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Résumé

Les problèmes de stabilité qui existent dans les réseaux DC embarqués sont principalement
dus à la présence de convertisseurs de puissance. L’objectif principal de cette thèse est de pro-
poser une nouvelle méthode de stabilisation basée sur un stabilisateur supraconducteur en ex-
ploitant ses propriétés. En effet, les supraconducteurs deviennent résistifs lorsqu’un champ ma-
gnétique externe leur est appliqué. Ainsi, en faisant varier le champ magnétique appliqué sur
le ruban supraconducteur, son courant critique peut être modifié de sorte que le ruban se com-
porte comme une résistance dynamique contrôlable par le champ magnétique. En intégrant ce
ruban supraconducteur contrôlé par le champ magnétique en série avec le filtre d’entrée d’un
réseau DC, la marge de stabilité peut être augmentée en fonction de la puissance demandée par
la charge.

Afin d’atteindre l’objectif de cette thèse, un modèle électrothermique de rubans supracon-
ducteurs a été développé, en tenant compte de leur dépendance vis-à-vis du champ magnétique
externe. Ce modèle permet de mieux comprendre et prédire le comportement des rubans supra-
conducteurs.

Pour valider l’efficacité de la méthode proposée, des simulations ont été réalisées en inté-
grant le dispositif supraconducteur dans un réseau DC équivalent à celui d’un avion électrique.
Ces simulations ont permis d’évaluer les performances du dispositif et de vérifier sa capacité à
stabiliser le réseau dans différentes conditions de fonctionnement.

En complément des simulations, des expériences ont été menées sur un ruban supraconduc-
teur, en le soumettant à un champ magnétique généré par un inducteur magnétique spécialement
développé dans le cadre de cette thèse. Les résultats expérimentaux ont confirmé le principe de
fonctionnement de la méthode proposée, démontrant la capacité du dispositif supraconducteur à
ajuster sa résistance et à stabiliser le réseau DC.





Abstract

Stability problems in embedded DC networks are mainly due to the presence of power
converters. The main objective of this thesis is to propose a new stabilization method based
on a superconducting stabilizer by exploiting its properties. Superconductors become resistive
when an external magnetic field is applied to them. Thus, by varying the magnetic field applied
to the superconducting tape, its critical current can be modified so that the tape behaves as a dy-
namic resistor controllable by the magnetic field. By integrating this magnetic-field-controlled
superconducting tape in series with the input filter of a DC network, the stability margin can be
increased as a function of the power demanded by the load.

To achieve the objective of this thesis, an electrothermal model of superconducting tapes has
been developed, taking into account their dependence on the external magnetic field. This model
enables us to better understand and predict the behavior of superconducting tapes.

To validate the effectiveness of the proposed method, simulations have been carried out by
integrating the superconducting device into a DC network equivalent to that of an electric aircraft.
These simulations have enabled to evaluate the device’s performance and verify its ability to
stabilize the network under different operating conditions.

To complement the simulations, experiments have been carried out on a superconducting
tape, using a magnetic field generated by a magnetic inductor specially developed within the
framework of this thesis. The experimental results confirmed the operating principle of the pro-
posed method, demonstrating the ability of the superconducting device to adjust its resistance
and stabilize the DC network.
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Introduction générale

En raison de la diminution progressive des combustibles fossiles et de l’urgence environne-
mentale, des accords internationaux ont été établis pour contenir la croissance de la température
moyenne mondiale. Les directives établies visent à faire converger les fonds vers un développe-
ment respectueux du climat et à encourager la communauté industrielle à réduire ses émissions
de gaz à effet de serre, en particulier dans le secteur des transports, qui a enregistré le plus fort
taux d’augmentation de la consommation d’énergie au cours des dernières décennies. En consé-
quence, les industries aéronautique, maritime et automobile s’orientent vers des solutions plus
efficaces et autonomes en remplaçant les énergies conventionnelles par des alternatives élec-
triques à faible émission de carbone, vertes et durables. Les nombreux appareils électroniques
sont connectés à un bus de distribution DC qui doit répondre aux exigences de qualité de l’éner-
gie. L’utilisation de la distribution DC permet d’améliorer considérablement l’efficacité énergé-
tique et facilite l’installation de nouvelles sources d’énergie telles que les piles à combustible,
les panneaux solaires photovoltaïques et le stockage de l’énergie (par exemple, batteries, super-
condensateurs, etc.). Cependant, cette distribution DC nécessite un réseau DC embarqué plus
efficace et plus performant, tant en puissance qu’en stabilité.

Un réseau DC embarqué a la particularité de devenir instable dès que la puissance demandée
par la charge dépasse une valeur critique, valeur qui dépend des paramètres du réseau (résistance,
capacité, inductance...). En effet, la connexion de charges à puissance constante, telles que des
actionneurs alimentés par des onduleurs et des batteries avec des contrôleurs de charge, peut
être la source d’une instabilité de la tension du bus continu. Cette instabilité se traduit par une
oscillation croissante du courant et de la tension dans les lignes de transmission, ce qui peut
conduire à la destruction des composants qui composent le réseau.

Les applications des supraconducteurs en génie électrique sont en constante évolution. Les
propriétés particulières de ces matériaux peuvent être utilisées pour la production, la transmission
et le stockage de l’énergie électrique. Dans les réseaux électriques AC, les supraconducteurs sont
généralement utilisés comme limiteurs de courant de court-circuit.

L’objectif de cette thèse est d’étudier l’impact des matériaux supraconducteurs dans un ré-
seau DC afin de vérifier si ce dispositif pourrait également être contrôlé par un champ magné-
tique externe et utilisé comme stabilisateur lorsqu’une instabilité est détectée. On constate rapi-
dement un avantage concernant leur intégration dans un réseau DC pour augmenter sa stabilité.
Ils peuvent être invisibles lorsque le réseau est stable et devenir résistifs en les soumettant à un
champ magnétique externe afin d’ajouter de l’amortissement (résistance) au réseau et augmenter
sa marge de stabilité.
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Le manuscrit présente les travaux de recherche consacrés au développement d’une nouvelle
méthode de stabilisation des réseaux DC embarqués en contrôlant un dispositif supraconducteur
avec un champ magnétique externe. Il est divisé en 5 chapitres et organisé comme suit :

Le chapitre 1 présente le contexte et passe en revue les approches de stabilisation existantes.
Dans cette partie, après avoir introduit le contexte et les applications de l’électrification des
transports, le problème de la stabilité des réseaux DC embarqués est présenté. Ensuite, un état de
l’art sur les méthodes de stabilité est présenté, en commençant par les différentes méthodes de
stabilisation active, puis celles de stabilisation passive. Les avantages et inconvénients de chaque
méthode ainsi que leur domaine d’application sont également discutés. Enfin, nous introduisons
un principe de stabilisation original pour stabiliser les réseaux DC.

Pour pouvoir étudier la nouvelle méthode proposée, et avant la réalisation d’un système à
base de supraconducteur, une modélisation des rubans supraconducteurs est nécessaire. Pour
cela, le chapitre 2 est consacré à la modélisation des rubans supraconducteurs à haute tempé-
rature critique. Le modèle est électrothermique, et prend en compte la dépendance au champ
magnétique externe. Les équations couplées sont résolues par la méthode des différences finies.
La particularité de ce modèle réside dans le fait qu’il est réutilisable et intégrable dans plusieurs
logiciels. Pour conclure ce chapitre, une comparaison est faite avec le logiciel d’éléments finis
Comsol afin de valider la résolution des équations électrothermiques par notre code de calcul.

Dans le chapitre 3, une nouvelle méthode de stabilisation des réseaux DC est étudiée. Il s’agit
d’une méthode hybride entre les méthodes passive et active qui contrôle la dissipation du ruban
au niveau d’un dispositif supraconducteur au moyen d’un champ magnétique externe appliqué.
Tout d’abord, nous illustrons l’impact du stabilisateur passif à base de supraconducteurs sur la
stabilité des réseaux DC en trouvant une nouvelle équation analytique de la puissance limite à ne
pas dépasser pour garder la stabilité du réseau. Elle dépend des paramètres du réseau (résistance,
capacité...) et également des paramètres du ruban supraconducteur (longueur, courant critique...).
Ensuite, à partir de cette équation analytique, nous étudions la nouvelle méthode pour stabiliser
un réseau DC équivalent d’un avion électrique, simplifié par l’architecture de type EPSA4 pré-
sente dans le Boeing 787.

La difficulté de cette nouvelle méthode de stabilisation réside dans la possibilité pratique
de faire varier dynamiquement la résistance du ruban supraconducteur par un champ magné-
tique externe et d’avoir une résistance par unité de longueur suffisante pour stabiliser un réseau
DC. C’est d’autant plus difficile que le ruban est particulièrement sensible à l’emballement ther-
mique. Pour préparer la validation expérimentale de cette méthode, dans le chapitre 4, nous
avons dimensionné, conçu et caractérisé un inducteur magnétique pour créer un champ magné-
tique variable permettant dans le dernier chapitre de faire des mesures expérimentales sur un
ruban supraconducteur.

Dans le chapitre 5, plusieurs tests expérimentaux ont été réalisés sur un ruban supraconduc-
teur afin de valider le principe de la méthode proposée. Nous avons commencé par caractériser
le ruban supraconducteur en statique. Ensuite, différents tests ont été faits en dynamique en ap-
pliquant des échelons et des créneaux de champ magnétique sur le ruban supraconducteur. Ces
essais nous ont permis de tirer plusieurs conclusions notamment sur la validité de la méthode
proposée, la possibilité de faire des mesures en dynamique et la possibilité d’atteindre des résis-
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tances par unité de longueur suffisamment grandes pour stabiliser un réseau DC en évitant un
emballement thermique.





Chapitre 1

Instabilité dans les réseaux DC

1.1 Historique et applications

Selon le Groupe d’experts Intergouvernemental sur l’Evolution du Climat (GIEC) (en an-
glais : Intergovernmental Panel on Climate Change, IPCC), sans efforts d’atténuation supplé-
mentaires par rapport à ce qui est en place aujourd’hui, le réchauffement climatique se poursui-
vra au-delà du 21ème siècle dans presque tous les scénarios possibles et entrainera des impacts
mondiaux graves, généralisés et irréversibles [1]. Il y a au moins une chance sur cinq qu’il dé-
passe temporairement 1,5◦C d’ici 2024 [2] par rapport aux niveaux pré-industriels (1850-1900).
En Europe et dans d’autres pays, les émissions de Gaz à Effet de Serre (GES) ont diminué dans
la plupart des secteurs entre 1990 et 2017, à l’exception des transports. En 2017, les transports (y
compris l’aviation et le transport maritime) étaient responsables de 27 % des émissions totales de
GES dans l’Union Européenne (UE)-28. Le transport routier était responsable de 72 % des émis-
sions totales de gaz à effet de serre dues aux transports. Parmi ces émissions, 44 % provenaient
des voitures particulières, 9 % des véhicules utilitaires légers et 19 % des véhicules lourds [3]
(voir figure 1.1).

L’accord de Paris fixe un cadre mondial pour éviter un changement climatique dangereux en
limitant le réchauffement de la planète bien en dessous de 2 ◦C et en poursuivant les efforts pour
le limiter à 1,5 ◦C [4]. Pour atteindre l’objectif de 2 ◦C fixé par l’accord de paris, les émissions
planétaires doivent diminuer de 4 % par an [2]. L’organisation météorologique mondiale en
anglais : Word Meteo organisation) a estimé que les émissions de CO2 diminueront de 4 % à 7
% en 2020 du fait des politiques de confinement liées à la COVID-19. Par conséquent, le taux de
diminution que nous devrions suivre pour limiter le réchauffement climatique à la valeur fixée
(2 ◦C) est un confinement supplémentaire chaque année.

L’une des solutions répandue pour relever tous ces défis climatiques consiste à remplacer
autant que possible les combustibles fossiles par de l’électricité propre. C’est le meilleur moyen
de réduire nos émissions de gaz à effet de serre tout en nous enrichissant. Nous devons électrifier
nos bâtiments, nos entreprises et nos transports, y compris les avions, les véhicules et les navires.
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FIGURE 1.1 – (a) Répartition des émissions de gaz à effet de serre provenant des transports,
(b) Répartition des émissions de gaz à effet de serre provenant du secteur du transport routier
européen en 2017 [3].

1.1.1 Électrification des véhicules

Les chiffres et résultats présentés précédemment permettent de conclure que le secteur du
transport routier est la plus grande source d’émissions de gaz à effet de serre de toutes les caté-
gories du transport.

Dans le but de développer un système de transport durable et plus propre, l’UE a d’abord in-
troduit en 2009 10 normes obligatoires relatives aux émissions de CO2 des voitures particulières,
qui visent à fixer une émission moyenne de 130 (g/km) en 2015. Une deuxième série de règle-
ments, adoptée en 2014, exigeait que les émissions moyennes de CO2 des voitures particulières
neuves soient ramenées à 95 g/km à 2021. En 2019, l’UE a décidé que les émissions de CO2 des
voitures neuves devaient être réduites de 15 % d’ici 2025 et de 37,5 % d’ici 2030, par rapport
au niveau de référence de 2021, pour atteindre les objectifs internationaux fixés dans l’accord de
Paris [5]. Plus récemment, le Parlement européen a voté, le 8 juin dernier pour interdire la vente
de voitures neuves à moteur thermique dans l’Union européenne à partir de 2035. Les véhicules
d’occasion pourront continuer de rouler dans les endroits autorisés [6].

De ce fait, les constructeurs automobiles sont actuellement confrontés au défi de concevoir
des véhicules qui répondent aux besoins principalement déterminés par les gouvernements mon-
diaux qui s’efforcent de réduire les émissions de CO2 et la dépendance au pétrole. Pour ce faire,
ils comptent sur le développement des sources d’énergie alternatives, notamment l’électrifica-
tion.

L’électrification est la solution la plus prometteuse pour assurer un système de transport plus
durable et plus respectueux de l’environnement. Les véhicules électriques, y compris les véhi-
cules électriques à batterie (Battery Electric Vehicles (BEVs)), les véhicules électriques hybrides
rechargeables (Plug-in Hybrid Electric Vehicles (PHEVs)) et les véhicules électriques à pile à
combustible (Fuel Cell Electric Vehicles (FCEVs)), sont devenus plus courants ces dernières
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FIGURE 1.2 – Degré d’électrification : amélioration du rendement énergétique et puissance du
moteur de traction électrique [9].

années et sont susceptibles de remplacer les véhicules à moteur à combustion interne (Internal
Combustion Engine (ICE)) dans un futur proche [7] [8].

Les BEVs sont également connus sous le nom de véhicules entièrement électriques, ils n’ont
généralement pas de moteur à combustion interne et utilisent uniquement l’électricité pour leur
propulsion (figure 1.2). Ils sont équipés d’une ou plusieurs batteries haute énergie et doivent être
branchés à un chargeur. Les BEVs ne produisent pas de gaz à effet de serre, font très peu de bruit
et sont donc bénéfiques pour l’environnement. C’est pourquoi la plupart des experts estiment que
les BEVs constituent une solution à adopter pour l’avenir du secteur automobile [9].

Selon le type et l’application du véhicule, les structures du système d’alimentation seront
multiples. Une structure typique est présentée sur la figure 1.3. Cette architecture est assez simi-
laire à celle présentée pour le cas des avions.

1.1.2 Électrification des avions

Tout comme les efforts déployés pour évoluer vers des véhicules électriques, de nombreuses
recherches ont porté sur l’idée d’un avion plus électrique (More Electric Aircraft (MEA)). Les
motivations de cette recherche sont similaires à celles des véhicules et comprennent des objectifs
de réduction des émissions et de la consommation de carburant. L’objectif pour les avions du fu-
ture est de remplacer la plupart des principaux systèmes utilisant actuellement une énergie autre
qu’électrique, par de nouveaux systèmes électriques afin d’améliorer diverses caractéristiques de
l’avion, comme l’efficacité, les émissions, la fiabilité et les coûts de maintenance.

Les systèmes électriques prennent progressivement la place des systèmes pneumatiques, hy-
drauliques et mécaniques [11]. Au fil du temps, cette tendance a conduit à une augmentation des
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FIGURE 1.3 – Architecture typique des véhicules plus électriques [10].

besoins en énergie électrique, en particulier pour les gros avions [12], comme le montre la fi-
gure 1.4. L’Airbus A380 et le Boeing 787, les derniers modèles de grands avions commerciaux,
sont les plus équipés de la technologie MEA. Dans l’A380, les actionneurs hydrauliques des
commandes de vol ont été partiellement remplacés par des actionneurs électriques. D’autre part,
le Boeing 787 a adopté l’énergie électrique pour les systèmes de protection contre la glace des
ailes et de contrôle environnemental, qui étaient initialement des systèmes pneumatiques [13].

Sur la base des résultats de la revue de la littérature, quatre architectures typiques de systèmes
d’alimentation électrique (Electric Power System (EPS)) peuvent convenir aux futurs avions
[14], à savoir :

— EPS-A1 : EPS à fréquence constante (115V/400Hz AC)

— EPS-A2 : EPS hybride AC et DC (115V/360-800Hz AC et 270 V DC)

— EPS-A3 : Hybride entre Haute Tension (HT) AC et HVDC EPS (230V/360-800Hz AC) et
± 270V DC)

— EPS-A4 : HVDC EPS pur (± 270V DC)

Les architectures 1 et 2 ont été largement utilisées dans les avions commerciaux, tels que
les avions A320, Boeing 737 et A380 [15] [16]. L’architecture 3 est utilisée dans l’avion Boeing
787 [14] [17]. Cette architecture est similaire à l’architecture 2, mais le niveau de tension du
bus AC primaire est augmenté à 230V. L’architecture 4 (figure 1.5) représente une topologie
récente à bus unique [14] [16] [18], elle est considérée par plusieurs groupes de recherche comme
une architecture très prometteuse pour les avions hybrides et entièrement électriques, comme le
projet européen MOET [19], le projet CleanSky [20], et le projet Airbus HVDC [21].

Les avantages de l’utilisation d’un seul bus DC résident dans l’efficacité améliorée, la réduc-
tion du poids et l’élimination du besoin de dispositifs de compensation de la puissance réactive.
En effet, l’économie de poids a un impact considérable sur les performances, l’éco-efficacité et
la consommation de carburant des avions. Un kilogramme de poids en moins peut réduire les
coûts d’environ 4 500 dollars pour un avion [18].
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FIGURE 1.4 – Évolution de la puissance installée dans les avions [12].

FIGURE 1.5 – Architecture du système d’alimentation électrique A4 des avions [14].



10 Instabilité dans les réseaux DC

En 2025

En 2035

En 2050

10 kVA/kg

20 kVA/kg

40 kVA/kg

Calendrier  
Densité de 

puissance prévue
Technologie  

Refroidissement liquide, 

Acier à faible perte, Matériau 

isolant à haute résistance, 

Fabrication additive, 

matériaux magnétiques à 

base de nanocomposites  

Tous les éléments ci-dessus + 

Supraconducteurs  

FIGURE 1.6 – Densité de puissance des machines électriques pour les avions du futur [13].

Il est clair que l’état actuel de la technique ne permet pas encore d’atteindre les niveaux
significatifs de densité de puissance requis pour les futurs avions tout électrique. Une analyse
quantitative, dont les résultats sont présentés dans la figure 1.6, montre les spécifications de den-
sité de puissance des machines électriques attendues à court, moyen et long terme. Selon les
résultats de cette analyse, l’objectif à court et moyen terme sont réalisables en utilisant des tech-
nologies conventionnelles améliorées par un haut niveau d’innovation, tandis que les objectifs à
long terme ne peuvent être atteints que par l’application pratique de technologies non conven-
tionnelles, telles que la supraconductivité [13].

1.1.3 Électrification des navires

Les préoccupations croissantes en matière d’économie de carburant et d’environnement ont
poussé le secteur du transport maritime à rechercher des solutions économes et moins polluantes.
En avril 2018, l’Organisation Maritime Internationale (OMI) a dévoilé sa stratégie initiale de
réduction des émissions de GES, définissant une série d’étapes à court, moyen et long terme pour
atteindre son objectif ultime de dé-carbonisation, à savoir la réduction de moitié des émissions
de GES d’ici 2050, par rapport aux niveaux de 2008 [22].

L’électrification des navires est devenue une priorité au cours des dernières décennies afin
d’améliorer l’efficacité et de réduire les émissions [23]. Les navires électriques gagnent du ter-
rain et sont considérés comme l’avenir du transport maritime [24]. Dans les années 1980, les
convertisseurs d’électronique de puissance ont fait une véritable révolution dans le domaine des
navires en permettant l’électrification des systèmes de propulsion grâce à l’introduction des tech-
nologies d’entrainement à tension variable et à fréquence variable. Le premier changement est
apparu avec l’introduction du système de propulsion électrique à bord du « Queen Elizabeth II
» à la fin des années 1980, qui a permis d’économiser 35 % de carburant [25]. En effet, l’in-
troduction de dispositifs et de convertisseurs d’électronique de puissance a permis de repenser
entièrement l’architecture de la production, de la distribution et de l’utilisation de l’énergie à bord
des navires, en partant de zéro. Ce fait a amené des changements importants dans la conception
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FIGURE 1.7 – Structure du système d’alimentation de navires - Distribution radiale [26].

de l’ensemble du navire, permettant des économies d’espace, d’augmenter le rendement éner-
gétique et d’accroitre la flexibilité sans nuire à la fiabilité. Aujourd’hui, 100 % des nouveaux
bateaux de croisière sont propulsés électriquement et de nombreux navires plus anciens ont déjà
été modernisés de la même manière [26].

Comme le secteur automobile, les principaux types de navires électriques seront : les na-
vires électriques à batterie (Battery Electric Ships (BESs)), également appelés navires entière-
ment électriques, et les navires électriques hybrides rechargeables (Plug-in Hybrid Electric Ships
(PHESs)). Les BESs ne disposent d’aucun moteur à combustion interne à bord, toute l’énergie
provient des batteries. Tandis que, dans les PHESs, des batteries sont installées à bord à coté
du moteur à combustion interne. La partie propulsion et les équipements auxiliaires du navire
sont principalement alimentés par des batteries chargées à partir d’un réseau électrique terrestre
et les moteurs à combustion diesel sont utilisés pour augmenter l’autonomie et fournir une as-
sistance supplémentaire. Dans les deux cas, les batteries sont un moyen privilégié de réduire la
consommation et les coûts de carburant, la maintenance et les émissions de gaz.

La volonté d’améliorer les performances des navires oriente la recherche sur les systèmes
d’alimentation vers de nouveaux concepts, tels que le réseaux DC [26] [27]. La structure théo-
rique de système d’alimentation de navires à architecture radiale est présenté sur la figure 1.7.
L’intérêt porté à la technologie du courant continu tient aux avantages qu’elle peut apporter aux
systèmes d’alimentation des avions, des véhicules, et des navires. Les avantages de ce type de
réseau de distribution sont bien connus et sont résumés dans [24] [27] :

— Simplifier la connexion et la déconnexion de différents types et tailles de dispositifs de
production et de stockage d’énergie

— Augmenter la puissance nominale pour une section de câble donnée (absence d’effets de
peau) et réduire le poids du système électrique.

— Éliminer les problèmes d’harmoniques, de synchronisation et de déséquilibre.



12 Instabilité dans les réseaux DC

— Remplacer les transformateurs ferromagnétiques encombrants par des convertisseurs de
puissance compacts.

— Éliminer la puissance réactive en raison de l’absence de fréquence, ce qui permet de gagner
de l’espace et du poids en éliminant le dispositif de compensation réactive.

Cependant, le passage à un système de distribution continu n’apporte pas que des avantages,
son exploitation est limitée par certains problèmes de stabilité qui nécessitent des efforts de
recherche académique et industrielle pour être résolus. En effet, l’interaction des sous-systèmes
électriques autour du bus continu peut conduire à son instabilité. Le plus souvent, dans ce cas, les
phénomènes d’instabilité sont associés à des charges dites à puissance constante (Constant Power
Loads (CPL) connectées au bus DC [28] [29] [30] [31] [32] [33]. Le phénomène d’instabilité est
alors considéré comme la conséquence de la connexion d’une ou plusieurs CPL sur un bus DC.

1.2 Problématique de la stabilité des réseaux électriques DC avec
des charges à puissance constante (CPL)

Le développement de l’électronique de puissance, l’évolution des techniques de contrôle et
les contraintes environnementales ont fait des réseaux électriques DC un excellent candidat pour
les véhicules, avions et navires de futur. Néanmoins, dans les réseaux DC, on trouve souvent des
charges contrôlées qui absorbent une puissance constante (CPL) et qui sont un des cas les plus
connus de l’origine de l’instabilité. Le comportement CPL d’une charge trouve son origine lors-
qu’elle est constituée d’un élément régulé (ensemble onduleur/actionneur,convertisseur/batterie,
convertisseur/super-capacité, convertisseur/résistance...) consommant une puissance constante.
Un exemple de CPL, un moteur contrôlé par un onduleur de sorte que la puissance consommée
est constante.

1.2.1 Charge CPL

Dans une CPL, la puissance, soit le produit de la tension et du courant de la charge est
constante. Par conséquent, si la tension aux bornes d’une CPL augmente/diminue, le courant qui
le traverse diminue/augmente. Cela peut avoir un effet déstabilisant sur le système [29] [34].

Afin de bien observer le comportement de la CPL autour d’un point de fonctionnement
(I0, V0), un modèle linéaire est nécessaire. En effet, nous devons déterminer l’équation de la
tangente de la caractéristique tension/courant de la CPL (voir la figure 1.8). Cette dernière equa-
tion est de la forme donnée par le système 1.1 où l’on voit apparaître un terme homogène à
une résistance négative notée RCPL ainsi qu’une composante continue. Par conséquent, le mo-
dèle électrique équivalent d’une CPL autour de son point de fonctionnement est similaire à celui
d’une résistance négative RCPL , connectée en parallèle avec une source de courant constante
(figure 1.9). Donc, dans les CPL, bien que la valeur instantanée de l’impédance soit positive
( Vs
ICPL

> 0), l’impédance différentielle est toujours négative ( dVs
dICPL

< 0). En fait, les CPLs ont
un comportement d’impédance négative, ce qui réduit l’amortissement du système et affecte sa



1.2. Problématique de la stabilité des réseaux électriques DC avec des charges à puissance
constante (CPL) 13

stabilité. {
ICPL(t) = −PCPL

V 2
0

Vs(t) + 2PCPL
V0

RCPL = − V 2
0

PCPL

(1.1)

(D)

I
CPL

Vs

I
CPL = -

P
CPL

V0

Vs (t) +

P
CPL

V0

2
2

(t)(D)

V0

I0

dR
CPL=

Vs

I
CPL

d

d

< 0

I
CPL =

P
CPL

Vs (t)
(t) P

CPL
= Constante,

FIGURE 1.8 – Caractéristique courant/tension d’une CPL.
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FIGURE 1.9 – Schéma équivalent d’une CPL autour d’un point fonctionnement.

1.2.2 Instabilité causée par la charge CPL dans un réseau DC

Afin d’avoir une interprétation mathématique de l’effet du CPL dans un réseau DC, on in-
tègre celui-ci dans le circuit électrique présenté dans la figure 1.10. Le circuit illustre le réseau
DC équivalent d’un éventuel avion plus électrique (MEA). Le modèle est générique alors que ces
valeurs peuvent être fournies par le choix de l’architecture spécifique de type EPS-A4 telle qu’on
la trouve dans le Boeing 787 [14]. La source est modélisée par une source de tension idéale Vs

qui alimente une charge à puissance constante à travers un filtre RLC.
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FIGURE 1.10 – Modèle simplifié de l’architecture du système d’alimentation électrique A4 pour
les futurs avions [14].

En appliquant les lois de Kirchhoff sur le circuit de la figure 1.10, on obtient les équations
dynamiques du système (1.2). A partir de ces équations, on remarque que le courant absorbé par
la CPL sur le bus continu est de forme iCPL = PCPL

Vc
, par conséquent la présence d’une CPL

dans le réseau entraîne l’apparition d’une non-linéarité de type PCPL
Vc

. On ne considère que les
variations du système autour de son point de fonctionnement (is0, vc0) et à partir de la solution
du système d’équation (1.2) en régime permanent, on obtient le polynôme (1.3). Les racines de
ce polynôme du second degré sont celles indiquées dans l’équation (1.4) avec la condition (1.5).

{
Ldis

dt = Vs − Vc −Ris
C dVc

dt = is − PCPL
Vc

(1.2)

R.is0
2 − Vs.is0 + PCPL = 0 (1.3)

 is0 =
Vs−

√
V 2
s −4RPCPL

2R

vc0 =
2RPs

Vs−
√

V 2
s −4RPs

(1.4)

PCPL <
Vs

2

4R
(1.5)

A partir de (1.4), on note que le point d’équilibre (is0, vc0) dépend de la puissance consom-
mée par la charge de la CPL. Le système linéaire obtenu autour de ce point d’équilibre représenté
sous forme d’état est donné par (1.6). De ce modèle linéaire, on peut alors exprimer le polynôme
caractéristique 1.7.

( ˙̃is
˙̃vc

)
=

(
−R

L − 1
L

1
c

PCPL
C.vc0

)(
ĩ

ṽ

)
=

(
−R

L − 1
L

1
c − 1

C.RCPL

)(
ĩ

ṽ

)
(1.6)

P (λ) = λ2 +

(
R

L
+

1

C.RCPL

)
.λ+

1

LC

(
1 +

R

RCPL

)
(1.7)

A partir de ce polynôme caractéristique, on peut donner les relations (1.8) à respecter pour
que les valeurs propres du système soient à partie réelle négative afin que le système soit stable.



1.3. Méthodes de stabilisation 15

{
RCPL < −R

RCPL < − L
R.C

⇔

{
PCPL < Vc0

2

R

PCPL < RC
L Vc0

2 (1.8)

La première condition des relations (1.8) est moins contraignante que la condition du point
d’équilibre pour le système donné (1.5), c’est à dire Vs

2

4R < Vc0
2

R , tandis que la deuxième condition
ne sera pas toujours respectée car plus la puissance consommée est importante, plus RCPL va
augmenter (tend vers 0). Finalement, on peut déduire la condition sur la valeur de puissance
qui assure la stabilité locale autour du point de fonctionnement (condition 1.9). En négligeant
la chute de tension au niveau du filtre, on obtient la condition (1.10). Grâce à cette dernière
condition nous pouvons déduire la puissance maximale PCPLmax = RC

L Vc0
2 que la charge peut

consommer pour maintenir la stabilité du système. On peut également constater que la stabilité
dépend des paramètres du filtre d’entrée (R, L, C), de la tension d’entrée d’une manière indirecte
et de la puissance consommée par la charge, et que plus la capacité du filtre d’entrée est élevée,
plus la limite de stabilité est élevée, et inversement pour l’inductance du filtre. Par conséquent, la
puissance consommée par la charge peut augmenter, jusqu’à compenser l’amortissement global
du système et devient instable.

PCPL <
RC

L
Vc0

2 (1.9)

PCPL <
RC

L
Vs

2 (1.10)

Application numérique

Les paramètres du réseau électrique DC présenté sur la figure 1.10 sont récapitulés dans le
tableau (1.1). La puissance maximale de la charge à ne pas dépasser pour maintenir la stabilité
du réseau égale à 145.8 kW (voir la condition 1.11).

Les figures 1.11 (a), 1.11 (b) illustrent un comportement dynamique de la tension Vc de la
charge et du courant is du bus DC du réseau présenté dans la figure 1.10 pour un profil de puis-
sance donné. Pour la puissance inférieure à PCPLmax (PCPL < PCPLmax), le réseau est stable.
Cela se traduit par une diminution du courant et de la tension avec le temps. Néanmoins, pour
la puissance proche de la puissance maximale (PCPL ≈ PCPLmax) et supérieure à PCPLmax

(PCPL > PCPLmax), le réseau est instable. Cela entraîne une stagnation ou une augmentation
du courant et de la tension au fil du temps.

PCPLmax ≈ RC

L
× V 2

s = 145.8kW (1.11)

1.3 Méthodes de stabilisation

Pour améliorer la stabilité des réseaux DC, différentes méthodes ont été proposées. Elles
peuvent être classées en deux groupes, à savoir les méthodes passives et les méthodes actives. Les
méthodes de stabilisation active sont basées sur sur la théorie avancée du contrôle pour stabiliser
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(a)

(b)

FIGURE 1.11 – Tension de la charge et courant de la source simulés pour différents échelons de
puissance de la charge. Pour une puissance inférieure à PCPLmax , le réseau est stable entraînant
une convergence du courant et de la tension au fil du temps. Pour une puissance proche et supé-
rieure à PCPLmax , le réseau est instable, ce qui entraîne une stagnation ou une augmentation du
courant et de la tension avec le temps.
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TABLE 1.1 – Paramètres du réseau DC [14].

Paramètre Description Valeur
Ve source 540 V
R résistance 10 mΩ

L inductance 10 µH
C capacité 500 µF

le système. En ce qui concerne les méthodes de stabilisation passive, le dimensionnement des
éléments passifs (résistances, inductances et condensateurs) est utilisé pour modifier l’impédance
d’entrée/sortie du système et assurer sa stabilité.

1.3.1 Méthodes de stabilisation active

Différentes méthodes de stabilisation active sont proposées pour les systèmes qui contiennent
des convertisseurs de puissance contrôlables. En considérant seulement deux convertisseurs,
c’est-à-dire le convertisseur en amont (convertisseur de source) et le convertisseur en aval
(convertisseur de charge), les chercheurs ont proposé de nombreuses solutions. Une stratégie
générale de stabilisation pour ce type de système consiste à ajouter une boucle de stabilisation
supplémentaire dans la commande du convertisseur. Selon la régulation ou non du bus continu,
c’est-à-dire la possibilité d’intervenir au niveau du convertisseur amont, ces méthodes peuvent
être classées en deux groupes :

Méthodes de stabilisation active dans le cas ou le bus DC n’est pas régulé

Les méthodes de stabilisation active de cette catégorie sont envisagées pour le système dans
lequel le convertisseur amont n’est pas disponible ou l’accès à son contrôle est difficile. L’idée de
cette méthode de contrôle stabilisatrice est de donner des informations au contrôleur de charge
sur l’état des variables électriques (en particulier la tension du bus DC) du système afin qu’il
puisse les utiliser pour générer un signal de contrôle stabilisant (P̃ ) qui sera ajouté à la puissance
de référence pour augmenter la stabilité du système et éviter un profil strictement constant de
puissance [35]. Le principe de ce type de contrôle est récapitulé dans la figure 1.12. Des exemples
d’applications de cette méthode ont été présentés dans [36] [37] [38] [39] [40] [41] [42] pour les
réseaux contenant une seule CPL et un bus DC et pour les réseaux contenant plusieurs CPL et
plusieurs bus DC.

Cette méthode nécessite la modification de la référence de puissance de la charge en
injectant le signal de stabilisation. Toutefois, la modification de la référence de la charge doit
être la plus faible possible afin de ne pas influencer les performances dynamiques de la charge
ou la perturber, notamment la vitesse de rotation des moteurs. Cependant, il est logique que
plus on veut stabiliser le système, plus le signal stabilisateur sera fort. Par conséquent, il y a
toujours un compromis entre les performances dynamiques de la charge et la stabilité su système.



18 Instabilité dans les réseaux DC

i
CPLR L

Vs vc

i s

ic

vc

P
CPL

+ p~  
C

Commande

FIGURE 1.12 – Implémentation d’un retour d’état stabilisant sur la charge.

