comme une
génératrice a induction tournante traditionnelle, 1a TLIG appelle
nécessairement a4 1’onduleur de la puissance réactive pour
magnétiser son circuit magnétique. Une fois que le champ
magnétique glissant est établi, un systéme de trois f.e.m apparait
dans les bobines statoriques et la TLIG débite une puissance
¢lectrique a la charge en aval. Il est important de noter que, sur
le cycle de mouvement alternatif, les courants générés par la
TLIG sont loin d’étre sinusoidaux. Ils présentent méme par
moment des valeurs moyennes importantes qui accroissent
considérablement les pertes Joule statoriques et rotoriques ainsi
que les pertes des semi-conducteurs.

Compte tenu de la dynamique de 1’entralnement mécanique
(~ 30 oscillations par seconde), le secondaire massif en
aluminium offrant un mover léger, a été adopté. Cette solution
offre également un coit de fabrication réduit. Par contre,
d’importantes pertes Joule rotoriques, un large entrefer effectif
di a des encoches ouvertes constituent les principaux
inconvénients de cette structure. Pour considérer les intéréts de
la structure TLIG & mover massif dans notre application, a priori
avantageuse, nous avons réalisé une étude d’optimisation du
dimensionnement de la génératrice incluant sa chaine de
convertisseurs statiques AC/DC/AC. Le rendement électrique
global du micro-cogénérateur ainsi que le cout total de la chaine
génératrice + convertisseurs statiques constituent deux critéres
principaux de la recherche du dimensionnement optimal de la
génératrice.

2. MODELE ANALYTIQUE ELECTROMAGNETIQUE

2.1.  Hypothéses simplificatrices et résolution des équations
de Maxwell

Le modé¢le analytique électromagnétique a été établi afin de
prédire la force axiale développée ainsi que les paramétres du
schéma monophasé équivalent. La méthode de calcul du vecteur
de Poynting est utilisée. Les coordonnées cylindriques sont
adoptées (Figure 2).

Les hypothéses simplificatrices définissant le cadre de
1’étude sont:

e circuit magnétique non-saturable,

e distribution sinusoidale du champ magnétique selon 1’axe
Oz,

e invariance de l’amplitude du champ ¢électromagnétique
selon I’axe Oz.

Nappe de courant
inducteur

1: Stator interne
2: Couche d’air
3: Mover en aluminium
4: Couche d’air
5: Stator externe

Figure 2 — Une coupe transversale de la TLIG.

Ainsi, la considération d’une coupe transversale suffit pour
déterminer le champ électromagnétique en tout point dans la
machine (Figure 2). Néanmoins, pour prendre en compte des
effets d’encoches et d’extrémités, un développement en série de
Fourier du courant inducteur est fait.

Les détails de la construction du modéle analytique
¢lectromagnétique vont maintenant étre présentés. En négligeant
le courant de déplacement, les équations de Maxwell écrites pour
tout point dans la machine sont :

VxB=pul (1)

Uxp=_28 ©)
ot

j:U(E'+17><§) 3)

VxA=50 4)

La méthode utilisée consiste a remplacer les courants
statoriques triphasés encochés par une nappe de courant
infiniment fine autour du circuit magnétique tubulaire de surface
lisse (Figure 2). Comme le courant de I’inducteur réel, cette
nappe de courant posséde une seule composante selon 1’axe 6 .
Son amplitude est modélisée par une onde progressive selon
laxez:

Jsﬁ = me.ej(“ft*m) (5)

Avec: J, = nt.fs\/é-lj : Dintensité linéique maximale du

. ™ .
courant inducteur [A/m] ; k = — : coefficient d’onde.
T

Par conséquent, le potentiel vecteur A ne posséde aussi
qu’une seule composante non nulle selon ’axe 6 , nous avons :

A= A, (r,z,t).ue = ¢(r).ej<wt_kz).u9 6)
Remplacons (6) dans (1) (3) (4), nous pouvons obtenir
I’équation remarquable suivante :

2
¢ 13_¢_[1 b =0 7

-, - 2
ar? r Or r? K

Ou: 7' =k — jswpoavecs : le glissement.

L’équation aux dérivées partielles (7) posséde des solutions
sous forme des fonctions de Bessel modifiées de 1% et 2™ espéce
de la variable u telle que:

U=y ®)
L’expression du potentiel vecteur pour chaque zone s’écrit:
A= [C’.]1 (fy.?”) + D.K, (’y.r)].ej(w_kz).ue 9)

Ou C, D sont des constants a déterminer pour la zone n de 1
a 5 grace aux conditions aux limites.

