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Introduction générale

Les effets thermoélectriques ont été mis en évidence durant la première moitié
du 19ème siècle par Seebeck [1], Peltier [2] et Thomson [3]. Ils couplent le transport
de charges électriques au transport de chaleur. Bien que le potentiel en termes de
conversion d’énergie d’un tel couplage semble aujourd’hui évident, il s’est écoulé plus
de 60 ans entre la découverte de Seebeck et la première étude rigoureuse par Lord
Rayleigh des performances d’un générateur électrique reposant sur ce principe [4].
En 1909, Altenkirch a déterminé les propriétés que doivent présenter les matériaux
utilisés dans la fabrication d’un générateur thermoélectrique efficace : une conduc-
tivité électrique élevée, une conductivité thermique faible et un coefficient Seebeck
élevé [5]. Il a cependant fallu attendre la fin des années 1940 pour voir apparaître
le premier générateur viable : Telkes a alors réussi à obtenir un rendement de 7%
en utilisant des matériaux à base de PbS et de ZnSb [6]. Mais la véritable révo-
lution pour la thermoélectricité a résidé toutefois dans l’utilisation de matériaux
semi-conducteurs à la fin des années 1950. L’augmentation des performances laissait
alors entrevoir une application à grande échelle grâce, d’une part, aux travaux de
Ioffe [7] sur l’utilisation de la thermoélectricité comme source d’énergie et, d’autre
part, aux travaux de Goldsmid sur le refroidissement [8]. L’amélioration des résul-
tats a néanmoins rapidement été limitée et la thermoélectricité s’est cantonnée à
des marchés de niche, tel que l’aérospatial. Outre le fait d’avoir été l’un des pion-
niers dans l’utilisation des semi-conducteurs dans le domaine de la thermoélectricité,
Ioffe a également formalisé les résultats obtenus par Altenkirch : il a ainsi englobé les
différentes spécifications que doivent satisfaire les matériaux dans un coefficient de
performance unique, dénommé ZT , qui est depuis utilisé pour estimer les capacités
thermoélectriques d’un matériau [7]. Les travaux actuels se focalisent désormais sur
la recherche de matériaux dont le facteur de mérite ZT est le plus élevé possible afin
d’augmenter l’efficacité des générateurs thermoélectriques [9].

Parallèlement à ce développement technologique, les phénomènes thermoélec-
triques ont également été au cœur du développement théorique de la thermody-
namique. Dès ses premiers travaux sur le sujet, Thomson a en effet considéré la
thermoélectricité comme un processus modèle pour l’élaboration et la validation
des théories dans ce domaine alors en pleine construction [10]. Il n’est donc pas
surprenant de retrouver de nouveau la thermoélectricité à la source des travaux
d’Onsager sur la thermodynamique hors équilibre, qui conduiront au formalisme
qui porte son nom [11]. L’introduction du chapitre consacré à la thermoélectricité
dans le livre de De Groot résume bien la relation particulière entre ces phénomènes
et la thermodynamique : “The phenomena of thermoelectricity have always served
as touchstones for the various theories of irreversible phenomena” [12]. Malgré ce
lien étroit entre la thermoélectricité et les processus irréversibles, il faudra attendre
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INTRODUCTION GÉNÉRALE

1948 pour que Callen propose la description détaillée du couplage entre le transport
de charges électriques et le transport de chaleur dans le formalisme d’Onsager [13].
Par la suite, la thermodynamique à temps fini s’est développée dans la continuité
de l’étude des processus irréversibles. Ce nouveau cadre de pensée, introduit dans
les années 1950 [14, 15] et popularisé par Curzon et Ahlborn en 1975 [16], repose
sur la prise en compte d’éléments dissipatifs lors de l’étude et de l’optimisation des
systèmes thermodynamiques. La thermoélectricité a récemment de nouveau rempli
son rôle de système modèle pour la thermodynamique à temps fini : Agrawal et
Menon ont montré en 1997 que le générateur thermoélectrique vérifie parfaitement
les résultats déjà obtenus de manière plus générale tout en permettant une analyse
plus simple [17].

L’objectif initial de cette thèse était de procéder à l’étude expérimentale ainsi
qu’à la modélisation des propriétés thermoélectriques de couches minces d’oxyde.
Cette étude a néanmoins soulevé la nécessité de mener une réflexion sur l’influence
des conditions thermodynamiques imposées par l’environnement sur le fonctionne-
ment du système thermoélectrique. Ce problème est en effet trop souvent négligé
dans la littérature. Nous nous sommes donc réorientés vers des considérations théo-
riques visant à comprendre l’impact des conditions de fonctionnement sur les per-
formances du système. Les cinq chapitres de ce manuscrit présentent des travaux
relatifs à l’optimisation thermodynamique des générateurs thermoélectriques. Les
résultats expérimentaux concernant la réalisation de couches minces et l’étude de
leurs propriétés thermoélectriques sont présentés en annexe.

Le premier chapitre présente les différents aspects de la thermoélectricité. Nous
revenons tout d’abord sur les phénomènes physiques constituant le cœur du couplage
entre chaleur et charges électriques, puis nous introduisons le facteur de mérite ZT
en adoptant la démarche suivie par Ioffe. Le formalisme d’Onsager est également
présenté.

Le second chapitre est consacré à l’optimisation des générateurs thermoélec-
triques en vue de leur intégration dans un environnement. Nous introduisons pour
cela la notion de convection thermoélectrique. Celle-ci nous permet, d’une part, de
réinterpréter le facteur de mérite ZT et, d’autre part, d’obtenir facilement le facteur
de mérite équivalent pour l’association de deux générateurs dans des configura-
tions parallèle ou série. Nous déterminons enfin les conditions de fonctionnement
conduisant à une puissance électrique délivrée maximum lorsque le caractère fini
des contacts thermiques du générateur est pris en compte. Nous montrons que ces
conditions correspondent alors à des adaptations d’impédance électrique et ther-
mique simultanées.

Contrairement au chapitre 2 orienté vers des applications pratiques des phéno-
mènes thermoélectriques, les chapitres 3, 4 et 5 traitent d’aspects plus fondamentaux.
Le chapitre 3 présente ainsi l’analyse du générateur thermoélectrique dans le cadre
de la thermodynamique à temps fini. Nous montrons que l’utilisation de ce système
modèle offre un regard nouveau sur l’interprétation de résultats récents concernant
l’expression de l’efficacité au maximum de puissance.

Dans le chapitre 4, nous discutons de l’importance des dissipations internes d’un
système afin de garantir sa causalité. La prise en compte de ce phénomène permet
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de réinterpréter la littérature récente sur le sujet. Nous illustrons les conséquences
de ces dissipations sur deux exemples : l’optimisation d’un module thermoélectrique
utilisé en réfrigérateur et la détermination des performances d’un générateur soumis
à un champ magnétique.

Le chapitre 5 généralise les résultats obtenus au-delà des seuls phénomènes ther-
moélectriques. Nous analysons pour cela un autre système de conversion d’énergie,
la roue à rochet de Feynman, à la lumière des résultats des chapitres 3 et 4. Nous
mettons ainsi en évidence une étonnante similitude entre ce système et le générateur
thermoélectrique. Nous introduisons également un formalisme nécessaire à l’étude
des systèmes non-linéaires dont fait partie la roue à rochet.

3
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Chapitre 1

Généralités

Dans ce premier chapitre, nous présentons les différents aspects de la thermoélec-
tricité. Nous rappelons d’abord les effets physiques de couplage entre les propriétés
électriques et les propriétés thermiques. Nous détaillons brièvement les méthodes
d’évaluation des coefficients associés à ces phénomènes, aussi bien du point de vue
expérimental que du point de vue théorique. Nous introduisons ensuite le modèle
de générateur thermoélectrique qui sera utilisé comme référence dans ce manuscrit.
L’évaluation et l’optimisation des performances de ce système sont en effet les point
centraux de cette thèse. Pour mener à bien cette analyse, nous serons amenés à uti-
liser un formalisme forces-flux dont le cadre est présenté dans la troisième section.

1 Phénomènes physiques

1.1 Effets thermoélectriques

Les effets thermoélectriques ont été rapportés durant la première moitié du 19ème
siècle. Il faut noter que la thermoélectricité s’est développée en parallèle de la ther-
modynamique : il y a eu une véritable synergie entre la mise en place des lois de la
thermodynamique et la compréhension des phénomènes thermoélectriques. Thom-
son symbolise à lui seul cette relation si particulière puisqu’il est à la fois celui qui
a permis le premier de poser un cadre thermodynamique sur les effets thermoélec-
triques et on constate que sa réflexion, débouchant sur l’une des formulations de la
seconde loi de la thermodynamique, fait souvent référence à ces effets [18].

Effet Seebeck

En 1821, Seebeck observe que l’aiguille d’une boussole placée au centre d’un
circuit constitué de deux métaux distincts est déviée lorsque l’une des deux jonctions
entre les deux matériaux est chauffée [1] (voir figure 1.1). Il en conclut qu’il s’agit
d’un effet thermomagnétique mais en réalité le champ magnétique est créé par un
courant provoqué par l’apparition d’une force électromotrice dans le circuit. Pour une
différence de température ∆T faible, cette force électromotrice est proportionnelle à
∆T . Le coefficient de proportionnalité entre ces deux grandeurs est appelé coefficient
Seebeck, en l’honneur de ce physicien qui a mis en évidence cet effet, et vaut :

αab = αb − αa =
V2 − V1

T2 − T1

(1.1)

5



CHAPITRE 1. GÉNÉRALITÉS

Figure 1.1 – Schéma de principe de l’effet Seebeck (à gauche) et illustration de
l’expérience effectuée par Seebeck [19] (à droite).

où V désigne les potentiels électriques et T les températures suivant la convention
présentée sur la figure 1.1. Le coefficient αab est associée au couple formé par le
matériau a et le matériau b ; il n’est pas possible en effet de mesurer le coefficient
Seebeck d’un matériau unique car la mesure des potentiels électriques doit être
effectuée à une même température, sans quoi le coefficient Seebeck du voltmètre
serait alors à prendre en compte. Dans la cas où le matériau b possède un coefficient
Seebeck αb faible devant celui du matériau a, αa, on peut faire l’approximation :

αa = −V2 − V1

T2 − T1

. (1.2)

Bien que Seebeck soit considéré en règle générale comme le père de la thermo-
électricité, certains chercheurs ont récemment remis en cause cette paternité : la
correspondance de Volta montre en effet qu’au cours de ses expériences ce dernier a,
dés 1774, mis en évidence l’apparition d’une tension électrique due à un gradient de
température. Pour plus de détails sur cette controverse historique, on pourra notam-
ment consulté l’article par Anatychuk intitulé “On the discovery of thermoelectricity
by A. Volta” [20].