Méthodes de stabilisation active dans le cas ou le bus DC est régulé

Les méthodes de stabilisation active de cette catégorie sont envisagées pour les systèmes dans
lesquels le convertisseur amont est contrôlable, par exemple un convertisseur DC/DC dont la
commande est accessible. En effet, cette approche possède un autre degré de liberté au niveau du
contrôle par rapport à l’approche précédente pour intégrer une contrainte de stabilité du système
afin d’améliorer son amortissement [35]. La mise en oeuvre de cette approche a débuté il y a
plusieurs décennies avec la considération de la stabilité « petit signal » [43] et « grand signal »
[44]. Les travaux les plus représentatifs de cette solution sont présentés dans [45] [46]. Dans [45],
un feedback supplémentaire non linéaire du courant a été introduit dans le convertisseur amont
pour ajouter une résistance virtuelle en série avec l’inducteur du convertisseur. Dans [46], une
boucle de tension non linéaire supplémentaire a été mise en parallèle avec le chemin de feedback
classique de tension dans le convertisseur amont, afin d’éliminer la non-linéarité introduite par
le convertisseur aval, et donc d’assurer la stabilité du système.

Plus récemment, dans [47], une impédance série virtuelle et adaptative est également intro-
duite dans l’étage de sortie du convertisseur amont. Cette méthode de contrôle fonctionne de
manière similaire à une impédance physique. Dans [48], les auteurs ont introduit une boucle
linéaire supplémentaire et le courant de stabilisation est injecté dans la boucle de contrôle exis-
tante. Les méthodes de stabilisation décrites ci-dessus sont basées sur la combinaison avec le
contrôleur linéaire conventionnel, [49] [50] considèrent le cas où le convertisseur amont a un
contrôleur non linéaire.

L’avantage de ces méthodes est qu’il n’est pas nécessaire de modifier la nature de la charge
du CPL pour assurer la stabilité du système. Néanmoins, elles sont basées sur le fait que le circuit
amont est un convertisseur de puissance contrôlable.



1.3. Méthodes de stabilisation 19

1.3.2 Méthodes de stabilisation passive

Conformément à la formule 1.10 de la puissance maximale à ne pas dépasser pour maintenir
la stabilité des réseaux DC , la méthode la plus intuitive pour améliorer la marge de stabilité
consiste à augmenter l’amortissement du système en utilisant des amortisseurs passifs afin de
compenser l’effet de la résistance négative [51].

Méthodes de stabilisation passive utilisant des filtres passifs

Il existe trois configurations d’amortisseur typique à ajouter au filtre d’entrée, comme le
montre la figure 1.13 . Les éléments figurant dans le rectangle en pointillés sont utilisés pour
l’amortissement. Selon la position et la structure de ces trois amortisseurs, ils sont généralement
appelés respectivement : amortisseur parallèle RC (figure 1.13 (a)), amortisseur parallèle RL
(figure 1.13 (b)) et amortisseurs série RL (figure 1.13 (c)). Les auteurs dans [51] ont fait une
étude comparative entre ces trois structures, et ils ont montré que la structure RC parallèle est
la seule solution efficace qui permet de stabiliser efficacement le système. Une procédure de
dimensionnement du filtre d’entrée en ajoutant des éléments passifs est proposée dans [52].
Cependant, ces dispositifs d’amortissement entraînent une dissipation de puissance importante
et réduisent l’efficacité du système. En outre, le volume et le poids du système augmentent, ce
qui peut accroître le coût du système et ne favorise pas l’amélioration de la densité de puissance
du système. Par contre, cette solution n’a pas besoin d’une modification de la commande du
système.
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FIGURE 1.13 – Circuits des trois amortisseurs passifs. (a) RC parallèle . (b) RL parallèle. (c) RL
série.
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FIGURE 1.14 – Délimitation de la surface critique d’un matériau supraconducteur. L’état supra-
conducteur est garantit tant que l’on se situe à l’intérieur de la zone définit par l’origine et les
points critiques Tc, Ic et Hc.

Méthodes de stabilisation passive utilisant les supraconducteurs

Une nouvelle technologie récente pour stabiliser les réseaux à courant continu repose sur
les propriétés intrinsèques des supraconducteurs, appelés stabilisateurs supraconducteurs. En ef-
fet, les supraconducteurs ont la propriété de devenir résistifs lorsque le courant qui les traverse
est supérieur à son courant critique. Cette valeur n’est pas la seule grandeur critique de la su-
praconductivité. L’utilisation de matériaux supraconducteurs doit être effectuée en dessous des
autres valeurs critiques sous peine de perdre leur supraconductivité. Ces valeurs critiques sont :
le champ magnétique critique, notée HC et la température critique, notée TC qui permettent de
définir avec le courant critique IC , un domaine supraconducteur au-delà duquel les matériaux su-
praconducteurs retournent à leur état normal. Autrement dit, ces trois valeurs critiques forment
une surface critique définissant un volume dans l’espace (figure 1.14) au-delà duquel le matériau
perd son caractère non dissipatif et retrouve un comportement normal.

Les stabilisateurs supraconducteurs sont similaires aux limiteurs de courant de court-circuit
résistifs (r-ScFCL) qui ont une transition naturelle lorsque le courant de fonctionnement du ré-
seau est au dessus du courant critique du supraconducteur, mais ils fonctionnent dans le régime
mixte entre l’état supraconducteur et l’état résistif pour se comporter comme une résistance dy-
namique. Cette résistance ajoute de l’amortissement au réseau, ce qui le rend stable. Des travaux
ont déjà montré qu’il est possible d’augmenter la limite de stabilité d’un réseau continu en in-
tégrant un stabilisateur supraconducteur de type résistif (SSR) en série avec le filtre d’entrée,
lorsqu’il fonctionne autour du courant critique Ic du ruban supraconducteur [53] [54] [55] [56].

Le principal avantage de cette méthode est qu’elle peut assurer la stabilité avec une marge de
sécurité opérationnelle puisque le supraconducteur ne subit pas une transition complète. Néan-
moins, son fonctionnement est naturel, c’est-à-dire sans aucun contrôle de sa dissipation. Ce non
contrôle de la dissipation peut conduire soit à ne pas couvrir la totalité de la marge de stabilité,
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FIGURE 1.15 – Résistivité de la couche supraconductrice en fonction du champ magnétique
appliqué et du courant pour une température fixe à 77 K pour un ruban donné autour de la région
de transition de l’état supraconducteur à l’état normal.

soit à une augmentation de la température du dispositif supraconducteur menant à sa destruction,
ce qui pose un problème de fiabilité et de sécurité du système.

1.4 Notre proposition (méthode hybride)

Les méthodes de stabilisation présentées sont basées sur des principes différents. La pre-
mière famille (méthodes de stabilisation active), qui repose sur l’adaptation de la commande de
la charge CPL ou du bus DC d’entrée pour assurer la stabilité du réseau, présente l’inconvé-
nient de nécessiter l’accès à la commande de la charge ou du bus DC, ce qui n’est pas toujours
accessible et faisable, par exemple s’il s’agit d’un élément de stockage (batterie, supercondensa-
teur) ou d’une charge thermique (chauffage électrique, etc). La deuxième famille (méthodes de
stabilisation utilisant des composants passifs) se limite au dimensionnement et la conception du
filtre d’entrée de la CPL en tenant compte du phénomène de stabilité. Elle ne nécessite aucune
modification de la commande du système. Néanmoins, cette méthode introduit des pertes par
effet Joule importantes même en cas de fonctionnement stable du réseau et augmente le poids
et la taille du système, critères très importants pour la plupart des applications, notamment en
aéronautique.

La troisième famille (méthodes de stabilisation utilisant des supraconducteurs) est basée sur
les caractéristiques intrinsèques des supraconducteurs. Le principe est d’ajouter au filtre d’entrée
une résistance dynamique résultant de la transition des dispositifs supraconducteurs de l’état
supraconducteur à un état normal lorsque le courant de fonctionnement est proche du courant
critique. Cette méthode présente l’inconvénient soit de ne pas couvrir toute la marge de stabilité
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car le courant critique des rubans est fixe en champ propre, soit de détruire le ruban pour des
puissances élevées et même de rendre le stabilisateur visible (présence de Pertes Joule) même
pour des puissances inférieures à PCPLmax . Nous reviendrons sur ces inconvénients dans le
chapitre 3 où nous étudions la stabilité du réseau en intégrant un ruban supraconducteur.

Pour surmonter ces inconvénients, nous avons présenté une nouvelle méthode de stabili-
sation. Cette méthode est basée sur les supraconducteurs mais cette fois-ci en profitant d’une
deuxième propriété des supraconducteurs. En effet, les supraconducteurs deviennent résistifs
lorsqu’un champ magnétique externe leur est appliqué (voir figure 1.15). Ainsi, en faisant va-
rier le champ magnétique appliqué sur le ruban supraconducteur, son courant critique peut être
modifié (Voir figure 1.17) de sorte que le ruban se comporte comme une résistance dynamique
contrôlable par le champ magnétique (voir figure 1.16).

Dispositif 

supraconducteur  

B 

appliqué  

+ +- -

FIGURE 1.16 – L’équivalence du dispositif supraconducteur de la nouvelle méthode de sta-
bilisation proposée. Le dispositif se comporte comme une résistance contrôlée par un champ
magnétique externe.

En intégrant ce ruban supraconducteur contrôlé par un champ magnétique en série avec le
filtre d’entrée d’un réseau DC, la marge de stabilité peut être augmentée selon la puissance de-
mandée par la charge. En effet, en fonction de la puissance demandée par la charge, et grâce à
un contrôleur passant par un convertisseur de puissance et un inducteur magnétique, un champ
magnétique est appliqué sur le ruban supraconducteur pour faire passer la résistance du ruban de
zéro à la valeur correspondante nécessaire pour assurer la stabilité du réseau (figure 3.7). Concrè-
tement, la résistance du ruban est ajoutée à la résistance du filtre d’entrée comme les méthodes
de stabilisation passive, mais cette fois-ci en la contrôlant de façon à ce que le ruban soit invisible
(pas de pertes Joule) lorsque le réseau est en dessous de Pmax, couvrant ainsi une grande marge
de stabilité et protégeant le ruban de la destruction. Indirectement, la dissipation (pertes Joule) au
niveau du ruban supraconducteur est contrôlée par un champ magnétique externe pour surmon-
ter les inconvénients de la méthode de stabilisation passive qui utilise des supraconducteurs. De
plus, contrairement aux méthodes de stabilisation active, cette méthode ne nécessite pas l’accès
à la boucle de contrôle, ni au bus DC, ni à la charge CPL. Elle nécessite un capteur de courant
et un capteur de tension pour calculer la puissance demandée par la charge. Les détails de cette
méthode seront présentés dans le chapitre 3.

Cette méthode peut être qualifiée d’hybride, car elle est basée sur une méthode mixte entre
les méthodes de stabilisation passive et active. Elle utilise la propriété des supraconducteurs
en ajoutant en cas d’instabilité une résistance en série au filtre d’entrée comme les méthodes
passives tout en les contrôlant comme les méthodes actives par un champ magnétique externe.



1.5. Conclusion 23

FIGURE 1.17 – L’évolution du courant critique Ic en fonction de l’induction magnétique pour
un ruban donné.
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FIGURE 1.18 – Aperçu sur la méthode proposée pour stabiliser un réseau DC en intégrant un
dispositif supraconducteur contrôlé par un champ magnétique externe.

1.5 Conclusion

Ce chapitre présente le contexte de la recherche relative aux réseaux DC, à savoir sa stabilité.
Après une présentation des applications des réseaux DC, dans la première partie de ce chapitre,
les problèmes liés à la stabilité des réseaux DC et leurs causes ont été introduits. En effet, une
introduction sur les CPL et leur comportement a été présentée, et le terme de résistance négative
qui y est associé a été expliqué. Un exemple de l’effet de la CPL dans un réseau DC est également
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proposé, en l’introduisant dans un système d’alimentation électrique destiné aux avions du futur.

Ensuite, dans ce chapitre, quatre axes qui sont utilisés pour augmenter la stabilité d’un sys-
tème électrique ont été présentés. Les deux premiers axes résident dans l’utilisation de lois de
contrôle. Dans le cas d’un bus continu régulé, il est possible d’adapter sa régulation pour prendre
en compte l’effet déstabilisant du CPL. Dans le cas contraire et lorsque la commande de la
CPL est accessible, on peut également mettre en place une commande stabilisatrice sur la CPL.
Le troisième axe est la prise en compte du phénomène de stabilité dans la conception et le di-
mensionnement du filtre d’entrée RLC de la CPL. Cependant, cette méthode conduit à un sur-
dimensionnement des éléments passifs, qui peut être problématique dans certaines applications
où le poids et le volume des systèmes sont très importants. Le dernier axe consiste à ajouter une
résistance dynamique lors de la transition d’un dispositif supraconducteur de l’état supracon-
ducteur à l’état mixte, insérée en série avec le filtre d’entrée. Cette méthode ne contrôle pas la
dissipation au niveau de ce dispositif, ce qui peut poser des problèmes de fiabilité et de sécurité.

Pour surmonter les inconvénients de ces méthodes de stabilisation classiques, nous avons
développé une nouvelle méthode de stabilisation hybride entre les méthodes passive et active,
basée sur le contrôle des supraconducteurs par un champ magnétique externe. Un aperçu de
cette nouvelle méthode de stabilisation a été présenté. Elle repose sur les caractéristiques des
supraconducteurs et le contrôle de leur courant critique par un champ magnétique. En effet, en
faisant varier le courant critique du ruban supraconducteur par un champ magnétique externe, le
ruban se comporte comme une résistance dynamique. Cette résistance dynamique est ajoutée à
la résistance du filtre d’entrée pour stabiliser le réseau.

Dans le chapitre 2, nous avons développé un modèle électrothermique des rubans supra-
conducteurs. Le modèle prend en compte l’influence du courant critique au champ magnétique
externe. En utilisant ce modèle, dans le chapitre 3, la nouvelle méthode sera étudiée en détail.

Afin de développer un banc d’essai expérimental pour valider le principe de la nouvelle mé-
thode de stabilisation proposée, nous présentons dans le chapitre 4 la conception d’un inducteur
magnétique. Cet inducteur magnétique sera utilisé dans le chapitre 5 pour valider le principe
de la méthode à savoir varier dynamiquement la résistance d’un ruban supraconducteur par un
champ magnétique : possibilité de mesurer dynamiquement, faire varier la résistance du ruban
par un champ magnétique externe sans emballements thermiques, possibilité d’atteindre des ré-
sistances par unité de longueur suffisamment importantes pour permettre de stabiliser un réseau
DC.



Chapitre 2

Modélisation du ruban
supraconducteur de 2ème génération.

2.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, nous avons présenté le principe d’une nouvelle méthode de stabi-
lisation d’un réseau DC. Elle permet d’ajouter une résistance série au filtre d’entrée du réseau en
faisant fonctionner le ruban dans un état mixte par un champ magnétique externe tout en évitant
sa transition totale.

Afin de pouvoir étudier cette méthode, il est donc nécessaire de déterminer la résistance du
ruban supraconducteur à chaque instant du fonctionnement du réseau. Cette résistance est très
non linéaire et dépend de la température, du courant et du champ externe Rsc(T, I,Bext). Pour
ce faire, un modèle multiphysique, non linéaire et transitoire est nécessaire.

Il est très difficile d’envisager l’étude d’un tel dispositif supraconducteur dans un réseau élec-
trique DC avec un convertisseur de puissance et du contrôle sans passer par des outils numériques
qui permettent la simulation d’un tel système en différents régimes (stationnaire et transitoire).
Pour cela, le modèle doit être capable de simuler et de montrer la dynamique du comportement
électrique, magnétique et thermique qui se produit à l’intérieur du ruban supraconducteur dans
un logiciel de simulations de système physique.

La complexité de la modélisation et de l’étude d’un ruban supraconducteur s’explique par
les différents domaines techniques (électrique, thermique...), les différents matériaux impliqués
dans la fabrication, et les outils de modélisation utilisés, surtout lorsque tous ces domaines sont
réunis dans un même logiciel qui n’est pas dédié à la multiphysique et/ou aux applications spé-
cifiques (électronique de puissance, réseaux, commande...). Pour cela, le modèle doit permettre
d’illustrer les phénomènes des dispositifs supraconducteurs indépendamment de leur emplace-
ment et application, c’est-à-dire un modèle qui permet d’étudier les différents comportements
des supraconducteurs lorsqu’il est associé à n’importe quel système électrique, tel qu’un réseau
électrique DC ou AC, un système qui contient des dispositifs d’électroniques de puissance ou
même un système qui contient des dispositifs et des boucles de contrôle.
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Partant du fait que tous les dispositifs et systèmes électriques sont intégrés dans des boucles
de conceptions et d’optimisations, le modèle du dispositif supraconducteur doit être entièrement
paramétrable avec une architecture du ruban supraconducteur modifiable. En effet, le modèle
doit permettre de modifier simplement la longueur, la largeur, l’épaisseur, le refroidissement ou
non de chaque couche qui constituent le ruban supraconducteur via des paramètres globaux, et
aussi de changer de manière simple les paramètres, le modèle de la couche supraconductrice.

L’objectif de ce chapitre est de développer un modèle multiphysique incluant le couplage
électrothermique du ruban supraconducteur et prenant en compte l’influence du champ magné-
tique externe. Le modèle doit être configurable, et réutilisable dans un logiciel dédié à l’électro-
nique de puissance et au contrôle. Ce modèle sera utilisé dans le chapitre suivant pour étudier la
méthode de stabilisation proposée.

2.2 Description du ruban supraconducteur utilisé

Les matériaux supraconducteurs à haute température critique sous forme de rubans commer-
ciaux d’oxyde de cuivre et de baryum à terres rares (RE)BCO présentent un immense potentiel
pour plusieurs applications futures telles que l’hadronthérapie [57], les limiteurs de courant de
court circuit supraconducteurs (SFCL) [58], et les moteurs supraconducteurs [59] [60]. Ces maté-
riaux sont connus dans le domaine de la supraconductivité car ils ont été les premiers matériaux
à devenir supraconducteur au dessus du point d’ébullition de l’azote liquide (77 K) à environ
92 K. Ils permettent de s’affranchir de la cryogénie à l’hélium liquide qui imposait des tempé-
ratures inférieures à 4 K et de réduire considérablement le coût d’exploitation des matériaux à
l’état supraconducteur.

Pour fabriquer un ruban (RE)BCO, il est nécessaire d’empiler trois couches : le substrat qui
est constitué d’une lame de métal, généralement un alliage de Ni, sur lequel une couche tampon
et une couche supraconductrice sont déposées. Cette couche tampon permet d’éviter la diffusion
du métal entre le substrat et la couche supraconductrice. De manière générale, une couche d’ar-
gent est ajoutée pour protéger le ruban de son environnement (agressions mécaniques, pollution
chimique, etc.) telle que la gamme SF proposée par Superpower® et FURUKAWA ELECTRIC
GROUP [61]. Il convient de mentionner que la couche tampon peut être simplifiée en déposant
la couche de (RE)BCO directement sur un substrat métallique. De plus, il existe généralement
une fine résistivité d’interface entre la couche de (RE)BCO et la couche d’argent supérieure. La
figure 2.1 montre le schéma de la composition d’un ruban supraconducteur à haute température
critique de Superpower® de la gamme SF. Dans la suite de ce chapitre, et pour développer notre
modèle, nous considérons les rubans supraconducteurs qui se basent sur cette architecture, à
savoir un empilement de quatre couches principales suivantes :

— Couche d’argent supérieure (≈ 1µm à 2µm)

— Couche supraconductrice (RE)BCO (≈ 1µm)

— Substrat en Hastelloy® (≈ 50µm à 100µm)

— Couche d’argent inférieure (≈ 1µm à 2µm)
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Parmi plusieurs types de rubans, nous avons choisi ce type de ruban car ils sont composés de
fines couches d’argent ce qui permet de maintenir la résistance par unité de longueur du ruban
à l’état mixte entre l’état supraconducteur et l’état normal à un niveau suffisamment élevé afin
de minimiser le coût total du ruban supraconducteur. De plus, ce type de rubans est facilement
disponible sur le marché et peut être employé de manière simple dans la manipulation. Il sera
utilisé dans le dernier chapitre pour effectuer des tests expérimentaux afin de valider le principe
de la méthode proposée.
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FIGURE 2.1 – Illustration de la composition d’un ruban supraconducteur à haute température
critique de Superpower® de la gamme SF.

2.3 Présentation générale du problème

Afin de développer un modèle électrothermique de rubans supraconducteurs qui prend en
compte la dépendance au champ magnétique externe, la résolution d’un système d’équations
aux dérivées partielles non linéaires couplées avec un grand nombre de variables est nécessaire.
Pour la partie thermique, la résolution de l’équation générale de la chaleur (équation 2.1) est
indispensable. Le couplage entre la partie thermique, électrique et magnétique se fait au niveau
du terme PJ qui représente les pertes Joule. En effet, le champ magnétique externe appliqué et
le passage du courant dans les résistances électriques constituant le ruban supraconducteur, qui
dépendent de la température et/ou du courant et/ou du champ externe appliqué, conduisent à un
échauffement du ruban par le phénomène dit d’effet Joule.

L’équation 2.1 est discrétisée par la méthode des différences finies, en considérant la propa-
gation de la chaleur sur la longueur et l’épaisseur des rubans supraconducteurs. Cela permet de
transformer les équations aux dérivées partielles (EDP) de l’équation de la chaleur en équations
différentielles ordinaires (EDO). L’utilisation des différences finies est motivée par plusieurs
avantages :

— Maîtrise du programme et des couplages à réaliser entre les équations au sein du ruban
supraconducteur.

— Simplicité de formulation et possibilité de l’étendre facilement à des problèmes à deux ou
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trois dimensions.

— Facilité de compréhension et de mise en oeuvre pour résoudre les EDP rencontrées dans
des problèmes aux géométries rectangulaires comme les rubans supraconducteurs.

ρm Cp (T )
∂T

∂t
= ∇. (k (T )∇T) + PJ (T, I,Bext) (2.1)

Où PJ représente les pertes Joule par unité de volume, [W.m−3], k est la conductivité
thermique,[W.m−1.K−1], ρm est la densité massique [kg.m−3], et Cp est la capacité thermique
spécifique [J.kg−1.K−1].

Les équations thermiques obtenues après la discrétisation par la méthode des différences
finies seront combinées avec les équations algébriques électriques obtenues en appliquant les lois
du circuit de Kirchoff qui permettent de calculer la distribution du courant dans les 4 couches
pour obtenir au final un système non linéaire d’équations différentielles/algébriques (DAE). En
ce qui concerne la dépendance du ruban au champ magnétique externe, elle se fera au niveau de
son courant critique directement afin d’éviter de développer des équations complexes. Rappelons
que le courant critique est l’une des grandeurs critiques des supraconducteurs. Il correspond à la
valeur au-dessus de laquelle une résistance commence à apparaître au niveau du supraconducteur.

Le modèle peut être exporté comme une boîte noire pour être utilisé dans des logiciels plus
adaptés à l’électronique de puissance et du contrôle afin de pouvoir étudier la méthode de sta-
bilisation. Il sera développé dans le logiciel libre OpenModelica pour ses divers avantages qui
seront cités en détail dans la section 2.4.5. Les plus remarquables sont :

— Traitement des équations différentielles/algébriques (DAE)

— Importe/exporte des FMUs pour les échanger avec d’autres logiciels (Matlab, Simulink,
EMTP/RV....) comme des boîtes noires avec des entrées et des sorties (figure 2.2), ce qui
représente une réelle originalité (voir section 2.8).

FIGURE 2.2 – Modèle (boîte noire) du ruban supraconducteur avec entrées et sorties.

La section 2.4.1 présente le type de discrétisation adopté, tandis que les sections 2.4.2, 2.4.3
et 2.4.4 représentent respectivement le modèle électrique et thermique et l’intégration de la dé-
pendance du courant critique au champ externe.
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2.4 Modélisation électrothermique

2.4.1 Discrétisation du fil supraconducteur

Afin de développer un modèle 2D(Y,Z) pour les rubans supraconducteurs en utilisant la mé-
thode des différences finies, nous devons discrétiser le ruban en petits éléments connectés électri-
quement et thermiquement. Chaque élément possède un circuit électrique qui modélise la partie
électrique, et une équation thermique qui modélise la partie thermique. Ce circuit électrique
et cette équation thermique sont couplés par le biais de la température T(t) et de la puissance
électrique PJ(I, T ) (pour les matériaux métalliques) ou PJ(I, T,Bext) (pour le matériau supra-
conducteur) dissipée par effet Joule dans chaque résistance électrique. Le circuit électrique d’un
élément de discrétisation est composé de 1 ou 2 paires de résistances selon le modèle souhaité, à
savoir un modèle 1D ou 2D. Chaque axe (Y,Z) comprend alors deux résistances électriques qui
sont toutes connectées à un point central (figure 2.3). En connectant tous les circuits des éléments
entre eux selon les axes y et z, le courant peut alors circuler dans toutes les directions et se répar-
tir naturellement dans toutes les couches du ruban en fonction de la valeur de chaque résistance.
Dans chaque élément, les pertes joules sont évaluées en multipliant chaque résistance qui dépend
de la température et/ou du courant et/ou du champ magnétique appliqué par le courant au carré
qui la traverse. Pour simplifier la notation, les résistances électrique sont représentées par leur
indice (1,2,3 ou 4) sans les variables de dépendance (équation 2.2).

Ces pertes Joule sont ensuite intégrées dans l’équation thermique. L’équation thermique
considère la diffusion de la chaleur suivant la longueur et/ou l’épaisseur du ruban en fonction
également du modèle souhaité (1D(Y ), 1D(Z), 2D(Y,Z)). Elle fournit la valeur de la température
T (t) au circuit électrique. Notons que tous les paramètres non linéaires, qu’ils soient d’origine
thermique ou électrique, c’est-à-dire la résistivité électrique ρ(T ) ou ρ(I, T,Bext) , la capacité
thermique massique Cp(T ) et la conductivité thermique Kp(T ) sont pris en compte. Tout est
détaillé dans les sections ci-dessous sur les éléments électriques et thermiques. Il convient de
mentionner que dans cette thèse, nous considérons toujours un modèle 2D sur le plan électrique.
Par contre, thermiquement, nous appelons :

— 2D(Y,Z), T(Y,Z) Modèle thermique 2D (2D électrique aussi) qui prend en compte la diffu-
sion de la chaleur selon la longueur et l’épaisseur du ruban.

— 1D(Z), T(Z) Modèle thermique 1D (2D électrique) qui prend en compte uniquement la
diffusion de la chaleur selon l’épaisseur du ruban.

— 1D(Y ), T(Y ) Modèle thermique 1D (2D électrique) qui prend en compte uniquement la
diffusion de la chaleur dans la longueur du ruban. Une seule et même température pour
toutes les couches du ruban pour chaque morceau dans la longueur de ce dernier (modèle
homogène).

PJ =

i=4∑
i=1

Releci × I2i (2.2)

De par sa conception, le modèle permet de désactiver ou d’activer des directions qui ne sont
pas prises en compte dans la modélisation. Par exemple, on peut passer, d’un modèle thermique
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FIGURE 2.3 – Partie électrique et thermique d’un élément de discrétisation donné du ruban
supraconducteur. Les points rouges correspondent aux températures calculées par la méthode
des différences finies.

2D(Y,Z) selon la longueur et l’épaisseur du ruban à un modèle thermique 1D(Z) selon l’épaisseur
du ruban en éliminant les termes de diffusion de la chaleur dans la longueur. De même, pour la
partie électrique qui est toujours considérée 2D dans le développement du modèle au cours de
cette thèse, c’est-à-dire que le courant peut circuler dans et entre les couches, il est facile de
désactiver par exemple les résistances suivant l’épaisseur du ruban pour passer un modèle 1D
électrique.

Dans la suite de ce chapitre, nous développons un modèle électrothermique 2D(Y,Z) qui
prend en compte la diffusion de la chaleur dans la longueur et l’épaisseur du ruban et tient
compte de l’influence du champ magnétique externe appliqué sur le ruban. Un modèle homogène
1D(Y ) qui considère une température homogène dans l’épaisseur a également été développé
pour pouvoir comparer le modèle complet 2D(Y,Z) où chaque couche suivant l’épaisseur a sa
propre température. La figure 2.4 montre la discrétisation utilisée pour le ruban en considérant
la résistance d’interface (Rinter) entre les couches supraconductrices et d’argent. Les effets de
cette résistance sont bien connus pour avoir une contribution importante à la détermination du
comportement thermique transitoire d’un ruban [62] [63]. La longueur (∆Y ) et l’épaisseur (∆Z)
de chaque élément dépendent du nombre de discrétisations choisies dans l’épaisseur de chaque
couche et dans la longueur du ruban.

2.4.2 Modèle électrique

Sur la figure 2.3, on peut voir que la partie électrique de l’élément de base d’un modèle
2D(Y,Z) est composée de deux paires de résistances, c’est-à-dire deux résistances pour chaque
direction : la longueur du ruban Y et son épaisseur Z. Ces résistances sont considérées comme
non linéaires, aussi bien pour l’argent et l’Hastelloy® que pour le matériau supraconducteur. De
ce fait, quel que soit le matériau considéré, la résistivité dépend de la température T, à l’exception
du matériau supraconducteur (RE)BCO, où la résistivité dépend également du courant, du champ
magnétique appliqué et de l’emplacement sur la longueur du ruban. Les résistivités électriques
ρ(T ) des matériaux métalliques qui composent le ruban supraconducteur, que ce soit l’argent,
l’Hastelloy® ou même le cuivre, sont tirées de [64] [65] et sont intégrées dans le modèle par le
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FIGURE 2.4 – Discrétisation 2D du ruban à haute température critique utilisé. Un Zoom sur la
partie électrique et thermique d’un élément de discrétisation donné du ruban supraconducteur est
présenté sur le côté droit de la figure. Il convient de noter que le schéma n’est pas reproduit à
l’échelle réelle.

biais des fonctions d’interpolation en fonction de la température. Ces fonctions sont détaillées à
l’annexe C.

Dans le cas du matériau supraconducteur, dont la résistivité dépend de la température
T, de la densité de courant JSupra, du champ magnétique appliqué Bext et de l’emplace-
ment sur la longueur du ruban , on considère cette dernière comme homogène en appliquant
JSupra = ISupra/A, où ISupra correspond au courant circulant dans la résistance concernée.
Pour modéliser la résistivité ce matériau, nous avons utilisé la loi de puissance (equation 2.3 ) :

ρs(J, T,Bext, y) =
Ec

Jc(T,Bext, y)

(
|J |

Jc(T,Bext, y)

)n−1

(2.3)

Où Ec est le champ électrique critique utilisé pour définir la densité de courant critique
du supraconducteur (RE)BCO Jc, et n est l’exposant de la loi de puissance qui détermine la
"raideur" de la pente. La dépendance de la température et de la localisation de courant critique
Jc est modélisée par la formule suivante (equation 2.4) :

Jc(T,Bext, y) = Jc0(y)
Tc − T

Tc − T0
× F (Bext) (2.4)

avec T0 la température du bain d’azote liquide, Tc la température critique du supraconducteur
(RE)BCO, F (Bext) la fonction (varie entre [0, 1]) de dépendance du courant critique vis-à-vis
du champ magnétique appliqué qui sera abordée dans la section 2.4.4, et Jc0(y) est la densité de
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courant critique en champ propre à T = T0, c’est-à-dire que le champ magnétique appliqué est
uniquement celui créé par la circulation du courant dans le ruban supraconducteur. Cette densité
de courant critique en champ propre dépend de la localisation (y) pour tenir compte de sa non
homogénéité le long du ruban.

La résistivité ρs(J, T,Bext, y) issue de la loi de puissance a été mise en parallèle avec une
résistivité ρN (T ) qui modélise l’état normal du matériau supraconducteur [66] [67], à savoir :

ρN (T ) = ρTC
+ α(T − Tc) (2.5)

où ρTC
correspond à la résistivité électrique à la température critique (T = Tc) et α

est un coefficient de température. La résistivité électrique totale du matériau supraconducteur
ρSCT (J, T, y) peut alors s’écrire (equation 2.6) :

ρSCT (J, T,Bext, Y ) =
ρs(J, T,Bext, y)× ρN (T )

ρs(J, T,Bext, y) + ρN (T )
(2.6)

En effet, la résistance du matériau supraconducteur est équivalente à deux résistances en
parallèle, comme le montre la figure 2.5.

Etat supra

Etat normal

ρ ( .m) 

T (K)
Tc

Etat supra Etat normal

(a) (b)

FIGURE 2.5 – Principe de modélisation de la résistance de la couche de (RE)BCO : (a) Modèle
équivalent en circuit électrique ; (b) Allure de la résistivité en fonction de la température.

La méthode utilisée pour implémenter la résistivité du matériau supraconducteur permet de
la faire évoluer en utilisant des modèles plus avancés, qui seront proposés dans le futur. Les
paramètres utilisés dans cette thèse pour modéliser la résistivité de (RE)BCO proviennent de [68]
[66], et sont résumées dans le tableau 2.1. Son évolution en fonction de la densité de courant (J)
le long de la longueur du ruban et de la température (T ) autour de la région de transition entre
l’état supraconducteur et l’état normal est présentée sur la figure 2.6.

Les valeurs des résistances électriques Relec de chaque élément quel que soit le matériau sont
évaluées selon les expressions suivantes :
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TABLE 2.1 – Paramètres utilisés dans la modélisation de résistivité électrique de (RE)BCO [68].

Paramètre Valeur Description
Ec 1 µV/cm Critère de champ électrique critique
Jc0 2.5 MA/cm2 Densité de courant critique en champ propre
n 15 Exposant de la loi de puissance
ρTc 30 µΩ.cm Résistance à l’état normal à T = Tc

α 0.47 µΩ.cm/K Coefficient de température
Tc 90 K Température critique
T0 77 K Température du bain d’azote

FIGURE 2.6 – Résistivité (ρsc(T )) de la couche de (RE)BCO en fonction de la densité de courant
(J) et de la température (T ) autour de la région de transition de l’état supraconducteur à l’état
normal [67].



RAgSy(T ) = ρAg(T )× ∆Y/2
∆ZAgS×l

RSCy(J, T,Bext, y) = ρSC(J, T,Bext, y)× ∆Y/2
∆ZSC×l

RHasty(T ) = ρHast(T )× ∆Y/2
∆ZHast×l

RAgIy(T ) = ρAg(T )× ∆Y/2
∆ZAgI×l

RAgSz(T ) = ρAg(T )×
∆ZAgS/2
∆Y×l

RSCz(J, T,Bext, y) = ρSC(J, T,Bext, y)× ∆ZSC/2
∆Y×l

RHastz(T ) = ρHast(T )× ∆ZHast/2
∆Y×l

RAgIz(T ) = ρAg(T )×
∆ZAgI/2
∆Y×l

(2.7)
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où ZAgS , ZSC , ZHast et ZAgI sont les épaisseurs respectives des éléments de discrétisation
de la couche d’argent supérieure, de la couche supraconductrice, de la couche d’Hastelloy® et de
la couche d’argent inférieure. ∆Y est la longueur de tous les éléments de la discrétisation, l est
la largeur du ruban supraconducteur et ρSC(T ), ρAg(T ), et ρHast(T ) représentent les résistivités
de couche (RE)BCO, d’argent et d’Hastelloy® respectivement. Il est nécessaire de mentionner
que ∆Y est le même pour tous les éléments car nous avons adopté la même discrétisation selon
la longueur du ruban, alors que ce n’est pas le cas pour ∆Z car la discrétisation selon l’épaisseur
du ruban est spécifique à chaque couche.

Les quatre résistances qui constituent la partie électrique de base du modèle 2D(Y,Z) sont
indépendantes pour la modélisation des couches métalliques. Cependant, ceci n’est pas le cas
pour le (RE)BCO. En effet, la modélisation de la résistivité du matériau supraconducteur est di-
rectement liée au courant qui le traverse et au champ magnétique appliqué. Or, ce n’est pas le cas
pour la modélisation des matériaux métalliques. La modélisation de la résistance de l’interface
électrique entre la couche de (RE)BCO et l’argent supérieur se fait au moyen d’une résistivité
électrique de valeur constante.