De (9), (4) et (2), les expressions du champ électrique
orthoradial et du champ magnétique axial peuvent étre déduites :

Ea = j.w.[C.]l (7.7‘) + D.K, (W.T)].ejwtsz).u‘eb (10)

i, =2]ca, (vr)+ DKy ()] /) (11)

T
2.2.  Calcul du vecteur de Poynting et de la force axiale

En régime sinusoidal permanent, la puissance moyenne
transportée par le champ électromagnétique a travers une surface
tubulaire, représentée par le vecteur de Poynting, s’exprime par:

_ 1 *
P = 5 .E9 ( ’}/.’/‘) -Hz ( ’7'7‘) ‘Stubulaire (12)

Ainsi, la puissance transmise au mover est la différence entre
la puissance entrante et la puissance sortante de son volume
fermée (zone N = 3) :

B, = B(1) - P(r) 1)
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Figure 3 — Direction des vecteurs du champ électromagnétique et du
vecteur de Poynting présentés dans une coupe transversale.

Finalement, la force axiale peut étre calculée par :
R(7,)

tr

F (14)

L =
US

Oou: v, = wk™" est la vitesse axiale de synchronisme [m/s].

2.3. Considération des effets d’encoches et d’extrémités

Pour tenir compte des effets d’encoches et d’extrémités, la
fonction de répartition longitudinale du courant inducteur est
développée en série de Fourier. L’expression (5) est remplacée
par la somme de plusieurs fonctions d’onde des harmoniques
impaires 1, 5, 7, 11, 13, ... modélisant la répartition discontinue
du courant inducteur (Figure 4a).

(b)

Figure 4 — Répartition selon Oz du courant inducteur sous I’effet
d’encoches (a) et d’extrémités (b).

La longueur limitée du stator bobiné est modélisée par une
fonction de modulation fictive du courant inducteur et de la
perméance du circuit magnétique (Figure 4b). Finalement, le
courant inducteur prenant en compte de 1’effet d’encoches et
d’extrémités devient la somme de plusieurs courants de
pulsations harmoniques :

12.J
J549 = Z Z Z—SWSIH[p—ﬂ—]
m=1,35,7... p=1,5,7,11,... T TP 12
[Efﬂ]ziwt

m.L, . jl[pi**m'ﬂ]ﬁ“t
.sin | ——stel_ | T T

L

(15)

J
+e

m m

Le signe « — » dans la formule ci-dessus est attribué quand
p=1,7,13,19,..., 3g+1, et le signe « + » quand p = 5, 11, 17,
..., 30-1 d’ou g est un nombre entier.

2.4. Validations expérimentales

Les résultats théoriques de la force axiale coincident tres bien
aux résultats de mesures expérimentales ce qui permet de
prouver la validité du modéle analytique (Figure 5).

70

60

N o
o S

w
S

Force axiale [N]

20

——Modéle analytique
® Mesures expérimentales
0 10 20 30 40 50
Fréquence secondaire [Hz]

Figure 5 — Validation expérimentale de la caractéristique de force axiale.

Figure 6 — Maquette expérimentale d’une TLIG de 1kW.

TABLEAU 1 — PRINCIPALES DONNEES DE LA MAQUETTE EXPERIMENTALE

Rayon externe des disques de tdles [mm] T 54
Couche d’air [mm] e 0,5
Epaisseur du mover [mm] lgmu 2
Epaisseur de la culasse externe [mm] EC 10
Nombre de phases 3
Nombre de pdles 2p 4
Nombre d’encoches par pole 3
Largeur d’une encoche bobinée [mm] le 8
Largeur de la tole [mm] l, 8
Hauteur de la téle [mm] Hst 32
Pas polaire [mm] T 48
Nombre de spires par encoche n, 44
Section des fils conducteurs [mm?] S 4
Longueur moyenne d’une spire [mm] 216,8
Perméabilité relative de la tole Ko, 5000

La maquette expérimentale de 1kW a permis de valider non
seulement la caractéristique de force axiale, mais aussi les
parametres du schéma monophasé équivalent. Les essais
expérimentaux effectués ont permis de mesurer les éléments du
circuit suivant :

L, I

j.w,lfs j.w.lfr' f

Figure 7 — Schéma monophasé équivalent utilisé dans les mesures
expérimentales.
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La détermination théorique et expérimentale des paramétres
du schéma monophasé équivalent est précisée dans [6]. Notons
que pour considérer le rallongement de I’entrefer effectif di aux
encoches ouvertes, le coefficient de Carter a été introduit dans le
calcul analytique. Ce coefficient est obtenu grace a une formule
empirique, présentée dans [3].