Effet Peltier

En 1834, Peltier a constaté que le passage d’un courant électrique I, imposé par
un générateur extérieur, dans le circuit constitué de deux matériaux, similaire à celui
utilisé par Seebeck, provoque une absorption de chaleur à l’une des jonctions et un
dégagement de chaleur à l’autre jonction [2]. Le flux de chaleur ainsi absorbé est
proportionnel à la valeur du courant électrique I dans le circuit lorsque I reste faible.
Le coefficient de proportionnalité est appelé le coefficient Peltier Πab, caractéristique
du couple de matériaux. Ainsi, si on associe au matériau a le coefficient Peltier Πa et
au matériau b le coefficient Πb, on a Πab = Πb − Πa. Sur le schéma de la figure 1.2,
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Figure 1.2 – Schéma de principe de l’effet Peltier.

on a alors :

IQ1 = IQ2 = ΠabI (1.3)

Pour un courant I positif, si Πb > Πa alors IQ1 et IQ2 sont positifs. Ils sont négatifs
si Πb < Πa.

Effet Thomson

En 1851, Thomson présente à la Société Royale d’Édimbourg un mémoire sur
l’étude des deux effets thermoélectriques précédents intitulé On a Mechanical Theory
of Thermo-Electric Currents [3] 1 et dans lequel il introduit un effet supplémentaire,
qui sera désigné par effet Thomson. Contrairement aux effets Peltier et Seebeck,
l’effet Thomson s’observe pour un matériau unique. Ainsi, lorsque un courant élec-
trique I parcours un matériau homogène soumis à un gradient de température, on
observe une source de chaleur au sein du matériau en plus de l’effet Joule. Pour
un dispositif comme celui représenté sur la figure 1.3, si le courant électrique I et
le gradient de température dT/dx sont assez faibles, on constate que le taux de
production volumique Q̇ de chaleur issue de cette source est proportionnel à I et à
dT/dx :

Q̇ = τ
I

A

dT

dx
(1.4)

où A est la section du conducteur et où le coefficient de proportionnalité τ est appelé
coefficient Thomson. La figure 1.3 illustre le cas d’un matériau avec τ < 0 en (a) et
τ > 0 en (b). Seule la contribution Thomson est représentée. En réalité on observe
également une production de chaleur due à l’effet Joule puisqu’un courant électrique
est présent. L’effet Thomson est en général difficile à mettre en évidence car il est
faible devant l’échauffement Joule.

1. On peut trouver ce texte dans un ouvrage en trois volumes particulièrement intéressant qui
réunit la majorité du travail de Thomson [18]
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Figure 1.3 – Schéma de principe de l’effet Thomson pour τ < 0 (a) et τ > 0 (b).

Effet Joule

Bien qu’on se limite souvent aux trois effets précédents quand on parle d’effets
thermoélectriques, un autre phénomène, que nous venons d’ailleurs d’évoquer, lie
de manière évidente les aspects thermiques et les aspects électriques : l’effet Joule.
Cette production de chaleur provoquée par le passage d’un courant électrique I ne
fait pas intervenir la notion de proportionnalité comme précédemment puisque la
chaleur produite par unité de temps a une dépendance quadratique vis-à-vis de I
lorsque celui-ci reste faible :

Q̇ = RI2 (1.5)

où R est la résistance électrique du matériau traversé. Mis en évidence par Joule en
1843 [21], cet effet est en réalité une conséquence directe de la relation de propor-
tionnalité entre la tension ∆V aux bornes du matériau et le courant qui le parcourt,
c’est-à-dire la loi d’Ohm proposée en 1827 par Ohm [22].

1.2 Relations de Kelvin

Les travaux de Thomson sur la thermoélectricité, au-delà de la découverte de
l’effet qui porte son nom, lui ont permis d’avoir une vision claire des phénomènes
mis en jeu. Il a rapidement compris qu’un seul phénomène sous-jacent englobait les
trois effets thermoélectriques décrit dans la section précédente : le courant électrique
possède la faculté de transporter de la chaleur par un processus de convection (nous
reviendrons sur cette notion dans le chapitre 2) [23]. Il a pu ainsi établir deux
relations entre les trois coefficients, α, Π et τ , regroupée sous l’appellation relations
de Kelvin (bien que Thomson ne prit ce nom qu’en 1892 lorsqu’il devint un Lord).
La première relation de Kelvin relie τ et α :

τ = T
dα

dT
(1.6)

où T est la température locale. La seconde relation de Kelvin relie Π et α :

Π = αT. (1.7)
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Cette seconde relation, établie grâce à un raisonnement de thermostatique, ne sera
prouvée de manière satisfaisante que plus tard grâce aux relations de réciprocité
d’Onsager [11].

1.3 Détermination expérimentale des coefficients

Il est difficile de déterminer expérimentalement le coefficient Seebeck (ou, de
même, le coefficient Peltier puisque qu’ils sont liés au travers de la seconde relation
de Kelvin) pour un matériau unique puisque la mesure de ce coefficient fait nécessai-
rement intervenir deux matériaux distincts. Il existe cependant deux méthodes pour
accéder à la valeur intrinsèque de α pour un matériau. La première consiste à faire
passer l’un des matériau dans sa phase supraconductrice pour laquelle α = 0 : la
tension mesurée n’est alors due qu’à la contribution du second matériau. La limite
de cette technique est évidemment l’obligation d’imposer une température suffisam-
ment faible, inférieure à la température critique du matériau, qui n’excède jamais
la centaine de Kelvin, pour garantir l’existence de la phase supraconductrice. Pour
déterminer α à des températures supérieures, il est nécessaire d’utiliser la seconde
méthode qui repose sur l’utilisation du coefficient Thomson qui est mesurable pour
un matériau unique. On accède ainsi, d’après la première relation de Kelvin à la
variation de α avec la température. Le coefficient Seebeck peut alors être déterminé
par intégration à partir d’une température où sa valeur est connue :

α(T ) = α(T0) +
∫ T

T0

τ

T
dT (1.8)

La valeur de α(T0) est déterminée en utilisant la première méthode ou en faisant
passer la matériau lui-même dans une phase supraconductrice pour avoir α(T0) = 0.

La mesure de τ est la principale difficulté de cette procédure : la contribution
de l’effet Thomson à la production de chaleur dans l’échantillon est relativement
faible devant la contribution de l’effet Joule, de l’ordre de 1%, ce qui rend sa mesure
délicate. De plus un biais systématique de la valeur de τ conduirait à des valeurs
aberrantes de α à des températures élevées puisque dans la relation 1.8, τ apparait
dans une intégrale sur la température. La détermination précise de valeurs de réfé-
rences est donc réservée à des organismes spécialisés tels que le National Institute
of Standards and Technology aux Etats-Unis ; il existe ainsi un étalon thermoélec-
trique constitué de platine pour lequel α a été déterminé pour une large plage de
température [24]. En utilisant cette référence comme l’un des deux constituants du
couple thermoélectrique, il est dès lors possible de mesurer d’autres matériaux. Un
excellent article de revue par Martin et coll. [25] détaille l’ensemble des méthodes
relatives à ces mesures.

1.4 Evaluation théorique du coefficient Seebeck

La physique de l’état solide permet d’anticiper la valeur du coefficient Seebeck à
partir de la connaissance de la structure de bandes du matériau. Nous donnons ici
quelques-unes des expressions générales de α pour le cas simple d’un matériau ne
possédant qu’une bande de conduction parabolique. Nous distinguons la situation
d’un semi-conducteur non dégénéré où le niveau de Fermi µ̃, qui n’est autre que le
potentiel électrochimique, se situe très en dessous du bas de la bande de conduction,
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Figure 1.4 – Définition des différentes énergies et potentiels utilisés (d’après [26]).

dont l’énergie est notée EC , et la situation d’un métal où le niveau de Fermi µ̃ se
situe très à l’intérieur de la bande de conduction. L’obtention de ces expressions
pour α est l’occasion de revenir sur la signification physique de ce coefficient.

Avant de traiter spécifiquement ces deux cas, rappelons brièvement la relation
entre les différents potentiels mis en jeu. Le potentiel électrochimique est ainsi la
somme du potentiel chimique µ et de l’énergie électrostatique :

µ̃ = µ + qV (1.9)

où V est le potentiel électrostatique dans le matériau et q la charge électrique por-
tée par chaque particule (−e dans le cas des électrons, avec e la charge électrique
élémentaire). Comme le montre la figure 1.4, le potentiel électrostatique correspond
à l’énergie du bas de la bande de conduction EC tandis que le potentiel chimique
vaut µ = µ̃ − EC . Pour traiter correctement le problème, il convient de choisir une
référence, E0, arbitraire mais constante pour les énergies.