En connectant tous les éléments électriques de base les uns à côté des autres, on obtient
le circuit électrique global du ruban (figure 2.7). Ce circuit permet au courant de circuler dans
toutes les directions, et donc de se répartir naturellement dans toutes les couches qui composent
le ruban supraconducteur en fonction des valeurs de ses résistances.

Les équations algébriques électriques du modèle du ruban sont obtenues en appliquant les
lois de Kirchhoff à ce dernier circuit 2.7. Par exemple, pour la maille et le noeud en rouge de la
figure 2.7, nous avons :

[
RY bcoy(TY bcoj , IY bcoj+1

, Bext, j ×∆Y ) +RY bcoy(TY bcoj+1
, IY bcoj+1

, Bext, (j + 1)×∆Y )
]
×

IY bco(j+1)
+
[
RY bcoz(TY bcoj+1

, IY bcoHastj+1
, Bext, (j + 1)×∆Y ) +RHastz(THastj+1)

]
×

IY bcoHast(j+1)
=
[
RHasty(THastj+1) +RHasty(THastj )

]
× IHast1(j+1)

+

[
RHastz(THastj ) +RY bcoz(TY bcoj , IY bcoHastj , Bext, (j)×∆Y )

]
× IY bcoHastj

(2.8)

IY bcoj+1
+ ISY bcoj+1

= IY bcoj+2
+ IY bcoHastj+1

(2.9)

2.4.3 Modèle thermique

La plupart des modèles proposés considèrent que la diffusion de la chaleur dans l’épaisseur
du ruban est très rapide et seule une température moyenne unique T (modèle homogène) est
évaluée dans le modèle rSFCL [69] [70]. Cependant, les auteurs de [68] ont montré que la dif-
fusion de la chaleur à la fois dans l’épaisseur et dans la longueur est importante, surtout lorsque
le courant de défaut est proche du courant critique Ic ou dans le cas de phénomènes de points
chauds, c’est-à-dire dans le cas d’une modification locale de la densité de courant critique dans
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FIGURE 2.7 – Circuit électrique global du ruban à haute température critique utilisé. Il convient
de noter que le schéma n’est pas à l’échelle réelle.

la longueur. Pour toutes ces raisons, la modélisation proposée dans cette thèse considère le com-
portement bidimensionnel (2D(Y,Z)) de la conduction thermique dans l’épaisseur et la longueur
du ruban supraconducteur à haute température critique.

Afin de déterminer l’évolution de la température dans chaque élément de la discrétisation du
ruban, il faut résoudre les équations suivants :



ρm Cp (T )
∂T
∂t = ∇. (k (T )∇T) + PJ (T, I,Bext) Sur tout le domaine

n⃗.∇T = 0 Sur les extrémités (droite, gauche) du ruban
n⃗.(k∇T ) = h(T )× S × (T − T0) Sur la couche Sup. et Inf. du ruban

−n⃗.(k∇T )
∣∣∣
1
= n⃗.(k∇T )

∣∣∣
2

Entre les couches du ruban

Condition initiale : T = T0 = 77 k Sur tout le domaine

(2.10)

Où Qj représente les pertes Joule par unité de volume à l’intérieur de l’élément considéré,
[W.m−3], k est la conductivité thermique de l’élément [W.m−1.K−1], ρm est la densité massique
[kg.m−3], Cp est la capacité thermique spécifique [J.kg−1.K−1], h est le coefficient de transfert
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thermique [W.m2,K−1], et S est la surface d’échange du ruban supraconducteur avec l’azote
[m2].

— n⃗.∇T = 0 correspond à une isolation thermique aux extrémités droite et gauche du ruban
avec de l’azote en considérant la surface d’échange infiniment petite (≈ 2.2e− 4µ m2).

— n⃗.(k∇T ) = h(T )× S × (T − T0) pour modéliser la dissipation thermique, avec h un co-
efficient d’échange non linéaire qui modélise les échanges thermiques dans le bain d’azote
au niveau des deux couches d’argent. Cette dissipation peut être intégrée directement en
la soustrayant des pertes Joule au niveau des couches d’argent.

— −n⃗.(k∇T )
∣∣∣
1
= n⃗.(k∇T )

∣∣∣
2

pour modéliser la conservation du flux thermique entre les
différentes couches du ruban.

Le premier terme de l’équation de chaleur fait référence à la diffusion de chaleur, le deuxième
terme correspond à l’énergie emmagasinée par l’élément, et le troisième terme est la puissance
injectée sous forme de chaleur. Il convient de mentionner que la température de chaque noeud
de discrétisation dépend de la localisation dans la longueur (Yi), la localisation dans l’épaisseur
(Zj) et du temps, c’est a dire T (Yi, Zj , t), mais pour simplifier l’écriture dans le développement
des équations qui suit, on la note Tij avec ij désignant le numéro de l’élément de discrétisation.

Les dérivées partielles de cette équation de la chaleur (equation 2.10) sont transformées en
une forme discrétisée en différence finie. Pour expliquer cette méthode en détail, on développe
l’équation de la chaleur à l’intérieur de l’élément de l’Hastelloy® (ij) représenté sur la figure
2.4 :

KHast(THi(j+1)
)× THi(j+1)

− 2×KHast(THij )× THij +KHast(THi(j−1)
)× THi(j−1)

∆Y2︸ ︷︷ ︸
Selon la longueur (Y)

+

KHast(TY H(i−1)j
)× TY H(i−1)j

− 2×KHast(THij )× THij +KHast(THHij )× THHij

∆Z2
Hast
4︸ ︷︷ ︸

Selon l’épaisseur (Z)

+

PJ ij

(
THij , IHij , IHi(j+1), IY H (i−1)j , IHHij

)︸ ︷︷ ︸
Pertes par effet Joule par unité de volume à l’intérieur de l’élément

= ρmHast CpHast

(
THij

) ∂THij

∂t

(2.11)

Le premier terme de l’équation (2.11) représente la diffusion de la chaleur le long de la
longueur, tandis que le second terme représente la diffusion de la chaleur dans l’épaisseur.

Les pertes par effet Joule par unité de volume PJij à l’intérieur de l’élément considéré (ij)

sont exprimées comme suit (2.12) :
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PJ ij =

[
RHastY (THij)

2

(
IHij

2 + IHi(j+1)
2
)
+

RHastZ(THij)

2

(
IY H (i−1)j

2 + IHHij
2
)]

/ (∆Y ×∆ZHast × l)

(2.12)

Pour compléter le modèle thermique, on applique la conservation du flux thermique entre les
couches. Par exemple, entre la couche (RE)BCO et la couche d’Hastelloy®, au noeud corres-
pondant à la température TY H(i−1)j

dans la figure 2.4 on obtient (2.13) :

kY BCO

(
TY H (i−1)j

) (TY (i−1)j−TY H (i−1)j)

∆ZYBCO/2 =

kHast

(
TY H (i−1)j

) (TY H (i−1)j−THij)

∆ZHast/2

(2.13)

En ce qui concerne les conditions aux limites, la condition de Neumann est appliquée pour
assurer l’isolation des extrémités du ruban (supérieure, inférieure, droite, gauche) de l’extérieur,
autrement dit, le gradient de température est nul aux extrémités :



Pour i = 0, ..., N.
dTAg(Yi,0,t)

dZAgH
= 0 (haut du ruban)

Pour i = 0, ..., N.
dTAg(Yi,ZRuban,t)

dZAgB
= 0 (bas du ruban)

Pour j = 0, ..., NAgB .
dTAgB

(0,Zj ,t)

dY = 0 (gauche de l’argent du haut)

Pour j = 1, ..., NHast.
dTHast(0,Zj+AgB

,t)

dY = 0 (gauche de l’Hastelloy®)

Pour j = 1.
dTY bco(0,Zj+AgB+NHast

,t)

dY = 0 (gauche de l’Ybco)

Pour j = 1, ..., NAgH .
dTAgH

(0,Zj+AgB+NHast+1,t)

dY = 0 (gauche de l’argent du bas)

Pour j = 0, ..., NAgB .
dTAgB

(YRuban,Zj ,t)

dY = 0 (droite de l’argent du haut)

Pour j = 1, ..., NHast.
dTHast(YRuban,Zj+AgB

,t)

dY = 0 (droite de l’Hastelloy®)

Pour j = 1.
dTY bco(YRuban,Zj+AgB+NHast

,t)

dY = 0 (droite de l’Ybco)

Pour j = 1, ..., NAgH .
dTAgH

(YRuban,Zj+AgB+NHast+1,t)

dY = 0 (droite de l’argent du bas)

(2.14)

Avec NAgB , NHast, NAgH , N , ZRuban et YRuban, sont respectivement, le nombre de dis-
crétisations dans l’épaisseur de la couche d’argent inférieure, le nombre de discrétisations dans
l’épaisseur de la couche d’Hastelloy®, le nombre de discrétisations dans l’épaisseur de la couche
d’argent supérieure, le nombre total de discrétisations dans la longueur du ruban, l’épaisseur du
ruban et la longueur du ruban.

Le dernier élément à considérer dans le modèle est le refroidissement du ruban par convec-
tion Qc(T ), qui est également non linéaire. Ce dernier modélise les échanges entre le ruban
supraconducteur et le bain d’azote par un coefficient d’échange h(T). Il est évalué à l’aide de la
loi non linéaire de Newton (2.15) :

Pc(Ts) = h(Ts)×A× (Ts − T0) (2.15)
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où Ts est la température de surface du ruban, T0 est la température du bain cryogénique
considérée constante et égale à 77 K (bain de "liquid nitrogen" : LN2), et A est la surface de la
face en contact avec le bain de LN2, et h est le coefficient de transfert thermique, il est exprimé
en [W.m2,K1], tiré de [65], et donné en annexe C.

Le refroidissement est intégré dans le modèle en soustrayant la puissance de refroidissement
des pertes par effet Joule de chaque élément de discrétisation de la couche de surface des deux
couches d’argent supérieure et inférieure. Par exemple, pour les éléments de la couche d’argent
supérieure (2.16) :

PCS1j = PJ1j −
Pc(TArgent1j )

∆Y × l ×∆ZAgH
= PJ1j −

h(TArgent1j )× (∆Y × l)× (TArgent1j − T0)

∆Y × l ×∆ZAgH
(2.16)

Où ∆ZAgH , PJ1j sont l’épaisseur et les pertes Joule par unité de volume des éléments de la
première sous-couche d’argent supérieure.

2.4.4 Dépendance en champ magnétique de la densité de courant critique Jc

Pour les supraconducteurs à haute température critique, la dépendance du courant critique au
champ magnétique appliqué est significative, et constitue une propriété importante des matériaux
tels que le (RE)BCO. En effet, les supraconducteurs à haute température critique présentent une
anisotropie intrinsèque, qui se traduit par une diminution différente de Jc selon que le champ
appliqué est parallèle ou perpendiculaire à la longueur du ruban.

Dans le cadre de cette thèse, où un champ magnétique externe sera appliqué à un ruban
supraconducteur afin de stabiliser le réseau DC, il est nécessaire de modéliser la dépendance
expérimentale de Jc avec le champ magnétique.

Il existe un grand nombre de modèles de dépendance au courant critique Jc au champ ex-
terne appliqué trouvés dans la littérature. Nous allons essayer de les synthétiser en deux classes
principales, les modèles de forme inverse, et les modèles de forme exponentielle. La première
classe peut être exprimée sous la forme générale suivante :

Jc(Bext) = Jc0 × F (Bext) =
Jc0(

1 +
(
|Bext|
B0

)α)β (2.17)

Pour α = 1 et β = 1, on trouve le modèle de Kim [71], largement utilisé pour les supracon-
ducteurs à base température critique.

La deuxième classe, les modèles de forme exponentielle, peut être écrite comme suit :

Jc(B) = Jc0 × F (Bext) = Jc0.e
−(|Bext|/B0)α (2.18)

Le cas α = 1 correspond au modèle proposé par Fietz et al. [72] pour les matériaux à basse
température critique. Plusieurs auteurs ont proposé une telle forme exponentielle pour modéliser
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le comportement des matériaux des matériaux à haute température critique, par exemple Horvat
et al [73].

Afin de reproduire précisément le comportement des rubans sous un champ externe, dans
notre modèle, des données expérimentales à 77 K seront directement incluses dans le modèle par
interpolation directe ou par les modèles classiques présentés ci-dessus en trouvant les paramètres
adéquats. Même lorsqu’aucun champ magnétique externe n’est appliqué, lorsqu’on utilise la
technique de caractérisation par transport de courant, les mesures de Jc(Bext) incluent les effets
du champ propre, qui ne peuvent être annulés. Cependant, la valeur maximale du champ propre
observé sur un ruban est généralement de quelques mT sur les bords et encore plus faible à
l’intérieur, nous ferons donc l’hypothèse de négliger l’influence du champ propre dans Jc(Bext)

[74]. Cette hypothèse est justifiée par le fait que le champ magnétique appliqué sera beaucoup
plus élevé que le champ propre.

L’équation thermique de chaque élément, les équations de conservation de la densité de flux
entre les couches, et les conditions aux limites, combinées aux équations algébriques électriques
représentent un système d’équations différentielles/algébriques (DAE). Ce système d’équations
est implémenté et résolu dans le logiciel OpenModelica en raison de ses divers avantages. Une
explication détaillée de cette implantation sera donnée dans la section suivante.

Compte tenu du caractère répétitif des équations, nous avons choisi d’écrire un programme
sur le logiciel Rstudio [75] qui rédige et génère le code .mo du langage Modelica. Un exemple
de cette approche est présenté dans la figure 2.8.

FIGURE 2.8 – Exemple de fichier OpenModelica .mo généré par RStudio..

À titre d’exemple, un code de 5000 lignes est pratiquement impossible à écrire à la main,
mais grâce à cette technique, c’est plus facile.

2.4.5 OpenModelica et implémentation du modèle

OpenModelica et ses avantages

OpenModelica est un logiciel libre (open-source) de modélisation, d’optimisation et de si-
mulation de systèmes physiques complexes basé sur Modelica, qui est un langage orienté objet
destiné à un usage industriel et académique. Son développement est soutenu par une organisa-
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tion à but non lucratif - le Modelica Open Source Consortium (MOSC) [76]. Modelica est un
langage multidisciplinaire qui utilise une modélisation basée sur des équations, ce qui signifie
que le comportement physique d’un modèle est décrit par des équations différentielles, algé-
briques et discrètes. De nombreux avantages d’OpenModelica, hormis le fait qu’il soit gratuit, et
open source, nous ont conduit à le choisir pour implémenter et résoudre les équations de notre
modèle [77] [78] :

1. Code lisible et aucune direction prédéterminée du flux de données (causale et acausale)

Le langage de modélisation est acausal. Cela signifie que les équations du modèle peuvent
être écrites dans leur forme originale (naturelle), telle que nous les avons présentées dans
les sections précédentes, et qu’il n’est pas nécessaire de les manipuler (pas nécessairement
mises sous forme d’état). Il suffit de décrire le modèle par des équations différentielles
algébriques (DAE) et la causalité du système sera traitée intégralement par le compilateur.
Le compilateur "Modelica" assure la mise en ordre de toutes les équations du système et
sa transformation en système causal par le traitement des boucles algébriques et différen-
tielles. Cela rend le code lisible, simple à comprendre et facile à écrire car il n’est pas
nécessaire de passer du temps à reformuler les équations. De plus, cette acausalité apporte
plus de flexibilité au modèle, c’est-à-dire pour modifier ou étendre le modèle, il n’est pas
nécessaire de réordonner manuellement les équations du système pour établir la nouvelle
causalité. Il suffit d’ajouter les équations, et la causalité sera gérée automatiquement.

2. Un langage orienté objet

Le langage Modelica est orienté objet. Il est basé sur le concept d’objet, une entité phy-
sique, et la définition de son contenu et de son interaction avec d’autres objets. Cela a deux
grands intérêts :

— Prototypage plus rapide des systèmes : Un système peut être décomposé en plusieurs
sous-systèmes qui peuvent être décrits et traités séparément, puis assemblés pour
construire le système global. Cette analyse séquentielle permet une structuration des
données du modèle, facilitant ainsi sa compréhension et son utilisation par les utili-
sateurs. Par exemple, dans notre cas, les parties thermique et électrique peuvent être
traitées séparément avant d’être assemblées.

— Réutilisation et structuration plus aisée du modèle :

Avec le langage orienté objet, il est facile de structurer le code à travers des classes,
des fonctions et de le réutiliser grâce au concept d’héritage en utilisant le mot clé
"extends". De nouveaux modèles peuvent donc être créés en étendant le modèle exis-
tant [78]. On peut même modifier le modèle existant en y ajoutant des équations sup-
plémentaires, ce qui signifie qu’il n’y a aucun problème pour étendre le modèle si
des fonctions ou des sous-modèles supplémentaires sont nécessaires. Ces avantages
sont considérables par rapport à la construction de modèles dans Matlab/Simulink,
qui n’est pas orienté objet. Dans Matlab/Simulink, les modèles ne peuvent pas hériter
les uns des autres, le code est donc moins structuré.

3. Bibliothèques Modelica

Il existe des fonctions dans les bibliothèques Modelica qui peuvent être utilisées pour
faciliter la modélisation. Cela simplifie la modélisation, car il est beaucoup plus facile
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d’ajouter une fonction existante d’une bibliothèque et de l’utiliser que de créer sa propre
fonction.

OpenModelica est un logiciel libre, donc tout le monde peut développer de nouvelles
bibliothèques et les partager avec d’autres. Si certaines fonctions sont nécessaires pour
construire un modèle, elles peuvent déjà être créées et exister dans une bibliothèque. Tout
ce que vous avez à faire est d’ajouter la bibliothèque et d’utiliser les fonctions. Cela signi-
fie que plus les gens utilisent Modelica, plus des bibliothèques seront créées et plus il sera
facile de construire des modèles en Modelica.

4. Functional Mock-up Interface (FMI)

La Functional Mock-up Interface (ou FMI) définit une interface normalisée à utiliser pour
échanger des modèles dynamiques et par la co-simulation. OpenModelica fait partie du
logiciel qui importe et exporte les FMU (Functional Mock-up Unit) pour la co-simulation
et l’échange de modèles (Model Exchange). Cet avantage et ses atouts sur le modèle que
nous avons développé sont détaillés dans la section 2.8.

Implémentation du modèle

Pour la partie électrique du modèle, les équations algébriques électriques obtenues par la
loi des mailles et la loi des noeuds appliquées au circuit électrique global sont écrites dans un
programme principal "Model" de OpenModelica. Toutes les résistances de chaque couche sur la
longueur et l’épaisseur du ruban sont modélisées par une seule fonction qui a comme arguments
la température, et/ou le courant, et/ou l’emplacement de la résistance dans le ruban ainsi que
∆Z,∆Y , et la largeur (l). Ces fonctions utilisent la fonction de résistivité qui a comme argu-
ment la température pour l’argent et l’Hastelloy® et la température, le courant, l’emplacement
de la résistance dans le ruban ainsi que ∆Z,∆Y , et la largeur (l) pour (RE)BCO. La résistivité
de la couche supraconductrice utilise une fonction "inhomogénéité" qui a pour argument l’em-
placement de la résistance pour fixer la valeur du courant critique à 77 K en chaque endroit du
ruban. Les fonctions de résistance sont appelées par le programme principal du modèle avec
les arguments appropriés de chaque élément de discrétisation (figure 2.9). La résistance d’inter-
face est implémentée par une résistance constante directement dans les équations du programme
principal avec une variable globale qui peut être facilement modifiée.

Pour la partie thermique du modèle, les propriétés thermiques de chaque matériau, la conduc-
tivité thermique et la densité massique avec la capacité thermique spécifique sont modélisées par
une fonction qui a pour argument la température. Les pertes par effet Joule de chaque matériau
sont également modélisées par une fonction qui a pour arguments, la température, les quatre
courants qui traversent l’élément électrique concerné, ∆Z,∆Y, l pour l’argent et l’Hastelloy®
(voir l’exemple de l’équation de pertes Joule de l’élément de l’Hastelloy® (2.12) ) plus Rinter et
l’emplacement de l’élément pour le (RE)BCO. Ces fonctions de pertes de Joule font appel aux
fonctions des résistances qui constituent l’élément (figure 2.9).

Cette approche de la modélisation permet de mettre à jour le modèle sans avoir à modifier
quoi que ce soit dans le système électrique et thermique, c’est-à-dire que l’utilisateur doit simple-
ment définir le modèle supraconducteur dans la fonction pour exécuter une nouvelle simulation.
Toutefois, si le modèle est satisfaisant et que l’utilisateur souhaite simplement mettre à jour les
paramètres du matériau, il peut le faire directement par le biais des paramètres globaux au début
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FIGURE 2.9 – Organisation modulaire du modèle de ruban supraconducteur dans OpenModelica.

du programme principal.

2.5 Homogénéisation du ruban supraconducteur 1D(Y )

Le modèle développé dans OpenModelica offre la possibilité d’étudier le modèle thermique
"homogénéisé" souvent utilisé dans la littérature [69] [70] [79]. Ceci nous permet de comparer le
modèle 2D(Y,Z) où chaque couche a sa propre température avec celui qui consiste à considérer
une température homogène dans l’épaisseur (figure 2.10). En effet, étant donnée que les rubans
supraconducteurs disponibles sur le marché ont une faible épaisseur , on considère dans ce cas
de modélisation que la température est homogène dans l’épaisseur du ruban.

Pour ce faire, on considère une seule conductivité thermique équivalente KEqj , une seule
énergie emmagasinée équivalente (ρmCp)Eq et une seule perte Joule équivalente par unité de
volume PJEqj

pour chaque cellule de discrétisation du ruban dans la longueur. Ces propriétés
équivalentes dépendent des propriétés de l’ensemble des matériaux du ruban. L’équation ther-
mique devient (2.19) :
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FIGURE 2.10 – Illustration de l’équivalence d’homogénéisation thermique d’une cellule de dis-
crétisation dans la longueur du ruban.

∂

∂y
ϕy(T )+PvEq(T, I,Bext) = (ρm.Cp)Eq(T )

∂T

∂t
avec ϕy = KEq(T )

∂T

∂y
(2.19)

Ainsi, par exemple, pour le j-ème élément de la discrétisation par la méthode des différences
finies, cette équation devient (2.20) :

KEq(Tj+1)× Tj+1 − 2×KEq(Tj)× Tj +KEq(Tj−1)× Tj−1

∆Y 2︸ ︷︷ ︸
Selon la longueur (Y)

+

PvEqj

(
Tj , IAgH1j , ..., IAgBnj , Bext

)︸ ︷︷ ︸
Pertes par effet Joule par unité de volume à l’intérieur de l’élément

=

ρmCpEq (Tj)
∂Tj

∂t

(2.20)

En ce qui concerne la partie électrique du modèle homogénéisé, et contrairement à la plupart
des modèles homogénéisés existants, elle est en 2D comme le modèle développé ci-dessus, c’est-
à-dire que le courant peut passer d’une couche à l’autre. Le passage à un modèle électrique 1D
se fait simplement en désactivant les résistances électriques entre les couches, en leur donnant
une valeur très grande.

2.5.1 Conductivité thermique équivalente

La conductivité thermique équivalente d’une colonne verticale (2.22) est calculée à partir de
la résistance thermique équivalente de cette dernière (2.21). Cette résistance thermique équiva-
lente est calculée en fonction de chaque matériau de la colonne :
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Rth(Tj) =
1

ConductiviteThermique(Tj)
× longueur

Section

∆RAgHj
(Ti) =

1
KAg(Tj)

× ∆Y
EpAgH

×l

∆RREBCOj (Ti) =
1

KREBCO(Tj)
× ∆Y

EpREBCO×l

∆RHastj (Ti) =
1

KHast(Tj)
× ∆Y

EpHast×l

∆RAgBj
(Ti) =

1
KAg(Tj)

× ∆Y
EpAgB

×l

∆REqj (Tj) =
1

1
∆RAgHj

(Tj)
+ 1

∆RREBCOj
(Tj)

+ 1
∆RHastj

(Tj)
+ 1

∆RAgBj
(Tj)

(2.21)

⇒ ∆KEqj (Tj) =
∆Y

∆REqj (Tj)× l × (EpAgHj
+ EpREBCOj + EpHast + EpAgBj

)
(2.22)

2.5.2 Énergie emmagasinée équivalente

L’énergie emmagasinée équivalente d’une colonne verticale (2.24) est calculée à partir de
l’énergie emmagasinée dans chaque matériau de cette colonne :



Q = ρm.Cp × V olume

∆QAgHj
(Tj) = ρmAg × CpAg(Tj)× (∆Y × EpAgH × l)

∆QREBCOj (Tj) = ρmREBCO × CpY bco(Tj)× (∆Y × EpREBCO × l)

∆QHastj (Tj) = ρmHast × CpHast(Tj)× (∆Y × EpHast × l)

∆QAgBj
(Tj) = ρmAg × CpAg(Tj)× (∆Y × EpAg × l)

∆QEqj (Tj) = ∆QAgHj
(Tj) + ∆QREBCOj (Tj) + ∆QHastj (Tj) + ∆QAgBj

(Tj)

(2.23)

⇒ ∆(ρm.Cp)Eq(Tj) =
∆QEqj (Tj)

(EpAgH + EpREBCO + EpHast + EpAgB )× l ×∆Y
(2.24)

2.5.3 Pertes Joule équivalentes par unité de volume

Concernant les pertes Joule équivalentes par unité de volume d’une colonne verticale (2.26),
nous avons calculé les pertes joules d’une colonne en fonction des résistances électriques de
chaque matériau constituant cette colonne et les courants qui les traversent (2.26) :
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∆PEqj = ∆PAgHj

(
Tj , IAgH1,j

, ..., IAgHk,j

)
+∆PREBCO

(
Tj , IREBCO1,j

, ..., IREBCO4,j
, Bext

)
+

∆PHast

(
Tj , IHast1,j , ..., IREBCOm,j

)
+∆pAgBj

(
Tj , IAgB1,j

, ..., IAgBn,j

)
(2.25)

⇒ ∆PvEq,j =
∆PEqj

(EpAgH + EpREBCO + EpHast + EpAgB )× l ×∆Y
(2.26)

Dans cette façon de concevoir le modèle homogénéisé, il est possible de modéliser les capa-
cités de refroidissement en les soustrayant du volume équivalent source.

2.5.4 Conditions aux limites

Concernant les conditions aux limites (droite et gauche), nous avons fait deux conditions
de Neumann qui traduisent l’isolement de cette extrémité (le gradient de température est nul au
point isolé) :

Condition à la limite gauche ⇒ ∂T (0,t)
∂y

∣∣∣
Y=0

= 0 ⇔ T1 = T2

Condition à la limite droite ⇒ ∂T (YRuban,t)
∂y

∣∣∣
Y=L

= 0 ⇔ TN−1 = TN

(2.27)

2.6 Étude de cas 1D(Z) : diffusion de la chaleur dans l’épaisseur

L’objectif de ce premier cas d’étude est de vérifier que le transfert de chaleur à travers l’épais-
seur du ruban à HTC est bien modélisé. On considère un limiteur restrictif (rSFCL) de type Su-
perpower® SF4050 de 6 m de longueur et de 4 mm de largeur avec un courant critique de Ic =
100 A qui est considéré comme homogène sur toute sa longueur. Ce ruban dispose de l’archi-
tecture présentée précédemment, à savoir quatre couches qui sont empilées de haut en bas dans
l’ordre suivant :

— Argent (2µm)

— (RE)BCO (1µm)

— Hastelloy® (100µm)

— Argent (1.8µm)

En raison de l’absence de variation de la géométrie et des propriétés le long de Y (longueur)
et X (largeur), nous devons seulement discrétiser le ruban dans la direction z (épaisseur) et désac-
tiver les termes de diffusion de la chaleur le long de la longueur, ce qui conduit à un problème
1D(Z) suivant l’épaisseur. Les dimensions du ruban et sa discrétisation sont indiquées dans le
tableau 2.2.
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TABLE 2.2 – Architecture du ruban et sa discrétisation pour l’étude de cas 1D(Z).
Couche Matériau Épaisseur (µm) Largeur (mm) Nombre d’éléments suivant l’axe Z

1 Argent 2 4 1
2 (RE)BCO 1 4 1
3 Hastelloy® 100 4 1
1 Argent 1.8 4 1

Le modèle du limiteur est inséré dans un réseau radial représenté sur la figure 2.11 afin d’être
validé. Ce réseau est constitué :

— Une source de tension idéale Vs d’une valeur maximale de 220 V et d’une fréquence de
50 Hz.

— Une charge d’une résistance Rc de 7 Ω.

— Un interrupteur idéal permettant de créer un court-circuit à tCC = 20 ms.

— Une résistance RD de 0.2271 Ω qui sera court-circuitée avec la résistance Rc pour créer
un défaut qui correspond à un pic de courant de 10 ×Ic

V
S

Rc R
D

I
t
cc

VLim

RLim

FIGURE 2.11 – Réseau radial utilisé pour tester le modèle du rSFCL.

Les paramètres de ce ruban supraconducteur sont listés dans le tableau 2.1, page 33. En ce
qui concerne le refroidissement entre le ruban supraconducteur et le bain d’azote, on considère
que l’échange se produit au niveau des surfaces supérieure et inférieure des couches d’argent. La
couche d’Hastelloy® et de (RE)BCO sont considérées isolées de l’azote liquide.

Les simulations ont tout d’abord été effectuées dans l’environnement OpenModelica et à
partir de ces premières simulations, la tension aux bornes du limiteur (figure 2.12) a été extraite,
puis divisée par la longueur totale pour obtenir le champ électrique équivalent. Ce dernier a été
appliqué à un modèle en éléments finis développé dans COMSOL Multiphysics qui est présenté
dans l’annexe A. Cela permet enfin de comparer les résultats des deux modèles de simulation.

Afin d’assurer une bonne comparaison du modèle à différences finies développé sur Open-
Modelica avec son homologue à éléments finis développé sur Comsol, plusieurs grandeurs ont
été observées et comparées :
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FIGURE 2.12 – Tension aux bornes du limiteur obtenue à partir du modèle 1D(Z) développé dans
OpenModelica, qui a ensuite été appliquée au modèle à éléments finis développé sur Comsol.

— Les courants et des pertes Joule des deux modèles auxquels ont été ajoutés les résultats du
modèle homogène. Cela permet de vérifier si les modèles reproduisent les mêmes quantités
électriques et la transition de l’état supraconducteur à l’état résistif. Il permet également
de vérifier la validité du modèle homogène.

— La température de la couche supraconductrice (RE)BCO pour chaque modèle de simula-
tion. Cela permet de voir si les modèles donnent la même température et de vérifier que le
refroidissement est bien modélisé.

Les figures (2.13), (2.14) et (2.15) montrent l’évolution temporelle du courant source i (t),
des pertes en joules et de la température de la couche supraconductrice TY BCO (t) pour les trois
modèles. Il y a un excellent accord entre les deux modèles, celui à différence finie développé
dans OpenModelica et celui à éléments finis développé dans COMSOL qui prennent en compte
la diffusion de la chaleur dans l’épaisseur, où les courbes peuvent à peine être distinguées. Le
courant i(t) est limité à ≈ 212 A pour les modèles 1D(Z) développés OpenModelica et COM-
SOL, alors que pour le modèle homogène il est limité à ≈ 227 A. On peut ainsi constater une
surestimation du courant avec le modèle homogène de ( ≈ 7%) lors du premier pic, ce qui
entraîne une surestimation des pertes Joule et température, bien que faible (1 K).

Il est important de noter que le courant de la simulation donné par le modèle à éléments finis
développé dans COMSOL commence par 0 A avant le moment où le court-circuit est réalisé,
c’est-à-dire à t = tCC = 20ms, ce qui est expliqué par l’absence de tension appliquée au niveau
du ruban qui est dans un état supraconducteur.

Concernant l’évolution de la température de la couche supraconductrice (RE)BCO, avant le
défaut, elle est égale à 77 K pour les trois modèles ce qui permet au courant de circuler exclu-
sivement dans la couche supraconductrice (le limiteur est invisible pour le réseau). A l’instant
tCC , le défaut est introduit dans le réseau, le courant augmente, les pertes Joule aussi, induisant
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FIGURE 2.13 – Résultats des simulations du modèle 1D(Z) à différences finies développé dans
OpenModelcia et à éléments finis développé dans COMSOL Multiphysics pour le courant traver-
sant le rSFCL intégré dans le circuit de la figure 2.11. Notez que le courant simulé par COMSOL
est nul au premier cycle avant le moment où le court-circuit est réalisé, ce qui est dû à la forme
de la tension appliquée qui est nulle au premier cycle (voir figure 2.12). En ce qui concerne le
courant du modèle homogénéisé, nous constatons une surestimation du courant lors du premier
pic de ≈ 7%.

une augmentation de la température du ruban . On peut voir sur la figure (2.15) que l’évolu-
tion de TY BCO(t) est identique pour les deux modèles 1D(Z) développés dans OpenModelica
et COMSOL et diffusent de la chaleur plus rapidement dans les couches du ruban lorsque le
défaut apparaît par rapport au modèle homogène, ce qui provoque une transition plus rapide du
matériau supraconducteur (et donc une limitation plus rapide du premier pic de courant). Ces
résultats montrent qu’il est nécessaire de considérer la diffusion de chaleur dans l’épaisseur lors
de l’étude de l’impact des rSFCL dans les réseaux, afin d’éviter des erreurs en termes de de
dimensionnement des dispositifs de protection, par exemple.

2.7 Étude de cas 2D(Y,Z) : diffusion de la chaleur dans l’épaisseur et
la longueur du ruban

Dans ce deuxième cas d’étude, l’objectif est de vérifier que le transfert de chaleur dans la
longueur du ruban et son transfert dans l’épaisseur sont bien modélisés. On s’intéresse donc à un
cas 2D. Pour cela, il est nécessaire, en plus du maillage de l’épaisseur, de discrétiser la longueur
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FIGURE 2.14 – Résultats des simulations du modèle 1D(Z) à différences finies développé dans
OpenModelcia et du modèle 1D(Z) à éléments finis développé dans COMSOL Multiphysics
pour les pertes par effet Joule au niveau du rSFCL intégré dans le circuit de la figure 2.11. Les
pertes données par le modèle homogénéisé sont surestimées au premier pic de ≈ 7%.

du ruban.

La présence d’inhomogénéités de la densité de courant critique Jc dans les supraconducteurs
provoque les défauts les plus critiques des supraconducteurs qui sont connus sous le nom de
"points chauds". De ce fait, la validation du modèle 2D développé sera vérifiée par la propagation
la chaleur d’un point chaud sur la longueur d’un ruban. En effet, afin de générer de la chaleur
localement, il existe plusieurs manières :

— Réduction locale de la densité de courant critique du ruban.

— Diminution locale de la capacité de refroidissement du ruban.

— Addition d’un terme local aux pertes par effet Joule dans l’équation thermique.

— Variation locale de l’architecture du ruban, notamment l’épaisseur des couches métal-
liques, ce qui augmente localement la résistance électrique et les pertes du ruban.

Bien que la flexibilité et la polyvalence de notre modèle nous permettent de modéliser toutes
ces situations, nous avons opté pour la réduction locale de la densité de courant critique du ruban
qui est la plus couramment utilisée et qui est déjà prise en compte dans notre modèle grâce à
la fonction "inhomogénéité" mentionnée précédemment, c’est-à-dire une réduction locale de la
densité de courant critique.
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FIGURE 2.15 – Comparaison des résultats de simulation du modèle à différences finies 1D(Z)

développé dans OpenModelica avec ceux du modèle à éléments finis développé sur COMSOL
pour la température de la couche de (RE)BCO dans les mêmes conditions de fonctionnement
que pour la figure (2.11). Bien que la différence soit légère entre la température obtenue avec le
modèle homogène et les deux autres modèles, elle n’est pas non plus sans signification.