TABLEAU 2 — PARAMETRES DU SCHEMA MONOPHASE EQUIVALENT

Résultats Rg Lg l B R
Théoriques 0,3Q2 11,0mH 5,2mH 3,7Q2
Expérimentaux 0,3Q2 10,0mH 5,0mH 3,4Q

Dans le tableau 2, I’inductance cyclique statorique et
I’inductance de fuite totale s’expriment respectivement par :

Ls = Lm + lfs (16)

1, L [L*' ]2 (17)
p = wol, | —
Lm
Ou I’inductance cyclique rotorique s’écrit :

L =L, +1, (18)

Les paramétres du schéma monophasé équivalent validés ont
€té ensuite utilisés dans la commande vectorielle a flux orienté.
Le résultat présenté dans la figure suivante montre que cette
commande reste tout a fait adaptée pour asservir la force
résistante qui est une grandeur rapidement variable : la réponse
en force suit tres bien la consigne sinusoidale d’amplitude 5N et
de fréquence mécanique S0Hz.

[N]10

5
30

Consigne [ -10

Réponse I 2 om

002 003 004 005](s]

Figure 8 — Résultat expérimental de la commande vectorielle en force
appliquée a une machine a induction linéaire tubulaire.

3. MODELE DU MICRO-COGENERATEUR
3.1.  Simulation globale

Comme déja mentionné, la vitesse » [m/s] du mover est
imposée par le DFPSE. La TLIG doit appliquer une force
¢électromagnétique de type frottement visqueux vis-a-vis de
I’entrainement du moteur Stirling :

K. =—Cv (19)

Ou C est une constante d’amortissement qui dépend des
caractéristiques du DFPSE. Pour obtenir cette force, une
commande vectorielle a flux orienté a été mise en ceuvre. Le
synoptique de cette commande est détaillé dans la Figure 9.

Notons que la consigne pour Fgfm peut étre obtenue par un

correcteur P.I.D de la boucle d’asservissement externe assurant
le contréle de la position du piston du moteur Stirling (Figure 9).
Remarquons aussi une commande PFC (Power Factor
Corrector) a été appliquée au convertisseur monophasé DC/AC

! La construction de la simulation du systéme global ne sera pas détaillée
dans cet article. Par contre, ses résultats présentés ultérieurement nous
permettront de valider théoriquement des solutions d’optimisation.

Fyene
;
a  bus 325V, 50 Hz

, - y
DFPSE TLIG W AcDC | T'| | pciac | -
04 nb{ a(,{ PWM n}
| | i Ygrid
Comparateur M
Capteur
Yp Position }
+ w (T N 0 Ygrid
. t Park |

d ba isq
ID E‘
o | Estimation

du flux
secondaire

Ve

Calcul de rangle

poy-»

Correcteur
PLD
Correcteur
P

de
transformatjon

* v
Prd {Fg,,,,,f =—Ci

Figure 9 — Synoptique de la commande du systéme.

coté réseau afin de maintenir constante la tension du bus continu
et de controler la forme d’onde sinusoidale du courant injecté au
réseau conforme aux normes en vigueur.Une simulation globale
du fonctionnement du systéme de micro-cogénération a I’aide de
Matlab/ Simulink a été réalisée, permettant de considérer
différents aspects suivants :

ecouplage des modeles DFPSE/ TLIG/ chaine des
convertisseurs statiques/ réseau domestique,

e formes d’ondes des grandeurs physiques intervenant dans le
systéme (températures, pressions, volumes, position et vitesse
du piston, tensions, courants, puissances, etc.) !,

e stabilité, rapidité, précision des commandes,

e rendement électrique global, etc.

Par contre, cette simulation n’a pas pu étre utilisée dans le
processus itératif d’optimisation & cause de son temps
d’exécution important. Dans ’objectif de réduire le temps de
calcul, nous avons construit un modele découplé qui permet
d’obtenir plus rapidement le rendement électrique global.