Semi-conducteurs : approche simple

Nous considérons par souci de simplicité un semi-conducteur non dégénéré uni-
dimensionnel dont la répartition est décrite par la statistique de Boltzmann. Ainsi
la densité d’électrons en fonction de la température T vaut :

n(T ) = N exp
(

µ̃ − EC

kBT

)
(1.10)

avec

N = 2

(
2πmeffkBT

h2

)3/2

(1.11)

où kB est la constante de Boltzmann, h est la constante de Planck et meff est la
masse effective des électrons.

Pour obtenir α, on détermine l’expression de la densité de courant Jx grâce à
l’équation de dérive-diffusion [27] :

Jx = enµnEx + eDn∇xn (1.12)
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avec µn la mobilité des électrons, Dn leur diffusivité et où la notation ∇x indique la
dérivée par rapport à la variable d’espace x. Il faut noter que le champ électrostatique
Ex défini par :

Ex = −∇xEC

q
=

∇xEC

e
(1.13)

n’est pas un champ électromoteur contrairement au champ ∇x µ̃/e.
Lorsque le matériau est soumis à un gradient de température le gradient de

densité électronique devient :

∇xn =
3
2

n∇xT

T
+

n

kBT 2
[T (∇xµ̃ − ∇xEC) − (µ̃ − EC) ∇xT ] (1.14)

Par ailleurs la mobilité et la diffusivité des électrons sont reliées aux travers de
la relation d’Einstein :

µn

Dn

=
e

kBT
(1.15)

En utilisant les deux expressions précédentes dans 1.12, puisque en circuit ou-
vert la densité de courant est nulle, on obtient facilement l’expression du coefficient
Seebeck :

α =
∇xµ̃

e∇xT
= −kB

e

[3
2

− µ

kBT

]
(1.16)

La chaleur associée à chaque porteur est donc −eαT = 3/2kBT−µ qui correspond
à l’énergie transportée par chaque électron en plus du potentiel électrochimique
µ̃, qui n’est pas associé à de l’énergie sous forme de chaleur puisque la variation
de ce paramètre permet d’extraire du travail du système. Ce résultat semble donc
cohérent.

Contrairement au raisonnement présenté dans les références [28] et [7,29], le rai-
sonnement précédent ne fait pas apparaitre de contribution αD due aux contacts
entre les matériaux. L’introduction d’un tel terme a déjà été discuté dans la ré-
férence [30] : Chambers souligne que puisque le niveau de Fermi est continu aux
interfaces entre les matériaux, il est peut probable que les contacts modifient la va-
leur de α. En réalité, la nécessité d’invoquer αD provient de la confusion récurrente
entre le potentiel électrochimique µ̃ et le potentiel chimique µ : comme nous l’avons
déjà indiqué seul le gradient du potentiel électrochimique est associé à un champ
électromoteur. De plus, il est important de rappeler que le potentiel mesuré par un
voltmètre est bien le potentiel électrochimique µ̃ et non le potentiel électrostatique
uniquement.

Semi-conducteurs : conduction par hopping

Le cas particulier d’un semi-conducteur non dégénéré dont la bande de conduc-
tion est particulièrement étroite est un système modèle important en thermoélectri-
cité. La masse effective des électrons est alors très importante et le transport n’est
plus itinérant mais se produit par hopping, c’est-à-dire par déplacement successifs
sur des états localisés. L’expression obtenue précédemment pour α n’est donc plus
valable puisque l’énergie cinétique microscopique n’est plus donnée par 3/2kBT .
Chaikin et Beni ont montré que le terme correspondant pour une conduction par
hopping devient négligeable pour des températures élevées [31]. Avec cette hypo-
thèse, α se réduit donc à la contribution du potentiel chimique qui d’une manière
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générale s’exprime par µ = T
(

∂S
∂N

)

E,V
. Cette expression a contribué à qualifier le

coefficient Seebeck d’entropie par particule à cause du rapport de l’entropie S et du
nombre de particule N qui apparait naturellement. En utilisant ensuite la définition
de Boltzmann pour l’entropie, S = kB ln Ω, on obtient dans le cas où les particules
considérées sont des fermions sans spin et sans interactions [31] :

α =
kB

e
ln

r

1 − r
(1.17)

avec r le rapport entre le nombre de particules et le nombre d’états localisés dans la
bande de conduction. Cette formule est connue sous le nom de formule de Heikes [26].
Une généralisation à des cas plus complexes, par exemple avec prise en compte du
spin et des interactions, est donnée dans la référence [31].

Métaux

Pour les métaux, contrairement aux semi-conducteurs non-dégénérés, seuls les
électrons proches du niveau de Fermi participent à la conduction. Le coefficient
Seebeck est ainsi donné par la formule de Cutler et Mott [32] :

α =
kB

e

∫
∞

EC
σ(E)E−µ̃

kBT

[
∂f
∂E

]
dE

∫
∞

EC
σ(E)

[
∂f
∂E

]
dE

(1.18)

où σ(E) représente la conductivité des électrons en fonction de leur niveau d’énergie
E et où f est la distribution de Fermi-Dirac. Il faut voir cette expression comme une
moyenne pondérée de l’énergie excédentaire par rapport au niveau de Fermi, donc
de la chaleur, associée à chaque électron. Cette chaleur par électron est normalisée
par T puisqu’on s’intéresse ici α et non à Π. La pondération s’effectue en évaluant
l’effet de chaque électron : la dérivée de f par rapport à l’énergie indique que seuls
les électrons proches du niveau de Fermi participent à la conduction tandis que σ(E)
permet de prendre en compte la contribution au transport de chacun de ces électrons
en fonction de son énergie.

Pour les métaux monovalents, Ioffe propose l’expression suivante [29] :

α = −π2 kB

e

kBT

µ
(1.19)

Puisque pour les métaux le potentiel chimique est très grand devant l’énergie kBT
(environ un facteur 200 à température ambiante), on en déduit que le coefficient
Seebeck des métaux est très faible, ce qui est vérifié en pratique. Le coefficient α
peut cependant être positif pour certains métaux à cause d’autres phénomènes tels
que le phonon drag qui est une modification de α par l’interaction entre les électrons
et les phonons [33].

L’expression précédente n’est pas sans rappeler celle de la capacité calorifique
électronique d’un gaz de Fermi qui vaut [34] :

cel = N
π2kB

2
kBT

µ
(1.20)

Cette expression, une fois ramenée par charge électrique en la divisant par −eN ,
correspond exactement à la valeur de α calculée en utilisant un développement de
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Sommerfeld [35]. On constate ainsi que si une analyse dimensionnelle a conduit à voir
le coefficient Seebeck comme une entropie par particule il serait également naturel
de l’associer à une capacité calorifique par particule.

2 Conversion d’énergie

La thermoélectricité offre la possibilité de générer une force électromotrice à par-
tir d’une source de chaleur : la conversion d’énergie par ce biais apparait donc comme
une évidence. Si Seebeck a découvert les propriétés thermoélectriques des matériaux
en pleine révolution industrielle où la volonté de tirer partie de la chaleur était omni-
présente comme le prouve entre autres la publication du livre de Carnot, Réflexions
sur la puissance motrice du feu [36], trois ans plus tard, il fallut attendre plus d’une
centaine d’années pour voir apparaitre une application les utilisant. Ce constat s’ex-
plique principalement par un rendement de conversion médiocre, bien en dessous
d’autres systèmes tels que la machine à vapeur. Dans cette section nous présentons
un dispositif de conversion thermoélectrique simple ; après avoir analysé son fonc-
tionnement, nous évaluons ses performances. Nous détaillons ensuite quelles sont les
voies de recherches suivies à l’heure actuelle pour améliorer ces performances. Cette
section n’ayant pour but que d’introduire les problématiques relatives à l’optimisa-
tion des matériaux, on pourra se référer au livre de Goldsmid [37] ou à la dernière
version du Thermoelectrics Handbook édité par Rowe [38] pour approfondir le sujet.

2.1 Générateur thermoélectrique

L’évaluation des performances des générateurs thermoélectriques est en général
attribuée à Ioffe ; son ouvrage Semiconductor thermoelements, and Thermoelectric
cooling [7] est ainsi une référence dans le domaine. On trouve également un chapitre
détaillé sur la thermoélectricité dans Physics of Semiconductors [29]. Nous suivons
ici un raisonnement analogue au sien.

Le module thermoélectrique considéré est constitué d’un élément semi-conducteur
avec un dopage de type P (conduction par les trous) et d’un élément avec un dopage
de type N (conduction par les électrons). Ces deux éléments, parfois appelés jambes,
sont placés électriquement en série mais thermiquement en parallèle comme indiqué
sur la figure 1.5. Ce module est relié à une résistance de charge RL à laquelle la
puissance électrique va être transmise. Une des extrémités du système est mainte-
nue à une température Tchaud tandis que l’autre extrémité est maintenue à Tfroid,
avec Tfroid < Tchaud ; ces températures sont fixées grâce à des échanges thermiques
avec des réservoirs de température supposés infinis. Chaque élément n’échange de
la chaleur que par ses extrémités : les pertes thermique le long de chaque élément
sont négligées.

Chaque jambe du système est caractérisée par sa résistance électrique R, sa
conductance thermique en absence de courant électrique K et son coefficient Seebeck
α ; la section de chaque élément est désignée par S et sa longueur par l. Pour
distinguer les propriétés de chacune des jambes, on utilise les indices N et P . La
configuration présentée sur la figure 1.5 montre de façon évidente que les longueurs
des jambes doivent être identiques : l = lN = lP . Les propriétés du système dans son
ensemble sont alors données par la combinaison des propriétés de chaque élément.
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Figure 1.5 – Schéma de principe d’un générateur thermoélectrique constitué de
deux jambes semi-conductrices et relié à une résistance de charge RL.