On considère un ruban ayant la même architecture que le cas d’étude précédent, c’est-à-dire
quatre couches : argent, (RE)BCO, Hastelloy® et argent de haut en bas. Le ruban a 10 mm de
long avec un point chaud (Jcf = 55%Jc) de 2 mm de long ( appelé "défaut"), au milieu, et
alimenté par une source de courant continu égale à 100 A pendant 30 ms.

Précisons qu’il est possible de ne modéliser que la moitié du ruban pour réduire la taille du
problème en imposant un gradient de température nul (∇T = 0) à l’extrémité, de sorte qu’aucune
conduction thermique n’est possible entre les deux moitiés (figure 2.16). La présence d’un point
chaud sur le ruban est indiquée par la couleur rouge dans la figure 2.16. Le problème se réduit à
une demi-ruban de 5 mm de long avec un point chaud (Jcf = 55%Jc) de 1 mm de longueur à
l’extrémité, alimenté par une source de courant continu égale à 100 A pendant 30 ms.

Pour la suite de cette section, nous avons choisi de discrétiser le ruban en 80 éléments sur sa
longueur, c’est-à-dire 16 éléments avec défauts et 64 éléments sans défauts (figure 2.17), tout en
gardant la même discrétisation dans l’épaisseur que pour l’étude de cas 1D.

La discrétisation du ruban, tant en épaisseur qu’en longueur, est résumée dans le tableau 2.3.

Dans la mesure où la précision du modèle concernant le refroidissement a été vérifiée dans
l’étude de cas précédente, les simulations présentées dans cette section sont réalisées dans des
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FIGURE 2.16 – Ruban supraconducteur avec un point chaud (indiqué en rouge). En raison des
conditions de symétrie, il n’y a pas de transfert de chaleur entre les deux moitiés (∇T = 0).
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FIGURE 2.17 – Discrétisation du ruban utilisée pour simuler un point chaud (indiqué en rouge)
dans la longueur (moitié droite).

conditions de fonctionnement adiabatiques.

Dans la même optique de validation des résultats, et comme cela a été fait précédemment,
nous comparons ici les résultats obtenus du modèle 2D(Y,Z) à différence finie développé dans
OpenModelica avec ceux obtenus avec la méthode des éléments finis dans COMSOL, en ajoutant
le modèle homogène 1D(Y ). Il est nécessaire de rappeler que le modèle homogène considère
une température homogène dans chaque élément, en revanche la partie électrique du modèle
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TABLE 2.3 – Architecture du ruban et sa discrétisation pour l’étude de cas 2D.
Couche Matériau Longueur (mm) Épaisseur (µm) Largeur (mm) Nb d’élém.(X,Z,Y)

1 Argent 5 2 4 (1,2,80)
2 (RE)BCO 5 1 4 (1,1,80)
3 Hastelloy® 5 5 4 (1,5,80)
1 Argent 5 2 4 (1,2,80)

homogène est bidirectionnel (2D), c’est-à-dire que le courant peut circuler dans et entre les
couches.

La figure (2.18) montre l’évolution temporelle de la température de la couche de (RE)BCO
simulée par le modèle à différence finie, par le modèle à éléments finis et par le modèle homogène
de l’élément le plus chaud Y = 0 mm à l’élément le plus éloigné Y = 5 mm avec un pas de 1 mm
. Nous constatons que le chauffage de l’élément défectueux (y = 0 mm ) est plus rapide que celui
des autres éléments, en raison d’une transition plus rapide vers l’état normal, tandis que l’élément
le plus chaud du point chaud reste à 77 K. Il y a un excellent accord entre les deux modèles
2D(Y,Z) qui prennent en compte la diffusion de la chaleur dans la longueur et l’épaisseur, avec
une différence relative maximale d’environ (≈ 1%). Les deux modèles diffusent la chaleur plus
rapidement dans la longueur du ruban par rapport au modèle homogène, ce qui entraîne une
transition plus rapide du matériau supraconducteur, et une différence relative maximale d’environ
(≈ 9%).

FIGURE 2.18 – Comparaison entre les résultats de simulation du modèle 2D(Y,Z) à différences
finies développé dans OpenModelica, et le modèle 2D(Y,Z) à éléments finis développé sur COM-
SOL pour la couche de (RE)BCO avec la température homogène donnée par le modèle homogé-
néisé 1D(Y ) de l’élément le plus chaud Y = 0 mm à l’élément le plus éloigné Y = 5 mm avec
un pas de 1 mm.
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Le processus de réchauffement du ruban à différents moments est illustré à la figure (2.19),
où l’on voit une image de la température de la couche de (RE)BCO le long du ruban (profil
de température). On peut voir que les éléments défectueux du ruban (à gauche) passent plus
rapidement à l’état normal en raison de leur augmentation de température, sachant que l’élément
le plus à gauche (Y = 0 mm ) a la température la plus élevée. En outre, on observe que la
chaleur commence à se propager le long du ruban au fil du temps. Les courbes données par
les deux modèles 2D(Y,Z), développés dans OpenModelica et COMSOL sont très similaires,
avec une différence relative maximale de (≈ 9%) par rapport à celles données par le modèle
homogène 1D(Y ).

FIGURE 2.19 – Comparaison entre les résultats de simulation du modèle 2D(Y,Z) de la tempé-
rature de la couche de (RE)BCO donné par le modèle à différences finies simulé dans OpenMo-
delica et par le modèle à éléments finis simulé dans Comsol avec la température homogène (une
température commune à toutes les couches du ruban) donnée par le modèle homogène simulé
dans OpenModelica le long de la longueur du ruban (profil de température) à partir de t = 0 ms
au temps final t = 30 ms avec un pas de 5 ms.

La figure 2.20 montre une comparaison entre l’évolution du courant à travers les couches du
ruban pour les éléments situés à Y = 0 mm (les plus chauds), et Y = 5 mm (les plus éloignés
du point chaud) simulés par les modèles 2D(Y,Z) développés dans OpenModelica et COMSOL,
avec ceux donnés par le modèle homogène 1D(Y ).

On constate que pour Y = 0mm (figure 2.20 a), le courant transite directement de la couche
de (RE)BCO vers les autres couches, en particulier les couches d’argent (supérieure et infé-
rieure), alors que pour les éléments les plus éloignés du défaut Y = 5mm (figure 2.20 b), le
courant passe complètement dans la couche de (RE)BCO car leur température reste à 77 K. Les
courbes données par les trois modèles sont très similaires pour les éléments qui ne transitent pas
(y = 5 mm) parce que la température reste à 77 K. Néanmoins, il y a une différence relative
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maximale de (≈ 25%) pour les éléments qui transitent entre les courbes données par le modèle
2D(Y,Z) de différences finies et d’éléments finis avec le modèle homogène causé par la différence
de température comme expliqué dans le paragraphe précédent.

(a)

(b)

FIGURE 2.20 – Comparaison entre l’évolution du courant à travers les couches du ruban pour les
éléments situés à : (a) Y = 0mm (le plus chaud), et (b) Y = 5mm (loi la plus chaude) simulés
par les modèles 2D(Y,Z) développés dans OpenModelica et COMSOL, avec ceux donnés par le
modèle homogène 1D(Y ).
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2.8 FMI, functional mock-up interface

2.8.1 Motivation

Maintenant, comme nous avons développé et validé le modèle électrothermique du ruban,
l’objectif est désormais de pouvoir l’intégrer dans un réseau DC et de le contrôler par un champ
magnétique à travers un convertisseur de puissance afin d’étudier la méthode de stabilisation pro-
posée dans le premier chapitre. La modélisation de ce système (réseau + ruban supraconducteur
+ convertisseur de puissance + commande) dans OpenModelica est difficile et complexe car il
n’est pas dédié à la modélisation de réseaux électriques comme par exemple le logiciel EMTP-
RV ou Simulink et à la modélisation de convertisseurs de puissance et de boucles de contrôle
comme Matlab.

Une solution pour surmonter cette difficulté est de définir ce système global (réseau + ruban
supraconducteur + convertisseur de puissance + contrôle) comme un assemblage d’entités (sous-
systèmes). Chaque entité est modélisée dans un logiciel dédié et communique entre elles à travers
le concept FMI par co-simulation ou Model-Exchange. Dans notre cas, le ruban supraconducteur
est modélisé sur OpenModelica et le réseau, le convertisseur de puissance et le contrôle sont
modélisés sur Matlab/Simulink.

Pour ce faire, nous devons d’abord valider le modèle développé vu par le concept FMI en ré-
pétant les simulations effectuées précédemment (étude de cas 1D, étude de cas 2D) en important
la FMU du modèle et en la simulant dans Matlab/Simulink. Mais avant cela, dans les sections
suivantes, une présentation générale du concept FMI, et une justification du choix d’OpenMode-
lica sont nécessaires.

2.8.2 Présentation générale

La norme Functional Mock- up Interface (FMI) [80] est proposée comme une solution pour
surmonter le défi cité dans la section précédente, qui consistent en la modélisation et la simula-
tion de systèmes complexes . Il s’agit d’une norme provenant du monde industriel (initialement
développée par Daimler AG) qui vise à faciliter l’échange de modèles de simulation [81]. Cette
norme a un objectif essentiellement pratique, qui est de coupler des environnements de simula-
tion spécifiques et d’échanger des modèles dynamiques entre outils dans un format standardisé
afin de simplifier la modélisation et la collaboration entre partenaires industriels et académiques
en leur donnant les moyens d’échanger leurs modèles [82] [83] [84]. Elle permet d’utiliser les
meilleurs outils pour la modélisation des sous-systèmes et simplifie la simulation du système
global. Les modèles des sous-systèmes sont vus comme des boîtes noires appelées FMUs (Func-
tional Mockup Units) avec des entrées et des sorties contenant du code compilé (librairies dy-
namiques). Ces FMUs peuvent être exportées et réutilisées à travers des gestionnaires de FMU
comme Mecsyco, par exemple, qui est un projet commun entre l’université de Lorraine, le Loria
et l’INRIA [85]. Elles peuvent également être réutilisées dans d’autres logiciels jouant le rôle du
gestionnaire de FMU ou même être données à un collaborateur qui pourra les exploiter.

Functional Mockup Interface (FMI) a été publiée pour la première fois en 2010 dans le cadre
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du projet européen MODELISAR de ITEA2 (Information Technology for European Advance-
ment) [86] qui visait à améliorer la conception des systèmes et des logiciels embarqués dans les
véhicules (voir figure 2.21) [83]. Peu de temps après cette première version, plusieurs outils de
modélisation et de simulation ont commencé à supporter FMI. Aujourd’hui, plus de 160 outils
supportent FMI [87], qui est largement utilisé dans des projets industriels et scientifiques, et pas
seulement dans le secteur automobile. Le projet MODELISAR s’est terminé en décembre 2011.
Sa maintenance et son développement sont désormais assurés par l’Association Modelica sous
la forme du projet FMI de l’Association Modelica [88]. La poursuite du développement de FMI
est ensuite assurée par 16 entreprises et instituts de recherche (voir annexe D).

Moteur avec 

unité de 

contrôle  

Boîte de vitesses 

avec unité de 

contrôle  

Systèmes 

thermiques

Porte de coffre 

automatique  
Composants du châssis, 

chaussée, unité de 

contrôle (Ex :ESP).

FMI pour l'échange de modèles et le couplage d'outils

FIGURE 2.21 – Amélioration de la conception à base de modèles entre l’équipementier et le
fournisseur grâce à la FMI.

Cette technique de simulation offre plusieurs avantages par rapport à la simulation monoli-
thique classique. Parmi ces avantages, on peut citer :

— Un travail collaboratif permettant d’utiliser plusieurs outils en même temps, spécialisés
dans des domaines différents, et de dépasser ainsi les limites imposées par l’utilisation
d’un seul outil en termes de capacité de modélisation et de simulation. Dans notre cas,
par exemple mais sans s’y limiter, on peut modéliser le ruban supraconducteur sur Open-
Modelica, et le circuit de puissance dans lequel ce dernier est intégré sur un autre logi-
ciel(Matlab/Simulink par exemple) (figure 2.22).

— Prototypage facile de nouveaux systèmes grâce à une meilleure interopérabilité entre les
outils.

— La facilité à entretenir et à améliorer les modèles, qui sont généralement réalisés dans leurs
propres outils, et qui sont ensuite réintégrés dynamiquement dans le système.

2.8.3 Stratégies d’échange

FMU repose sur deux stratégies principales d’échange de modèles :

1. Les FMUs de type Model-Exchange (ME)
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Modèle du ruban 
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OpenModelica

FMU

FMU : Circuit de 

puissance (sur Simulink, 

EMTP-RV... ).        

FMI

FMI

Gestionnaire 

des FMUs

FIGURE 2.22 – Schéma générique du concept FMI entre le modèle du ruban supraconducteur
modélisé sur OpenModelica et le circuit de puissance dans lequel il est intégré, modélisé dans
un autre logiciel (Matlab/Simulin, EMTP...).

Les FMUs de cette stratégie contiennent la structure du modèle mais pas de solveur. Dans
ce cas, le logiciel qui importe la FMU doit lui-même implémenter un solveur (figure 2.24).
La figure 2.23 (a) montre le flux de données pour l’échange de modèles [87].

2. Les FMUs de type Co-simulation (CS)

Les FMUs de cette stratégie contiennent la structure du modèle ainsi le solveur pour le
faire évoluer au cours du temps (figure 2.24). La figure 2.23 (b) montre le flux de données
pour la co-simulation [87]. Il convient de noter que pour ce type de FMUs, une plateforme
de co-simulation est nécessaire pour connecter les FMUs entre elles.

Pour les deux stratégies, chaque modèle est exporté dans un fichier zip avec l’extension
".fmu" contenant tous les composants nécessaires à l’utilisation de la FMU [80] :

— Un fichier XML : "modelDescription.xml", contenant une description de toutes les va-
riables du modèle (paramètres, entrées, sorties) d’une manière standardisée, qui sont ex-
posées à l’environnement dans lequel la FMU doit être utilisée. L’avantage est que chaque
outil peut utiliser son langage de programmation favori pour lire ce fichier XML (par
exemple C, C++, Java...).

— Des fichiers C compilés (bibliothèques ".dll" ou ".so" selon le système) avec lesquels
toutes les équations requises sont évalués en appelant des fonctions C standardisées. Le
langage C est utilisé car c’est le langage de programmation le plus portable aujourd’hui et
le seul qui puisse être utilisé dans tous les systèmes de contrôle embarqués. Il est possible
pour une FMU de cacher le code source afin de sécuriser le savoir-faire.

— D’autres données peuvent être incluses dans le fichier zip de la FMU, notamment une
icône de modèle (fichier bitmap), des fichiers de documentation, des cartes et des tableaux
nécessaires au modèle, et/ou toutes les bibliothèques d’objets ou DLL utilisées.
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FIGURE 2.23 – (a) Vue schématique du flux de données entre l’utilisateur, le solveur de l’im-
portateur et la FMU pour l’échange de modèles (Model Exchange). (b) Vue schématique du flux
de données entre l’utilisateur, le solveur, le gestionnaire de co-simulation et la FMU pour la co-
simulation. Par rapport la figure (a) , le solveur fait partie de la FMU, et non de l’importateur.
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FIGURE 2.24 – Stratégies d’échange de modèles par FMI : (a) pour Model-Exchange, (b) pour
Co-Simulation.

2.8.4 Justification du choix d’OpenModelica

OpenModelica est l’un des outils multiphysique qui supporte la norme FMI. Mais il se dis-
tingue des autres logiciels par tous les avantages mentionnés dans la section 2.4.5. Il s’agit d’un
environnement gratuit, open source, acausale, compatible avec Windows, Linux et Apple, basé
sur le langage de modélisation Modelica (orienté objet) qui a connu un grand succès au cours de
la dernière décennie. Il permet d’importer et d’exporter la FMI versions 1.0 et 2.0 pour l’échange
de modèle (Model Exchange) et d’exporter la version 2.0 pour la co-simulation. L’exportation
de la version 2.0 est prévue dans un futur proche [80]. Le tableau 2.4 illustre certains logiciels
employés en génie électrique qui soutiennent la FMI. Pour une liste actualisée et plus complète
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TABLE 2.4 – Liste de quelques logiciels employés en génie électrique qui soutiennent la FMI :
soutenu, recoupement réussi, planifié.

des logiciels qui supportent la FMI, il est possible de se référer à [80].

2.8.5 Exemple

Pour illustrer les démarches et le concept de FMI, un exemple simple est proposé : la charge
d’un condensateur. La figure 2.25 montre le circuit de charge RC. Il est constitué d’un conden-
sateur (C) en série avec une résistance (R) pour former un circuit de charge RC connecté à une
batterie d’alimentation (E) par l’intermédiaire d’un interrupteur mécanique. Lorsque l’interrup-
teur est fermé pour la première fois, au temps zéro, le condensateur se charge progressivement à
travers la résistance jusqu’à ce que la tension à ses bornes atteigne la tension d’alimentation de la
batterie. Le circuit est divisé en deux sous-systèmes. Le premier sous-système est le condensa-
teur, et le second est le reste du circuit, à savoir l’alimentation, la résistance et l’interrupteur. On
modélise le condensateur sur OpenModélica, et on l’exporte sous forme de FMU pour ensuite
l’importer dans le deuxième sous-système modélisé dans Simulink (voir figure 2.26). L’intégra-
tion du FMU dans Simulink se fait par le biais du bloc FMU et du bloc "Controlled Voltage
Source".

FIGURE 2.25 – Circuit RC pour charger un condensateur.
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TABLE 2.5 – Paramètres du circuit RC de la figure 2.25.

Paramètre Valeur Description
E 5 V Alimentation
R 47 kΩ Résistance
C 1 mF Exposant de la loi de puissance

En utilisant la loi de maille (2.28) :

E −R× Ic(t)− Vc(t) = 0 (2.28)

Comme la tension initiale aux bornes du condensateur est nulle (Vc = 0), à t = 0, le conden-
sateur constitue un court-circuit et le courant maximal circule dans le circuit (Icmax = E

R ), limité
uniquement par la résistance R. Le courant et la tension aux bornes du condensateur (Ic, Vc) à
tout moment pendant la période de charge est donnée par la formule suivante (2.29) :

{
Vc = E(1− e−t/RC)

Ic =
E
Re

−t/RC (2.29)

FIGURE 2.26 – Circuit RC pour charger un condensateur simulé par le concept FMI : (a) les
deux sous-systèmes du circuit RC pour charger le condensateur assemblés dans Simulink, (b)
les paramètres du bloc FMU du modèle de condensateur, (c) le modèle de condensateur dans
OpenModelica.
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Les paramètres du circuit RC de la figure 2.25 sont résumés dans le tableau 2.5. La figure
2.27 montre le courant et la tension aux bornes du condensateur simulés par le concept FMI
où la différence de tension entre E et Vc diminue au cours du temps, tout comme le courant du
circuit, Ic. Puis, à la fin (plus de cinq constantes de temps t = 5× τ = 5× R × C ), lorsque le
condensateur est dit entièrement chargé, Ic = 0 et Vc= E.

R

E

E

I
c

max

=

FIGURE 2.27 – Courant et la tension aux bornes du condensateur simulés par le concept FMI
entre OpenModelica et SimulinK.

2.8.6 Validation

Pour valider notre modèle avec le concept FMI, nous effectuons à nouveau les mêmes simu-
lations que dans les sections (2.6)(2.7), c’est-à-dire l’étude de cas 1D et 2D, mais cette fois-ci en
intégrant les modèles dans l’environnement Matlab/Simulink à l’aide d’un FMU.

Une fois le modèle construit dans open modelica, un fichier .fmu de ce dernier est généré
avec le courant comme entrée et la tension avec les grandeurs (T, I,...) que nous voulons observer
comme sorties. Ce fichier .fmu (sous-système 2) est importé dans l’environnement Simulink à
l’aide du bloc Functional Mock- up Unit (FMU) et intégré dans le système électrique souhaité
(sous-système 1) développé dans l’environnement Simulink en connectant les entrées aux sorties
entre les deux sous-systèmes tout en respectant la causalité (voir figure 2.28). Le problème est
résolu par un solveur Matlab.

Les résultats donnés sont présentés sur les figures 2.29 et 2.30 où les courbes données par le
modèle simulé par OpenModelica et par le concept FMI entre OpenModelica et Matlab/Simulink
sont identiques.
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(a)

(b)

FIGURE 2.28 – Approche FMI entre le modèle de ruban à HTC développé dans OpenModelica
et le circuit dans lequel il est intégré développé dans Simulink :(a) Étude de cas 1D présenté dans
la section (2.6), (b) Étude de cas 2D présenté dans la section (2.7).

2.9 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons détaillé le développement d’un modèle aux différences finies
du ruban supraconducteur dans un logiciel de simulation open source OpenModelica. Le modèle
prend en compte les phénomènes électriques et thermiques dans la longueur et l’épaisseur du
ruban supraconducteur (modèle 2D) et considère la dépendance de la densité de courant critique
au champ magnétique externe. Le couplage entre les parties thermique et électrique et la dé-
pendance au champ magnétique externe sont réalisés au niveau des pertes par effet Joule. Les
données expérimentales à 77 K sont directement intégrées dans le modèle par une interpolation
ou par des modèles de dépendance du courant critique au champ magnétique externe afin de
représenter avec précision le comportement des rubans sous un champ externe et d’éviter de
développer des équations complexes.

Ce modèle est paramétrable et très flexible ce qui permet de simuler la physique d’un grand



2.9. Conclusion 63

(a)

0 10 20 30 40 50 60

Temps (ms)

80

90

100

110

T
em

p
ér

at
u
re

(K
)

OpenModelica

OpenModelica-Simulink (FMI)

(c)

0 10 20 30 40 50 60

Temps (ms)

-200

-100

0

100

200

T
en

si
o
n

, 
V

L
im

 (
V

)

OpenModelica

OM-Simulink (FMI)

(b)

0 10 20 30 40 50 60

Temps (ms)

0

10

20

30

P
er

te
s,

 P
L

im
it

eu
r (

k
W

) OpenModelica

OM-Simulink (FMI)

(d)

FIGURE 2.29 – Comparaison des résultats de simulation de modèle 1D (section 2.6) simulés par
Oepen Modelica et le concept FMI entre OpenModelica et Matlab/Simulink.

nombre d’architectures de rubans supraconducteurs. De plus, il permet d’activer et de désactiver
les directions du courant et/ou du flux thermique pour passer d’un modèle 2D à un modèle 1D. Le
principal avantage de ce modèle est qu’il est exportable en utilisant le concept FMI. Cet avantage
permet d’importer le modèle dans des logiciels dédiés par exemple à l’électronique de puissance
ou à la commande.

Pour valider le modèle développé, une comparaison avec un modèle par éléments finis dé-
veloppé sur COMSOL et un modèle homogène considérant une seule température par morceau
dans la longueur du ruban pour les différentes couches a été effectuée. La comparaison a été faite
sur un cas d’étude 1D pour valider la diffusion de la chaleur dans l’épaisseur et ensuite sur un
cas 2D pour valider la diffusion de la chaleur dans l’épaisseur et la longueur du ruban en consi-
dérant un point chaud local (inhomogénéité du courant critique). Les résultats montrent un bon
accord entre le modèle développé et le modèle éléments finis avec un écart vis-à-vis du modèle
homogène surtout dans le cas de l’inhomogénéité du courant critique. En effet, dans le cas où
le courant critique est inhomogène, la vitesse de propagation de la chaleur dans la longueur du
ruban du modèle homogène est lente par rapport au modèle 2D(Y,Z). Ceci montre la nécessité
de considérer la diffusion de la chaleur dans l’épaisseur et la longueur du ruban supraconduc-
teur pour pouvoir étudier l’inhomogénéité du courant critique des rubans supraconducteurs ou la
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FIGURE 2.30 – Comparaison des résultats de simulation de modèle 2D (section 2.7) simulés par
OpenModelica et le concept FMI entre OpenModelica et Matlab/Simulink.

présence de points chauds.

A la fin de ce chapitre, une validation du concept FMI a été effectuée. Les résultats ont
montré la possibilité d’importer le modèle dans d’autres logiciels compatibles avec le concept
FMI, dans notre cas il s’agit de Matlab/simulink. Cela nous offre un grand avantage et simplifiera
considérablement l’intégration de ce modèle dans des systèmes complexes (réseaux, électronique
de puissance, machines électriques, contrôle...). En effet, l’intégration du modèle des supracon-
ducteurs dans des systèmes complexes sera défini comme un assemblage d’un grand nombre
d’entités (sous-systèmes). Le développement de ces entités peut être partagé, c’est-à-dire ré-
parti entre différentes équipes et/ou fournisseurs externes, chacun dans son domaine et avec ses
propres outils. Chaque participant développe une solution partielle au système global, qui doit
être intégrée à toutes les autres solutions partielles par co-simulation ou échange de modèles.
Dans notre cas et dans le chapitre 3, le ruban supraconducteur modélisé sur OpenModelica sera
intégré dans un réseau DC et contrôlé par un inducteur magnétique via un convertisseur de puis-
sance qui sont modélisés sur Matlab/simulink pour pouvoir étudier la méthode de stabilisation
décrite auparavant.



Chapitre 3

Stabilisateur supraconducteur

3.1 Introduction

Dans le chapitre 1, nous avons vu qu’une des solutions pour maintenir la stabilité des ré-
seaux DC lorsque la puissance est supérieure à la puissance limite est d’augmenter la résistance
et l’amortissement du système par des composants passifs. L’inconvénient majeur de cette so-
lution est la plage limitée de stabilité offerte par les valeurs prédéterminées de résistance, d’in-
ductance et de capacité. En plus, elle introduit des pertes Joule supplémentaires même dans le
fonctionnement nominal du réseau. Cependant, en utilisant un Stabilisateur Supraconducteur de
type Résistif (SSR) en série avec le filtre RLC du réseau DC, le problème pourrait être résolu
(figure 3.1). Le SSR est invisible pour le système tant que le courant de fonctionnement is est
inférieure au courant critique. Mais dans le cas d’un fonctionnement instable, le courant oscille
et peut dépasser le courant critique. Dans ce cas, la résistance du SSR augmente naturellement
(propriétés du matériau) et amortit les oscillations pour atteindre un nouveau point de fonction-
nement stable.

Par construction, le SSR est similaire à un limiteur de courant de court circuit résistif (r-
ScFCL), mais il fonctionne dans la zone mixte, c’est à dire un état de partage du courant entre la
couche supraconductrice et les couches métalliques pour se comporter comme une résistance dy-
namique. Ainsi, il assure la stabilité avec une marge de sécurité opérationnelle puisque le supra-
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CPLDispositif  

supraconducteur      

Vs C
PCPL
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FIGURE 3.1 – Modèle simplifié de l’architecture du système d’alimentation électrique EPS-A4
pour les avions du futur [14] avec un stabilisateur supraconducteur passif.
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conducteur ne subit jamais une transition complète de l’état supraconducteur à l’état résistif. Cer-
tains travaux ont déjà montré qu’il est possible d’augmenter la limite de stabilité d’un réseau DC
en intégrant un stabilisateur supraconducteur de type résistif (SSR) en série avec le filtre d’en-
trée, lorsqu’on opère autour du courant critique Ic du ruban supraconducteur [53] [54] [56] [55].
Néanmoins, la dissipation des pertes Joule au niveau de ce stabilisateur n’est pas maîtrisée, ce
qui peut poser des problèmes de fiabilité et de sécurité du système notamment avec des risques
d’emballement thermique. En effet, dans la suite de ce chapitre, nous montrerons en trouvant et
en traçant la limite du stabilisateur de réseau DC avec un stabilisateur supraconducteur sur le
plan Ic−PCPL qu’il est nécessaire d’avoir une action (notre proposition avec un champ magné-
tique externe) sur le ruban supraconducteur pour pouvoir contrôler la dissipation des pertes Joule
du ruban, et permettre ainsi de couvrir une grande marge de stabilité tout en assurant la fiabilité
et la sécurité du système, c’est-à-dire une stabilité thermique du ruban supraconducteur.

Pour résumer, dans ce chapitre, une nouvelle méthode de stabilisation des réseaux DC basée
sur les supraconducteurs a été proposée. Il s’agit d’une méthode hybride entre les méthodes
passive et active qui permet de contrôler la dissipation au niveau d’un dispositif supraconducteur
au moyen d’un champ magnétique appliqué. Pour cela :

— Tout d’abord, dans la section 3.2, nous illustrons l’impact du stabilisateur passif basé sur
les supraconducteurs sur la stabilité des réseaux DC. Pour ce faire, nous étudions la sta-
bilité du réseau en intégrant un ruban supraconducteur modélisé par la loi de puissance.
La nouvelle équation analytique de la puissance limitée à ne pas dépasser pour maintenir
la stabilité est comparée à l’équation de la stabilité du réseau sans stabilisateur supracon-
ducteur obtenue précédemment (PCPL < RC

L Vc0
2) dans le chapitre 1. Des simulations

numériques et différentes approches d’étude de stabilité sont utilisées par la suite pour
valider cette nouvelle équation de stabilité.

— Ensuite, nous montrons l’utilisation de cette équation analytique pour dimensionner le
stabilisateur supraconducteur passif.

— Enfin, à partir de cette équation analytique, on met en place une nouvelle méthode de
stabilisation qui est hybride (passive et active) basée sur une stratégie de contrôle du sta-
bilisateur supraconducteur par un champ magnétique externe pour stabiliser le réseau DC
équivalent d’un avion électrique, simplifié par l’architecture de type EPS-A4 que l’on re-
trouve dans le Boeing 787 [14]. Cette stratégie est basée sur le contrôle du courant critique
par un champ magnétique externe permettant de maîtriser la dissipation au niveau du sta-
bilisateur supraconducteur et de maintenir sa température autour de 77 K. Des simulations
utilisant le modèle électrothermique de ruban supraconducteur développé dans le chapitre
précédent ont été réalisées pour valider cette nouvelle méthode de stabilisation.

3.2 Étude de stabilité du système (réseau + stabilisateur passif)

Pour trouver la nouvelle équation de la puissance limite pour garder la stabilité d’un ré-
seau DC en fonction de ses paramètres et des paramètres SSR, on envisage d’étudier le circuit
électrique déjà présenté au chapitre 1 (figure 1.10) avec les mêmes paramètres (tableau 3.1),
en intégrant le dispositif supraconducteur en série avec le filtre d’entrée (figure 3.1). Le circuit
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TABLE 3.1 – Paramètres du réseau DC présenté à la figure 3.1 [14].

Paramètre Description Valeur
Ve source 540 V
R résistance 10 mΩ

L inductance 10 µH
C capacité 500 µF

illustre le réseau continu équivalent d’un avion électrique, il est générique alors que ces valeurs
peuvent être fournies par le choix de l’architecture spécifique de type EPS-A4 telle qu’on la
trouve dans le Boeing 787 [14]. La source est modélisée par une source de tension idéale Vs qui
alimente une charge de puissance constante à travers un filtre RLC.

Pour simplifier, nous supposons que la résistance de l’élément supraconducteur est une fonc-
tion non linéaire dépendante uniquement du courant de la ligne is, en considérant que le ruban
ne s’échauffe pas et que sa température reste à 77 K. En effet, nous négligeons la dépendance
thermique du ruban, en supposant que la puissance de refroidissement est suffisante pour main-
tenir la température constante à 77 K. La résistance du supraconducteur est modélisée par la loi
de puissance :

Rsc =
uscc
Ic

∣∣∣∣ isIc
∣∣∣∣n−1

, uscc = Ec × lsc (3.1)

n représente l’exposant de la loi de puissance, lsc la longueur du fil SSR, Ec le critère de
champ électrique critique et Ic est le courant critique.

Appliquons les lois de Kirchhoff sur le circuit (figure 3.1), on obtient les equations dyna-
miques du système :

 dis
dt = Vs

L − Vc
L − R

L is −
uscc
L.Ic

∣∣∣ isIc ∣∣∣n−1
is ............... (f1)

dVc
dt = is

C − PCPL
Vc.C

................ (f2)
(3.2)

La résolution de ce système en régime permanent donne le polynôme suivant :

uscc
Ic

n .is0
n+1 +R.is0

2 − Vs.is0 + PCPL = 0 (3.3)

Le système linéaire obtenu autour du point du fonctionnement x0 = (Vc0; is0) est :
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˙̃Vc

)
=

(
∂f1
∂is
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∂f1
∂Vc

(x0)
∂f2
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(x0)
∂f2
∂Vc

(x0)

)(
ĩs
Ṽc

)
=

(
−R

L − n.uscc
L.Inc

in−1
s0 − 1

L
1
c

PCPL

C.Vc0
2

)(
ĩs
Ṽc

)
(3.4)

Du modèle linéaire, on peut exprimer le polynôme caractéristique P du système :
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P (λ) = λ2 +

(
R

L
+

n.uscc
L.Inc

in−1
s0 − PCPL

C.Vc0
2

)
.λ− PCPL

C.Vc0
2

(
R

L
+

n.uscc
L.Inc

in−1
s0

)
+

1

LC
(3.5)

A partir de ce polynôme caractéristique, il est difficile de déterminer directement ses racines
et de donner les relations à respecter pour que les valeurs propres du système soient à partie
réelle négative afin que le système soit stable, comme cela a été fait dans le premier chapitre.

En revanche, l’étude du polynôme caractéristique du système à l’aide du critère de Routh-
Hurwitz (voir annexe B) permet de vérifier si l’une des racines du polynôme caractéristique a
une partie réelle positive sans chercher à le résoudre. Par conséquent, l’utilisation du critère de
Routh-Hurwitz permet simplement d’établir la condition de stabilité du système.

On construit le tableau de Routh à partir des coefficients du polynôme caractéristique du
système, on obtient :

TABLE 3.2 – Tableau de Routh.

a2 = 1 a0 = − PCPL

C.Vc0
2

(
R
L + n.uscc

L.Inc
in−1
s0

)
+ 1

LC

a1 =
R
L + n.uscc

L.Inc
in−1
s0 − PCPL

C.Vc0
2 /

b1 = − PCPL

C.Vc0
2

(
R
L + n.uscc

L.Inc
in−1
s0

)
+ 1

LC /

Selon le critère de Routh, le nombre de pôles à partie réelle positive est donné par le nombre
de changements de signe des termes de la première colonne du tableau. Ainsi, le système linéa-
risé est stable si et seulement si :

{
a1 =

R
L + n.uscc

L.Inc
in−1
s0 − PCPL

C.Vc0
2 > 0

b1 = − PCPL

C.Vc0
2

(
R
L + n.uscc

L.Inc
in−1
s0

)
+ 1

LC > 0
(3.6)


PCPL <

(
R+ n.uscc

is0

(
is0
Ic

)n)
C
L .Vc0

2

PCPL <

(
1

R+n.uscc
is0

(
is0
Ic

)n

)
.Vc0

2
(3.7)

On remarque que la seconde inégalité est moins contraignante que la première. Finalement,
on déduit que la condition sur la valeur de la puissance qui assure la stabilité locale autour du
point de fonctionnement est :

PCPL <

(
R+

n.uscc
is0

(
is0
Ic

)n) C

L
.Vc0

2 (3.8)

Cette équation fait apparaître un amortissement supplémentaire (n.uscc
is0

) par rapport à l’équa-
tion de stabilité du réseau sans le dispositif supraconducteur, ce qui montre que l’ajout du su-
praconducteur en série avec le filtre RLC d’entrée du réseau DC augmente sa marge de stabilité.
Elle nous permet de déterminer la limite de la puissance consommée par la charge CPL qui ne
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doit pas être dépassée pour maintenir la stabilité du réseau continu en fonction des paramètres du
réseau et du dispositif supraconducteur. Néanmoins, afin de tracer et valider cette dernière équa-
tion, il est nécessaire de trouver le point de fonctionnement par rapport à la puissance de charge
en résolvant le polynôme (3.3). Cette résolution n’est pas aisée analytiquement pour une puis-
sance donnée. En revanche, pour un courant donné, la détermination analytique de la puissance
et de la tension correspondante est possible à partir de ce polynôme (3.9) :

{
uscc
Icn

.is0
n+1 +R.is0

2 − Vs.is0 + PCPL = 0

Vc0 =
PCPL
is0

(3.9)

En remplaçant l’équation (3.9) dans (3.8), on obtient l’équation finale de la limite de stabilité
du réseau en intégrant le dispositif supraconducteur :

(
R+

n.uscc
is0

(
is0
Ic

)n)
×

Vs −R.is0 − uscc ×
(
is0
Ic

)n
is0

× C

L
> 1 (3.10)

Cette dernière equation (3.10) est la condition de stabilité du système présenté à la figure
3.1 en fonction des paramètres du réseau DC et du SSR. Si le terme de gauche est inférieur à 1,
le courant oscille et diverge, conduisant à un système instable, sinon le système est stable. Cela
permet de prédire la région de stabilité et de l’ajuster grâce aux paramètres du SSR. En plus, elle
permet de dimensionner le SSR en posant des conditions à ses paramètres.