3.2. Modeéle découplé (‘modele énergie’)

Pour établir ce modéle, nous partons des hypothéses
suivantes :

e La partie thermomécanique est supposée découplée avec la
partie électrique. Ceci se traduit par ’hypothése que la force
et la vitesse du piston du moteur Stirling restent inchangées,
quelle que soit la charge électrique.

e Toutes les commandes sont supposées parfaites : les
grandeurs a réguler se superposent parfaitement a leur
consigne respective et sont par conséquent connues.

e Les signaux de commande M.L.I. des interrupteurs semi-
conducteurs, au départ échantillonnés, sont assimilés a leurs
valeurs moyennes par cycle de découpage.

e Un cycle d’oscillation mécanique du piston-mover

te (to, ty, + T) avec lapériode T = f - peut suffire pour

osc
considérer le régime oscillatoire permanent du systéme.
a) Le DFPSE fixe

La position du piston-mover est parfaitement connue et
s’exprime tout d’abord par :

*
Y, =Y, = ypimx.cos(%rfosc.t) (20)

La puissance mécanique instantanée que le moteur Stirling
transmet a la TLIG est calculée donc par :
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b) Modele inverse de la TLIG commandée en force

Si la commande vectorielle en force de la TLIG est supposée
parfaite, les deux composantes du courant statorique peuvent
étre retrouvées par :

LY ; [ 21.L, Elme @2)
+ 14 TS
R ] e 3mM) o,

Avec le flux rotorique de 1'axe d supposé bien asservi a sa

*
consigne constante ¥, = ¢, .
L’angle de transformation est égal a la position du flux
statorique par rapport au repere fixe (stator) :
e 2.0 .T. .Rr
wzgs = 2'(yp_yp7max) (23)
T 3mp,
Les tensions statoriques des axes d, ( s’expriment en
convention génératrice par :

‘/sd = _Re"[sd + ULs‘ws ']sq (24)

V = —Ls.ws.a.lsd — RS.IS

., —Lol, —w.ML g, (25
Les courants et tensions trlphases peuvent étre retrouvés en

appliquant la transformation inverse de Park. La puissance

électrique générée par la TLIG s’exprime finalement par :

qmv - Z U Z (26)

r=ab,c

La différence entre P, (t)et B (t) donne la somme des

pertes Joule primaires et secondaires car les pertes
ferromagnétiques et mécaniques sont négligées dans ce modele.
Par contre, les pertes des convertisseurs statiques sont prises en
compte. Deux types de pertes des semi-conducteurs sont
considérés : par conduction et par commutation.

c) Modele des pertes semi-conductrices
Le convertisseur triphasé coté génératrice est constitué de
trois bras de pont dont chacun est composé de deux IGBTs en
série et deux diodes antiparalléles.

TABLEAU 3 — COURANTS DES INTERRUPTEURS DU CONVERTISSEUR TRIPHASE
COTE GENERATRICE

T1 D1 T4 D4
i, >0 a,., 0 0 (1—%)1&
i, <0 0 o i (1 - a, ) ) 0

ipy ips Ips ips
i, >0 a0, 0 0 (lfab)zb
i, <0 0 Qi (lfab)zb 0

irg ipg irg ing
i, >0 Q. 0 0 (l—ozc>.i
i <0 0 .l (1 —aq, ).z 0

% Dans la partie d’optimisation, les fonctions empiriques de @, aaﬁr s bon

R boﬁc en fonction du calibre courant sont établies a partir d’une étude statistique

des produits disponibles sur le marché.

Les pertes de conduction des IGBTSs et des diodes sont :
T T

1 ) o
pr;()n(liIGBT = Z ; VCEOf ZT,j'dt + RCE() ZTi .dt (27)
i=1+6 0 0
1 y ’
2
Peona_p = E T VDOf dt + Ry, | ap,”dt (28)
i=1+6 o 0

Les pertes par commutation des IGBTs sont calculées par:

pcomilGBT =

* T
Qflec'vbus (bon + boff> Z f(ZTZ + ZDZ )dt + (an ; Uff) (29)

‘/test i=1+6

Ou les IGBTSs sont notés T; a T et les diodes D; a Dg; @

o>

G, bm, boff sont des constantes du modele linéaire de 1’énergie

dissipée [en J] lors d’une commutation sous la tension V,,, en
fonction du courant, données fournies par les fabricants?.
Pour calculer les pertes du convertisseur DC/AC c6té réseau,

remarquons que le courant continu débité par le convertisseur
coOté génératrice sur le bus continu peut étre calculé par :

bus g =y Tipy tipy Fip Fipy tipy (30)
La tension aux bornes du systéme est imposée par le réseau :
Uynd = I/m -sin ( wt) (3 1)

Selon I’hypothése que la commande PFC soit parfaitement
efficace, en négligeant les pertes dans les semi-conducteurs,
I’égalité de la puissance moyenne des deux cotés du
convertisseur coté réseau permet de déduire le courant a la sortie
de ce convertisseur :

Z.g/m'd = Z'g/r'id* [ Sln("dt) (32)
Avec : I, = ’“w . }

’ITL

La valeur moyenne du signal de commande M.L.I pour ce
convertisseur s’exprime par:

a(t):l+w

2 2y

bus

(33)

Avec U

Lo » 18 tension de sortie de 1’onduleur monophasé.