Ainsi la résistance électrique globale R vaut :

R = RN + RP =
(

ρN

SN

+
ρP

SP

)
l (1.21)

où ρ désigne la résistivité électrique. La conductance thermique globale K0 du sys-
tème en l’absence de courant électrique vaut :

K0 = KN + KP =
(κNSN + κP SP )

l
(1.22)

où κ désigne la conductivité thermique. Enfin le coefficient Seebeck global α vaut :

α = αP − αN (1.23)

On fait l’hypothèse que les matériaux sont homogènes : ρ, κ et α sont suppo-
sés indépendants de la température. En pratique, pour garantir le respect de cette
hypothèse désignée par CPM (pour Constant Parameters Model), on imposera la
condition d’une différence de température ∆T = Tchaud − Tfroid petite devant la
température moyenne T = (Tchaud − Tfroid)/2. Cette hypothèse sera utilisée dans
l’ensemble de ce manuscrit.

En utilisant la définition de l’effet Peltier et la seconde relation de Kelvin, on dé-
termine les flux thermiques résultant des effets thermoélectriques IQc et IQf , échan-
gés respectivement avec le réservoir chaud et le réservoir froid :

IQc = αTchaudI

(1.24)

IQf = αTfroidI
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où I désigne le courant électrique circulant dans le circuit. Il faut également prendre
en compte le flux thermique IQ0 associé à la conduction thermique du système qui
suit la loi de Fourier :

IQ0 = K0∆T (1.25)

Enfin il ne faut pas oublier la contribution de l’effet Joule qui produit de la chaleur
à un taux Q̇ = RI2. Ioffe suppose que cette chaleur est répartie également entre
le réservoir chaud et le réservoir froid. Ainsi les flux entrant et sortant du module
thermoélectriques valent :

IQentrant = IQc + IQ0 − Q̇

2
(1.26)

IQsortant = IQf + IQ0 +
Q̇

2
(1.27)

Le courant électrique résulte de l’apparition grâce à l’effet Seebeck d’un force
électromotrice α∆T . Ainsi, en utilisant la loi d’Ohm, on obtient l’expression sui-
vante :

I =
α∆T

R + RL

(1.28)

pour l’intensité du courant électrique.

2.2 Evaluation des performances : définition du facteur de
mérite

En règle générale, on attend d’un système de conversion d’énergie qu’il ait une
efficacité élevée, l’efficacité étant définie comme la proportion d’énergie convertie par
rapport à la quantité d’énergie primaire fournie au système. Dans le cas où la source
primaire est de l’énergie thermique prélevée à une température Tchaud et rejetée à une
température Tfroid, Carnot a montré que l’efficacité possède une borne supérieure qui
est l’efficacité de Carnot ηC = 1−Tfroid/Tchaud. Le but de l’optimisation du générateur
thermoélectrique est donc de maximiser son efficacité pour qu’elle approche de ηC .

Dans un premier temps il convient de définir cette efficacité η en fonction des
différents paramètres du système :

η =
P

IQentrant

=
P

IQc + IQ0 − 1
2
RI2

(1.29)

avec P = RLI2 la puissance électrique fournie à la charge.
En utilisant les expressions obtenues précédemment et en posant m = RL/R,

l’efficacité devient :

η =
α2∆T 2 m

R(m+1)2

α2Tchaud∆T 1
R(m+1)

+ K0∆T − 1
2

α2∆T 2

R(m+1)2

(1.30)

et se simplifie en :

η = ηC

m
m+1

1 + K0R
α2

m+1
Tchaud

− 1
2

∆T
Tchaud

1
m+1

(1.31)
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On voit que cette expression dépend d’une part de m, donc de la condition de
fonctionnement imposée par la charge, mais également des paramètres du système
qui interviennent sous la forme d’un terme unique que Ioffe a nommé Z et défini
par :

Z =
α2

KR
(1.32)

Optimisation géométrique

Lorsque α, κ et ρ sont fixés pour chaque jambe, il est possible de maximiser
l’efficacité indépendamment de la valeur de m : il faut pour cela minimiser K0R qui
vaut

K0R = (κNSN + κP SP )
(

ρN

SN

+
ρP

SP

)
(1.33)

On constate que cette expression fait intervenir les sections des jambes du module.
La minimisation de K0R vis-à-vis de SP et SN conduit alors à définir un rapport
optimal entre ces deux grandeurs :

(
SN

SP

)2

=
ρNκP

κNρP

(1.34)

Le paramètre Z vaut alors

Z =
α2

[√
κNρN +

√
κP ρP

]2 (1.35)

et est donc indépendant des dimensions des deux jambes.

Optimisation des conditions de fonctionnement

Le choix de la valeur de la résistance de charge RL revient à choisir un point de
fonctionnement pour l’ensemble {générateur + charge}. L’expression 1.31 montre
que RL, au travers du paramètre m, a une influence importante sur η. L’efficacité
est maximum lorsque dη/dm = 0. Cette condition est satisfaite pour :

mopt = M =
√

1 + ZT (1.36)

où T est la température moyenne entre le réservoir chaud et le réservoir froid. En
réinjectant cette valeur de m dans 1.31, on obtient l’efficacité maximum que peut
atteindre le système :

ηmax = ηC


 M − 1

M + Tfroid

Tchaud


 (1.37)

qui ne dépend donc que des températures des réservoirs et du paramètre ZT qui
est appelé le facteur de mérite du système. Ainsi plus ZT est grand plus l’efficacité
maximum ηmax est importante, la limite fixée par l’efficacité de Carnot ne pouvant
être atteinte que pour ZT → ∞. Il est important de noter que l’apparition de la
température moyenne T dans le facteur de mérite n’est pas associée à une approxi-
mation mais découle naturellement du modèle utilisé.
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Figure 1.6 – Évolution de l’efficacité d’u générateur thermoélectrique en fonction
de la température du réservoir chaud pour plusieurs valeurs de ZT . Le réservoir
froid est à une température de 300 K (extrait de [40]).

Si ZT reflète les performances des modules thermoélectriques utilisés en géné-
rateur, il caractérise également leur fonctionnement en tant que réfrigérateur. Dans
ce cas, de l’énergie électrique est fournie pour extraire de la chaleur d’un réservoir
froid. La différence de température maximale qu’un module peut maintenir entre
deux réservoirs aux températures respective de Tchaud et Tfroid est en effet :

(∆T )max =
ZT 2

froid

2
(1.38)

L’une des premières démonstrations satisfaisantes d’un refroidissement grâce aux
effets thermoélectriques fut faites par Goldsmid et Douglas en 1954 [8] avec un
refroidissement de 26 K autour de la température ambiante. Bien que les applications
du refroidissement thermoélectriques soient intéressantes et prometteuses, nous nous
focaliserons principalement sur le fonctionnement en générateur dans ce manuscrit.

Nous avons négligé dans ce modèle l’effet Thomson, c’est-à-dire la dépendance
du coefficient Seebeck vis-à-vis de la température. L’impact du coefficient Thomson
τ sur l’efficacité, mais également sur la puissance délivrée, est étudié dans [39]. On
constate que les variations des performances engendrées par l’effet Thomson sont
suffisamment faibles pour être négligées en première approximation.

2.3 Optimisation des performances et matériaux

Pourquoi augmenter ZT ?

Depuis son introduction par Ioffe, le facteur de mérite ZT est devenu incontour-
nable dans le domaine de la thermoélectricité ; la maximisation de ce paramètre dans
les matériaux est même devenu le “Saint Graal” pour de nombreux chercheurs [38].
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Figure 1.7 – Coefficient Seebeck (ici noté S), résistivité électrique σ et facteur de
puissance Sσ2 en fonction de la densité de porteur n en échelle logarithmique (en
haut) et conductivité thermique (notée ici Λ) décomposée en un terme électronique
Λel et un terme associé aux phonons Λph en fonction de la densité de porteur n en
échelle logarithmique (en bas) (extrait de [28]).

Il faut en effet augmenter ZT pour que le rendement des modules devienne suffisam-
ment élevé pour envisager une utilisation à grande échelle. La figure 1.6 représente
l’évolution de l’efficacité maximum d’un générateur thermoélectrique en fonction de
la température du réservoir chaud pour différentes valeurs de ZT , ce qui correspond
à l’application de la formule 1.37. On constate qu’avec des valeurs du facteur de mé-
rite ZT qui plafonnent à l’heure actuelle autour de 1 [9] pour les matériaux massifs,
les générateurs thermoélectriques ne sont pas en mesure de rivaliser avec d’autres
procédés de conversion d’énergie dont le rendement est bien supérieur. Vining sug-
gère ainsi que pour avoir un réel impact sur la “production” mondiale d’énergie, ces
systèmes devraient avoir un facteur de mérite ZT au moins égal à 4 [40].

Les générateurs thermoélectriques sont donc pour l’instant confinés à des ap-
plication de niches : l’absence de pièces mécaniques mobiles rendant ces systèmes
extrêmement fiables, ils sont par exemple utilisés dans les applications spatiales.
Ainsi la plupart des sondes spatiales tels que Voyager I et II sont alimentées par
un dispositif thermoélectrique dont la source chaude est du combustible radioactif
et la source froide l’espace environnant. Un autre avantage de ces systèmes est leur
capacité à conserver un rendement satisfaisant pour de faibles puissances produites
et pour des dimensions réduites, ce qui n’est pas le cas des machines thermiques clas-
siques. Cette propriété permet donc d’envisager des utilisations de type nomade [40].
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Pourquoi est-il difficile d’augmenter ZT ?