En outre, cette formule analytique offre la possibilité de déterminer le courant critique Ic
que doit avoir le ruban supraconducteur pour un courant de transport donné en fonction de ses
paramètres. Cela permet dans notre cas de déterminer la valeur du champ à appliquer.

Trois méthodes seront utilisées dans les sections suivantes pour valider cette équation analy-
tique, à savoir :

— Simulation numérique.

— Spectroscopie d’impédance pour un point donné, exemple : (Ic = 245 A, n = 15,
lSSR =10 m).

— Valeurs propres pour un point donné, exemple : (Ic = 245 A, n = 15, lSSR = 10 m).

3.2.1 Simulation numérique

Afin de valider l’équation de limite de puissance du réseau DC avec un SSR obtenue dans la
section précédente, nous avons effectué des simulations du réseau avec OpenModelica présenté
dans la figure 3.1 en faisant varier le courant demandé par la charge CPL en fonction du courant
critique du SSR. En négligeant la dépendance thermique du ruban, en faisant l’hypothèse que la
puissance de refroidissement est suffisante pour maintenir la température constante à 77 K et la
résistance du supraconducteur est modélisée par la loi de puissance avec les paramètres présentés
dans le tableau (3.3). Le critère adopté pour se prononcer sur la stabilité ou non du système est de



70 Stabilisateur supraconducteur

TABLE 3.3 – Paramètres du RSS.

Paramètre Description Valeur
Ec Critère de champ électrique critique 1 µV/cm
lSSR Longueur du SSR 10 m
n Exposant de la loi de puissance 15

voir si les oscillations du courant et de la tension du réseau augmentent ou diminuent en fonction
du temps.

La figure 3.2 montre les régions de stabilité du réseau DC avec un SSR présenté à la figure
3.1 obtenues par simulation en fonction de la puissance demandée par la charge pour différentes
valeurs du courant critique (Ic) en fixant l’exposant de la loi de puissance n à 15 et la longueur
du SSR à 10 m.

La formule analytique de la limite de stabilité du réseau avec un SSR qui sépare les régions
de stabilité est en adéquation parfaite avec les résultats obtenus par les simulations. Cette dernière
formule converge vers l’équation de la limite de stabilité sans SSR lorsque le courant critique est
important, ce qui est tout à fait justifié puisque le SSR reste invisible par rapport au réseau.

3.2.2 Approche de la stabilité par l’étude des valeurs propres

Une autre méthode pour valider la formule analytique est d’étudier la stabilité du réseau
en étudiant ses valeurs propres. Pour cela, en fixant le courant critique, l’exposant de la loi de
puissance et la longueur du SSR, par exemple, mais sans s’y limiter (Ic = 245 A, n = 15,
lSSR = 10 m), et en faisant varier la puissance de la charge progressivement, on peut observer
l’emplacement des parties réelles des valeurs propres de la matrice A (équation 3.4) et voir à
quelle puissance se produit le basculement de signe. Cette valeur est ensuite comparée à celle
donnée par la formule analytique (3.10) comme cela est fait dans l’annexe B pour le réseau sans
SSR.

La figure (3.3) montre l’évolution des valeurs propres du système (3.4) en fonction de la
puissance de la charge en faisant varier le courant is0 de 270 A à 290 A avec un pas de 2 A, ce
qui correspond à PCPL ∈ [145 kW; 156 kW] . On constate que le système linéaire est stable pour
des valeurs de puissance PCPL inférieures à la valeur limite de 150 kW donnée par la formule
analytique, figure 3.2 (b).

3.2.3 Analyse de la stabilité par spectroscopie d’impédance

Reprenons le même exemple avec Ic = 245 A, n = 15 et lSSR = 10 m. La stabilité de
ce réseau est cette fois étudiée en fonction de la puissance (PCPL) demandée par la CPL, en
appliquant le critère de Middlebrook comme cela a été fait au réseau sans stabilisateur (voir an-
nexe B). Ce critère définit les conditions liées au rapport entre l’impédance d’entrée de la charge
(sous-système 2) et l’impédance de sortie de la source (sous-système 1) au point de connexion,
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(a)

X

X

X
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B

A

(b)

FIGURE 3.2 – Régions de stabilité du réseau DC avec SSR obtenues par simulation numérique.
La ligne pointillée est la limite de stabilité sans SSR selon l’équation (1.9), et la ligne continue
est la limite de stabilité avec SSR selon l’équation (3.10) : (a) Le courant critique du SSR en
fonction du courant au régime permanent, (b) Le courant critique du SSR en fonction de la
puissance requise par la charge.
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InstableStable

FIGURE 3.3 – Évolution des valeurs propres en faisant varier la puissance PCPL demandée par
la CPL de 145 kW à 156kW.

comme le montre la figure (3.4).

Le sous système 1 contient la source de tension parfaite, le filtre RLC et le SSR. Son impé-
dance de sortie est la suivante :

Zouts(s) =
L.s+R+ uscc

Inc
.in−1
s0

L.C.s2 +R.C.s+ uscc
Inc

.in−1
s0 .C.s+ 1

(3.11)

Le sous-système 2 comprend la charge CPL. Son impédance d’entrée est donnée par l’équa-
tion suivante :

FIGURE 3.4 – Impédances d’entrée et de sortie pour le critère de Middlebrook.
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FIGURE 3.5 – Évolution du module des impédances (Zout, Zin) en faisant varier la puissance
demandée par la CPL.

Zinc(s) =
V 2
c0

PCPL
(3.12)

La figure (3.5) montre une comparaison entre les modules de l’impédance de sortie Zout de
la source et l’impédance d’entrée Zin de la charge en faisant varier le courant is0 de 100 A à
300 A avec un pas de 50 A , ce qui correspond à une variation de de 54 kW à 160 kW.

Selon le critère de Middlebrook, c’est-à-dire
∣∣∣Zout1 (jω)

Zin2
(jω)

∣∣∣ < 1 et pour l’exemple étudié dans
cette section, le système n’est stable que pour des valeurs de puissance PCPL inférieures à 150

kW, valeurs identiques à celles données par la formule analytique.

3.2.4 Conclusion

Dans les sections précédentes, une nouvelle équation analytique pour la limite de stabilité
du réseau DC avec un SSR séparant la région de stabilité et d’instabilité a été développée. Cette
équation dépend des paramètres du réseau et également des paramètres du SSR. Elle représente
tout de même le scénario maximal auquel on puisse stabiliser le réseau, car elle a été obtenue
en supposant que la température reste à 77 K. Autrement dit, si le réseau est stable avec cette
hypothèse, il est nécessairement stable à des températures supérieures à 77 K, du fait que la
résistance du SSR augmente en fonction de la température (voir l’évolution de la résistivité du
(RE)BCO et des différentes couches métalliques en fonction de la température, figure 2.6, annexe
C).

Afin de valider cette équation analytique, trois méthodes ont été utilisées. La première
consiste à réaliser des simulations numériques pour différentes valeurs de puissance et de cou-
rant critique en fixant la longueur du SSR et n, en utilisant un modèle simplifié. Le modèle
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suppose que la résistance de l’élément supraconducteur est une fonction non linéaire qui dépend
uniquement du courant de ligne is, tout en considérant que le ruban ne s’échauffe pas et que sa
température reste à 77 K comme cela a été fait lors de la détermination de l’équation analytique.

La deuxième méthode consiste à calculer les valeurs propres du système pour un point donné,
par exemple, mais sans s’y limiter, (Ic = 245 A, n = 15, lSSR = 10 m) pour différentes valeurs
de puissance. Enfin, l’analyse de stabilité par spectroscopie d’impédance a été utilisée pour le
même point.

Toutes ces méthodes ont donné des résultats en parfaite concordance avec l’équation analy-
tique 3.10. Cette dernière peut être utilisée pour dimensionner un SSR et également dans une
stratégie de contrôle du SSR qui va être présentée dans les sections suivantes.

3.3 Dimensionnement du stabilisateur supraconducteur

Le dimensionnement du stabilisateur reste à ce jour un problème compliqué qui repose sur
des méthodes numériques ou expérimentales [53] [54]. Cependant, la formule analytique trou-
vée dans la section précédente qui sépare la région de stabilité et d’instabilité du réseau peut
être utilisée pour dimensionner le SSR et trouver ses différents paramètres à savoir : le courant
critique (Ic), l’exposant de la loi de puissance n et la longueur lSSR.

La figure 3.6 montre les régions de stabilité obtenues par la formule analytique 3.10 en
fonction du courant critique et de la puissance de charge pour différentes valeurs de l’exposant
de la loi de puissance n avec lSSR = 10 m et de la longueur du SSR lSSR avec n = 15. Sur la
figure 3.6 (a), on remarque que pour une puissance donnée et une longueur de SSR fixe, lorsque
n augmente, le courant critique du SSR peut être plus élevé. Idem pour la figure 3.6 (b) où on
remarque que pour une puissance donnée et n donné, plus la longueur du SSR augmente, plus le
courant critique du SSR peut être important.

3.4 Stratégie de contrôle du stabilisateur supraconducteur

Sur la base du résultat présenté sur la figure 3.2, on constate que pour stabiliser un réseau
continu par un SSR, il est nécessaire de faire varier son courant critique, sinon on risque :

— Soit de ne pas couvrir une marge de puissance pour un courant critique donné, par
exemple : à droite du point A et à gauche du point C sur la figure 3.2.

— Soit de détruire le ruban, par exemple : à droite et en dessous des points A, B et C.

— Soit rendre visible le SSR par rapport au réseau même pour des puissances inférieures à
PCPLmax , par exemple : à gauche du point B sur la figure 3.2.

Or, les différents types de rubans supraconducteurs ont un courant critique constant en champ
propre et à la température de l’azote liquide. C’est pourquoi dans le cadre de cette thèse on
propose une stratégie permettant de faire varier leur courant critique. Cette stratégie consiste à
contrôler dynamiquement le courant critique et maitriser la dissipation du SSR grâce à un champ
magnétique externe. En effet, le courant critique du ruban supraconducteur a pour caractéristique
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(a)

(b)

FIGURE 3.6 – Régions de stabilité du réseau DC avec SSR obtenues par la formule analytique
3.10 en fonction du courant critique et la puissance de charge pour différentes valeurs de : (a)
l’exposant de la loi de puissance n avec lSSR = 10 m, (b) longueur du SSR lSSR avec n = 15.
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FIGURE 3.7 – Stratégie de contrôle adoptée pour stabiliser un réseau DC par l’intégration d’un
stabilisateur supraconducteur.
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FIGURE 3.8 – Approche adoptée pour déterminer la valeur du champ magnétique qui doit être
appliqué pour stabiliser le réseau DC pour une puissance donnée.

de décroître en fonction du champ magnétique externe [61]. Notre idée se base sur l’exploitation
de cette caractéristique en appliquant un champ magnétique externe au SSR. En pratique, ce
champ magnétique sera généré par un système d’électroaimant contrôlé par un convertisseur
DC-DC (voir figure 3.7).

La question qui se pose maintenant est la suivante : quelle est la valeur du champ magnétique
qu’il faut appliquer pour stabiliser un réseau DC lorsqu’il y a une demande de puissance? Ou
bien : comment connaître la valeur du champ qu’il faut appliquer au SSR pour que le réseau reste
stable?

Pour répondre à cette question, nous avons proposé une solution basée sur la caractéristique
du courant critique du ruban supraconducteur à 77 K en fonction du champ magnétique et la
formule analytique 3.10 de la limite de stabilité. En effet, en utilisant la formule analytique, il est
possible de déterminer la valeur du courant critique correspondant à la puissance de la charge.
Ensuite, à partir de la caractéristique Ic-B, la valeur du champ magnétique correspondant peut
être déduite (figure 3.8).

Le circuit 3.9 présente une démonstration de l’approche adoptée. Nous avons simulé un sta-
bilisateur de 10 m constitué d’un ruban supraconducteur de type Superpower® SF12050 [61]
(Ic = 300 A, largeur 12 mm) en utilisant la FMI qui provient du modèle OpenModelica dé-
veloppé dans le deuxième chapitre avec les mêmes paramètres et discrétisations (tableau 2.3).
Ce stabilisateur est intégré dans le réseau présenté précédemment et soumis à un champ magné-
tique. La valeur de ce champ magnétique à appliquer est obtenue à partir d’un calculateur basé
sur l’approche présentée dans la figure 3.8 en mesurant la tension et le courant de la charge.
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FIGURE 3.9 – Circuit utilisé pour illustrer la stratégie adoptée pour contrôler le stabilisateur
supraconducteur. Le calculateur est basé sur l’approche présentée à la figure, 3.8.

Les figures de 3.11 à 3.14 montrent les résultats obtenus par la simulation du réseau avec
stabilisateur non contrôlé par un champ magnétique externe et avec stabilisateur contrôlé par un
champ magnétique externe pour différentes valeurs de puissance.

Pour le réseau avec le SSR non contrôlé par un champ externe, on peut voir sur la figure3.11
(b) que le réseau n’est stable que pour les puissances inférieures à la limite de puissance PCPLmax

où les oscillations diminuent avec le temps. Pour toutes les puissances supérieures à la limite de
puissance PCPLmax , le réseau est instable. Les oscillations de courant qui correspondent à ces
puissances sont constantes en fonction du temps et ne divergent pas, mais elles sont importantes
et destructrices pour le réseau (∆I >>) car l’effet limitant du stabilisateur (Rsc ̸= 0) se ma-
nifeste comme on peut le voir sur la figure 3.11 (e). Ceci a provoqué des pertes par effet Joule
importantes (un pic de 48 kW) au niveau du SSR comme on peut le voir sur la figure 3.11 (h).
Le courant critique du ruban diminue légèrement de 2% (294 A) pour les puissances supérieures
à PCPLmax (voir figure 3.11 (d)). Cette diminution est due à la petite augmentation de la tempé-
rature, illustrée par la figure 3.11 (g).

En revanche, pour le réseau avec le SSR contrôlé par un champ externe, le réseau est stable
pour toutes les puissances avec des oscillations du courant qui diminuent au cours du temps
pour avoir un autre point de fonctionnement du réseau (3.14(b)). En augmentant la puissance,
on constate que le temps nécessaire pour atteindre le régime permanent diminue car le rapport
is0/Ic augmente avec la puissance, comme le montre la figure 3.10 tracée à partir de l’équation
3.10. Pour les puissances supérieures à PCPLmax , un champ magnétique est appliqué au SSR. La
valeur de ce champ est calculée à partir du calculateur mis en place en fonction de la puissance
de la charge (3.14(c)). Ce champ magnétique a atteint une valeur maximale de 42 mT pour la
puissance la plus proche de PCPLmax , puis il diminue à chaque fois que la puissance augmente
car le rapport is0/Ic augmente avec l’augmentation de la puissance. L’augmentation de ce champ
magnétique permet de diminuer le courant critique du SSR qui atteint une valeur minimale de 247
A (17,6 %Ic0) permettant de stabiliser le réseau. Ce courant critique suit parfaitement la consigne
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FIGURE 3.10 – Le rapport Is0/Ic donné par la formule 3.10 à 77 K.

avec un léger dépassement (moins de 1 %) dû à une faible augmentation de la température
(figure 3.13 (d)). Cette augmentation de température ne dépasse pas 77,12 K, et elle a permis au
courant de circuler quasi intégralement dans la couche supraconductrice. Les pertes au niveau
du SSR sont faibles comme on peut le voir sur la figure 3.14(h). La résistance au niveau du SSR
augmente avec l’accroissement de la puissance de charge et s’échelonne de 0 Ω à 0,4 mΩ avec
un pic maximal de 2,1 mΩ. Il convient de mentionner qu’avec cette méthode de stabilisation
par contrôle du courant critique du SSR par un champ magnétique, la marge de stabilité a été
repoussée de plus de 45 % tout en maintenant la température proche de 77 K.

Ces résultats confirment la fiabilité de la stratégie de contrôle adoptée : contrôler la variation
du courant critique du SSR par un champ magnétique externe en utilisant la formule analytique
3.10 pour stabiliser un réseau DC.

3.5 Contrôle du stabilisateur supraconducteur

Désormais, étant donné que la stratégie adoptée pour contrôler le SSR a été testée, nous
allons simuler le système complet représenté sur la figure 3.7 avec un contrôleur, un convertisseur
DC/DC et un inducteur. Pour cela, on considère un inducteur dont la valeur de l’inductance est
de 302 mH avec une résistance de 2,96 Ω. Sa caractéristique champ-courant est représentée
sur la figure 3.15. Les paramètres et caractéristiques de cet inducteur sont issus de l’inducteur
magnétique développé dans le chapitre suivant.

Pour le convertisseur DC/DC qui alimente l’inducteur, on considère, par exemple, mais sans
s’y limiter un Flyback qui a une sortie isolée contrôlé par la technique de Modulation de Largeur
d’Impulsion (MLI) de 100 kHz, en raison de ses nombreux avantages, tels que sa rapidité et sa
fréquence de découpage réglable. La porteuse est un signal triangulaire et la modulante est le
signal de sortie du bloc contrôleur PID (voir figure 3.16). Le contrôleur PID est celui qui nous a
donné la meilleure réponse proche de la consigne par rapport aux autres contrôleurs (P, PI).
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(a)
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(e)

(b)

(d)

(f)

FIGURE 3.11 – Résultats de la simulation donnés par le circuit présenté sur la figure 3.9 sans
contrôler le stabilisateur supraconducteur (B=0) ; IM est le courant total circulant dans les
couches métalliques (les deux couches d’argent, supérieure et inférieure).
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(g)

(i)

(h)

(j)

FIGURE 3.12 – Résultats de la simulation donnés par le circuit présenté sur la figure 3.9 sans
contrôler le stabilisateur supraconducteur (B=0).

La stratégie de contrôle de ce dispositif est basée sur la même que celle présentée ci-dessus
(figure 3.8) en ajoutant un troisième bloc qui est la caractéristique champ-courant de l’induc-
teur afin de pouvoir déterminer le courant d’inducteur de référence Iind∗ à partir de l’induction
magnétique de référence B∗ (figure 3.17).

Le circuit utilisé pour simuler la stratégie adoptée en utilisant un Flyback est présenté sur la
figure 3.18.

Les résultats de la simulation sont présentés sur les figures 3.19 et 3.20, où le réseau est
stable pour toutes les puissances grâce au contrôle du SSR par l’inducteur en agissant sur son
pilotage en courant. La marge de stabilité a été repoussée de plus de 45 % tout en gardant la tem-
pérature proche de 77 K. Comme dans la section précédente, où la stratégie de contrôle adoptée
a été validée, en augmentant la puissance, le temps nécessaire pour atteindre le régime perma-
nent diminue comme le rapport is0/Ic augmente avec la puissance, tel que le montre la figure
3.10 tirée de l’équation 3.10. Pour les puissances supérieures à PCPLmax , un champ magnétique
est appliqué au SSR et sa valeur diminue à chaque augmentation de puissance car le rapport
is0/Ic augmente avec la puissance. La valeur de consigne de ce champ est calculée à partir du
calculateur en fonction de la puissance de la charge (3.20(a)). Sa valeur réelle suit la consigne
avec un retard, un dépassement dû au temps de réponse de l’inducteur et du régulateur. La valeur
maximale de ce dépassement calculée à 5% est de 3%, et le retard maximal est de 70 ms.
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FIGURE 3.13 – Résultats de la simulation donnés par le circuit présenté sur la figure 3.9 en
contrôlant le stabilisateur par un champ magnétique extérieur : IM est le courant total circulant
dans les couches métalliques (les deux couches d’argent, supérieure et inférieure)
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(g)

(i)

(h)

(j)

FIGURE 3.14 – Résultats de la simulation donnés par le circuit présenté sur la figure 3.9 en
contrôlant le stabilisateur par un champ magnétique extérieur.

Le champ magnétique est produit par l’inducteur, agissant sur le pilotage de son courant qui
suit la consigne avec un retard, dépassant de 70 ms et 1,7 % respectivement (figure 3.20 (c)).
Ceci a permis de diminuer le courant critique du SSR qui atteint une valeur minimale de 245,8
A (82 %Ic0) et qui poursuit sa consigne avec un léger dépassement de 1,1 % dû à la boucle de
régulation et une faible augmentation de température (figure 3.20 (d)). Les pertes au niveau du
SSR sont faibles comme on peut le voir sur la figure 3.20(h). La résistance au SSR augmente
avec l’augmentation de la puissance de charge et varie de 0 Ω à 0,36 mΩ avec un pic maximal
de 2,8 mΩ.

Il faut mentionner que la température du SSR reste autour de 77 K et ne dépasse pas 77.2 K
ce qui permet au courant de circuler principalement dans la couche supraconductrice. Cela rend
le système proposé plus fiable pour des application aéronautiques.

3.6 Discussion

Sur la base des résultats présentés ci-dessus, nous observons qu’en contrôlant un stabilisateur
supraconducteur inséré en série avec le filtre d’entrée du réseau DC par un inducteur magnétique,
la stabilité du réseau est améliorée. Dans l’exemple pris ci-dessus et pour un ruban supraconduc-
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FIGURE 3.15 – L’induction magnétique créée par l’inducteur magnétique en fonction du courant
à 77 K.
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FIGURE 3.16 – Schéma bloc de la méthode de contrôle proposée pour le stabilisateur supracon-
ducteur à l’aide d’un convertisseur flyback.

teur Superpower® SF12050 de 300 A, nous avons pu étendre la marge de stabilité de (45 %) et
couvrir une large plage de puissance : lorsque la puissance de charge est proche de la puissance
limite sans SSR et également lorsque la puissance de charge est beaucoup plus élevée que la puis-
sance limite sans SSR. Il convient de mentionner que la marge de stabilité a été limitée non pas
par la méthode de stabilité proposée, mais par le type de ruban utilisé qui a un courant critique
de 300 A. L’utilisation d’un autre type de ruban avec un courant critique plus élevé augmentera
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FIGURE 3.17 – Approche adoptée pour déterminer la valeur du courant de l’inducteur qui doit
être appliqué pour créer l’induction magnétique souhaitée afin de stabiliser le réseau DC pour
une puissance donnée.

encore la marge de stabilité. Ainsi, le mieux est de toujours prendre un ruban supraconducteur
avec un courant critique élevé et de le contrôler par un champ magnétique.

La nouvelle méthode proposée permet de contrôler la dissipation au niveau du SSR en contrô-
lant son courant critique. En dehors de la stabilisation du réseau, ce contrôle de la dissipation
permet à la température de rester autour de 77 K, et au courant de circuler principalement dans
la couche supraconductrice. De plus, en jouant sur la proportion du courant critique donnée par
la formule analytique et/ou les paramètres du contrôleur, il est possible de modifier le temps
de retour à l’état stable du système. Autrement dit en prenant par exemple 5 % de moins de la
valeur du courant critique donnée par la formule analytique pour une puissance donnée et/ou de
modifier les paramètres du régulateur pour avoir une tolérance sur un dépassement par exemple,
il est possible de diminuer le temps de retour à l’état stable du système (plus rapide).

Il faut noter que malgré l’utilisation d’un inducteur qui a un temps de réponse L/R = 102 ms
important, le système peut être stabilisé, ce qui rend la mise en oeuvre de la méthode réalisable.

3.7 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons commencé par étudier l’impact du stabilisateur passif basé sur
les supraconducteurs sur la stabilité des réseaux DC. Pour ce faire, nous étudions la stabilité
du réseau en intégrant un ruban supraconducteur modélisé simplement par la loi de puissance. A
l’issue de cela une nouvelle équation analytique a été établie permettant de séparer les régions de
stabilité des réseaux DC comportant un stabilisateur supraconducteur. Cette équation dépend des
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FIGURE 3.18 – Circuit utilisé pour simuler la stratégie adoptée pour contrôler le stabilisateur
supraconducteur en utilisant un convertisseur Flyback. Le calculateur est basé sur l’approche
présentée à la figure, 3.17.

paramètres du réseau et aussi des paramètres du stabilisateur, ce qui rend possible le dimension-
nement de ce dernier. Des simulations numériques et différentes approches d’étude de stabilité
ont été utilisées par la suite pour valider cette nouvelle équation de stabilité.

À partir de cette équation, une nouvelle méthode de stabilisation du réseau DC a été pré-
sentée. Cette méthode est un hybride entre les méthodes passive et active puisqu’elle utilise les
propriétés intrinsèques des supraconducteurs qui deviennent résistifs sous certaines conditions
et aussi la commande pour contrôler cette résistance par un champ magnétique externe. Elle a
l’avantage d’être invisible (pas de pertes Joule) lorsque la puissance de la charge est inférieure
au PCPLmax par rapport aux méthodes passives, et elle couvre une grande marge de stabilité. De
plus, elle ne nécessite aucune modification de la commande telle que proposée par les méthodes
actives, ni de la charge CPL, ni du bus DC, qui ne sont pas toujours accessibles, complexes et
diminuent la fiabilité et l’efficacité qui sont deux paramètres importants.

Des simulations réalisées en utilisant un ruban supraconducteur commercial Superpower®
SF12050 et son modèle électrothermique développé dans le chapitre précédent nous ont permis
de tirer plusieurs conclusions. En effet, en contrôlant un stabilisateur supraconducteur par un
champ magnétique externe, la stabilité d’un réseau continu peut être assurée sans augmenter
la température du ruban. Cela permet de garantir la fiabilité et la sécurité du système pour des
applications exigeantes. D’autre part, il est toujours préférable de prendre un ruban avec un grand
courant critique et de le contrôler par le champ externe pour avoir une grande marge de stabilité.

En raison de la non-augmentation de la température du ruban supraconducteur lors de la
stabilisation du réseau DC, il est possible de simplifier le modèle utilisé en éliminant sa partie
thermique. En effet, puisque la température reste à 77 K (maximum 77.2 K), il n’y a pas de
diffusion de chaleur et les propriétés électriques et thermiques des matériaux constituant le ruban
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(a)

(c)

(e)

(b)

(d)

(f)

FIGURE 3.19 – Résultats de la simulation donnés par le circuit présenté sur la figure 3.9 en
contrôlant le stabilisateur par un champ magnétique extérieur à travers un convertisseur DC/DC
(Flyback) : IM est le courant total circulant dans les couches métalliques (les deux couches
d’argent, supérieure et inférieure)

deviennent constantes. Ainsi, le modèle électrothermique sera réduit à un modèle électrique sans
sacrifier la précision, ce qui réduit considérablement le temps de calcul.

L’utilisation d’un inducteur magnétique dans la méthode proposée peut constituer un obs-
tacle en termes de poids, notamment pour les applications aéronautiques. Néanmoins, l’utilisa-
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FIGURE 3.20 – Résultats de la simulation donnés par le circuit présenté sur la figure 3.9 en
contrôlant le stabilisateur par un champ magnétique extérieur à travers un convertisseur DC/DC
(Flyback).

tion d’un inducteur en supraconducteur pourrait être une solution prometteuse pour obtenir un
système plus compact et plus léger.

La méthode de stabilisation proposée pourrait être mis en oeuvre dans un avion fonctionnant
à l’hydrogène. En effet, l’hydrogène liquide (LH2) pourrait alors être utilisé comme réfrigérant
indirect pour le stabilisateur refroidi à l’azote. Pour une meilleure intégration, les travaux futurs
pourraient se concentrer sur un dispositif entièrement refroidi par LH2. D’autres considérations
peuvent inclure la conception du système cryogénique associé afin d’évaluer le poids du système
à comparer à d’autres solutions technologiques.

La difficulté de cette méthode réside dans la possibilité pratique de contrôler dynamique-
ment la résistance du ruban supraconducteur par un champ magnétique externe et d’avoir une
résistance par unité de longueur suffisante pour stabiliser un réseau DC. Pour valider cela expéri-
mentalement, nous concevrons dans le chapitre 4 un inducteur magnétique permettant de générer
un champ magnétique variable. Il sera utilisé pour valider expérimentalement le principe de la
méthode.





Chapitre 4

Conception et caractérisation d’un
inducteur magnétique

4.1 Description et objectif

Dans le chapitre précédent, nous avons étudié une nouvelle méthode hybride pour stabiliser
les réseaux DC. Nous avons montré qu’en contrôlant le courant critique du ruban supracon-
ducteur par un champ magnétique externe, la marge de stabilité du réseau peut être augmentée
de manière significative tout en maintenant la température du ruban proche de celle de l’azote
liquide.

La difficulté de cette nouvelle méthode de stabilisation réside dans la possibilité pratique
de faire varier dynamiquement la résistance au niveau du ruban supraconducteur par un champ
magnétique externe. Avant la mise en place d’un banc d’essai expérimental du système complet
(réseau + SSR + DC/DC + contrôle) pour valider la méthode, il est nécessaire dans un premier
temps de valider uniquement le principe de la méthode, à savoir, faire varier dynamiquement la
résistance du ruban supraconducteur par un champ magnétique. L’un des enjeux est la possibi-
lité de mesurer et varier la valeur de la résistance du ruban supraconducteur lorsque un champ
magnétique est appliqué. C’est d’autant plus difficile que le ruban est particulièrement sujet à
l’emballement thermique comme nous le verrons dans le chapitre 5 qui est dédié aux mesures
expérimentales. Cette première étape de validation expérimentale nous permettra de nous proje-
ter et de tirer des conclusions sur la faisabilité de celle nouvelle méthode de stabilisation. Mais
avant cela, nous devons concevoir un inducteur magnétique.

L’objectif de ce chapitre est donc de dimensionner, concevoir et caractériser un inducteur
magnétique qui sera utilisé pour appliquer un champ magnétique variable à un ruban supracon-
ducteur. L’ensemble du dispositif permettant d’effectuer des mesures expérimentales.
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FIGURE 4.1 – Organigramme général du processus de conception.

4.2 Le rôle de l’inducteur

Le rôle de l’inducteur magnétique développé dans le cadre de nos travaux est de fournir un
champ magnétique pour contrôler dynamiquement le courant critique du ruban supraconducteur,
c’est-à-dire contrôler dynamiquement la résistance du ruban supraconducteur afin de stabiliser
les réseaux DC comme mentionné et détaillé dans le chapitre précédent.

L’inducteur à aimants, qui présente plusieurs avantages, ne nous convient pas pour atteindre
cet objectif car il fournit un champ magnétique constant et sa variation est difficile à mettre en
oeuvre. C’est pourquoi, dans cette thèse, nous avons opté pour un inducteur bobiné permettant
de contrôler le champ magnétique par la variation du courant dans la bobine.

4.3 Méthodologie de conception de l’inducteur

4.3.1 Principales étapes du processus de conception

En général, un processus de conception se base sur trois préoccupations essentielles qui
constituent respectivement la formulation du cahier des charges (voir Figure 4.1) :

1. La formulation du cahier des charges traduisant le besoin auquel le dispositif doit répondre.

2. La détermination d’une structure qui répond à ce besoin.

3. La détermination des éléments quantitatifs, caractéristiques du dispositif souhaité.



4.3. Méthodologie de conception de l’inducteur 91

FIGURE 4.2 – Structure de l’inducteur pour contrôler la résistance du ruban supraconducteur :
un noyau de fer à 3 colonnes pour créer un champ perpendiculaire au ruban.

Dans la suite , nous allons développer chaque étape en détail pour la conception de l’induc-
teur magnétique.

4.3.2 Définition du cahier des charges

Les principales contraintes imposées par le cahier des charges de l’inducteur magnétique
sont décrites ci-dessous.

— L’inducteur doit fonctionner dans l’azote liquide à la température de 77 K.

— L’inducteur doit fournir une densité de flux maximale supérieure à 0,2 T pour avoir un
impact sur le courant critique du ruban supraconducteur et pouvoir faire varier sa résis-
tance. Cette valeur est tirée des caractéristiques du courant critique en fonction du champ
magnétique appliqué fournies par le fabriquant de notre ruban SuperPower® [61].

— Pertes par effet Joule minimales pour éviter l’échauffement de l’inducteur.

— La bobine de cuivre de l’inducteur sera alimentée par une alimentation programmable
KEITHLEY 2200-30-5 qui fournit un courant maximal de 5 A sous 30 V.

4.3.3 Choix de la structure

En fonction des contraintes techniques dictées par le cahier des charges, l’inducteur peut
prendre différentes structures, qui peuvent être classées selon la direction d’application du champ
magnétique, soit parallèle ou perpendiculaire au ruban supraconducteur. Cependant, il convient
de noter que le courant critique des rubans supraconducteurs est plus sensible à un champ magné-
tique appliqué perpendiculairement que parallèlement [61]. Pour cela, nous allons nous concen-
trer sur les structures permettant de créer un champ magnétique perpendiculaire.

La structure composée d’un noyau de fer à 3 colonnes et d’une bobine de cuivre est une
solution pour créer un tel champ. Elle présente plusieurs avantages :



92 Conception et caractérisation d’un inducteur magnétique

FIGURE 4.3 – Dimensions des Ferrites fournies par la société TDK utilisées pour la réalisation
de l’inducteur magnétique.

— L’induction magnétique peut atteindre des valeurs suffisantes pour notre application avec
de faibles ampères-tours en utilisant des ferrites à haute valeur de saturation.

— Le prototypage de cette structure est assez simple.

— Les pertes par effet Joule sont plus faibles car il faut moins d’Ampère-tours.

Pour tous ces avantages, on a opté pour cette structure de l’inducteur à noyau de fer à 3
colonnes pour créer un champ magnétique perpendiculaire au ruban supraconducteur.

4.3.4 Dimensionnement de la structure

Afin de créer un champ perpendiculaire au ruban supraconducteur, nous avons proposé de
le placer dans l’entrefer comme le montre la figure 4.2. Les noyaux que nous utiliserons dans
notre cas sont produits par la société japonaise TDK (figure 4.3). Il s’agit du matériau N87 de
référence B66329G1500X87 et B66329G0000X87 [89].

Ce choix est motivé par la valeur de saturation élevée de ces ferrites (≈ 0,5 T) [89], leur
petite taille et leur prix abordable. Nous avons choisi celles avec un entrefer de 1,5 mm qui est
suffisant pour mettre le ruban avec ses prises de potentiel à l’intérieur et favoriser le passage de
l’azote pour le refroidissement. Ces ferrites avec entrefer seront associées par la suite aux ferrites
sans entrefer pour fermer le circuit magnétique et constituer le noyau de fer.