En connaissant le courant injecté au réseau Zg”d (t) et le

signal de commande a(t), nous pouvons en déduire les

courants traversant les quatre interrupteurs constituant le
convertisseur DC/AC puis calculer les pertes avec la méthode
présentée précédemment pour le convertisseur triphasé AC/DC
cOté génératrice.
d) Bilan de puissance

La puissance instantanée injectée au réseau peut é&tre
obtenue apres avoir extrait la somme des pertes. Les pertes Joule
du condensateur du bus continu sont également présentées dans
I’expression suivante :
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Pgrz'd :Bnec _pj _ij

Pac/pc ~ Ppojac ~ Poe (34)
Le rendement électrique global du micro-cogénérateur
s’exprime par :

P

n =——100% (35)

Pour conclure ce paragraphe, la simulation du systéme global
par Matlab/ Simulink exige un temps de calcul d’environ 10
minutes tandis que I’exécution du modéle découplé ne dure que
50ms. La validité des résultats d’optimisation a été bien sir
vérifiée a posteriori par la simulation globale comme nous allons
le voir dans la section §.4.3.

4. OPTIMISATION DE LA TLIG

Comme déja évoqué dans I’introduction, nous estimons que
la structure TLIG pourrait apporter a notre systéme de micro-
cogénération  plusieurs avantages importants: mover en
aluminium léger favorisant la grande dynamique mécanique,
sustentation naturelle du mover grace a ’apparition des forces
¢lectromagnétiques normales, pertes mécaniques réduites grace
a I’absence de frottement, fabrication facile, cott réduit, etc.

Par contre, le rendement électrique global pourrait devenir
faible a cause du rallongement de 1’entrefer effectif di a des
encoches ouvertes, a des pertes Joule rotoriques importantes sans
compter des pertes ferromagnétiques. L’étude d’optimisation
présentée dans cet article constitue une méthodologie du
dimensionnement permettant d’analyser ’intérét de la TLIG
pour notre application.

4.1. Description du probléme

4.1.1. Multi-objectif
a) Maximiser la puissance moyenne injectée au réseau

Cet objectif est synonyme du fait de maximiser le rendement
¢électrique global. La premiére « fonction objectif » s’écrit :
T
1
Jort = 5 J Poria ()t (36)
0
b) Minimiser le codt total de la chaine électrique

Le colit de la TLIG est la somme des cotits des matiéres
premiéres utilisées : cuivre, fer-silicium, aluminium. Le cott des
convertisseurs dépend en général du nombre d’interrupteurs, du
calibre courant, de la tension nominale, etc. Le prix des
condensateurs 400V de puissance réactive nominale inférieure
ou égale a 2kVar s’avére négligeable devant celui des semi-
conducteurs de puissance et leurs drivers. La deuxiéme ‘fonction
objectif’ s’écrit donc :

Joe = Crue T Cacype + Cpejac (37)
Avec :
Cruic = CararVoow + ConPouView + CroPr Vo (3%)
0.46
CAC/DC/AC = 1’ Og'N'(Inum'Vbus ) : (39)

Dans ces expressions : C', p sont respectivement le cotit

massique (précisés dans le Tableau 4) et la masse volumique des

matiéres premiéres [kg/m*]; V.V, V.

om SONt respectivement

les volumes du mover, des bobines et du circuit magnétique
[m’] ; N =3 pour le convertissesur AC/DC, N=2 pour le

3 Formule empirique issue d’une étude statistique des produits disponibles
sur le marché.

convertisseur DC/AC ; I est le calibre courant des

nom

convertisseurs [A].
4.1.2.Multi-variable

Il y a 10 variables a optimiser :
a) Concernantla TLIG

o les paramétres géométriques: 7, H,, E . p E. n,

mov »
(cf. Figure 10).

e le courant magnétisant I; qui est un paramétre fonctionnel,

proportionnel au flux moyen dans le circuit magnétique de la
TLIG.

o 15,

Aluminium —»