Le paramètre Z = α2/(RK0) défini par Ioffe à partir des propriétés macrosco-
piques du générateur thermoélectrique s’exprime également sous la même forme avec
les caractéristiques microscopiques des matériaux : Z = α2/(ρκ). Malheureusement
pour l’optimisation des performances, ces trois paramètres sont liés. Par exemple,
nous avons vu dans la section précédente que si les métaux présentent une résisti-
vité électrique faible, qui est une propriété désirable ici, ils possèdent un coefficient
Seebeck α très faible. A l’inverse, pour les semi-conducteurs non dégénérés, le coef-
ficient α est important mais, puisque la densité de porteurs est faible dans ce type
de matériau, la résistivité est assez élevée. Un autre problème qui apparait natu-
rellement est le lien fort entre la conduction thermique et la conduction électrique
associées aux porteurs de charge ; pour les métaux, ce lien se traduit par la loi de
Wiedemann-Franz [41]. La figure 1.7 représente l’évolution des trois coefficients mis
en jeu dans la définition de Z en fonction de la densité de porteurs pour un matériau
possédant une seule bande de conduction parabolique. Elle illustre ainsi l’interdé-
pendance de ces coefficients. Il faut noter que la conductivité thermique du matériau
provient de deux contributions distinctes : une conductivité thermique électronique
liée à la densité de porteur n et une conductivité thermique due aux phonons, et
donc indépendante de n en première approximation.

La valeur optimale de la densité de porteurs pour ce cas de figure simple se situe
aux alentours de 1019cm−3, soit un semi-conducteur à la limite de la dégénérescence.
Cette simple optimisation sur n n’est cependant pas suffisante pour obtenir des
valeurs de ZT importantes. Il faut donc développer d’autres stratégies pour à la fois
augmenter le coefficient Seebeck α tout en diminuant la résistivité électrique ρ et la
conductivité thermique κ.

Quelles stratégies adopter ?

On distingue deux méthodes complémentaires pour optimiser les propriétés ther-
moélectriques des matériaux. La première consiste à se focaliser sur la conductivité
thermique associée aux phonons. Cette contribution apparait en effet comme une
pure perte puisque ce processus n’est pas associé au transport de charges électriques.
Slack a ainsi proposé le concept de Electron crystal/Phonon Glass, c’est-à-dire un
matériau qui du “point de vue” des phonons se comporte comme du verre, qui en
tant que matériau amorphe possède une conductivité thermique phononique faible,
tandis que du point de vue des électrons, il se comporte comme un cristal, donc avec
une conductivité électrique qui n’est pas dégradée [42]. En pratique, on trouve ce
type de comportement dans des familles de matériaux telles les chalcogénides, les
skutterudites ou encore les oxydes, où la maille unitaire du réseau est relativement
large et complexe [9].

La seconde méthode est relative à l’ingénierie de la structure de bande des ma-
tériaux. Le but est alors d’assurer une conductivité électronique suffisante tout en
augmentant le coefficient Seebeck α ; la réduction de la conductivité thermique élec-
tronique est également recherchée. En 1993, Hicks et coll. ont montré de manière
théorique qu’une diminution de la dimensionnalité du système conduit, en négli-
geant la contribution des phonons, à une augmentation importante du facteur de
mérite [43, 44] ; ils ont également démontré expérimentalement cette affirmation en
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1996 en étudiant le transport dans des puits quantiques [45]. Ces résultats sont en
grande partie à l’origine du regain d’intérêt pour les systèmes thermoélectriques
depuis le milieu des années 1990.

Mahan et Sofo sont même allés plus loin en montrant que la densité d’états du
système conduisant à la figure de mérite la plus élevée, en ne considérant toute-
fois que la contribution électronique au flux thermique, est une fonction de Dirac
en énergie, ce qui correspond à un système de dimensionnalité 0 tel qu’un point
quantique. Schématiquement, les deux réservoirs d’électrons à des températures dif-
férentes ne peuvent alors échanger des particules que via un canal à une énergie
bien définie [46]. Ces auteurs soulignent cependant que plus le système se rapproche
de cette situation “idéale”, plus la contribution des phonons à la conduction ther-
mique a un impact important sur la détérioration des performances. En effet, réduire
la largeur en énergie de la plage de conduction revient à diminuer la conductivité
thermique électronique : si les phonons sont négligés, ZT augmente mais, s’ils sont
inclus, puisque une telle fonction de transmission tend à diminuer la conductivité
électronique, ZT diminue. Une étude thermodynamique plus récente de ce système
peut être trouvée dans les références [47] et [48]. En pratique, l’apparition d’une sin-
gularité dans la densité d’état permet tout de même de constater une augmentation
des performances [49]. Pour plus de détails sur ce sujet, on pourra consulter l’article
de revue récent de Shakouri [50].

Les performances actuelles

Pour le moment, les facteurs de mérite des matériaux massifs dépassent rarement
l’unité comme on peut l’observer sur la figure 1.8. On constate également sur cette
figure que les performances sont légèrement supérieures pour les matériaux avec
un dopage de type p par rapport aux matériaux dont le dopage est de type n.
Pour une optimisation de la structure PN présentée au début de cette section, il
est cependant nécessaire d’avoir de bonnes performances pour chacun de ces deux
types de dopage. Puisque les propriétés thermoélectriques de chacun des matériaux
présentés dépendent de la température, celles-ci ne sont optimales que pour une plage
de température précise. Ainsi, si le tellure de bismuth et le tellure d’antimoine sont
les matériaux les plus performants à température ambiante, et donc majoritairement
utilisés pour les modules thermoélectriques commerciaux, pour des applications à
haute température on leur préférera des matériaux tels que le tellure de plomb
ou le silicium-germanium. Ce dernier a été notamment utilisé dans les générateurs
thermoélectriques à radioisotope équipant les sondes Voyager 1 et 2 2.

L’augmentation du facteur de mérite ZT grâce à l’usage de structures de basses
dimensionnalités annoncée par Hicks et Dresselhaus en 1993 [43] est effectivement
observée depuis le début des années 2000. Cette tendance est illustrée par l’évolution
du facteur de mérite maximal au fil des années dont la courbe est présentée dans
la référence [51] et reproduite sur la figure 1.8. La valeur maximal de ZT , obtenue
pour du tellure de plomb nanostructuré [52], est à l’heure actuelle de 2,4. Il faut
cependant noter que ces performances optimales sont rarement obtenues à tempé-
rature ambiante. Ainsi, la valeur de 2,4 n’est atteinte que pour une température de
600°C [52].

2. http ://www.thermoelectrics.caltech.edu/thermoelectrics/history.html
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Figure 1.8 – En haut : facteur de mérite ZT en fonction de la température pour
différents matériaux massifs avec un dopage de type n (a) et un dopage de type p (b)
(extrait de [9]). En bas : évolution du facteur de mérite maximal au fil des années
(extrait de [51]).

21



CHAPITRE 1. GÉNÉRALITÉS

3 Thermodynamique du transport couplé

Nous terminons ce chapitre par la description du formalisme de Onsager ap-
pliqué au cas de la thermoélectricité. Ce formalisme, basé sur une hypothèse de
linéarité, décrit le comportement des systèmes hors équilibre dans lesquels il peut
y avoir du transport couplé. Pour introduire ce cadre théorique, Onsager a utilisé
dans son article fondateur l’exemple d’un système thermoélectrique [11]. Comme l’a
fait remarquer plus tard De Groot, les processus thermoélectriques sont en effet un
système modèle particulièrement adapté à la compréhension des phénomènes irréver-
sibles [12] ; il qualifie même ce système de pierre de touche des processus irréversibles.
Nous faisons ici la démarche inverse de celle d’Onsager en partant de considérations
générales que nous appliquons ensuite aux transports couplés de charges électriques
et de chaleur à la manière proposée par Callen [13]. Pour une description plus géné-
rale de ce formalisme, on pourra consulter le livre de Callen [53] ou l’ouvrage plus
récent de Pottier [54].

3.1 Formalisme d’Onsager

Hors équilibre mais pas trop

Le formalisme d’Onsager traite des systèmes hors équilibre mais il s’accompagne
d’hypothèses restrictives afin de pouvoir définir les grandeurs thermodynamiques
classiques en chaque point et à tout instant. Ainsi les variations temporelles des
grandeurs thermodynamiques macroscopiques devront être suffisamment lentes : si
le retour à l’équilibre des grandeurs macroscopiques est caractérisé par un temps
de relaxation τmacro, il est nécessaire que celui-ci soit très grand devant le temps de
relaxation du système τmicro à l’échelle microscopique :

τmicro ≪ τmacro (1.39)

Ainsi à chaque instant on peut considérer le système en équilibre à l’échelle microsco-
pique et définir localement (au sens temporel) les grandeurs thermodynamiques [55].

De même, un équilibre local dans l’espace est nécessaire : le système doit pouvoir
être divisé en cellules de tailles intermédiaires assez petites pour que les variations
de leurs grandeurs thermodynamiques soient faibles mais assez grandes pour pou-
voir être considérées comme des systèmes thermodynamiques en contact avec leur
environnement [54].

Flux et Affinités

A l’échelle macroscopique, un système est caractérisé par un certain nombre de
variables thermodynamiques extensives Xi. Si le système est composé de plusieurs
sous-systèmes, la relaxation du système lors d’un changement de contraintes conduit
à un changement de la valeur de ces variables Xi, ce qui traduit en réalité un échange
entre les différents sous-systèmes. Pour chaque état d’équilibre, on définit la fonction
d’état S qui est l’entropie du système ; S est une fonction positive, continue et
différentiable des variables Xi. Le second principe de la thermodynamique indique
que cette fonction doit être maximum dans un système à l’équilibre. La variation de
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l’entropie d’un système hors-équilibre doit donc conduire à cette maximisation. La
forme différentielle de S s’écrit :

dS =
∑

i

∂S

∂Xi

dXi =
∑

i

FidXi (1.40)

où Fi est la variable intensive conjuguée de la variable extensive Xi. Cette grandeur
donne une indication sur la manière dont le système retourne à l’équilibre.

Dans un milieu continu, pour lequel on fait l’hypothèse d’équilibre local, on
définit l’affinité associée à la variable Xi par :

Fi = ~∇Fi (1.41)

Cette affinité agit comme une force généralisée qui ramène le système à l’équilibre,
l’équilibre étant atteint lorsque toutes les affinités du système sont nulles.