Compte tenu des contraintes imposées par le cahier des charges et de la complexité du pro-
cessus de dimensionnement de l’inducteur, on comprend bien la nécessité de disposer d’un outil
informatique d’aide au dimensionnement. Cet outil doit intégrer toutes les contraintes techniques
afin de répondre rapidement à une solution fiable au regard du cahier des charges prédéfini. Pour
cela, nous avons opté pour le logiciel libre OctaveFEMM qui est une bibliothèque Matlab per-
mettant d’exploiter le logiciel d’éléments finis (FEMM) via un ensemble de fonctions Matlab/-
GNU Octave (figure 4.4). Ce choix est notamment justifié par la gratuité du logiciel, la précision
du modèle éléments finis et surtout la possibilité de résoudre le modèle non linéaire de l’induc-
teur en intégrant la courbe B −H des ferrites.

Dans la librairie de matériaux du logiciel FEMM, le matériau ferrite N87 n’est malheureu-
sement pas disponible, ce qui nous a conduit à intégrer la courbe B −H de ce matériau fournie
par le fabricant [89] par le biais des données du flux B et du champ H .
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FIGURE 4.4 – Schéma du processus de dimensionnement de l’inducteur.

FIGURE 4.5 – Caractéristique B −H du matériau N87 à température ambiante : (a) Fourni par
le fabricant, (b) Courbe moyenne intégrée dans FEMM.

Le fabricant fournit une courbe d’hystérésis, ce qui fait que nous avons pris la moyenne
entre la courbe ascendante et la courbe descendante (première courbe de magnétisation) comme
le montre la figure 4.5.

Avant de commencer le dimensionnement de l’inducteur, nous avons choisi une longueur de
ruban techniquement raisonnable de 0,5 m. En effet, il est préférable de maximiser la longueur
du ruban supraconducteur pour augmenter la résistance et ainsi augmenter la tension mesurée car
c’est plus facile de mesurer une tension élevée. Néanmoins, pour des raisons techniques, nous
avons choisi cette longueur de 0,5 m, car la longueur de l’inducteur doit être égale ou supérieure
à la longueur du ruban pour le recouvrir intégralement. Au-delà de cette longueur, le prototypage
de l’inducteur devient compliqué. Mesurer de petites tensions, un défi que nous avons relevé tel
que nous le montrons dans le chapitre 5.

En tenant compte de la profondeur de la ferrite (20 mm), il est possible de calculer le nombre
de ferrites nécessaires à la construction de l’inducteur (equation 4.1) en les associant les unes
à côté des autres pour former les deux moitiés de l’inducteur, une moitié avec un entrefer (25
ferrites) et l’autre sans entrefer (25 ferrites), lesquelles seront mises bout à bout.
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FIGURE 4.6 – Schéma montrant les conditions favorables à la décision des paramètres de l’in-
ducteur.

NbFerrites = 2× 0.5

20× 10−3
= 50 (4.1)

Pour dimensionner l’inducteur et trouver ses paramètres optimaux, nous avons optimisé
sa géométrie. Le programme génère un fichier de paramètres de la géométrie qui respecte les
contraintes du cahier des charges, en ajoutant une cinquième contrainte qui est que l’induction
magnétique n’atteigne pas la saturation dans les ferrites. Ces contraintes sont transformées en
contraintes d’inégalité :

1. Densité de flux maximale supérieure à 0,2 T à l’intérieur de l’entrefer ⇒BEntrefer ≥ 0, 2

T.

2. Pertes par effet Joule minimales. Ce qui peut être traduit en pertes ne dépassant pas une
valeur limite de 150 W (PJ ≤ 150 W).

3. Courant électrique dans la bobine de cuivre de l’inducteur est limitée à 5 A ⇒ I ≤ 5 A.

4. L’induction magnétique n’atteint pas la saturation dans les ferrites, ce qui se traduit par
une valeur limite dans l’entrefer qui ne dépasse pas ≈ 0.45 T. Cette valeur est choisie à
partir de la courbe B − H des ferrites en considérant qu’il n’y a pas de flux de fuite au
niveau de l’entrefer BEntrefer ≤ 0.45 T.

Ces contraintes peuvent être traduites en un graphe qui permet de prendre une décision sur
la géométrie donnée par l’algorithme et les paramètres choisis pour l’inducteur (figure 4.6).

Les paramètres utilisés sont les suivants :

— Le courant électrique dans la bobine I.

— Le nombre de spires de bobinage Ns ne doit pas dépasser une valeur limite qui dépend du
coefficient de remplissageKb et de la surface maximale bobinable. Nous pouvons bobiner
uniquement sur une moitié de l’inducteur pour pouvoir fermer l’inducteur par la suite et
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aussi améliorer le refroidissement de la bobine. Autrement dit, nous pouvons bobiner soit
sur la moitié avec entrefer, soit sur la moitié sans entrefer (figure 4.13).

Nsmax =
Smax ×Kb

SCuivre
(4.2)

Smax = (29.5e− 3− 12.2e− 3)/2× 14.8e− 3 = 128mm2 (4.3)

Où Nsmax représente le nombre maximal de spires de la bobine de cuivre, Smax la surface
maximale bobinable et SCuivre la section du fil de cuivre.

À partir de la caractéristique ρcuivre − T donnée dans l’annexe C , la résistivité du cuivre
à 77 K (ρcu77 = 2, 1µΩ.mm Jcu77 = 42,2 A/mm) peut être déterminée pour calculer la
section minimale du fil de cuivre :

SCuivremin ≥ Imax

Jcu77
=

5

42.2
= 0.12mm2 (4.4)

Par précaution, on choisit un fil de section SCuivre = 0.2 mm2

En tenant compte de cette valeur de section du fil de cuivre et en admettant un coefficient
de remplissage de 50%, on peut calculer le nombre maximal de spires de la bobine de
cuivre Nsmax :

Nsmax =
Smax ×Kb

SCuivremin

=
128× 0.5

0.2
= 320Spires (4.5)

Les grandeurs calculées au cours de programme de dimensionnement sont les suivantes :

— Densité de flux au centre de l’entrefer B0.

— Longueur du fil de cuivre.

— Pertes joules PJ .

— Résistance du fil de cuivre.

— Tension maximale V au niveau de la bobine de cuivre.

— Poids.

— Inductance de la bobine de cuivre.

— Constante de temps τ .

L’algorithme de dimensionnement que nous avons développé pour rechercher les grandeurs
et dimensions optimales consiste d’abord à sélectionner une combinaison parmi les paramètres
d’optimisation, à savoir le courant et le nombre de spires, en utilisant deux boucles ’for’ imbri-
quées et à dessiner dans Matlab la forme de l’inducteur avec la distribution des matériaux dans
chaque région. Ensuite, on utilise FEMM pour simuler la configuration et calculer ses quantités
physiques et ses dimensions. Enfin, on applique les contraintes du cahier des charges pour dé-
terminer si la configuration avec cette combinaison de paramètres fait partie des configurations
potentielles. Si ce n’est pas le cas, le même processus est répété avec la combinaison suivante de
courant et de nombre de spires (voir figure 4.7).
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Dessin de l'inducteur en Matlab  

Affectation des matériaux  

Ajout de conditions aux limites  

Maillage + simulation en faisant 

appel à FEMM

Calcul des grandeurs physiques + 

dimensions (B0, l, R, τ ...)

Application du cahier des charges 

(0.2 T B0 0.45T, PJ 150W)

Solution potentielle  

Ns = 1  

I = 1

I=I+1  

Ns = Ns + 1  

Fin  

Oui  

Non  

Oui  

Non  
Ns  320 ?

I  5 ?

OK ?

FIGURE 4.7 – Diagramme de l’algorithme de dimensionnement utilisé pour déterminer les gran-
deurs physiques et les dimensions de l’inducteur.
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4.3.5 Solutions potentielles

En choisissant un pas de 1 A pour le courant maximal dans l’inducteur qui varie entre 1 A
et 4 A, et un pas de 11 spires pour le nombre de spires qui varie entre 1 et Nsmax pour les deux
boucles ’for’ imbriquées, et en triant les solutions qui respectent le cahier des charges, on obtient
71 solutions. Toutes ces solutions peuvent être utilisées comme configuration finale de l’induc-
teur. La figure 4.8 montre l’évolution des grandeurs de ces solutions en fonction de l’induction
magnétique à l’entrefer. On constate que pour une induction donnée dans l’entrefer, plus la va-
leur du courant maximal est faible, plus le nombre de spires, la longueur du fil, sa résistance,
son inductance, sa constante de temps et le poids de l’inducteur sont élevés. En revanche, les
pertes par effet Joule sont d’autant plus faibles que le courant maximal est faible. La tension
reste quasiment la même quel que soit le courant pour une induction magnétique donnée.

Parmi ces solutions, nous avons choisi celle indiquée par une croix rouge sur la figure 4.8
et qui possède les paramètres présentés dans le tableau 4.1. Nous avons choisi cette solution car
elle nous permet d’obtenir une induction magnétique maximale dans l’entrefer avec un nombre
raisonnable de spires à bobiner.

TABLE 4.1 – Paramètres de la configuration finale de l’inducteur choisi parmi les solutions
données après l’optimisation.

Paramètre Valeur Description
g 1.5 mm Entrefer de l’inducteur

Imax 4 A Courant maximal à ne pas dépasser pour ne pas saturer l’inducteur
Vmax 10.2 V Tension maximale à 77 K
SCuivre 0.2 mm2 Section de fil de cuivre
DCuivre 500 mm2 Diamètre de fil de cuivre

Ns 232 Spires Nombre de spires de bobinage
PJ 40.7 W Pertes Joule maximales à 77 K

LongueurCuivre 242 m Longueur moyenne du fil de cuivre
Poids 6.24 Kg Poids de l’inducteur
L 0.1848 H Inductance de la bobine de cuivre
R 2.54 Ω Résistance de la bobine de cuivre à 77 K
τ 72.6 ms Temps de réponse de l’inducteur à 77 K

4.3.6 Simulation numérique

Avant d’entamer la dernière étape et de fabriquer l’inducteur, des simulations ont été faites
sur la configuration finale de l’inducteur. L’évolution des pertes Joule et de l’induction magné-
tique dans l’entrefer en fonction du courant dans sa bobine de cuivre sont présentées à la figure
4.9. Le maillage utilisé, les lignes de champ, la carte de champ pour un courant égal à 1 A et 4
A sont présentés sur la figure 4.10. On constate que le circuit magnétique n’est pas saturé pour
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FIGURE 4.8 – Évolution des grandeurs des solutions potentielles de l’inducteur obtenues après
l’optimisation en fonction de l’induction magnétique dans l’entrefer. Les grandeurs de la solution
choisie sont marquées par une croix rouge.
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un courant de 1 A. Par contre, pour un courant de 4 A, il l’est et dépasse les 0,45 T fixés dans
le cahier des charges car l’hypothèse faite en considérant qu’il n’y a pas de fuite au niveau de
l’entrefer est forte. Toutes ces simulations sont effectuées sans tenir compte du courant dans le
ruban supraconducteur.

4.3.7 Prototypage

Après avoir dimensionné l’inducteur et trouvé ses paramètres optimaux, nous avons entamé
la phase de conception. Pour cela, nous avons commencé par assembler les ferrites nécessaires
pour construire les deux moitiés de l’inducteur : une moitié sans entrefer et une moitié avec
entrefer. Cet assemblage est réalisé avec du Kapton sur les trois faces latérales (voir figure 4.11).

Une fois les deux moitiés assemblées, on a entamé la phase de bobinage qui est technique-
ment difficile à réaliser directement sur les ferrites en raison de la complexité à maintenir les
spires à l’intérieur des ferrites au cours et à la fin de bobinage. Ceci nous a conduit à utiliser un
support de bobinage représenté sur la figure 4.12. Les 232 spires de la bobine de l’inducteur sont
enroulées sur ce support et fixées avec du Kapton avant de les placer dans les ferrites et fermer le
circuit magnétique (figure 4.13). Nous avons utilisé un fil de cuivre [90] avec les caractéristiques
techniques présentées à la figure 4.14.

Enfin, on termine par les amenées de courant, qui assurent la connexion entre le réseau et les
extrémités du ruban supraconducteur. Les amenées de courant dont on dispose au laboratoire sont
en laiton et ont la forme de la figure 4.15. Elles ont été conçues pour que le ruban supraconducteur
soit pris entre deux plaques.

Les amenées de courant seront placées de part et d’autre de l’inducteur afin de positionner
le ruban supraconducteur entre ses deux plaques, et l’alimentation électrique sur sa tige filetée.
Cependant, il est nécessaire d’avoir un support où poser l’inducteur et les amenées de courant
afin de bien positionner les extrémités du ruban supraconducteur qui sortent de l’entrefer avec
les deux plaques des amenées de courant. Ainsi, on évite de tordre mécaniquement ces deux
extrémités du ruban supraconducteur situées entre les amenées de courant et les ferrites. Pour
cela, nous avons décidé de réaliser ce support par une impression 3D.

Afin de pouvoir réaliser ce support par l’imprimante 3D dont on dispose dans notre labora-
toire qui a un plateau d’impression de 20x20x20 cm, on est obligé de le diviser en pièces. Par
conséquent, on a divisé l’inducteur en 4 pièces de deux paires, à savoir une paire qui sera au
milieu de l’inducteur et une paire qui sera placée aux extrémités. Ces pièces sont reliées entre
elles en imprimant sur une pièce une tige rectangulaire et un trou rectangulaire sur l’autre pièce.

L’empreinte des amenées de courant a été dessinée sur le logiciel libre FreeCAD. La fi-
gure 4.16 montre différentes vues des deux pièces de la moitié du support. Toutes les pièces
comportent des encoches pour améliorer la circulation de l’azote et ainsi le refroidissement du
supraconducteur, du circuit magnétique et de la bobine de cuivre. La partie latérale des pièces
comporte également des trous afin de pouvoir fixer d’autres pièces 3D utilisées comme couver-
tures pour serrer les deux moitiés du circuit magnétique à l’aide des tiges filetées et des écrous
(figure 4.17).
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(a)

(a)

FIGURE 4.9 – Évolution des pertes Joule et de l’induction magnétique dans l’entrefer de l’in-
ducteur en fonction du courant dans sa bobine de cuivre.



4.3. Méthodologie de conception de l’inducteur 101

(c) (d)

(a) (b)

(c) (d)

FIGURE 4.10 – Résultats de simulation de la configuration d’inducteur choisie : (a) maillage
utilisé, (b) lignes de champ, (c) carte de champ pour un courant égal à 1 A, (d) carte de champ
pour un courant égal à 4 A.

25 Ferrites  

Kapton  Kapton  

Kapton  

FIGURE 4.11 – Une moitié de l’inducteur après avoir assemblé les 25 ferrites à l’aide du Kapton
sur les trois faces latérales.
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50 cm

Support  

Bobine  Kapton  

FIGURE 4.12 – Support utilisé pour enrouler les spires de la bobine de l’inducteur.

Kapton  

Bobine de 

cuivre  
Ferrites  

Ferrites (2éme 

moitié)

Ruban supra  

Bobine de 
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Ferrites (1éme 

moitié)

FIGURE 4.13 – Photographies montrent la bobine de cuivre placée dans la première moitié de
l’inducteur avant de placer le ruban supra et de fermer l’inducteur par sa deuxième moitié.

FIGURE 4.14 – Caractéristiques techniques du fil de cuivre utilisé pour la bobine de l’inducteur.
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Emplacement du ruban  

Emplacement de la 

cosse

FIGURE 4.15 – Vues détaillées de la conception des amenées de courant.

FIGURE 4.16 – Différentes vues des deux pièces de la moitié du support dessinées par le logiciel
FreeCAD.

Les pièces ont été imprimées avec un fil ABS et également CPE+ avec un taux de remplissage
de 40% en forme de nid d’abeille. Nous avons testé ces pièces dans l’azote afin de vérifier leur
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Ferrites  

Ruban 
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Couvertures de l’inducteur    

FIGURE 4.17 – Vue éclatée de l’inducteur et de son support dessinée sur le logiciel FreeCAD.

tenue mécanique. L’assemblage de l’inducteur avec son support est montré sur la figure 4.18.

4.4 Caractérisation et validation expérimentale de l’inducteur

Suite au dimensionnement et au prototypage de l’inducteur, il est nécessaire de valider ex-
périmentalement sa conformité au cahier des charges et aussi de caractériser son comportement
à température ambiante et à 77 K. Pour cela, nous avons décidé de faire des tests expérimentaux
pour valider et/ou mesurer :

1. L’induction magnétique au niveau de l’entrefer de l’inducteur et la courbe B − H des
ferrites à 294 K intégrée dans le modèle.

2. La résistance de la bobine de cuivre de l’inducteur à 294 K et 77 K.

3. L’inductance de la bobine de cuivre de l’inducteur à 294 K et 77 K.

4. Le temps de réponse de l’inducteur à 294 K et 77 K.

5. La courbe B −H des ferrites à 77 K.
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FIGURE 4.18 – Vue détaillée de l’inducteur avec le support 3D.

4.4.1 L’induction magnétique au niveau de l’entrefer de l’inducteur et la courbe
B −H des ferrites à 294 K intégrée dans le modèle

Le premier test expérimental est de vérifier si l’induction magnétique au niveau de l’entrefer
de l’inducteur est la même que celle calculée par le modèle et que la courbe B −H de la ferrite
à 294 K fournie par le fabricant et intégrée dans le modèle est conforme. Ce test nous permet de
vérifier la conformité de l’inducteur fabriqué avec la première contrainte du cahier des charges
(0.2 T ≥ BEntrefermax ≥ 0.45 T).

Comme il est difficile de trouver sur le marché de petites sondes à effet Hall cryogénique
pouvant être placées dans l’entrefer de l’inducteur, nous avons dû effectuer ce premier test à
température ambiante. Toutefois, il ne faut pas oublier que la bobine de cuivre de l’inducteur
est dimensionnée pour fonctionner dans l’azote afin de supporter le courant maximal de 5 A. A
température ambiante, cette bobine supporte un courant maximal de 1 A en prenant une densité
de courant du cuivre de 5 A /mm2 à température ambiante.

Étant donné que l’induction magnétique dans l’entrefer est indépendante de la longueur de
l’inducteur, on a décidé de fabriquer un autre inducteur à échelle réduite avec un fil de bobine qui
résiste à 5 A à température ambiante (figure 4.19), et de comparer son induction dans l’entrefer
mesurée expérimentalement par un Gaussmètre LakeShore modele 544 [91] avec celle calcu-
lée par le modèle en fonction des ampères-tours au lieu du courant électrique. La figure 4.19
montre le montage utilisé pour effectuer les mesures expérimentales. Grâce à l’alimentation DC
programmable, les 150 tours sont alimentés par différentes valeurs de courant allant de 0 A à
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Alimentation DC programmable Chambre zéro gauss  

Gaussmètre    

Prototype    

Sonde à effet Hall    

FIGURE 4.19 – Vue détaillée du montage réalisé pour mesurer l’induction magnétique par un
gaussmètre dans l’entrefer de l’inducteur "réduit" en fonction des ampères-tours (150 spires).

5 A pour créer une induction magnétique au niveau de l’entrefer. Celle-ci est mesurée par un
gaussmètre à l’aide d’une sonde à effet Hall.

Les résultats obtenus expérimentalement et par simulation sont présentés à la figure 4.20.
Sur la figure on peut remarquer que les résultats expérimentaux sont proches de ceux donnés
par les simulations avec une erreur relative maximale de 5.5%. Les simulations de l’induction
magnétique des deux inducteurs sont identiques, celle donnée par l’inducteur réduit (150 tours)
s’arrête à 150 × 5 = 750 At et celle de l’inducteur (232 tours) s’arrête à 232 × 5 = 1160 At .
Ces résultats montrent que l’inducteur que nous avons conçu respecte bien la première contrainte
du cahier des charges et que nous pouvons avoir une induction magnétique maximale entre 0.2
T et 0.45 T dans l’entrefer. En outre, ces résultats démontrent également que la courbe B − H

des ferrites à 294 K fournie par le fabricant et intégrée dans le modèle est bien conforme aux
données techniques.

4.4.2 Mesure de la résistance de la bobine de cuivre de l’inducteur

Le deuxième test expérimental effectué sur l’inducteur consiste à mesurer la résistance de sa
bobine de cuivre à température ambiante et à 77 K. Ce test nous permet de vérifier les résultats
obtenus par la simulation et la validation des pertes par effet Joule calculées.

La résistance de la bobine de cuivre à température ambiante et 77 K a été mesurée expéri-
mentalement par différentes méthodes, à savoir : la mesure à 4 fils par un multimètre FLUKE
8845A, par un RLC mètre HIOKI IM 3536 et une mesure du courant et de la tension en alimen-
tant la bobine par un courant continu (figure 4.21). Le tableau 4.2 résume les résultats obtenus
par ces différentes méthodes de mesure ainsi que le calcul théorique. Le calcul théorique est fait
en considérant une résistivité du cuivre de 17× 10−9Ω.m à 294 K et 2.1× 10−9Ω.m à 77 K.
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FIGURE 4.20 – Comparaison de l’induction magnétique à l’entrefer de l’inducteur "réduit" (fi-
gure 4.19) mesurée avec celles simulées en fonction des ampères-tours des deux inducteurs :
"réduit" (150 tours) et de 0,5 m (232 tours).
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FIGURE 4.21 – Résultats expérimentaux de la mesure du courant-tension de la bobine de cuivre
de l’inducteur à température ambiante et à 77 K pour déterminer sa résistance.
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TABLE 4.2 – Mesure de la résistance de la bobine de cuivre de l’inducteur par différentes mé-
thodes

Méthode Valeur à température ambiante Valeur à 77 K
RLC mètre 21.08 Ω 2.94 Ω

4 fils 21.08 Ω 2.95 Ω

Courant-tension 21.1 Ω 2.96 Ω

Calcul théorique 20.61 Ω 2.54 Ω

TABLE 4.3 – Mesure de l’inductance de la bobine de cuivre de l’inducteur

Méthode Valeur à température ambiante Valeur à 77 K
RLC mètre 302 mH 302 mH

Calcul théorique 327 mH 327 mH

Les valeurs de résistance mesurées par les différentes méthodes sont très proches. Néan-
moins, elles sont plus élevées que la valeur calculée théoriquement, ce qui s’explique par la fa-
çon dont nous avons calculé la longueur du fil utilisé : longueur moyenne de circuit magnétique
× Nombre de spires sans tenir compte des têtes de bobines.

Les pertes maximales par effet Joule peuvent également être évaluées : PJmax = Rcuivre77×
I2max = 2.95×42 = 47.2 W. Elles présentent une différence relative de 15% par rapport à celles
simulées (40 W). Néanmoins l’inducteur respecte bien la contrainte imposée par le cahier des
charges en termes de pertes Joule (PJ ≤ 150 W).

4.4.3 Mesure de l’inductance de la bobine de cuivre de l’inducteur

À l’aide d’un RLC mètre HIOKI IM 3536, nous avons mesuré l’inductance de la bobine de
cuivre à température ambiante et à 77 K en régime linéaire. Théoriquement, nous avons calculé
cette inductance avec le logiciel FEMM en injectant un faible courant dans la bobine de cuivre
et en calculant la relation Flux/Courant qui nous donne la valeur théorique de l’inductance dans
la zone linéaire. Le tableau 4.3 montre les résultats obtenus.

Les valeurs d’inductance mesurées à température ambiante et à 77 K sont identiques, ce qui
peut s’expliquer par le fait que les courbes B−H de ferrites dans la zone linéaire sont les mêmes
pour les deux températures, comme le montre la section 4.4.5. Ces valeurs expérimentales ont
une erreur relative de 8.2% par rapport à celles simulées.

4.4.4 Temps de réponse de l’inducteur

La détermination de temps de réponse de l’inducteur à un échelon de courant à température
ambiante et à 77 K est très importante pour connaitre le comportement réel de l’inducteur qui
peut se modéliser par un système du premier ordre (circuit RL). Mais avant cela, il faut d’abord
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Ch 1 : V (10 mV/div)

Temps (5 ms/div)

Ch 2 : I (0.5 A/div)

(a)

Ch 2 : I (0.5 A/div)

Ch 1 : V (20 mV/div)

Temps (10 ms/div)

(b)

FIGURE 4.22 – Résultats expérimentaux de la réponse de l’alimentation DC KEITHLEY 2200-
30-5 en alimentant une résistance par un échelon de courant à température ambiante : (a) échelon
montant, (b) échelon descendant.

connaître le temps de réponse de l’alimentation programmable utilisée. Pour cela, on applique
un échelon montant et descendant de courant sur une résistance, et on visualise le courant et la
tension sur un oscilloscope. Les résultats de ce test sont illustrés à la figure 4.22 où l’on peut voir
que le temps de réponse de l’alimentation est faible, 5 ms pour le front montant, et 10 ms pour
le front descendant. Néanmoins, la réponse de la tension d’alimentation au front descendant est
difficile à expliquer. Elle passe de la valeur maximale à une valeur négative pour revenir à zéro.

Afin d’enregistrer la réponse de l’inducteur à température ambiante et à 77 K soumis à un
échelon de courant, il est nécessaire d’alimenter sa bobine de cuivre par l’échelon fourni par
l’alimentation DC programmable et de visualiser le courant et la tension au niveau de la bobine
comme dans le schéma de la figure 4.23. Les signaux visualisés sur l’oscilloscope pour un front
montant et descendant pour les deux températures sont présentés sur les figures 4.24 et 4.25. On
constate que le temps de réponse de l’inducteur pour un front montant dans l’azote à 77 K en
prenant 63 % de IRégimePermanent est de 98 ms, soit 7 fois plus qu’à température ambiante (14
ms). La même chose, pour le temps de réponse pour un front descendant dans l’azote à 77 K en
prenant 63 %, qui est de 50 ms , soit 3.6 fois plus qu’à température ambiante (14 ms). Il convient
également de noter que la réponse de la tension de l’inducteur au front descendant est difficile-
ment explicable. Par conséquent, dans le chapitre suivant, l’étude de la réponse dynamique du
ruban supraconducteur sous un champ sera faite à partir des fronts montants.

Les tableaux 4.4 et 4.5 résument ces résultats, en ajoutant également le temps de réponse
calculé par la constante de temps τ = L

R basée sur les deux premiers tests expérimentaux :
mesure de la résistance et de l’inductance de l’inducteur.
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FIGURE 4.23 – Banc d’essai expérimental pour caractériser le temps de réponse de l’inducteur.

TABLE 4.4 – Temps de réponse de l’inducteur mesuré expérimentalement par deux méthodes à
température ambiante pour un front montant et descendant

Méthode Front montant Front descendant
Réponse un échelon (294 K) 14.1 ms 14 ms

L/R (294 K) 14.32 ms 14.32 ms

4.4.5 Courbe B −H des ferrites à 77 K

Afin d’évaluer l’induction magnétique au niveau de l’entrefer de l’inducteur en fonction du
courant circulant dans sa bobine de cuivre à 77 K dans l’azote et d’éviter l’achat de sondes à
effet Hall cryogénique, on propose de déterminer la courbe B − H des ferrites à 77 K et de
l’intégrer dans notre modèle. En effet, la détermination de la caractéristique B − H à 77 K et
son intégration dans le modèle de l’inducteur nous permet de tracer l’induction magnétique de
l’inducteur dans l’entrefer en fonction du courant à 77 K comme cela a été fait précédemment à
température ambiante (figure 4.9).

La détermination du cycle d’hystérésis fournit la majorité des informations sur le comporte-
ment magnétique des ferrites et permet de déduire leur courbe B−H . En faisant varier le point de
fonctionnement (amplitude d’excitation, température), on peut identifier l’induction magnétique
au sein du matériau.
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TABLE 4.5 – Temps de réponse de l’inducteur mesuré expérimentalement par deux méthodes à
77 K pour un front montant et descendant

Méthode Front montant Front descendant
Réponse un échelon (77 K) 98 ms 50 ms

L/R (77 K) 102.37 ms 102.37 ms

(a) (b)

FIGURE 4.24 – Résultats expérimentaux de la réponse de l’inducteur à un échelon de courant
fourni par l’alimentation DC KEITHLEY 2200-30-5 à température ambiante : (a) échelon mon-
tant, (b) échelon descendant.

(a) (b)

FIGURE 4.25 – Résultats expérimentaux de la réponse de l’inducteur à un échelon de courant
fourni par l’alimentation DC KEITHLEY 2200-30-5 à 77 K : (a) échelon montant, (b) échelon
descendant.
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FIGURE 4.26 – Montage réalisé pour déterminer le cycle d’hystérésis des ferrites. Une résistance
électrique R est connectée en série entre l’autotransformateur et la bobine primaire pour éviter
une surintensité.

4.4.5.1 Circuit magnétique sans entrefer

Les ferrites soumises à l’étude constituent un circuit magnétique sans entrefer dont la
forme est représentée sur la figure 4.27. Pour déterminer leur cycles d’hystérésis, on a choisi
la méthode classique. En effet, pour soumettre les ferrites à un champ magnétique variable, la
bobine primaire de Np= 20 tours doit être alimentée par un autotransformateur. Le matériau est
alors soumis à un champ magnétisant H. La variation de flux qui a été créée est recueillie par la
bobine secondaire de Ns = 5 tours. Il est alors possible de déterminer l’induction B. Le schéma
du principe du montage est présenté sur la figure 4.26.

Relation entre l’induction magnétique B et la tension au secondaire

La variation du flux qui est engendrée par la variation du courant magnétisant induit une
tension aux bornes du circuit secondaire :

vs(t) = −dΦ

dt
(4.6)

Soit : Φ = −
∫
vs(t)dt.

Avec Φ = Ns × ϕ = Ns × S ×B.

B = − 1

Ns × S
×
∫

vs(t)dt (4.7)

S : section de la colonne centrale du circuit magnétique.

L’induction magnétique B est bien proportionnelle à l’intégrale par rapport au temps de la
tension vs(t) induite aux bornes du secondaire.
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FIGURE 4.27 – Circuit magnétique sans entrefer qui a servi à déterminer le cycle d’hystérésis
des ferrites.

Théorème d’Ampère

On applique le théorème d’ampère le long d’une ligne de champ H :

∮
H.dl = Np.Ip (4.8)

Hfer.lfer = Np.Ip (4.9)

Hfer =
Np.Ip
lfer

(4.10)

Avec :

— lfer : longueur moyenne du circuit magnétique.

— Ip : courant dans la bobine primaire.

4.4.5.2 Essais expérimentaux

Une résistance électrique de 1,47 Ω est connectée en série entre l’autotransformateur et la
bobine primaire pour éviter une surintensité. Plusieurs essais ont été réalisés à différentes tem-
pératures, et pour chaque température, au moins deux essais sont effectués. Après avoir intégré
numériquement une seule période de la tension vue au secondaire à l’aide de la fonction ’cum-
trapz’ de Matlab (Cumulative trapezoidal numerical integration), et en ayant au préalable retiré
sa valeur moyen, le flux magnétique et l’induction sont obtenus.

Il convient de noter que nous avons décidé de déterminer le cycle d’hystérésis des ferrites
pour plusieurs températures plutôt que seulement à la température ambiante et à 77 K afin d’ef-
fectuer une comparaison complète à plusieurs températures. Pour cela, le circuit présenté à la
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figure 4.27 a été plongé dans l’azote pour effectuer le test à 77 K, et également dans un four pour
effectuer les tests à autres températures (voir figure 4.28). Les résultats de ce test sont présentés
à la figure 4.29. Une comparaison de ces cycles avec différentes températures est faite dans la
section ci-dessous.

Autotransformateur  

Entrée du four            

(a)(c)

Capteur de courant, 

tension          

(b)

Oscilloscope      

Ampère-

mètre            

FIGURE 4.28 – Banc expérimental utilisé pour déterminer le cycle d’hystérésis des ferrites à
différentes températures : (a) banc expérimental permettant de déterminer le cycle d’hystérésis
des ferrites à différentes températures (34◦C, 53◦C, 75◦C, 90◦C et 100◦C), (b) circuit à l’intérieur
du four, (c) circuit immergé dans l’azote (77 K).

4.4.5.3 Comparaison

Pour savoir ce qui se passe sur le comportement des ferrites lorsqu’elles sont plongées dans
l’azote, nous faisons une comparaison sur les différentes propriétés magnétiques des ferrites à
savoir :

1. Saturation magnétique

2. Champ coercitif Hc

3. Pertes magnétiques
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FIGURE 4.29 – Cycle d’hystérésis des ferrites pour différentes valeurs de température.

La saturation magnétique est un élément important dans notre travail. Plus la valeur de sa-
turation est élevée, plus le matériau est intéressant. La figure 4.30 (a) représente la valeur de la
saturation magnétique en fonction de la température. On remarque que cette propriété diminue
avec l’augmentation de la température. Par conséquent, les ferrites utilisées dans notre inducteur
deviennent plus intéressantes dans l’azote en termes de saturation magnétique.

Le champ coercitif Hc correspond au champ nécessaire pour démagnétiser le matériau à
partir de l’induction rémanente. Lorsque le champ coercitif est très élevé, on dit que le matériau
est dur. La figure 4.30 (b) montre que le champ coercitif des ferrites utilisées pour l’inducteur
diminue lorsque la température augmente, ce qui montre que ces ferrites durcissent en diminuant
la température.

Durant le processus de magnétisation, les matériaux ferromagnétiques dissipent de l’énergie.
Ce processus de dissipation est associé à des pertes appelées pertes fer. On distingue générale-
ment deux types de pertes :

— Pertes par hystérésis

Sous l’effet de champ d’excitation, les forces de Laplace créent des contraintes internes
dans le matériau qui mettent en mouvement les domaines de Weiss. Leur frottement les
uns contre les autres provoque un échauffement du matériau, ce qui entraîne des pertes
par hystérésis. Ces pertes proviennent de la différence entre l’énergie stockée lors de la
croissance de H et l’énergie restituée lors de la décroissance de H. Pour un cycle com-
plet, l’énergie est proportionnelle à la surface et au volume du matériau. Ces pertes sont
proportionnelles à la fréquence. D’après les résultats des cycles d’hystérésis présentés pré-
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(a) (b)

FIGURE 4.30 – Saturation magnétique et champ coercitif des ferrites N87 en fonction de la
température.

TABLE 4.6 – Comparaison entre les différentes propriétés du cycle d’hystérésis des ferrites uti-
lisées pour l’inducteur à différentes températures.

Température Bs (mT) Hc (A/m)
100◦C (373 K) 390 2
90◦C (363 K) 400 5
75◦C (348 K) 430 6
53◦C (326 K) 460 10
34◦C (326 K) 500 12
-196◦C (77 K) 700 72

cédemment, en augmentant la température, les cycles d’hystérésis ont tendance à rétrécir,
donc les pertes d’hystérésis diminuent.

— Pertes par courants de Foucault

Les matériaux ferromagnétiques ont souvent des propriétés conductrices pour le courant
électrique. En présence d’un flux variable, la fem induite crée des courants de Foucault
qui traversent le matériau. L’effet Joule dissipe l’énergie sous forme de chaleur, ce sont les
pertes par courants de Foucault. Ces pertes sont proportionnelles à la fréquence au carré.

Les ferrites sont des matériaux non-conducteurs ayant des propriétés magnétiques macro-
scopiques de type ferromagnétique. Leur résistance élevée rend les pertes par courants de
Foucault négligeables.

Pour récapituler, en augmentant la température, les cycles d’hystérésis des ferrites ont ten-
dance à "rétrécir". En effet, l’induction magnétique de saturation, le champ coercitif ainsi que
les pertes magnétiques par hystérésis diminuent en augmentant la température. Ces résultats ont
été confirmés dans la littérature, par exemple dans [92] des essais sur le matériau ferrite MnZn
N30 ont été réalisés, ainsi que dans [93] [94].
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FIGURE 4.31 – Obtention de la courbe B−H des ferrites à 77 K à partir du cycle d’hystérésis.