Cuivre

Figure 10 — Variables géométriques a optimiser
b) Concernant les convertisseurs statiques
e le calibre courant du convertisseur triphasé coté génératrice,

note I7L077L7AC/DC .
e le calibre courant du convertisseur monophasé coté réseau,

note Inom_ DC/AC -

4.1.3.Multi-contrainte

Des contraintes judicieusement choisies permettent d’aboutir
a des solutions optimales adéquates et fiables. Concrétement, le
dimensionnement de la TLIG doit étre adapté a la géométrie du
moteur Stirling. Il doit également respecter les conditions qui
assurent la stabilité du couplage fort entre DFPSE et TLIG. Dix
contraintes ont été retenues :

e Etant insérée a I’intérieur du moteur Stirling, le rayon
maximal et la longueur maximale de la génératrice sont limités
par cet espace disponible dans le moteur Stirling:

n+2+E +E <r =015m (40)

=L +4y

™mov stat p_max

<1, =1lom (41)

e Pour maintenir la stabilit¢ du moteur Stirling « double
effet », la masse du piston/mover ne doit pas dépasser une
valeur limite :

p, V. <m = 6kg (42)

mov_max

e Pour éviter la surchauffe des bobines statoriques, la densité
surfacique du courant inducteur est limitée a sa valeur
maximale admissible :
nf -max ( Is ) 2
J=———"2<J =10A/mm (43)
I.H,k ’

e’ st bob

Avec k, , le coefficient de remplissage du cuivre ~ 0,95.
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e Afin de maintenir la validit¢t du modéle analytique

¢électromagnétique, l’induction magnétique du circuit
magnétique doit étre bornée par la limite de saturation:
max ( ¢
( S) ; <B, =16T (44)
2m.pn,. (rl - H, ) — 7“02
max | ¢
(%) < B, = 16T (45)
27Tp'nt 'E(: [271 + de + 2Emov + E{:] -

e Les convertisseurs statiques doivent étre dimensionnés de
maniére a satisfaire la contrainte du courant maximal :

(|5, [, [ [) <7, om0 (46)

ma“X(| Uorid |> <1 pejac 47)

e Pour la stabilité de la commande vectorielle de la TLIG, une
contrainte sur les signaux M.L.I. est adoptée afin de les limiter
entre [0,1], ce qui revient a limiter :

) < Lo (48)
2

max( v, 7|vb|, v,
e Enfin, pour assurer de I’intérét des solutions retenues, une

contrainte sur la puissance injectée au réseau est nécessaire :

T
1

Jo =7 [ Py (t)dt >0 (49)
0

4.1.4.Processus d’optimisation

Le processus d’optimisation de la TLIG peut étre résumé
dans la synoptique de la Figure 11. Ce processus met en ceuvre
le modele électromagnétique (cf. §2) qui calcule a partir de sa
géométrie les paramétres du schéma monophasé équivalent, le
modele ‘énergie’ (cf. §3.2) qui évalue les ‘fonctions objectifs’.
L’algorithme génétique NSGA-II [8] est utilisé pour permettre
la convergence des paramétres vers les solutions optimales.

Paramétres du moteur Stirling,
des convertisseurs AC/DC/AC,
du bus DC,
et du réseau public

Paramétres du
schéma monophasé
équivalent

Mode¢le
analytique
¢électromagnétique

Modéle ‘énergie’

Combinaison de 10

variables (individu) Vérification

des contraintes

30 @ ewmee® | _ L ______1___/]

900 T ]
W | | I C (649,9W; 796,7€)
© 800 ———l———d———4——— b —— - ——— @ o
=2 | | | | | |
£ | | | | | [
F A e e B
© ! | B(5p6,9W;592,3€] 7
©
£ 600F-——1m——a---T---r---Etd-
© I | I I . b I
S | | | L e |
P e e e e M e
© | | . et | |
© | | & c I |
I 400”’7”’7”:-\”’T”’F’”F’”
i) [ I I I
= | 1 I :
o
O |

2 1 1 1 1 1 1
000 100 200 300 400 500 600 700

Puissance électrique moyenne injectée au réseau [W]
Figure 12 — Résultats d’optimisation.

Afin de faciliter 1’analyse de 1’ensemble des solutions
optimales, nous choisissons de nous focaliser sur trois solutions
typiques qui sont :

e la solution la moins chére A qui offre également un
rendement électrique global le plus faible.

e la solution de rendement ¢€lectrique global le plus élevé C
dont le colt est également le plus élevé.

e la solution « compromis » B correspondante a celle qui offre

fOij

le rapport [€/W] le plus faible.