En réponse à la force appliquée Fi, la grandeur Xi va varier avec une vitesse de
variation définie comme étant le flux Ji de cette grandeur :

Ji =
dXi

dt
(1.42)

Réponse linéaire

Pour de faibles écarts à l’équilibre, on exprime les flux Ji, c’est-à-dire la réponse
du système, comme une combinaison linéaire des différentes affinités présentes dans
le système :

Ji =
∑

j

LijFj (1.43)

Chaque flux Ji dépend ainsi de l’affinité qui lui est associée mais peut également
dépendre des affinités associées aux autre variables extensives Xj 6=i ; on parle alors
de phénomènes couplés. Les coefficients de proportionnalité Lij sont appelés les
coefficients cinétiques du système.

Relation de réciprocité d’Onsager

Onsager a également montré en utilisant l’hypothèse d’une réversibilité à l’échelle
microscopique (correspondant une symétrie par renversement du temps) que les
coefficients de couplage Lij satisfont la relation qui porte son nom :

Lij = Lji (1.44)

Cela signifie que l’influence de l’affinité de X1 sur J2 est la même que celle de l’affinité
de X2 sur J1. L’expression précédente, malgré son apparente simplicité, a valu le prix
Nobel de Chimie à Onsager en 1968.

La relation de réciprocité d’Onsager a par la suite été étendue par Casimir aux
cas où la symétrie par renversement du temps est brisée (en présence de champs
magnétiques ou de forces de type Coriolis) [56].

3.2 Application à la thermoélectricité

On applique maintenant ce formalisme général au cas particulier de la thermo-
électricité qui couple le transport de charges électriques au transport de chaleur. On
retrouve le raisonnement exposé ici dans [13,53,54,57,58]

23



CHAPITRE 1. GÉNÉRALITÉS

Affinités et flux thermoélectriques

La densité de courant d’énergie JE dans un système thermoélectrique se décom-
pose en deux termes :

JE = JQ + µ̃JN (1.45)

où JQ est la densité de flux de chaleur, µ̃ est le potentiel électrochimique local et
JN est la densité de courant de particule. On prend ainsi naturellement les deux
densités JN et JQ comme référence pour décrire le fonctionnement du système. Les
affinités associées sont respectivement −~∇µ̃/T et ~∇(1/T ) [53]. On exprime alors la
relation entre les flux et les forces généralisées en utilisant une matrice de coefficients
cinétiques (Lij) : (

~JN

~JQ

)
=

(
L11 L12

L21 L22

)(
−~∇µ̃/T
~∇(1/T )

)
. (1.46)

En pratique, on préfère faire intervenir la densité de courant électrique plutôt
que la densité de particule. Ces grandeurs sont reliées par :

~J = q ~JN (1.47)

où q est la charge électrique transportée par chaque particule. Le gradient de po-
tentiel électrochimique peut également être remplacé par le champ électromoteur ~E
qui apparait naturellement dans un système électrique :

~E = −
~∇µ̃

q
(1.48)

Détermination des coefficients cinétiques

Nous utilisons maintenant les lois d’Ohm et de Fourier locales ainsi que la défi-
nition de l’effet Seebeck pour relier les coefficients Lij aux coefficients de transports
électriques et thermiques.

Conduction électrique isotherme Dans un système thermoélectrique dans le-
quel le gradient de température est nul, on doit retrouver la loi d’Ohm locale :

q ~JN = ~J = σ ~E (1.49)

où σ est la conductivité électrique du matériau. En imposant la condition ~∇T = ~0
dans 1.46, on en déduit :

L11 =
T

q2
σ (1.50)

Effet Seebeck Si le circuit électrique est ouvert, donc ~JN = ~0, d’après la définition
de l’effet Seebeck on a α = ~E/~∇T . La condition d’une densité de courant nulle se
traduit par :

~JN = ~0 = −L11

( 1
T

~∇(µ̃)
)

+ L12
~∇(

1
T

) (1.51)

En utilisant l’expression précédente, on en déduit :

L12 = L21 =
T 2

q
σα, (1.52)

l’égalité L12 = L21 traduisant la relation de réciprocité d’Onsager.
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Conduction thermique en circuit ouvert En circuit ouvert, la densité de flux
thermique est donnée par la loi de Fourier : ~JQJ=0

= −κ~∇(T ). Or, en utilisant la
condition 1.51 dans l’expression générale 1.46, on trouve :

~JQJ=0
=

1
T 2

[
L21L12 − L11L22

L11

]
~∇(T ) (1.53)

En utilisant les expressions des coefficients cinétiques déterminées précédemment,
on en déduit donc :

L22 =
T 3

q2
σα2 + T 2κ (1.54)

Matrice des coefficients cinétiques thermoélectriques

Finalement, les relations forces-flux pour un système thermoélectrique sont don-
nées par :

(
~J
~JQ

)
=

(
σ ασ

ασT α2σT + κ

)(
~E

−~∇T

)
(1.55)

Dans le cas de la thermoélectricité, la relation de réciprocité d’Onsager corres-
pond à la seconde relation de Kelvin Π = αT . C’est d’ailleurs l’introduction de ce
formalisme qui a permis de justifier de manière satisfaisante cette égalité.

4 Résumé du chapitre

Dans ce premier chapitre, nous avons présenté les effets qui constituent la base
de la thermoélectricité. Nous avons ensuite introduit le facteur de mérite ZT ser-
vant à évaluer l’efficacité de conversion d’un générateur thermoélectrique en utilisant
l’exemple simple d’un générateur constitué de l’assemblage d’une jambe dopée N et
d’une jambe dopée P. Ce système néglige cependant les contraintes liées à l’envi-
ronnement telles que les résistances thermiques de contact entre le générateur et les
réservoirs thermiques ; leur prise en compte, qui conduit à une modification de l’ex-
pression de l’efficacité, sera l’objet du chapitre suivant. Nous avons enfin présenté
le formalisme d’Onsager et nous l’avons appliqué au cas particulier de la thermo-
électricité pour donner la correspondance entre les coefficients cinétiques Lij et les
propriétés thermoélectriques du matériau.
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Chapitre 2

Modélisation des modules
thermoélectriques

Dans ce chapitre nous présentons une modélisation des générateurs thermoélec-
triques développée au cours de cette thèse et basée sur l’utilisation du concept de
courant thermique convectif utilisé en mécanique des fluides et en thermique. Nous
montrons que ce modèle permet une compréhension physique accrue des phéno-
mènes mis en jeu. Après avoir développé dans un premier temps ce concept, nous
utilisons le modèle qui en découle pour discuter plusieurs points relatifs à l’optimisa-
tion des générateurs thermoélectriques. Nous examinons tout d’abord les propriétés
des matériaux composites en nous concentrant sur deux cas simples : le cas de deux
matériaux électriquement et thermiquement en parallèle, puis le cas de deux maté-
riaux en série. Cette dernière configuration est l’occasion de revenir sur le concept
de compatibilité thermoélectrique. Enfin nous étendons le modèle classique du gé-
nérateur pour prendre en compte la présence de contacts thermiques non parfaits
entre le système et les réservoirs de température. L’utilisation du courant thermique
convectif nous permet d’obtenir de manière simple les conditions d’obtention de la
puissance électrique délivrée maximum. Nous montrons en particulier que les condi-
tions d’adaptation d’impédance électrique vis-à-vis de la charge sont modifiées et
qu’il existe également des conditions d’adaptation d’impédance thermiques.

1 Courant convectif au sens thermoélectrique

La notion de flux thermique convectif est empruntée au langage de la thermique.
Il s’agit de l’une des formes de transfert de chaleur avec la conduction et le rayonne-
ment. Nous insistons dans cette première partie sur la définition d’une telle quantité
dans le cadre de la thermoélectricité et également sur son intérêt pédagogique pour
une approche intuitive des phénomènes mis en jeu.

1.1 Signification physique et expression

Pour bien distinguer les contributions conductive et convective au flux thermique
total, il convient de rappeler les définitions de ces deux notions 1 :
Conduction : La chaleur correspondant à une agitation thermique des particules qui

1. http ://www.larousse.fr/encyclopedie
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constituent la substance peut se transmettre de proche en proche par des chocs au
cours desquels les particules situées en un point à température élevée cèdent une
partie de leur énergie cinétique à celles qui se trouvent en un point à température
plus basse.
Convection : Transfert de chaleur accompagné d’un transport de matière à l’état de
fluide.

Ainsi la différence majeure entre ces deux modes de transfert de chaleur est
l’existence ou non d’un transfert de matière associé. Puisque la thermoélectricité est
définie comme le transport couplé de chaleur et de charges électriques, via le dépla-
cement à l’échelle microscopique de porteurs de charges électriques (trous, électrons
ou ions pour les milieux liquides), il semble pertinent d’associer ce phénomène à la
notion de transport convectif. Cependant, outre la propagation de chaleur via ce
fluide chargé électriquement, il existe également pour un module thermoélectrique
un transfert de chaleur même lorsque le courant électrique est nul. Il n’y a pas par
conséquent de mouvement global des charges. Ce transfert existant en marge du pro-
cessus de conversion d’énergie est reflété par la conductance thermique à courant nul
K0. Ce coefficient reliant le flux thermique conductif à la différence de température
∆T appliquée au module possède une double contribution : d’une part les pho-
nons, électriquement neutres, qui existent indépendamment du “fluide électrique”
et d’autre part le transport thermique de proche en proche, comme souligné dans
la définition de la conduction thermique, des porteurs de charge. Cette contribution
peut être évaluée dans le cas des métaux grâce à la loi de Wiedemann-Franz [41].