4.5 Intégration de la courbe B−H des ferrites à 77 K dans le logiciel
FEMM

Afin de pouvoir déterminer l’induction magnétique dans l’entrefer à 77 K créée par l’induc-
teur en fonction du courant comme cela a été fait à température ambiante et pour éviter d’acheter
une sonde cryogénique, il est nécessaire de déterminer la courbe B −H à 77 K et de l’intégrer
dans le modèle FEMM grâce aux données du flux B et du champ. Pour cela, il suffit de faire
la moyenne de la courbe montante et descendante du cycle d’hystérésis obtenue précédemment
à 77 K. La figure 4.31 présente la courbe B − H obtenue à partir du cycle d’hystérésis et à la
température de l’azote (77 K).

La figure (4.32) montre une comparaison entre la courbe B − H des ferrites à température
ambiante et la courbe à 77 K, où l’on peut voir que la valeur de saturation des ferrites à 77 K
augmente de 40% par rapport à celle à température ambiante.

La figure 4.33 présente également une comparaison de l’induction magnétique en fonction
du courant dans l’entrefer de l’inducteur à température ambiante et à 77 K où l’on peut voir
qu’en immergeant l’inducteur dans l’azote, l’induction magnétique dans l’entrefer augmente de
35%.

4.6 Conclusion

Afin de valider expérimentalement le principe de la nouvelle méthode de stabilisation des
réseaux DC présentée dans le chapitre précédent, ce chapitre présente le dimensionnement, la
conception et la caractérisation d’un inducteur magnétique permettant de créer un champ ma-
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FIGURE 4.32 – Comparaison entre la caractéristique B−H intégrée dans FEMM à température
ambiante et à 77 K.

FIGURE 4.33 – Comparaison de la densité de flux magnétique en fonction du courant dans
l’entrefer de l’inducteur à température ambiante et à 77 K.

gnétique variable.

Après avoir défini le cahier des charges, nous avons décidé d’utiliser une structure à noyau de
fer à 3 colonnes pour créer un champ perpendiculaire au ruban afin de satisfaire les contraintes
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imposées. Nous avons commencé par triller toutes les configurations en combinant le nombre de
spires et le courant de la bobine de cuivre pour trouver toutes les solutions potentielles respectant
le cahier des charges. Ceci a été fait en utilisant le logiciel FEMM associé à MATLAB.

Parmi toutes les solutions potentielles données par le programme, une solution a été choisie
et prototypée. Nous avons assemblé les ferrites les unes des autres pour construire deux moitiés
de l’inducteur : une moitié sans entrefer et une moitié avec entrefer. L’assemblage est réalisé avec
du Kapton sur les trois faces. Le bobinage, pour des raisons pratiques, est réalisé sur un support
de bobinage pour placer ensuite la bobine de cuivre dans une moitié de ferrites et fermer le circuit
magnétique par la seconde moitié. Un support réalisé par impression 3D a été utilisé pour main-
tenir mécaniquement l’inducteur magnétique. En effet, ce support permet un alignement optimal
des amenées de courant qui assurent la connexion entre le réseau et le ruban supraconducteur.
Cela permet d’éviter de tordre la partie du ruban supraconducteur située entre les ferrites et les
amenées de courant.

Après le dimensionnement et le prototypage de l’inducteur, une validation expérimentale de
sa conformité au cahier des charges et une caractérisation de son comportement à température
ambiante et à 77 K ont été réalisées. En effet, nous avons mesuré l’induction magnétique au ni-
veau de l’entrefer par un Gaussmètre où nous avons constaté qu’elle correspond à celle imposée
par le cahier des charges. Le temps de réponse de l’inducteur augmente d’environ 7 fois lorsque
l’on immerge l’inducteur magnétique dans l’azote. A 77 K, le champ coercitif augmente et le
cycle d’hystérésis des ferrites s’élargit, ce qui fait que les pertes par hystérésis des ferrites aug-
mentent dans l’azote. En revanche, l’induction magnétique de saturation des ferrites augmente
de 35 % en les immergeant dans l’azote.

Maintenant que nous disposons d’un inducteur magnétique capable de générer un champ
magnétique variable, nous allons commencer dans le chapitre suivant la validation expérimentale
du principe de la méthode de stabilisation développée. En effet, nous allons essayer de faire varier
dynamiquement et de mesurer la résistance d’un ruban supraconducteur par le champ magnétique
externe généré par l’inducteur magnétique développé tout en évitant les dérives thermiques.





Chapitre 5

Validation expérimentale

5.1 Introduction

Ayant maintenant un inducteur magnétique capable de générer un champ magnétique va-
riable, nous allons essayer dans ce chapitre de valider expérimentalement le principe de la mé-
thode de stabilisation développée en essayant de faire varier dynamiquement la résistance d’un
ruban supraconducteur.

Nous présenterons d’abord le ruban supraconducteur à tester, la manière de fixer les fils de
potentiel sur le ruban supraconducteur et la façon de placer le ruban dans l’inducteur. Ces deux
derniers aspects sont essentiels pour effectuer des mesures expérimentales efficaces et éviter les
problèmes de points chauds. Ensuite, nous caractériserons l’échantillon où l’exposant de la loi
de puissance n, le courant critique Ic et sa dépendance au champ magnétique perpendiculaire
externe seront déterminés.

Afin de vérifier la possibilité d’atteindre l’ordre de grandeur de la résistance du ruban supra-
conducteur par unité de longueur fourni par la simulation sans le détruire, un test expérimental
sera réalisé. En effet, on alimente le ruban supraconducteur avec différents courants constants,
et on détermine la caractéristique E = f(B), puis on en déduit la résistance maximale par unité
de longueur que l’on peut atteindre expérimentalement afin de la comparer à celle donnée par la
simulation.

Enfin, différents tests expérimentaux seront effectués pour mesurer dynamiquement la ten-
sion (image de la résistance en courant constant) au niveau du ruban supraconducteur. Ces tests
seront effectués en alimentant le ruban avec un courant constant et en appliquant perpendiculai-
rement différents échelons et créneaux de champ magnétique. Les résultats expérimentaux seront
comparés à ceux donnés par la simulation.

5.2 Type de ruban supraconducteur testé

La ruban supraconducteur testé dans ce chapitre provient du manufacturier Superpower® et
FURUKAWA ELECTRIC GROUP [61] de type SF4050-AP. Ce ruban a l’architecture illustrée
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Argent  

(RE)BCO

Hastelloy
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FIGURE 5.1 – Illustration de l’architecture du ruban supraconducteur de type SF4050-AP utilisé
dans les essais expérimentaux.

à la figure 5.1. Il se présente sous la forme d’un empilement de couches avec, de manière simple
et de haut en bas :

— Une couche stabilisatrice en argent.

— Une couche supraconductrice (RE)BCO.

— Un ensemble de couches tampon.

— Un substrat en Hastelloy.

— Une couche stabilisatrice en argent.

Les caractéristiques du ruban fourni par le fabricant sont données dans le tableau 5.1.

TABLE 5.1 – Caractéristiques du ruban SF4050-AP fourni par le fabricant Superpower®.

Type Épaisseur (µm) Largeur (mm) Ic minimum (A) Ic moyen (A)
SF4050-AP 52 4 99 100

5.3 Prises de potentiels

La fixation des fils de prise de potentiels sur le ruban supraconducteur est une étape impor-
tante pour réaliser des manipulations supraconductrices, notamment dans notre banc d’essais où
le ruban est placé dans un espace très étroit (l’inducteur a un l’entrefer de 1.5 mm). Pour cela,
nous avons opté pour un fil de cuivre de diamètre égale à 0.22 mm, que l’on a fixé sur le ruban
en respectant les étapes présentées ci-dessous.

Tout d’abord, les fils de potentiel sont torsadés en les enroulant en hélice les uns autour des
autres pour limiter les boucles, la sensibilité aux interférences et la diaphonie entre eux et former
un faisceau.

A une extrémité de ce faisceau, les fils sont soudés à un connecteur DB15 mâle qui sera
ensuite relié à son opposé femelle fixé sur un boîtier qui permet de basculer entre les fils de
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FIGURE 5.2 – Photographie du ruban supraconducteur entre deux rubans d’indium avant de
serrer les amenées de courant afin d’améliorer la résistance de contact et éviter un échauffement
local.

potentiel pour effectuer la mesure. Ce boîtier contient les arrivées des fils de potentiel et un
connecteur BNC où est connecté l’appareil de mesure.

Après avoir soudé les fils au DB15, nous étalons le ruban supraconducteur sur la partie
inférieure de l’inducteur. Les amenées de courant sont ensuite serrées sur les extrémités du ruban.
Il faut savoir que le ruban supraconducteur au niveau des amenées de courant est placé entre
2 rubans d’indium (qui est connu pour être très malléable) pour le placer comme une sorte de
sandwich afin d’améliorer la résistance de contact et éviter un éventuel échauffement local (figure
5.2). Le faisceau sera ensuite fixé le long de l’inducteur avec du Kapton, et les fils seront étalés
sur le ruban supraconducteur et soudés à l’indium. L’utilisation d’indium pour souder les fils
sur le ruban supraconducteur est un choix judicieux car la température de fusion de l’indium
(156 ◦C) est inférieure à celle de l’étain (232 ◦C), ce qui peut éviter la détérioration du ruban.

5.4 Mise en place du ruban supraconducteur dans l’inducteur

Pour protéger le ruban supraconducteur des agressions mécaniques externes lors de sa mise
en place dans l’inducteur et de sa destruction pendant son fonctionnement, nous avons suivi les
étapes suivantes :

1. Après avoir étalé le ruban supraconducteur sur la partie inférieure de l’inducteur, serré les
amenées de courant sur les deux extrémités du ruban et soudé les prises de potentiel, nous
fermons le circuit magnétique avec la seconde moitié de l’inducteur.

2. Nous posons les quatre couvertures (support 3D) de l’inducteur et nous les fixons avec
les quatre pièces du support inférieur avec des tiges filetées et des écrous pour fermer
le circuit magnétique mais aussi pour éviter tout déplacement des ferrites par rapport au
ruban supraconducteur.

3. Nous plaçons l’inducteur dans un bac en polystyrène.

4. Nous fixons les deux alimentations du ruban supraconducteur aux deux tiges des amenées
de courant et versons l’azote liquide.
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FIGURE 5.3 – Schéma du montage permettant de mesurer le courant critique de ruban en champ
propre.

Il est important de mentionner que les amenées de courant et les fils d’alimentation ne doivent
pas être serrés après avoir versé l’azote dans le bac, car cela pourrait détruire le ruban supracon-
ducteur en le tordant et en créant des points chauds locaux. En fait, une fois que l’azote est versé
dans le bac, rien ne doit être manipulé, sinon le ruban supraconducteur pourrait être détruit,
même avec un faible courant.

5.5 Caractéristiques de l’échantillon

5.5.1 Détermination des paramètres Jc et n

Le courant critique du ruban supraconducteur peut subir des modifications pendant son trans-
port et/ou pendant le processus de construction du dispositif supraconducteur. Il est en effet très
sensible aux contraintes mécaniques appliquées. C’est pourquoi la mesure du courant critique est
essentielle. La détermination de la caractéristique V(I) du ruban supraconducteur permet d’esti-
mer le courant critique et l’exposant n de la loi de puissance. Ces estimations sont réalisées en
considérant que le courant critique est atteint lorsqu’un champ électrique de 1 µV/cm apparaît
aux bornes du ruban supraconducteur [64]. L’exposant n est déterminé par un traitement numé-
rique de la courbe expérimentale afin d’obtenir le meilleur accord avec une loi de puissance. Le
schéma utilisé pour les mesures de courant critique est simple. Il suffit d’alimenter le dispositif
supraconducteur avec une source de courant continu réglable, et de mesurer la tension aux bornes
du dispositif grâce à un nano-voltmètre (figure 5.3).

La caractéristique E-I à 77 K en champ propre est présentée sur la figure 5.4. Il en résulte
que le courant critique Ic de l’échantillon est égal à 100 A, et l’exposant utilisé dans la loi de
puissance est n = 27.
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FIGURE 5.4 – Mesures expérimentales de la caractéristique E-I à 77 K en champ propre du ruban
supraconducteur de type SF4050-AP de 42.5 cm. Ic =100 A et n= 27.

5.5.2 Effet du champ magnétique externe

La détermination de l’influence du champ magnétique externe sur le ruban supraconducteur
est primordiale dans notre travail. En effet, nous devons déterminer la caractéristique Ic −B du
ruban pour l’intégrer dans le modèle. Dans notre cas, nous avons étudié l’influence d’un champ
magnétique perpendiculaire au ruban à 77 K. Ce choix est motivé par l’effet prononcé de la
dépendance Ic(B). Pour cela, l’inducteur que nous avons développé dans le chapitre précédent
permettant de faire varier l’induction magnétique entre 0 et 520 mT a été utilisé. Les caracté-
ristiques E-I de l’échantillon pour plusieurs valeurs du champ appliqué sont représentées sur la
figure 5.5. Ainsi, la dépendance de courant critique Ic par rapport au champ magnétique peut
être déterminée (figure 5.6). L’expression résultante pour Jc(B) est :

Ic(B) = Ic0
1

(1 + ( B
0.0307)

1.6328)0.1982
(5.1)

5.5.3 Résistance par unité de longueur

Dans le chapitre précédent et lors de l’étude de la stabilité du réseau DC, nous avons montré
qu’avec une résistance maximale par unité de longueur de 0,35 µΩ/cm, il est possible de sta-
biliser le réseau DC. Le but de ce test est de vérifier la possibilité d’atteindre cette valeur de
résistance expérimentalement. En plus, il nous permet également de fixer une résistance maxi-
male à ne pas dépasser pour protéger le dispositif supraconducteur.

Pour cela, on détermine la caractéristique du ruban supraconducteur R(B) (résistance en
fonction du champ appliqué). Elle sera particulièrement utile pour évaluer la valeur de la ré-
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FIGURE 5.5 – Mesures expérimentales de la caractéristique E-I à 77 K du ruban supraconducteur
de type SF4050-AP pour différentes valeurs de champ magnétique.

FIGURE 5.6 – Mesures expérimentales de l’évolution du courant critique Ic en fonction de l’in-
duction magnétique.
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sistance par mètre que l’on peut obtenir expérimentalement au niveau du ruban pour un champ
donné.

Pour y parvenir, nous avons d’abord déterminé la caractéristique E = f(B) du ruban pour
différentes valeurs du courant dans le supraconducteur. On commence par alimenter le ruban
supraconducteur avec un courant constant à l’aide d’une alimentation DC et on fait varier le
champ magnétique appliqué perpendiculairement au ruban à l’aide de l’inducteur développé
précédemment en faisant varier le courant dans l’inducteur. La tension aux bornes du ruban est
mesurée par un nano-voltmètre. Le schéma et le montage utilisés sont présentés à la figure 5.7.

Alimentation du 

ruban supra.

Alimentation de 

l’inducteur

Nano-voltmètre  
Contenant en 

polystyrène    

FIGURE 5.7 – Photographie du montage permettant de mesurer la résistance du ruban supracon-
ducteur par unité de longueur à 77 K en fonction du champ magnétique externe.

La figure (5.8 a) montre les résultats expérimentaux de la caractéristique E = f (B) pour dif-
férents courants dans le ruban supraconducteur, à savoir : 36 A, 38 A, 40 A, 45 A et 50 A. Pour
des courants inférieurs à 36 A, la tension aux bornes du fil n’augmente pas par la variation de
l’induction magnétique appliquée et le ruban se trouve toujours dans son état supraconducteur,
c’est pourquoi je ne les ai pas présentés. On constate que pour un courant de 36 A injecté dans
le ruban, et à partir de 500 mT, le champ critique est franchi et le ruban entre dans l’état mixte.
Dès 50 A dans le ruban, on peut atteindre un champ 33,6 fois plus grand que le champ cri-
tique (1µV/cm) avec une induction magnétique appliquée de 0.42 T. Après cette valeur, le ruban
est détruit à cause d’un point chaud (voir figure 5.9). Il est à noter que tous ces résultats sont
reproductibles.

La figure (5.8 b) montre la valeur de la résistance par unité de longueur du ruban que l’on peut
atteindre en appliquant un champ magnétique pour différentes valeurs de courant. On constate
que la valeur maximale que l’on peut atteindre en conservant le ruban supraconducteur (sans
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(a)

(b)

FIGURE 5.8 – Résultats expérimentaux des caractéristiques E-B et R-B à 77 K du ruban supra-
conducteur de type SF4050-AP pour différentes valeurs de courant.

avoir un emballement thermique) est 0.67 (µΩ/cm), ce qui est supérieur à la valeur atteinte par
la simulation faite précédemment (chapitre 3) sur un réseau DC, soit 0.35 (µΩ/cm).
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FIGURE 5.9 – Photographie du ruban supraconducteur (RE)BCO détruit à cause d’un point
chaud à la fin du test effectué pour mesurer la résistance du ruban supraconducteur par unité de
longueur.

5.6 Réponse dynamique du ruban supraconducteur à un champ
magnétique externe

Maintenant que le ruban supraconducteur utilisé dans notre manipulation est caractérisé où
le courant critique en champ propre, l’exposant n, la dépendance du courant critique au champ
magnétique externe, et la résistance par unité de longueur du ruban sous un champ magnétique
sont déterminés, nous allons à présent valider expérimentalement le principe de la méthode de
stabilisation proposée au chapitre 3. En effet, nous allons essayer de faire varier dynamiquement
la résistance du ruban supraconducteur par le champ magnétique externe généré par l’inducteur
magnétique développé dans le chapitre précédent et surtout essayer de la mesurer tout en évitant
les emballements thermiques. Pour cela, nous utilisons en parallèle du nano-voltmètre présenté
sur le schéma 5.7, un pré-amplificateur en série avec un oscilloscope via un adaptateur BNC
mâle vers 2 BNC femelles. Le schéma de montage utilisé est présenté à la figure 5.10.

La procédure adopté pour mesurer la réponse dynamique du ruban supraconducteur est la
suivant :

— Alimenter le ruban supraconducteur avec un courant continu tout en maintenant son état
supraconducteur.

— Appliquer un champ magnétique via l’inducteur et mesurer avec un nanovoltmètre la ten-
sion aux bornes du ruban supraconducteur.

— Remettre à zéro le champ magnétique appliqué.

— Appliquer un échelon de champ magnétique sur le ruban supraconducteur de la même
valeur que celle obtenue dans la deuxième étape et observer sa réponse sur l’oscilloscope.
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FIGURE 5.10 – Photographie du montage utilisé pour mesurer la réponse dynamique du ruban
supraconducteur à 77 K sous un échelon du champ magnétique externe.

5.6.1 Premier test : Iruban = 50 A, Bmax = 0,41 T

Le premier test est fait en fixant un courant de 50 A dans le ruban supraconducteur et en
appliquant un échelon de courant à l’inducteur magnétique pour créer un champ magnétique
maximal de 0,41 T (42 %Ic) perpendiculaire au ruban. La figure 5.11 montre le courant induc-
teur expérimental appliqué pour créer le champ magnétique. Son équivalent en champ magné-
tique est présenté à la figure 5.12 et obtenu par simulation en appliquant les données du courant
expérimental à la caractéristique B-I de l’inducteur (voir figure 5.13).

La tension expérimentale aux bornes du ruban mesuré utilisant un amplificateur avec un gain
de 500 est présentée sur la figure 5.14. En régime permanent, cette tension a atteint une valeur
maximale de 1,31 mV sur une longueur de 47 cm (27,87 µV/cm) sans emballement thermique
et correspond à la valeur donnée par le nanovoltmètre. Elle est proche de la valeur de tension
mesurée dans la section précédente où nous avons mesuré en DC la résistance par unité de
longueur. En régime transitoire, on observe un pic important dû au dΦ/dt lors de l’application
de l’échelon de courant (voir figure 5.2).

Vmesure = RSC × IRuban + dΦ/dt (5.2)

Afin de pouvoir faire une comparaison avec la simulation, nous devons faire un traitement
numérique afin d’éliminer l’influence du dΦ/dt pour avoir juste la résistance au niveau du ruban
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FIGURE 5.11 – Résultat expérimental visualisé sur l’oscilloscope du courant de l’inducteur pour
générer le champ magnétique.
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FIGURE 5.12 – Induction magnétique générée par l’inducteur et obtenue par simulation en ap-
pliquant le courant expérimental de l’inducteur à la caractéristique B-I.

supraconducteur. Pour cela, nous avons dérivé le courant de l’inducteur et l’avons multiplié par
une mutuelle afin que la valeur maximale du terme M.dI/dt soit la même que le pic de la
tension mesurée (voir figure 5.15). On obtient finalement la tension sans le terme M.dϕ/dt en
soustrayant de la tension brute ce dernier terme. Une comparaison de la tension brute avec celle
qui ne contient pas le dΦ/dt au niveau du ruban supraconducteur est présentée sur la figure 5.16.
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FIGURE 5.13 – Obtention du champ magnétique appliqué par l’inducteur à partir du courant
expérimental.

FIGURE 5.14 – Résultat expérimental visualisé sur l’oscilloscope de la tension au niveau du ru-
ban supraconducteur. Un amplificateur avec un gain de 500 a été mis en série avec l’oscilloscope.

Un filtre à moyenne glissante à 5 points a été utilisé sur la tension sans le dΦ/dt. On peut voir
qu’en régime permanent les deux tensions se rejoignent tout en éliminant le pic dû à dΦ/dt lors
des transitoires. La tension sans le dΦ/dt suit la forme du champ magnétique appliqué avec un
retard dû à la faible valeur du champ au début du régime amorti d’échelon appliqué.

La figure 5.17 montre une comparaison de la tension aux bornes du supraconducteur expé-
rimental et celle donnée par le modèle électrothermique 2DY,Z en appliquant le champ magné-
tique obtenu à partir de courant inducteur expérimentale (voir figure 5.13). Les deux tensions
sont concordantes. La température de la couche de RE(BCO) simulée reste à 77 K (77,1 K)
comme on peut le voir sur la figure 5.19. Il est à noter qu’il n’y a pas de perturbation sur le
courant circulant dans le ruban supraconducteur au moment où on applique l’échelon de champ
magnétique comme on peut le voir sur la figure 5.18.

Précisons également que ces résultats obtenus sont reproductibles et thermiquement stables,
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FIGURE 5.15 – Le terme M.dϕ/dt obtenu en dérivant le courant expérimental dans l’inducteur.

nous l’avons répété plusieurs fois sans identifier de problèmes liés à la mesure ou au comporte-
ment thermique du ruban. Ils montrent la possibilité de contrôler dynamiquement la résistance
du ruban supraconducteur par un champ magnétique externe, en la faisant passer de zéro à une
valeur maximale, puis revenir à zéro sans emballement thermique.

5.6.2 Ce qu’il faut retenir

Cs premiers essais nous ont permis de tirer plusieurs conclusions importantes sur la réponse
dynamique du ruban supraconducteur à un champ magnétique externe :

— Il est possible de faire varier et de mesurer dynamiquement la résistance du ruban supra-
conducteur par un champ magnétique externe.

— En réponse dynamique, il est possible d’atteindre des résistances par unité de longueur
suffisamment grandes pour permettre de stabiliser un réseau DC.

— Le ruban supraconducteur ne subit pas d’emballement thermique pour des résistances
par unité de longueur en régime permanent qui sont inférieures à la valeur maximale me-
surée en statique.

— Le transitoire de tension mesurée comprend un pic dû à dΦ/dtlors de l’application de
l’échelon de courant. celui-ci ne détruit pas le ruban et sera un atout supplémentaire
pour amortir le réseau pendant son régime transitoire.



134 Validation expérimentale

FIGURE 5.16 – Résultat expérimental de la tension brute et sans le dΦ/dt au niveau du ruban
supraconducteur pour un échelon de courant appliqué à l’inducteur magnétique pour créer un
champ magnétique maximal de 0,41 T (42 %Ic). Un filtre de moyenne glissante à 5 points a été
utilisé sur la tension sans le terme dΦ/dt.

5.6.3 Deuxième test : Iruban = 50 A, Bmax = 0,513 T

Un autre essai expérimental a été réalisé en maintenant 50 A dans le ruban supraconducteur
mais en appliquant cette fois un créneau de champ magnétique plutôt qu’un échelon avec une
valeur maximale supérieure à celle du premier essai de 0,513 T (40,1 %Ic). Ce choix est fait
pour éviter de détruire le ruban en cas d’emballement thermique car nous sommes proches de la
valeur de résistance par unité de longueur du ruban supraconducteur obtenue en la mesurant en
statique (voir section 5.5.3). Cela nous permettra également de tester la possibilité de protéger
le ruban en évitant l’emballement thermique par l’arrêt du champ magnétique appliqué. Comme
mentionné dans le chapitre précédent, nous ne nous intéressons pas au front descendant du champ
magnétique mais uniquement au front montant.

La figure 5.20 présente les résultats expérimentaux comparés à ceux obtenus par la simula-
tion. Il est à noter que pour cet essai et pour le reste des essais expérimentaux, le même traitement
a été effectué pour éliminer l’influence de dΦ/dt lors de l’application du champ magnétique. Les
figures (a) et (b) représentent le courant inducteur expérimental appliqué à l’inducteur magné-
tique et son équivalent en champ magnétique obtenu par la simulation.

La tension au niveau du ruban supraconducteur est plus importante pour ce test où en régime
permanent on mesure 3,47 mV pour 47 cm de longueur (figure 5.21). Cette valeur correspond à
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FIGURE 5.17 – Résultat expérimental et simulé de la tension au niveau du ruban supraconducteur
pour un échelon de courant appliqué à l’inducteur magnétique afin de créer un champ magnétique
maximal de 0,41 T (42 %Ic).

FIGURE 5.18 – Résultat expérimental visualisé sur l’oscilloscope du courant dans le ruban su-
praconducteur.
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FIGURE 5.19 – Température du ruban supraconducteur donnée par la simulation pour un échelon
de courant appliqué à l’inducteur magnétique afin de créer un champ magnétique maximal de
0,41 T (42 %Ic).

73,82 µV/cm soit 2,2 fois la valeur maximale atteinte en mesure statique, et tout cela sans détruire
le ruban. La tension obtenue par la simulation est cohérente avec le résultat expérimental et la
température reste à la température de l’azote 77 K. Le constat concernant le courant électrique
circulant dans le ruban supraconducteur est le même que celui fait lors du test précédent, il n’est
pas perturbé lors de l’application du champ magnétique.

5.6.4 Ce qu’il faut retenir

Les résultats de ce second test montrent qu’en dynamique, il est possible d’avoir tempo-
rairement une résistance par unité de longueur du ruban supraconducteur importante (2,2×0.67
µΩ/cm) sans le détruire. Cette particularité ne peut être que bénéfique pour la méthode de stabi-
lisation du réseau DC proposée ci-dessus. Elle permet de donner une marge de sécurité lors de la
stabilisation du réseau en régime transitoire où la résistance du ruban est importante comme on
peut le voir sur la figure 3.13 (f). De plus, elle peut être utilisée comme indicateur dans la boucle
de contrôle avant la phase d’emballement thermique pour protéger le ruban supraconducteur. En
effet, on peut intégrer dans la boucle de contrôle une limite maximale à ne pas dépasser de la
résistance du ruban par unité de longueur, et ainsi intervenir et isoler le stabilisateur du réseau
par l’ouverture d’un interrupteur placé en série avec celui-ci et la fermeture d’un autre placé en
série avec une impédance shunt par exemple (voir figure 5.22).

5.6.5 Troisième test : Iruban = 51 A, Bmax = 0,513 T

Afin de voir jusqu’où le ruban peut tenir en dynamique devant un emballement thermique,
nous avons fait un troisième test en augmentant le courant dans le supraconducteur à 51 A pour
accroître la tension mesurée aux bornes du ruban et favoriser l’emballement thermique. Ceci
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FIGURE 5.20 – Résultats expérimentaux et simulés pour un échelon de courant appliqué à l’in-
ducteur magnétique pour créer un champ magnétique maximal de 0.513 T (40.1 %Ic) perpendi-
culaire au ruban. Un courant constant de 50 A est injecté dans le ruban supraconducteur.

nous permettra de tester la possibilité d’empêcher l’emballement thermique et la destruction du
ruban supraconducteur en neutralisant le champ magnétique appliqué. La figure 5.23 montre les
résultats obtenus.

Sur la figure 5.24 nous pouvons voir qu’il y a une différence de tension aux bornes du ruban
entre les résultats expérimentaux et la simulation. En effet, nous pouvons clairement identifier
sur le résultat expérimental le début de l’emballement thermique mais sans détruire le ruban
en éliminant le champ magnétique appliqué. La tension a atteint une valeur maximale de 128
µV/cm, soit 3,77 fois plus que celle mesurée en statique et 128 fois la tension critique. Tout ceci
sans détruire le ruban supraconducteur.
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FIGURE 5.21 – Résultat expérimental et simulé de la tension aux bornes du ruban supracon-
ducteur pour un échelon de courant appliqué à l’inducteur magnétique afin de créer un champ
magnétique maximal de 0,513 T (40,1 %Ic). Un courant constant de 50 A est injecté dans le
ruban supraconducteur.

5.6.6 Ce qu’il faut retenir

Ce test montre, comme il a été mentionné auparavant, que nous pouvons protéger le stabili-
sateur en le déconnectant du réseau et en éliminant le champ magnétique appliqué. Lors de ce
test nous avons 850 ms pour agir et déconnecter le stabilisateur du réseau.

La tension donnée par la simulation suit au début la tension expérimentale et à la fin elle ne
diverge pas thermiquement. Ceci montre les limites de la modélisation et de la simulation, surtout
lorsqu’il s’agit d’échanges entre le ruban supraconducteur et l’azote. En effet, contrairement aux
essais précédents où la résistance du ruban n’est modifiée que par le champ magnétique appliqué
(la température reste quasiment à 77 K), dans ce cas, la résistance du ruban est modifiée par
le champ appliqué et aussi par l’augmentation de la température. Ceci montre que le modèle
demeure fiable uniquement lorsqu’il n’y a pas d’augmentation de température, c’est-à-dire dans
des conditions adiabatiques, sans échange avec l’azote.

5.7 Emballement thermique du ruban supraconducteur

Afin de tester à nouveau la tenue thermique du ruban supraconducteur, nous avons refait le
même test que précédemment mais en augmentant légèrement le courant dans le ruban supra-
conducteur à 51.5 A afin d’avoir une tension plus élevée, donc un emballement thermique plus
importante.



5.7. Emballement thermique du ruban supraconducteur 139

Contrôle        

Stabilisateur

Supraconducteur          

ShuntZ

K1

K2

Vsc

FIGURE 5.22 – Structure du stabilisateur supraconducteur avec son impédance shunt. Avec des
coordinations adaptées fournies par le contrôleur, les interrupteurs K1 et K2 peuvent être utilisés
pour déconnecter le stabilisateur pendant la phase de dérive thermique pour le protéger et lui
permettre de récupérer plus rapidement son état supraconducteur.

La figure 5.25 montre la tension expérimentale obtenue aux bornes du ruban supraconduc-
teur lorsque le ruban est détruit. Cette fois-ci, le ruban est détruit avant que le champ magnétique
ne soit remis à zéro (front descendant). En effet, sur cette figure, on peut clairement voir l’em-
ballement thermique à l’instant t = 0.91 s où la tension passe de 7.2 mV à 13.5 mV en 30 ms.
Après t = 0.94 s, la tension reste constante grâce à l’effet de la protection de l’alimentation du
ruban supraconducteur où la tension est limitée à une valeur qui ne doit pas être dépassée.

L’emballement thermique du ruban supraconducteur se traduit par une augmentation de sa
résistance. Cette augmentation de la résistance avec la tension constante due à la protection de
l’alimentation électrique induit une diminution du courant traversant le ruban supraconducteur
comme on peut le voir sur la figure 5.25.

La forme de la résistance du ruban supraconducteur est présentée à la figure 5.26. Après
l’application de l’échelon de champ magnétique, elle commence à augmenter jusqu’au point où
l’emballement thermique est soudain. La résistance passe de 1 Ω à 1,8 Ω en 30 ms. En raison
de la limitation de tension de l’alimentation du ruban supraconducteur, l’augmentation de la
résistance s’atténue pour continuer à augmenter suite à la hausse de la température.

Pour la simulation, le ruban est détruit avec le même champ magnétique appliqué à 106,7
A. Les résultats de la simulation sont présentés aux figures 5.27, 5.28 et 5.29, où l’on voit la
tension diverger en raison de l’augmentation de la température. Du fait de cette augmentation de
température, le courant transite directement de la couche de (RE)BCO vers les autres couches,
notamment les couches d’argent (supérieure et inférieure).

Ces résultats montrent la nécessité d’intégrer dans la boucle de contrôle une limite de tension
à ne pas dépasser pour protéger le ruban et ne pas faire confiance à la simulation au-delà, par
exemple, de 2,2 fois la valeur maximale obtenue par la mesure statique.
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FIGURE 5.23 – Résultats expérimentaux et simulés pour un échelon de courant appliqué à l’in-
ducteur magnétique pour créer un champ magnétique maximal de 0,513 T perpendiculaire au
ruban. Un courant constant de 51 A est injecté dans le ruban supraconducteur.

5.8 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons réalisé des tests expérimentaux pour caractériser un ruban
supraconducteur du fabricant Superpower® et FURUKAWA ELECTRIC GROUP de type
SF4050-AP et pour valider le principe de la méthode de stabilisation du réseau DC présentée
dans le troisième chapitre. En effet, nous avons commencé par présenter l’architecture du ruban
utilisé et ses différentes dimensions. Les différentes étapes pour souder les prises de potentiel et
déposer le ruban dans l’inducteur ont été détaillées.

Avant de procéder à la vérification de la réponse dynamique du ruban supraconducteur sous
un champ magnétique, nous avons commencé par le caractériser en statique (DC). Nous avons
commencé par déterminer la valeur du le courant critique, l’exposant n de la loi de puissance et
la dépendance du courant critique au champ magnétique externe appliqué perpendiculairement.



5.8. Conclusion 141

FIGURE 5.24 – Résultat expérimental et simulé de la tension aux bornes du ruban supracon-
ducteur pour un échelon de courant appliqué à l’inducteur magnétique afin de créer un champ
magnétique maximal de 0,513 T (40,1 %Ic). Un courant constant de 51 A est injecté dans le
ruban supraconducteur.

Pour cette dernière, plusieurs points expérimentaux ont été effectués en fixant à chaque fois le
champ magnétique appliqué entre 0 T et 0,52 T par l’inducteur magnétique et en faisant varier
le courant dans le ruban et mesurer la tension à ses bornes.

Une autre caractéristique importante sur le ruban supraconducteur a été déterminée. Il s’agit
de la résistance par unité de longueur du ruban supraconducteur pour évaluer sa valeur maxi-
male et la comparer à celle obtenue par la simulation. Pour ce faire, nous avons déterminé la
courbe E = f (B) pour différentes valeurs de courant dans le ruban supraconducteur et en avons
déduit la caractéristique R = f (B). La valeur expérimentale maximale qui peut être atteinte sans
emballement thermique est 1,9 fois supérieure à celle donnée par la simulation.