Objl

TABLEAU 4 — DONNEES FIXES DU PROBLEME

Course du piston [cm] Y p max 2,23
Fréquence d’oscillation [Hz] fosc 27,7
Coefficient de frottement visqueux [Nm's] C 167,1
Puissance mécanique [W] Pmec 1258
Tension du bus continu [V] bus 400
Tension maximale du réseau [V] V;n 325
Rayon interne du stator [mm] T 10
Cout massique du cuivre [€/kg] C O 6,0
Cott massique de I’aluminium [€/kg] C "W 1,2
Cott massique du fer-silicium [€/kg] CFe 3,0

Objectif 1, Objectif 2

NSGA I

Contraintes satisfaites?

Figure 11 — Synoptique du processus d’optimisation.

4.2. Résultats et discussions

Dans un graphe présentant les deux objectifs, nous
obtenons les résultats d’optimisation comportant 100 individus
distribués sur un front de Pareto. Ces résultats sont obtenus apres
I’évolution de 200 générations (Figure 12). La répartition des
solutions optimales montre 1’aspect contradictoire de deux
objectifs choisis.

Les quatre premicres données du tableau 4 indiquent que la
géométrie et le point de fonctionnement du DFPSE sont fixes
dans la recherche du dimensionnement optimal de la TLIG.

Les détails des autres paramétres concernant les machines A,
B, C sont donnés au tableau 5. La géométrie des machines est
exposée dans la Figure 13.

Associé a chaque géométrie optimale, il existe une valeur du
courant magnétisant qui permet de maximiser le rendement de la
conversion mécano-¢lectrique. La capacit¢é du bus continu
employée pour absorber les fluctuations de la tension du bus
continu a été également dimensionnée (tableau 5).
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TABLEAU 5 — DETAILS DES PARAMETRES DE TROIS MACHINES OPTIMISEES

Paramétres Machine A Machine B Machine C
7} [mm] 18,1 34,8 35,8
H, [mm] 16,0 28,7 31,6
E  [mm] 14 18 23
7 [mm] 62,5 94,8 142,6
p 6 4 3
Ec [mm] 2,9 3,9 74
™ 103 108 111
1, (A] 9.97 9,82 10,05
R [q] 2.25 1,12 0.57

Paramétres Machine A Machine B Machine C
Lm[mH] 117,7 208,1 229,7
Masse [kg] 25,5 89 124
Cric 1€] 101,4 3534 4854
Lo ac/pclA] 13 14 25
Cic/po [€] 167.8 173,6 226,7
I’rwmiDC JAC [A] 1 4 7
Cpeyac (€] 343 65.0 84,1
C, s [WF] 921 1961 2046
n (%] 2,5% 45,0% 52,0%

rml

rml

Figure 13 — Dessins une demi-coupe longitudinale de trois machines
optimisées.

Le rendement é€lectrique global obtenu est faible ce qui était
assez prévisible. Cependant, la chaleur dégagée a cause des
pertes Joule et des pertes fer (qui ne sont pas encore prises en
compte dans cette étude d’optimisation) de la TLIG peuvent étre
récupérée pour alimenter la charge thermique. En effet, la
génératrice est plongée dans le gaz contenu dans la chambre
froide ou 1’énergie thermique est récupérée par les tuyaux de
I’échangeur froid (Figure 1). Nous estimons que le rendement
électrique global de I’ordre de 50% pourrait étre acceptable pour
le systéme de micro-cogénération dans la mesure ou I’utilisation
de I’énergie primaire (gaz, biomasse, etc.) reste efficace grace au
principe méme de la cogénération et en plus, les besoins de
chaleur restent dominants devant les besoins électriques.

Dans le but d’augmenter le rendement électrique global,
nous avons investigué dans deux voies d’amélioration qui
consistent a changer le matériau constituant le mover. La
premiére proposition est de remplacer 1’aluminium par du
cuivre. La deuxiéme proposition consiste en une recherche sur le
plan théorique, mais aussi sur le plan expérimental d’un matériau
composite, qui n’existe pas encore, a base d’alliage d’aluminium
et de matériau ferromagnétique possédant a la fois une bonne
conductivité électrique et une perméabilité magnétique relative
supérieure a 1’unité*. De nettes améliorations sont observées

4 Le détail de la fabrication et la constitution de ce matériau composite ne
sera pas traité dans cet article.

dans les résultats d’optimisation en introduisant ces nouvelles

caractéristiques.
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Figure 14 — Sensibilité des résultats d’optimisation en fonction des
caractéristiques du matériau constituant le mover massif.