Quantifions maintenant la contribution du transport convectif et du transport
conductif au flux thermique total à l’intérieur d’un module thermoélectrique. Nous
rappelons pour cela les lois phénoménologiques régissant le comportement de ce
module :

I =
1
R

∆V +
α

R
∆T (2.1)

IQ =
αT

R
∆V +

(
α2T

R
+ K0

)
∆T (2.2)

En combinant ces deux équations, nous obtenons une expression du flux ther-
mique moyen IQ traversant le module thermoélectrique comme la somme d’une
contribution dépendante du courant électrique I et d’une contribution conductive
ne dépendant que de la conductance thermique à courant électrique nul :

IQ = αTI + K0∆T (2.3)

A partir de cette expression il devient évident que la contribution convective
est donnée par αTI. D’un point de vue microscopique nous pouvons considérer que
chaque porteur de charge emmène avec lui une quantité de chaleur αT/q où q est
la charge électrique par porteur [54]. On peut noter que cette quantité est toujours
positive puisque lorsque la charge q est négative, α est également négatif.

Chaleur par particule et effet Peltier Le coefficient Seebeck α est souvent
désigné comme étant l’entropie par particule [53]. Nous lui préférons ici la notion
d’énergie thermique par particule qui est une quantité physique plus tangible. A
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Figure 2.1 – Schémas équivalents implicite (gauche) et explicite (droite) d’un mo-
dule thermoélectrique.

partir de son expression on retrouve facilement les caractéristiques de l’effet Peltier
qui est une conséquence du changement de chaleur par particule d’un matériau à
l’autre. Ainsi, si les porteurs de charges sont capables de transporter une quantité
de chaleur αaT/q dans un premier matériau mais qu’ils ne peuvent transporter
qu’une quantité de chaleur αbT/q < αaT/q dans le second matériau composant la
jonction alors chaque porteur de charge relâchera une quantité de chaleur égale à
(αa − αb)T/q = (Πa − Πb)/q à la jonction (où Π est le coefficient Peltier). Il s’agit
de l’effet Peltier caractérisé par le coefficient Peltier Π. Il est intéressant de constater
que cette vision des phénomènes thermoélectriques avait déjà été mise en évidence
par Thomson dès les années 1850 [23].

1.2 Conductance thermique effective

Comme nous venons de le montrer la notion de chaleur transportée de manière
convective est fondamentale dans la description de l’effet Peltier. Cependant il est
rare de voir cette composante convective prise en compte dans la détermination
du flux thermique à l’intérieur d’un module thermoélectrique. On peut citer par
exemple un article de Stevens dans lequel le module thermoélectrique est modélisé
thermiquement par une résistance thermique équivalente [59]. On obtient ainsi le
schéma de gauche de la figure (2.1), avec KMTE la conductance thermique équivalente
(et non la résistance comme dans le cas de Stevens). Ce modèle est très intéressant
puisqu’il permet une approche simple de type “pont diviseur de tension” lorsque des
résistances thermiques de valeurs finies sont associées aux contacts entre le module et
les réservoirs de température. Nous reviendrons d’ailleurs sur ce cas dans la section
3 de ce chapitre. Le choix de la valeur de cette résistance thermique équivalente
est cependant discutable puisque Stevens la définie comme étant uniquement le
fruit d’une contribution conductive, négligeant totalement la partie convective. Nous
montrerons dans la sous-section suivante que cette approximation peut toutefois être
justifiée si les performances thermoélectriques du module sont limitées, c’est-à-dire
lorsque le facteur de mérite ZT est faible.

En ne nous limitant pas à cette approximation, nous désirons obtenir une ex-
pression plus générale de la conductance thermique équivalente du module où la
convection serait prise en compte. Pour cela il nous faut exprimer le flux thermique
comme étant proportionnel à la différence de température ∆T appliquée. Considé-
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rons dans un premier temps le cas d’un module fonctionnant en mode générateur,
c’est-à-dire que la charge est une résistance Rcharge. Nous pouvons donc exprimer le
courant électrique I circulant dans le circuit comme :

I =
∆V + α∆T

R
=

α∆T

Rcharge + R
(2.4)

Nous substituons maintenant I par l’expression précédente dans l’équation (2.3)
afin d’exprimer la proportionnalité entre le flux thermique IQ et la différence de
température ∆T :

IQ =




α2T

Rcharge + R
︸ ︷︷ ︸

Kconv

+K0




∆T = KMTE∆T, (2.5)

Nous avons ainsi obtenu la grandeur que nous recherchions : la conductance
thermique effective du générateur KMTE qui s’exprime sous la forme d’une somme
d’un terme de conduction, généralement le seul pris en compte dans la littérature, et
d’un terme de convection dépendant des conditions électriques de charge (Rcharge) :
KMTE = K0+Kconv. Il est possible de simplifier cette expression pour ne faire interve-
nir que la conductance thermique à courant nul, le facteur de mérite et le paramètre
caractéristique des conditions de fonctionnement électriques m = Rcharge/R [29] :

KMTE = K0(1 +
ZT

1 + m
) (2.6)

Le schéma équivalent du générateur thermoélectrique peut ainsi être modifié
pour faire apparaitre de manière explicite chacune des deux contributions convective
(Kconv) et conductive (K0). On aboutit ainsi au schéma de droite sur la figure 2.1.

Pour étendre la définition de la conductance thermique effective KMTE au delà du
domaine de fonctionnement en générateur, on peut envisager de donner une valeur
négative à m, traduisant ainsi le fait que la charge est une charge active fournissant de
la puissance tandis que le module fonctionne comme un récepteur. Cette description
possède cependant un inconvénient majeur : l’information sur le sens du courant
électrique délivré par la charge est perdue et le mode pompe à chaleur ne peut
être distingué du mode réfrigérateur. Pour palier à ce problème nous exprimons
la dépendance de KMTE vis-à-vis des conditions de fonctionnement électriques en
faisant intervenir explicitement l’expression du courant électrique I [57, 60] :

KMTE(I) = K
I=0

(
1 +

I

Icc

ZT
)

, (2.7)

où Icc est le courant de court-circuit et vaut Icc = α∆T/R. Ainsi le signe de I permet
de discriminer les différents modes de fonctionnement.

Du point de vue de la métrologie, la dépendance de la conductivité thermique
effective KMTE avec le courant électrique I est à l’origine d’une méthode de mesure
directe du facteur de mérite : cette méthode, proposée par Lisker [61], consiste à
mesurer KMTE lorsque le générateur est mis en cour-circuit KMTE = K

I=0

(
1 + ZT

)
,

puis lorsqu’il est en circuit ouvert KMTE = K
I=0

. Le rapport de ces deux mesures est
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alors égale à 1 + ZT . La difficulté majeure de cette méthode est qu’elle nécessite de
remplir la condition d’adiabadicité pour le module, ce qui n’est pas simple à obtenir
en pratique.

Récemment le concept de conductivité thermique effective a été également mis
en avant par Baranowski et coll. [62]. Leur interprétation et leur utilisation de cette
grandeur restent toutefois incomplètes car ils ne prennent pas en compte la dépen-
dance de KMTE vis-à-vis du courant électrique traversant le module.

1.3 Facteur de mérite et nombre de Prandtl

Nous analysons maintenant les performances d’un module thermoélectrique en
poursuivant l’analogie entre la thermoélectricité et la mécanique des fluides : comme
nous l’avons déjà souligné, la partie conductive du flux thermique K0∆T ne parti-
cipe pas à la conversion d’énergie et est donc assimilable à des pertes de chaleur.
En revanche la partie convective Kconv∆T est utile dans la mesure où elle est intrin-
sèquement liée au processus de conversion. Pour quantifier les performances d’un
générateur thermoélectrique nous proposons ainsi de calculer le rapport entre le flux
thermique convectif et le flux thermique conductif. Cette grandeur est connue en
mécanique des fluides sous le nom de nombre de Prandtl σP. Pour un fluide donné,
ce nombre est défini comme le rapport de la viscosité cinématique du fluide ν, qui
caractérise la diffusion de moment cinétique dans le cas d’une convection naturelle,
et de la diffusivité thermique D, qui caractérise la diffusion de la chaleur [63] :

σP =
ν

D
(2.8)

Nous définissons par analogie un nombre de Prandtl thermoélectrique (σP)
TE

=
Kconv/K0 [64]. En utilisant l’expression de Kconv donnée dans l’équation (2.5) nous
obtenons :

(σP)
TE

=
α2T

K0(R + Rcharge)
=

ZT

1 + m
(2.9)

où nous constatons que (σP)
TE

ne fait intervenir que le facteur de mérite ZT et le
paramètre m relatif aux conditions de fonctionnement électriques.

L’équation (2.9) fournit une interprétation du facteur de mérite : lorsque le gé-
nérateur est mis en court-circuit, i.e., m = 0, et qu’alors le flux convectif naturel
est au maximum (le terme de convection peut prendre une valeur supérieure mais
seulement dans le cas d’un convection forcée, c’est-à-dire en mode pompe à chaleur),
le facteur de mérite ZT est égal à (σP)

TE
. Ainsi pour une valeur donnée de conduc-

tance thermique à courant nul K0, l’augmentation du facteur de mérite se traduit
par une augmentation de la partie utile : la contribution convective au flux ther-
mique. L’autre enseignement que l’on peut tirer de cette équation est que le facteur
de mérite n’intervient pas seul et que les conditions électriques ont également un
rôle à jouer sur les performances d’un générateur thermoélectrique. Nous insisterons
sur ce point tout au long de ce chapitre.