Ensuite, des tests ont été réalisés pour faire varier dynamiquement et mesurer la résistance
du ruban supraconducteur par l’application d’un champ magnétique externe généré par l’induc-
teur magnétique. Les deux premiers tests ont validé la possibilité de mesurer dynamiquement la
tension aux bornes du ruban supraconducteur. Cette tension suit la forme du champ magnétique
appliqué et peut atteindre des valeurs significatives, à savoir 2,2 fois plus que la valeur maxi-
male atteinte en mesure statique sans avoir d’emballements thermiques. Ces résultats montrent
qu’en mode dynamique, il est possible d’avoir temporairement une résistance élevée par unité de
longueur sans détruire le ruban supraconducteur. Cet avantage permet de donner une marge de
sécurité en transitoire lors de la stabilisation du réseau DC. De plus, il peut être utilisé comme
indicateur dans la boucle de contrôle de la méthode de stabilisation pour déconnecter le stabili-
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FIGURE 5.25 – Tension et courant expérimentaux du ruban supraconducteur détruit après avoir
appliqué un échelon de courant à l’inducteur magnétique pour créer un champ magnétique maxi-
mal de 0,513 T perpendiculaire en l’alimentant avec un courant de 51,5 A.

sateur du réseau avant sa destruction. Il est à noter que les résultats de la simulation suivent ceux
donnés par les deux tests expérimentaux.

Le troisième test nous a montré qu’il est possible d’éviter l’emballement thermique en éli-
minant le champ magnétique externe appliqué et en protégeant le ruban supraconducteur. La
résistance par unité de longueur peut atteindre 3,77 fois celle mesurée en statique sans détruire
le ruban. Par contre, la tension donnée par la simulation ne diverge pas thermiquement, ce qui
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FIGURE 5.26 – Résistance expérimentale du ruban supraconducteur détruit après avoir appliqué
un échelon de courant à l’inducteur magnétique pour créer un champ magnétique maximal de
0,513 T perpendiculaire en l’alimentant avec un courant de 51,5 A.

FIGURE 5.27 – Tension obtenue par la simulation pour un ruban détruit après avoir appliqué un
échelon de courant à l’inducteur magnétique pour créer un champ magnétique maximal de 0,513
T perpendiculaire en l’alimentant avec un courant de 106,7 A.

montre la limite de la modélisation lorsqu’il s’agit d’une simulation non adiabatique où la résis-
tance par unité de longueur est importante, à savoir celles qui est trop grande par rapport à celle
mesurée en statique.
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FIGURE 5.28 – Température de la couche de RE(BCO) donnée par la simulation pour un ruban
juste avant sa destruction après avoir appliqué un échelon de courant à l’inducteur magnétique
pour créer un champ magnétique maximal de 0,513 T perpendiculaire en l’alimentant avec un
courant de 106,7 A.

FIGURE 5.29 – Courants circulant dans les différentes couches obtenus par simulation pour un
ruban détruit après avoir appliqué un échelon de courant à l’inducteur magnétique pour créer
un champ magnétique maximal de 0,513 T perpendiculaire en l’alimentant avec un courant de
106,7 A.

Enfin, le dernier essai nous a montré les résultats expérimentaux lors de la destruction du
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ruban où après avoir atteint une résistance par unité de longueur 4,55 fois supérieure à celle
mesurée en statique. Un emballement thermique a détruit le ruban. Ces résultats montrent la né-
cessité d’intégrer dans la boucle de contrôle une tension limite afin de déconnecter le stabilisateur
supraconducteur doit être déconnecté du réseau.





Conclusion générale

L’objectif principal de cette thèse était de développer et d’étudier une nouvelle méthode de
stabilisation pour les réseaux DC embarqués. Le contrôle d’un dispositif supraconducteur par un
champ magnétique externe nous a offert une nouvelle perspective pour surmonter ce problème.
La méthode garantit la stabilité du réseau avec une marge significative sans détruire le ruban
supraconducteur.

Dans le chapitre 2, nous avons détaillé le développement d’un modèle aux différences finies
du ruban supraconducteur dans un logiciel de simulation open source OpenModelica. Le modèle
prend en compte les phénomènes électriques et thermiques dans la longueur et l’épaisseur du
ruban supraconducteur (modèle 2D) et considère la dépendance de la densité de courant critique
au champ magnétique externe. Les résultats donnés lors de la validation du modèle montrent la
nécessité de considérer la diffusion de la chaleur dans l’épaisseur et la longueur du ruban supra-
conducteur pour pouvoir étudier l’inhomogénéité du courant critique des rubans supraconduc-
teurs ou la présence de points chauds. En effet, dans le cas où le courant critique est inhomogène,
la vitesse de propagation de la chaleur dans la longueur du ruban du modèle homogène est lente
par rapport au modèle 2D(Y,Z).

La possibilité d’importer le modèle dans d’autres logiciels compatibles avec le concept FMI
nous offre un grand avantage et simplifiera considérablement l’intégration du modèle dans des
systèmes complexes (réseaux, électronique de puissance, machines électriques, contrôle...). En
effet, l’intégration du modèle supraconducteur dans des systèmes complexes sera définie comme
un assemblage d’un grand nombre d’entités (sous-systèmes). Le développement de ces entités
peut être partagé, c’est-à-dire réparti entre différentes équipes et/ou fournisseurs externes, chacun
dans son domaine et avec ses propres outils. Chaque participant développe une solution partielle
au système global, qui doit être intégrée à toutes les autres solutions partielles par co-simulation
ou échange de modèles.

Dans ce chapitre 3, nous avons réussi à déterminer une nouvelle équation analytique per-
mettant de séparer les régions de stabilité des réseaux DC avec un stabilisateur supraconducteur.
Cette équation dépend des paramètres du réseau et également des paramètres du ruban supracon-
ducteur, ce qui permet de dimensionner un stabilisateur supraconducteur.

La nouvelle méthode de stabilisation présentée dans cette thèse est principalement basée
sur cette équation de stabilité. Cette dernière nous permet de déterminer, pour une puissance
donnée, la valeur du courant critique nécessaire à la stabilisation du réseau. Ainsi, le champ
magnétique à appliquer pour avoir ce courant critique pourra être déterminé. Cette méthode est
un hybride entre les méthodes passive et active puisqu’elle utilise les propriétés intrinsèques
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des supraconducteurs qui deviennent résistifs sous certaines conditions et aussi la possibilité de
contrôler cette résistance par un champ magnétique externe. Elle a l’avantage d’être invisible
(pas de pertes Joule) lorsque la puissance de la charge est inférieure à PCPLmax par rapport aux
méthodes passives, et elle couvre une grande marge de stabilité. De plus, elle ne nécessite aucune
modification de la commande comme le proposent les méthodes actives, ni de la charge CPL, ni
du bus DC, qui ne sont pas toujours accessibles, complexes et diminuent la fiabilité et l’efficacité
qui sont deux paramètres importants.

Les simulations réalisées lors de l’étude de cette méthode nous ont également permis de
montrer qu’en contrôlant un stabilisateur supraconducteur par un champ magnétique externe, la
stabilité d’un réseau DC peut être garantie sans augmenter la température du ruban (très faible
77,2 K). Cette faible augmentation de température nous permet de simplifier le modèle en éli-
minant sa partie thermique. En effet, puisque la température reste à 77 K (maximum 77,2 K), il
n’y a pas de diffusion de chaleur et les propriétés électriques et thermiques des matériaux consti-
tuant le ruban deviennent constantes. Ainsi, le modèle électrothermique sera réduit à un modèle
électrique sans sacrifier la précision, ce qui réduit considérablement le temps de calcul. D’autre
part, les simulations ont montré qu’il est toujours préférable de prendre un ruban avec un grand
courant critique et de le contrôler par le champ externe pour avoir une grande marge de stabilité.

La méthode de stabilisation proposée pourrait être mis en oeuvre dans un avion fonctionnant
à l’hydrogène. En effet, l’hydrogène liquide (LH2, 20 K) pourrait alors être utilisé comme réfri-
gérant indirect pour le stabilisateur refroidi à l’azote. Pour une meilleure intégration, les travaux
futurs pourraient se concentrer sur un dispositif entièrement refroidi par LH2.

Dans le chapitre 4 et afin de valider expérimentalement le principe de la nouvelle méthode
proposée, le dimensionnement, la conception et la caractérisation d’un inducteur magnétique
pour créer un champ magnétique variable ont été réalisés. L’inducteur magnétique a une structure
de noyau de fer avec 3 colonnes pour créer un champ perpendiculaire au ruban. Un support
réalisé par impression 3D a été utilisé pour le maintenir mécaniquement. Cet inducteur permet
de générer une induction magnétique maximale de 0,57 mT. À 77 K, l’induction magnétique
de saturation des ferrites augmente de 35 % en les immergeant dans l’azote. L’utilisation d’un
tel inducteur magnétique dans la méthode proposée peut constituer un obstacle en termes de
poids, notamment pour les applications aéronautiques. Néanmoins, l’utilisation d’un inducteur
en supraconducteur pourrait être une solution prometteuse pour obtenir un système plus compact
et plus léger.

Dans le chapitre 5, plusieurs tests expérimentaux ont été réalisés sur un ruban supraconduc-
teur afin de valider le principe de la méthode proposée. Après avoir caractérisé le ruban, un test
en statique pour mesurer la résistance par unité de longueur du ruban a été réalisé. Ce test nous
a permis de montrer qu’en appliquant un champ magnétique sur un ruban, on peut atteindre une
résistance par unité de longueur suffisante pour permettre de stabiliser un réseau DC. Les essais
réalisés en dynamique nous ont permis de tirer plusieurs conclusions, à savoir :

1. La possibilité d’atteindre des résistances par unité de longueur suffisamment importantes
pour permettre de stabiliser un réseau DC.

2. L’absence d’emballement thermique pour des résistances par unité de longueur en régime
permanent qui sont inférieures à la valeur maximale mesurée en statique.
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3. La possibilité d’avoir temporairement une résistance par unité de longueur du ruban su-
praconducteur importante sans détruire le ruban.

4. La limite du modèle lorsqu’il s’agit d’une simulation non-adiabatique.

Il reste beaucoup à faire. Parmi les travaux futurs qu’il serait utile de développer, j’en mettrais
2 en évidence :

1. Étude de l’inhomogénéité du courant critique le long du ruban supraconducteur ainsi que
de l’inhomogénéité de l’entrefer de l’inducteur magnétique. Le courant critique du ruban
supraconducteur et l’entrefer de l’inducteur magnétique sont inhomogènes dans la lon-
gueur ce qui peut poser un problème lors de l’application du champ magnétique. En effet,
il y a un risque d’avoir un point chaud dans la longueur du ruban à un endroit où le courant
critique et/ou l’entrefer sont faibles.

2. Validation de la méthode sur un réseau DC complet composé d’une alimentation, d’un
filtre d’entrée et une CPL. En effet, une validation expérimentale de la méthode proposée
est nécessaire pour tester sa robustesse. Ceci peut être réalisé dans notre laboratoire en di-
mensionnant et fabriquant le flyback et en intégrant la partie commande dans un dSPACE.

Ce sujet, par essence multidisciplinaire, nous aura permis de :

1. Développer une méthodologie de dimensionnement d’un dispositif supraconducteur.

2. Développer une méthodologie de stabilisation des réseaux DC.

3. Être former à la co-simulation des systèmes complexes.

4. Construire une maquettes qui permet de vérifier certains éléments de modélisation.

Nous espérons que ces résultats et les méthodologies développées seront utiles à la commu-
nauté de la recherche dans le domaine des applications supraconductrices et au-delà.
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Annexe A

Modélisation par la méthode des
éléments finis

Le modèle réalisé par la méthode des éléments finis est issu de la thèse de Dr. C.H-Bonnard.
Il utilise le module "Joule heating" du logiciel COMSOL Multiphysics. Ce module réalise le cou-
plage entre les pertes liées au passage du courant et les transferts thermiques. La géométrie du
ruban ainsi que les paramètres et données des matériaux sont strictement identiques au modèle
développé par OpenModelica. Nous allons brièvement passer en revue les équations qui défi-
nissent le problème électrothermique. Pour simplifier, les équations sont écrites sous une forme
générale et s’appliquent à chaque couche/matériau qui compose le ruban.

Les variables utilisées dans le module " Joule heating " sont la température T et le potentiel
électrique V . La partie électrique est définie par :

∇.(−σ(T, I)∇V (t)) = 0 (A.1)

où V(t) est le potentiel électrique scalaire, et σ (T, I) = 1/ρ(T, I) est la conductivité élec-
trique dépendant de la température. Nous avons utilisé une tension imposée VImpose(t) comme
une excitation de tension appliquée sur la frontière gauche du ruban (figure A.1 ligne rouge poin-
tillée), tandis que sur la frontière droite du ruban (figure A.1 ligne verte pointillée), nous avons
imposé une masse (V = 0) qui jouera le rôle de référence de potentiel du système. Enfin, sur les
autres frontières du conducteur, nous avons : n.∇V = 0 qui crée une isolation électrique.

En ce qui concerne le modèle thermique, on résout sur le domaine 2D représenté dans la
figure A.1 la même équation de base que le modèle OpenModelica, c’est-à-dire l’équation de la
chaleur qui s’écrit :

ρmCp (T )
∂T

∂t
−∇. (k (T )∇T) = σ (T, I) (−∇V )2 − h(T ).(T − T0)

∣∣∣∣∣
∂Ω

(A.2)

où, du côté gauche de l’équation, nous avons la masse volumique du matériau ρm , la capacité
thermique spécifique Cp(T ) et la conductivité thermique k(T ). Du côté droit de l’équation, on

iii
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FIGURE A.1 – Géométries des rubans utilisées dans les calculs par éléments finis (pas à l’échelle)
et les conditions aux limites.

trouve le terme de source de chaleur et un terme de refroidissement. Le terme σ (T, I) (−∇V )2

représente les pertes Joule de la source de chaleur, où le gradient de tension ∇V est calculé
à partir de l’équation (A.1). L’échange de chaleur avec l’azote liquide est pris en compte en
appliquant une condition aux limites appliquée uniquement sur les couches d’argent supérieure
et inférieure du ruban (figure A.1 bleu ciel en pointillés), indiquée par ∂Ω dans l’équation (A.2).
Le coefficient de transfert thermique h(T) est en fonction de la température et est le même utilisé
dans le modèle OpenModelica.



Annexe B

Méthodes d’analyse de stabilité des
systèmes linéarisés

Pour étudier la stabilité des systèmes, différentes méthodes d’analyse et outils mathématiques
sont proposés dans la littérature. Les méthodes d’analyse de la stabilité peuvent être classées en
deux catégories : les méthodes d’analyse de la stabilité des petits signaux et les méthodes d’ana-
lyse de la stabilité des grands signaux. Les premières concernent les systèmes linéaires. Bien
entendu, elles s’appliquent également aux systèmes non linéaires, lorsqu’ils sont linéarisés au-
tour de leur point de fonctionnement. Elles sont basées sur des analyses temporaires, algébriques
ou fréquentielles. Parallèlement, les méthode d’analyse de stabilité des grands signaux concerne
les systèmes non linéaires. Dans cette section, seules les méthodes de stabilité des petits signaux
sont présentées et qui seront exploitées dans ce manuscrit. Ces méthodes seront appliquées dans
le chapitre 3, pour étudier la stabilité d’un réseau DC en intégrant un dispositif supraconducteur.

B.1 Approche de la stabilité par l’étude des valeurs propres

De manière générale, l’étude de la stabilité, indépendamment de sa nature physique (élec-
trique, mécanique, hydraulique...), se résume à l’étude de ses valeurs propres. Par conséquent,
toutes les méthodes linéaires d’analyse de la stabilité sont relativement liées.

La méthode d’analyse de la stabilité par l’étude des valeurs propres, également appelée pre-
mière méthode de Lyapunov ou méthode indirecte est basée sur le signe des valeurs propres du
système.

Par exemple, en considérant le système linéaire (B.1) et en supposant que la matrice A est
diagonalisable, on peut écrire A sous la forme (B.3) où D est une matrice diagonale composée des
vecteurs propres λi, i ∈ [1 : n] de A (équation B.1) et P la matrice de passage correspondante.

{
A ∈ ℜn×n, X ∈ ℜn

Ẋ(t) = A.X(t)
(B.1)

v
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D =

λ1 0
. . .

0 λn

 (B.2)

A = P−1DP (B.3)

En utilisant la forme diagonalisée de A et en faisant le changement de variable Y (t) =

PX(t), l’équation (B.1) devient (B.4).

Ẏ (t) = D.Y (t) (B.4)

La matrice D étant diagonale, la solution de (B.4) se réduit à la résolution de n équations
différentielles "classiques" ayant pour solutions la forme (B.5).

y1(t)...
yn(t)

 =

c1(t)e
λ1t +K1
...

cn(t)e
λnt +Kn

 (B.5)

avec (ci, ki), i ∈ [1 : n] des constantes à déterminer.

La solution (B.5) montre que le système (B.1) est stable si et seulement si tous les yi(t)

convergent. Cela nécessite que les valeurs propres de la matrice A soient toutes strictement né-
gatives. Ce résultat est très commun et peut être résumé par la propriété 1 [35].

Propriété 1. Le système linéaire est asymptotiquement stable si et seulement si les valeurs
propres de la matrice A sont toutes à partie réelles strictement négatives.

Exemple

Reprenons le réseau présenté au paragraphe 1.2.2 (figure 1.10), composé d’une source DC
supposée parfaite qui alimente une charge à puissance constante via un filtre d’entrée RLC.

La figure (B.1) représente l’évolution des valeurs propres du système linéaire (1.6) en fonc-
tion de la puissance de la charge. On vérifie bien que le système linéaire est stable pour des va-
leurs de puissance PCPL inférieures à la valeur limite obtenue précédemment (équation (1.11))
PCPLmax = 145.8kW .

B.2 Analyse de la stabilité par spectroscopie d’impédance

La méthode de spectroscopie d’impédance est une solution possible pour analyser la stabilité
des systèmes linéaires basée sur des critères graphiques. Le principe de cette méthode consiste
à considérer un système électrique comme la cascade de deux sous-systèmes et étudier leur
interaction.
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FIGURE B.1 – Évolution des valeurs propres en variant la puissance demandée par la CPL
PCPL ∈ [140kW ; 150kW ] avec un pas de 1 kW.

Pour expliquer ce principe, on considère chaque sous-système comme un quadripôle (figure
B.2) caractérisé par des fonctions de transfert de tension (B.21) et de courant (B.22), ainsi que
par les impédances d’entrée/sortie (B.8) et (B.9) [35].

Quadripôle k
iink (s)
~  ioutk(s)

~

vink (s)
~ voutk(s)

~  

Zink (s) Zoutk(s)

FIGURE B.2 – Représentation quadripolaire d’un sous-système donné .

Fvk(s) =
ṽoutk(s)

ṽink
(s)

∣∣∣∣̃
ioutk (s)=0

(B.6)

Fik(s) =
ĩink

(s)

ĩoutk(s)

∣∣∣∣
ṽink

(s)=0

(B.7)
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Sous système 2
iin2 (s)
~

iout2(s)
~

vin2 (s)
~ vout2(s)

~  

Zin2 (s) Zout2(s)

Sous système 1
iin1 (s)
~  iout1(s)

~

vin1 (s)
~ vout1(s)

~  

Zin1 (s) Zout1(s)

FIGURE B.3 – Système constitué de deux quadrupôles en cascade .

Zink
(s) =

ṽink
(s)

ĩink
(s)

∣∣∣∣̃
ioutk (s)=0

(B.8)

Zoutk(s) =
ṽoutk(s)

−ĩoutk(s)

∣∣∣∣
ṽink

(s)=0

(B.9)

A partir de ces définitions, les deux quadripôles désignés par 1 et 2 (figure B.3) sont caracté-
risés par les relations (B.10) et (B.11).

[
ṽout1(s)

ĩin1(s)

]
=

[
Fv1(s) Zout1(s)

1
Zin1

(s) −Fi1(s)

][
ṽin1(s)

−ĩout1(s)

]
(B.10)

[
ṽout2(s)

ĩin2(s)

]
=

[
Fv2(s) Zout2(s)

1
Zin2

(s) −Fi2(s)

][
ṽin2(s)

−ĩout2(s)

]
(B.11)

La mise en cascade des deux quadripôles peut être traduite mathématiquement par la relation
(B.12).

{
ṽout1 = ṽin2

ĩout1 = ĩin2

(B.12)

A partir de (B.10), (B.11) et (B.12), on obtient l’expression de la fonction de transfert de
tension F(s) (B.13) issue de la cascade des deux sous-systèmes.

F (s) =
ṽout2
ṽout1

=
Fv1(s)Fv2(s)

1 +
Zout1 (s)

Zin2
(s)

(B.13)

La stabilité du système peut donc être étudiée par l’analyse des pôles de (B.13). Les sous
systèmes sont en général conçus pour être stables individuellement, ce qui fait que les fonctions
Fv1(s) et Fv2(s) n’ont pas de pôles instables. Par conséquent, l’étude de la stabilité du système
revient à l’étude des pôles de la fonction G(s) définie par (B.14) :
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G(s) =
1

1 +
Zout1 (s)

Zin2
(s)

(B.14)

La fonction G(s) est similaire à une fonction de transfert en boucle fermée de la fonction de
transfert en boucle ouvert (B.15) suivante :

Gbo(s) =
Zout1(s)

Zin2(s)
(B.15)

Afin d’étudier les pôles de G(s), il existe plusieurs méthodes :

Critère 1 : Critère de Nyquist : Un système en boucle fermée est asymptotiquement stable
à la condition nécessaire et suffisante que son lieu de transfert en boucle ouverte dans le plan
complexe parcouru de ω = −∞ à ω = +∞ entoure le point critique (-1,0) dans la direction
trigonométrique un nombre de fois égal au nombre de pôles instables de la fonction de transfert
en boucle ouverte.

Ce critère est généralement utilisé dans son cadre simplifié dans le cas où la fonction de
transfert en boucle ouverte constitue un système stable. On parle alors de critère de Revers.

Critère 2 : Critère de Revers : En supposant que la fonction de transfert en boucle ouverte
Gbo est un système stable, il suffit de vérifier que quand on parcourt le lieu de la boucle ouverte
lorsque omega croît de [0;∞[, le tracé de Gbo(jω) laisse le point critique (1 ; 0) sur sa gauche
pour assurer la stabilité du système en boucle fermée.

De plus, si le tracé de Gbo(jω) ne croise pas le cercle de centre (0,0) et de rayon 1 , le critère
se résume à : Gbo(jω)j < 1 (ce qui revient à dire que le système a une marge de phase infinie).
On note que seul l’étude du gain de la fonction de transfert en boucle ouverte est alors nécessaire.
Cela correspond à l’idée de base du critère de Middlebrook [95].

Critère 3 : Critère de Middlebrook : La stabilité d’un système est garantie à partir du
moment où le module de l’impédance d’entrée est supérieur au module de l’impédance de sortie,
quelle que soit la fréquence. Ceci peut être traduit mathématiquement par (B.16) :

∀ω |Gbo(jω)| =
∣∣∣∣Zout1(jω)

Zin2(jω)

∣∣∣∣ < 1 (B.16)

Le critère de Middlebrook permet de réduire l’étude de stabilité uniquement aux amplitudes
d’impédance, ce qui en fait un critère de conception facile à exploiter, il suffit juste qu’on place
la fonction de transfert Gbo(s) dans le cercle de centre (0,0) et de rayon 1, et donc imposer une
marge de phase infinie au rapport d’impédance.

Dans les réseaux DC avec un bus continu, il est très difficile de vérifier le critère de Middle-
brook sur toutes les plages de fréquences, car cela rendrait la conception assez conservatrice et
coûteuse [96]. Un critère moins conservateur, connu sous le nom de critère de la Marge de Gain
et la Marge de Phase (GMMP) est proposé dans [96] [97].



x Méthodes d’analyse de stabilité des systèmes linéarisés

1
M

G

Im

Re

(1,0j)M
P

Région interdite  

FIGURE B.4 – Représentation du gabarit défini par le critère de la Marge de gain et de la Marge
de phase [97] .

Méthode de la Marge de Gain et de la Marge de Phase (MGMP)

La méthode MGMP permet de satisfaire les critères de stabilité au sens de Nyquist (place-
ment de la trajectoire par rapport au point de coordonnées (1,0) dans le plan complexe). Cette
méthode permet de spécifier arbitrairement à la fois la marge de gain et la marge de phase, ce qui
permet au concepteur de spécifier le niveau de conservatisme dans une conception donnée. En
fait, on définit un gabarit acceptable pour assurer la stabilité du système (voir figure B.4). Ceci
se traduit par la relation (B.17) [35].

{∣∣∣∣Zout1(s)

Zin2(s)

∣∣∣∣ < 1

MG

}
∪ {φZout1(s)/Zin2(s) > MP} (B.17)

Avec MG et MP représentent respectivement les critères de marge de gain et marge de phase
souhaités. Il est évident que plus ces deux marges sont élevées, plus les gabarits sont petits et
plus le système sera surdimensionné du point de vue de la stabilité.

Dans la mesure où ces critères sont basés sur les impédances de fréquence des sous-systèmes,
les critères graphiques peuvent également être utilisés avec les traces fréquentielles de Bode.
L’utilisation de ces dernières donne une interprétation intéressante du critère MGMP [35] [97].
En effet, Si l’on suppose que l’impédance de sortie du sous-système 1 (source) est connue, la
région interdite définie précédemment peut être transformée en deux conditions sur l’impédance
d’entrée du sous-système 2 (charge).

Afin d’obtenir les conditions à respecter sur la marge de gain, il suffit de déduire de (B.17),
la relation (B.18).
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{ ∣∣∣Zout1 (s)

Zin2
(s)

∣∣∣ < 1
MG

φZout1(s)/Zin2(s) > MP
⇔

{
|Zin2(s)|db > |Zout1(s)|db +MGdb

−180◦ +MP < ∠Zout1(s)− ∠Zin2(s) < 180◦ −MP

(B.18)

Grâce à (B.18), on peut définir la limite du gain et/ou de phase de l’impédance d’entrée du
sous-système 2 (charge) pour une impédance de sortie donnée au sous-système 1 (filtre d’entrée).

Exemple

Reprenons encore l’exemple de la figure (1.10) donné au paragraphe 1.2.2. La stabilité de
ce réseau est cette fois étudiée en fonction de la puissance (PCPL) demandée par la CPL, en
appliquant le critère de Middlebrook. Ce critère définit les conditions concernant le rapport de
l’impédance d’entrée de la charge (sous système 2) et de l’impédance de sortie de la source (sous
système 1) au point de connexion, comme le montre la figure (B.5).

i
CPLR L

Vs vc

i s

ic

v c

PCPLC

Zouts(s) Zinc (s)

Sous-système 1

Sous-système 2

FIGURE B.5 – Impédances d’entrée et de sortie pour le critère de Middlebrook.

Le sous système 1 contient la source de tension parfaite et le filtre RLC. Son impédance de
sortie est la suivante (equation B.19) :

Zouts(s) =
L.s+R

L.C.s2 +R.C.s+ 1
(B.19)

Le sous-système 2 comprend la charge CPL, son impédance d’entrée est donnée par l’équa-
tion suivante (B.20) :

Zinc(s) =
V 2
c0

PCPL
≈ V 2

s

PCPL
(B.20)

La figure (B.6) présente une comparaison entre les modules de l’impédance de sortie Zouts

de la source et de l’impédance d’entrée Zinc de la charge pour différentes valeurs de puissance.
Selon le critère de Middlebrook (condition B.16), c’est-à-dire

∣∣∣Zout1 (jω)

Zin2
(jω)

∣∣∣ < 1 , le système n’est
stable que pour la valeur de la puissance PCPL < 145.8kW .
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FIGURE B.6 – Évolution du module des impédances (Zout, Zin) en variant la puissance deman-
dée par la CPL PCPL ∈ [50kW ; 300kW ] avec un pas de 50 kW.

B.3 Étude de la stabilité par l’utilisation du critère de Routh Hur-
witz

Une autre méthode d’analyse de stabilité appliquée aux systèmes linéaires repose sur l’étude
du polynôme caractéristique du système en utilisant le critère de Routh-Hurwitz. Le critère vé-
rifie si l’une des racines du polynôme caractéristique à une partie réelle positive et indique aussi
leur nombre. L’avantage d’utiliser un tel critère réside notamment dans la possibilité de localiser
les racines du polynôme caractéristique sans chercher à le résoudre. Autrement dit, le critère de
Routh-Hurwitz permet simplement d’établir si le système est stable ou non [98].

Soit le polynôme caractéristique d’un système linéaire de la forme suivante :

P (s) = ans
n + an−1s

n−1 + ...+ a1s+ a0 (B.21)

A partir des coefficients de ce polynôme caractéristique (B.21), Routh a proposé une méthode
simplifiée pour étudier la stabilité du système en construisant un tableau qui se nomme le tableau
de Routh comme suit :

TABLE B.1 – Tableau de Routh

an an−2 an−4 · · · a1

an−1 an−3 an−5 · · · a0

b1 b2 b3 · · · b0

c1 c2 c3 · · · 0
d1 d2 · · · 0 0
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bi =

an−1.an−2i−an.an−2i−1

an−1

ci =
b1.an−2i−1−an−1.bi+1

b1

di =
c1.bi+1−b1.ci+1

c1

(B.22)

Le critère de Routh est formulé comme suit [99].

Critère de Routh : Le nombre de pôles à partie réelle positive est donné par le nombre de
changements de signe des termes de la première colonne du tableau (B.1).

Dans le cas où le tableau a un élément nul dans la première colonne, alors :

1. Si la ligne correspondante contient un ou plusieurs éléments non nuls, P(s) a au moins une
racine à partie réelle strictement positive.

2. Si tous les éléments de la ligne sont nuls alors :

(a) soit P(s) a au moins une paire de racines imaginaires pures (système oscillant).

(b) soit P(s) a une paire de racines réelles de signe opposé.

(c) soit P(s) a quatre racines complexes conjuguées deux à deux et des parties réelles de
signe opposé deux à deux.

Ce critère est notamment proposé dans [100] dans lequel l’auteur l’utilise pour déterminer
la stabilité d’un onduleur monophasé qui alimente une CPL. D’autre exemple est présenté dans
[101] où le critère est appliqué pour proposer le dimensionnement d’un réseau DC.

Exemple

Reprenons le même exemple de la figure (1.10) que nous avons considéré jusqu’à présent
et on va chercher les valeurs de PCPLmax telles que le système est stable autour de son point
d’équilibre en appliquant le critère de Routh.

Le polynôme caractéristique du système linéaire (1.6) est rappelé ci-dessous (B.23) :

P (λ) = λ2 +

(
R

L
− PCPL

C.V 2
c0

)
.λ+

1

L.C

(
1− R.PCPL

V 2
c0

)
(B.23)

A partir des coefficients du ce polynôme caractéristique, On construit le tableau de Routh du
système :

TABLE B.2 – Tableau de Routh

a2 = 1 a0 =
(

1
LC + R

RCPL.L.C

)
a1 =

(
R
L − PCPL

C.V 2
c0

)
0

b1=
(

1
LC − R.PCPL

L.C.V 2
c0

)

En appliquant le critère de Routh, c’est-à-dire que les termes de la première colonne ne
changent pas de signe, le système (1.6) est stable si et seulement si :
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 a1 =
(
R
L − PCPL

C.V 2
c0

)
> 0 ⇔ PCPL <

R.C.V 2
c0

L

b1 =
(

1
LC − R.PCPL

L.C.V 2
c0

)
> 0 ⇔ PCPL <

V 2
c0
R

(B.24)

On déduit des deux conditions données dans (B.24) la condition sur la valeur de puissance
PCPL qui assure la stabilité du système (B.25) :

PCPL < min

(
R.C.V 2

c0

L
,
V 2
c0

R

)
=

R.C.V 2
c0

L
(B.25)

Finalement, pour que le système soit stable selon Routh, la condition sur la puissance
consommée par la CPL est la même que la condition trouvée précédemment (1.9).

Grâce à cette méthode, il est facile d’obtenir des critères de stabilité analytiquement sous
forme d’inégalités. Ainsi, elle peut être utilisée pour la conception des systèmes électriques, par
exemple dans [102] [103] où les auteurs ont utilisé la méthode pour déterminer les domaines de
stabilité des paramètres d’un réseau électrique avionique.



Annexe C

PROPRIÉTÉS THERMIQUES ET
ÉLECTRIQUES DES MATÉRIAUX

C.1 Capacités thermiques (J.kg−1.K−1)

CpAg(T ) = (164.7113837760861× atan(0.026594842053622× T − 0.543455925749649))

CpY bco(T ) = 481.5067404280057× (atan(0.004628644030475×T )− 0.020035627899596)

CpHast(T ) = (232.6490949694242×atan(0.014268442442418×T−0.832594267997145)−67.160904733742800×atan((−1.089287905961677×T )−3077.781063823948))

C.2 Conductivités thermiques (W.m−1.K−1)

kAg(T ) = 21831538.36741123×(1−atan(1649.505182323929×T−54893.45285822393))+12461750.24499636

kY bco = 8

kHast(T ) = 7.926682734903162× atan(0.014383288655519× T + 0.408064343488483)
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FIGURE C.1 – Comparaison entre les données expérimentales et la fonction d’interpolation de
la capacité thermique de l’argent.

FIGURE C.2 – Comparaison entre les données expérimentales et la fonction d’interpolation de
la capacité thermique de l’YBCO.

C.3 Résistivités électriques (µΩ.cm)

ρAg(T ) = 8.534401245546825e−06×atan(7.099612118916145e−06×T−2.208156085246013e−04)

ρHast(T ) = 9.366651051843466e−04∗atan(1.114813293972694e−07∗T+0.001309544749298)
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FIGURE C.3 – Comparaison entre les données expérimentales et la fonction d’interpolation de
la capacité thermique de l’Hastelloy.

FIGURE C.4 – Comparaison entre les données expérimentales et la fonction d’interpolation de
la conductivité thermique de l’argent.
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FIGURE C.5 – Comparaison entre les données expérimentales et la fonction d’interpolation de
la conductivité thermique de l’Hastelloy.

FIGURE C.6 – Comparaison entre les données expérimentales et la fonction d’interpolation de
la résistivité électrique de l’argent.
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FIGURE C.7 – Comparaison entre les données expérimentales et la fonction d’interpolation de
la résistivité électrique de l’Hastelloy.

FIGURE C.8 – Les données expérimentales de la résistivité électrique de cuivre.
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C.4 Propriétés thermiques de l’azote liquide

FIGURE C.9 – Coefficient d’échange de l’azote liquide avec un agrandissement sur la gamme de
température oú l’on observe une phase d’ébullition .



Annexe D

Annexe FMI

TABLE D.1 – Membres du projet de l’Association FMI Modelica [82]

Chef de projet Torsten Blochwitz (ITI GmbH Dresden, Allemagne)
Comité de direction Atego, Daimler, Dassault Systèmes,

IFP EN, ITI, LMS, Modelon, QTronic, SIMPACK
Conseil consultatif Armines, DLR, Fraunhofer , Open Modelica Consortium,

TWT, Université de Halle
Invités Altair Engineering, Université de Berkeley,

Bosch, ETAS, Siemens, Equa Simulation

Le comité directeur est ouvert à des membres supplémentaires qui soutiennent activement
la FMI. Exigences : Doit avoir (a) participé à au moins deux réunions de la FMI au cours des
24 derniers mois, (b) fourni la norme FMI ou une partie de celle-ci dans un outil commercial ou
open source, et/ou utilisé activement FMI dans des projets industriels, (c) les membres du comité
directeur sont d’accord avec une majorité qualifiée.

Le Conseil consultatif est ouvert à des membres supplémentaires qui ont prouvé leur soutien
actif à la FMI. Exigences : Doit avoir (a) participé à au moins deux réunions de la FMI au cours
des 24 derniers mois, et (b) les membres du comité directeur sont d’accord à la majorité qualifiée.
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Annexe E

Réponse dynamique du ruban
supraconducteur à un champ
magnétique externe
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FIGURE E.1 – Premier test : Iruban = 50 A, Bmax = 0,41 T (42 % Ic)
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FIGURE E.2 – Deuxième test : Iruban = 50 A, Bmax = 0,51 T (40 % Ic)
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FIGURE E.3 – Troisième test : Iruban = 51 A, Bmax = 0,51 T (40 % Ic)
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