TABLEAU 6 — RENDEMENT ELECTRIQUE GLOBAL THEORIQUE DE QUELQUES
MACHINES OPTIMALES EN FONCTION DU MATERIAU DU MOVER

Mover Machine A Machine B Machine C
Aluminium 2,5% 45,0% 52,0%
Cuivre 23,1% 53,8% 63,0%
Composite’ 14,0% 48,7% 73,8%

3 De conductivité électrique identique a celle de I’aluminium (37,7. 10° Sm™).
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4.3. Validation théorique des résultats d’optimisation

La simulation globale (modéle couplé) qui permet d’étudier
le comportement thermo-mécano-électrique du micro-
cogénérateur, constitue un véritable ‘banc d’essai virtuel’ du
systeme. Cependant, les solutions optimales ont été obtenues en
utilisant le modele découplé, modele réduit de la simulation
globale. Afin d’apporter une validation théorique des
rendements électriques optimaux, nous avons donc introduit les
parametres de chaque machine optimale dans le modéle couplé.

Premiérement, la simulation globale procure les résultats trés
coincidents avec les résultats d’optimisation (Tableau 5). Ainsi,
en ce qui concerne le rendement €lectrique optimal, nous avons
obtenu respectivement 2,6%, 45,2% et 51,7% pour les machines
A, B, C de la Figure 12.

Deuxiémement, de bonnes concordances au niveau des
formes d’onde de force, vitesse, courants et puissances de la
TLIG sont également acquises en comparant les résultats de la
simulation et ceux d’optimisation. Dans la Figure 15, les
résultats de la simulation globale sont présentés par les traits
continus (le pas de calcul y vaut 10 secondes), tandis que ceux
du modéle découplés par les points, car le pas de calcul y est de
sept cents fois plus important 7,4.10* secondes.

A défaut de prototypes expérimentaux des génératrices
obtenues dans cette étude d’optimisation ainsi que du micro-
cogénérateur complet, les performances de ces solutions ont été
ainsi validées théoriquement pour notre systéme de micro-
cogénération.

800
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04

-200

-400

-600

|

I
0 0.01 0.02 0.03 0.04
Temps t [s]

(@

Courants [A]

0 0.01 0.02 0.03 0.04

Tempé t [sec]

(c)

Figure 15 — Comparaison entre modéle couplé - modéle découplé: calcul
effectué pour la TLIG optimale C.

5. CONCLUSIONS ET PERSPECTIVES

Cet article a présenté¢ les modélisations et la démarche
d’optimisation du dimensionnement pour maximiser 1’efficacité
technico-économique d’une génératrice a induction linéaire
tubulaire d’un systéme de micro-cogénération a base d’un
moteur Stirling a piston libre innovant.

Le modéle analytique électromagnétique a été tout d’abord
établi, permettant de prévenir la caractéristique de force et les
parametres du schéma monophasé équivalent. Validé
expérimentalement, ce modeéle est intégré dans le processus
d’optimisation utilisant 1’algorithme génétique NSGA-II. Par
contre, les pertes fer et mécaniques ne sont pas prises en compte
dans le calcul du rendement électrique global.

Dans la démarche d’optimisation, un mod¢le réduit a permis
le découplage entre la TLIG et la partie DPFSE. Ce modé¢le ayant
un temps d’exécution trés court a ét€¢ avantageusement intégré
dans le processus d’optimisation pour calculer les fonctions
objectifs. Les résultats d’optimisation ont montré que le
rendement de la chaine électrique a base de TLIG est assez faible
(autour de 50% pour un secondaire massif en aluminium). Avec
un secondaire massif en cuivre, la bonne conductivité du cuivre
permettrait d’augmenter le rendement électrique maximal a plus
de 60%. La recherche d’un matériau composite conducteur
¢électrique de perméabilité supérieure a 1’'unité s’avere
prometteuse pour 1’amélioration du rendement électrique de la
TLIG dans cette application (jusqu’a plus de 70%).

La génératrice synchrone linéaire tubulaire a mover a aimant
permanent pourrait constituer une solution également
intéressante. Cependant, le lourd poids du mover mobile
présente une contrainte difficile a satisfaire.

De fagon générale, la structure TLIG pourrait rester une
solution toute a fait possible pour notre application dans la
mesure ou la chaleur dégagée par ’effet Joule et par les pertes
fer ou mécaniques ne soit pas perdue, mais récupérée pour
alimenter la charge thermique.
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