Pour conclure sur le nombre de Prandtl thermoélectrique, nous soulignons que
si ce paramètre n’a jamais été utilisé en tant que tel, on trouve dans la littérature
des paramètres similaires qui peuvent se ramener à un point de vue proche de la
mécanique des fluides. C’est notamment le cas du paramètre c défini par Clingman

31



CHAPITRE 2. MODÉLISATION DES MODULES THERMOÉLECTRIQUES

Figure 2.2 – Puissance et flux thermique moyen en fonction du courant électrique
I traversant le module thermoélectrique.

comme le rapport entre le flux thermique total et la quantité αTI qui n’est autre que
la partie convective du courant thermique [65]. On peut alors facilement réexprimer
c en fonction de (σP)

TE
:

c =
Kconv + Kcond

Kconv

=
(σP)

TE
+ 1

(σP)
TE

(2.10)

On peut noter également le courant relatif u et le potentiel thermoélectrique Φ,
introduit avec le concept de compatibilité thermoélectrique, qui peuvent également
se ramener à une comparaison entre la partie convective et la partie conductive du
flux thermique [57,66,67]. Ainsi le potentiel thermoélectrique défini par Φ = 1/u+αT
se met sous la forme :

Φ =
κ∇T + αTJ

J
=

JQtotal

J
(2.11)

où J est la densité de courant électrique, κ est la conductivité thermique à courant
nul et ∇T est le gradient de température. On constate alors que la variable pertinente
Φ/αT utilisée dans la référence [67] est alors identique à la variable c.

1.4 Retour sur les modes de fonctionnement

Nous proposons ici de donner une interprétation des différents modes de fonc-
tionnement d’un module thermoélectrique en termes de flux thermique convectif et
de flux thermique conductif. Nous considérons pour cela un module dont le schéma
équivalent est donné par la figure 2.1. La différence de température ∆T aux bornes
de ce module est supposée constante et le coefficient Seebeck est positif. La figure 2.2
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représente la puissance P fournie par le module (P est négative lorsque le module est
en mode récepteur) et le courant thermique moyen IQ en fonction du courant élec-
trique I parcourant le circuit électrique. On peut distinguer sur cette figure quatre
zones de fonctionnement que nous allons détailler :

Mode générateur : (figure 2.3.a) lorsque la charge électrique est un composant
passif, c’est-à-dire une résistance, le module thermoélectrique lui fournit de la puis-
sance. En fermant le circuit on autorise un courant électrique à circuler et ainsi un
courant convectif se développe. Ce courant est à l’origine du transfert d’énergie vers
la charge et la chaleur est ainsi transférée du chaud vers le froid ; on pourra parler de
convection naturelle. Lorsque le courant électrique atteint la valeur de court-circuit,
le transfert thermique est maximal : le seul moyen de l’augmenter alors est de fournir
de la puissance au module.

Mode pompe à chaleur : (figure 2.3.b) si on applique une tension supérieure à
α∆T au bornes du module, on force la courant à dépasser sa valeur de court-circuit.
Puisque le flux thermique convectif est proportionnel à I, on peut ainsi augmenter
la conductance thermique total du module. La limite d’une telle augmentation est
liée à la production de chaleur par effet Joule qui est négligée dans nos calculs mais
qui peut devenir très élevée lorsque I augmente.

Mode “Compensation” : (figure 2.3.c) si on impose un courant électrique néga-
tif de faible amplitude, la contribution convective va s’opposer au flux thermique
conductif qui est toujours orienté du réservoir chaud vers le réservoir froid. En mo-
difiant la valeur de I on peut réguler la conductance thermique effective du module.
En choisissant correctement la valeur de I on peut envisager de compenser exac-
tement les pertes thermiques par conduction et ainsi obtenir une isolation efficace
entre les deux réservoirs.

Mode réfrigérateur : (figure 2.3.d) enfin si le courant est imposé avec une forte
valeur négative, le courant convectif est prépondérant sur le courant conductif et
alors le transfert de chaleur se fait du réservoir froid vers le réservoir chaud. Cette
opération consomme évidemment de la puissance.

2 Association de générateurs thermoélectriques

Nous utilisons maintenant le modèle mis en place dans la section précédente
pour analyser les conséquences de l’association de plusieurs générateurs sur les per-
formances au travers notamment du facteur de mérite ZT équivalent pour l’ensemble
du système. Les configurations considérées ici ne font intervenir que 2 modules ther-
moélectriques mais elles peuvent être vues comme les briques élémentaires pour un
traitement plus complexe. On citera notamment l’étude de matériaux composites
à l’échelle macroscopique, e.g. [68]. Il faut toutefois noter qu’aucune association de
plusieurs modules ne peut conduire à un système global plus performant que le plus
performant de ses constituants. Ce résultat est connu sous le nom de théorème de
Bergman et Lévy [69]. Nous traitons successivement le cas de 2 modules en parallèle
thermiquement et électriquement puis le cas de 2 modules en série thermiquement
et électriquement.
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Figure 2.3 – Modes de fonctionnement du générateur : a) Générateur, b) Pompe
à chaleur, c) “Compensation”, d) Réfrigérateur.

2.1 Association en parallèle

Nous traitons ici le cas de deux modules thermoélectriques (MTE) en parallèle
thermiquement et électriquement. Le schéma équivalent du système ainsi constitué
est représenté sur la Figure (2.4). Les deux modules sont associés aux indices 1
et 2 respectivement. Nous nous proposons d’obtenir les propriétés électriques et
thermiques équivalentes Req, αeq et Keq pour le système global en fonction des
propriétés de chacun des modules.

Pour déterminer les relations entre les flux et les forces de ce système, nous expli-
citons dans un premier temps les relations particulières résultantes de l’association
en parallèle ; ainsi la différence de température et la différence de potentiel électrique
perçues par chacun des modules thermoélectriques sont identiques :

∆T1 = ∆T2 = ∆T (2.12)

∆V1 = ∆V2 = ∆V (2.13)

Le courant électrique total Ieq et le flux thermique moyen IQeq
traversant le système

sont la somme de chacun des flux, électrique ou thermique, traversant le module
MTE1 et le module MTE2 :

Ieq = I1 + I2 (2.14)

IQeq
= IQ1

+ IQ2
(2.15)
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Figure 2.4 – Schéma de l’association de deux modules thermoélectriques en paral-
lèle.

Paramètes équivalents La détermination des coefficients thermoélectriques équi-
valents est obtenue en considérant des points de fonctionnements particuliers du sys-
tème : la conductance électrique équivalente Geq est facilement identifiable lorsque
l’on considère la situation isotherme ∆T = 0. Dans ce cas la combinaison des équa-
tions (2.14) et (2.1) conduit à la relation suivante :

Geq = G1 + G2 (2.16)

La même combinaison d’équations en supposant cette fois le système en situation
de court-circuit, i.e., ∆V = 0 donne

αeqGeq = α1G1 + α2G2 (2.17)

qui conduit en remplaçant la conductance électrique effective grâce à l’équation
(2.16) à l’expression du coefficient Seebeck équivalent :

αeq =
G1α1 + G2α2

G1 + G2

(2.18)

On retrouve ici l’expression du coefficient Seebeck équivalent pour un matériau
semiconducteur avec une double bande de conduction telle qu’elle est donnée par
Hicks et Dresselhauss [43]. Dans ce cas les indices 1 et 2 correspondent à chacune des
deux bandes de conduction qui représentent 2 canaux parallèles pour les électrons.
Comme souligné par ces deux auteurs, le coefficient Seebeck équivalent αeq ne peut
pas être supérieur au plus élevé des deux coefficients Seebeck mis en jeu.

Pour déterminer la conductance thermique équivalente à courant nul, nous consi-
dérons donc, comme le nom du paramètre le laisse supposer, la configuration où le
circuit électrique est ouvert : Ieq = 0. Cette condition n’impose pas cependant les
valeurs de I1 et I2 mais seulement une relation entre ces deux courants en utilisant
l’équation (2.14) : I1 = −I2. En remplaçant les flux thermiques dans l’équation
(2.15) par leurs décompositions en une partie convective et une partie conductive
comme dans l’équation (2.3), nous obtenons :

Keq∆T = α1TI1 + K1∆T + α2TI2 + K2∆T (2.19)
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et par suite, en utilisant I1 = −I2, nous trouvons pour Keq :

Keq =
(α1 − α2)TI1

∆T
+ K1 + K2 (2.20)

L’expression précédente n’est pas satisfaisante puisque le courant I1 intervient.
Il nous faut donc l’exprimer en fonction des paramètres des deux modules. La com-
binaison de la loi d’Ohm et de la loi des mailles sur la partie électrique du circuit
donne :

I1 =
G1G2

G1 + G2

(α1 − α2)∆T (2.21)

La substitution de I1 grâce à l’expression précédente dans (2.20) conduit à :

Keq = K1 + K2 +
G1G2

G1 + G2

(α1 − α2)2T (2.22)

Discussion sur l’existence d’une cellule de convection L’expression de la
conductance thermique effective à courant nul n’est pas seulement la somme des
conductance thermiques à courant nul de chacun des 2 modules composant le sys-
tème comme on aurait pu le penser : on constate l’apparition d’un terme supplé-
mentaire lié à la différence de coefficient Seebeck entre les modules. Ce terme n’est
autre que la contribution convective au flux thermique total d’un courant électrique
interne comme le laissait envisager l’équation (2.20). La présence de ce courant élec-
trique est due à la dissymétrie entre les forces électromotrices αi∆T présentes dans
le circuit. D’après l’équation (2.22), la valeur de ce courant ainsi que les effets asso-
ciés seront d’autant plus importants que la résistance électrique globale du circuit
sera faible. De plus, puisque ce courant interne décrit une boucle à l’intérieur du
système, s’il est orienté dans le même sens que le flux conductif dans l’un des mo-
dules, il sera orienté en sens inverse dans le second module. La chaleur transportée
par ce courant vaut αiTIinterne pour chacun des modules. Comme l’orientation du
courant électrique est inversée lorsque l’on passe d’un module à l’autre, si l’un des
deux modules transfert par convection thermoélectrique de la chaleur du réservoir
chaud au réservoir froid, l’autre module transférera de la chaleur du réservoir froid
au réservoir chaud : le transfert effectif par convection de l’ensemble du système est
donc proportionnel au carré de la différence des coefficients Seebeck (Iinterne étant
lui même proportionnel à la différence des forces électromotrices).

L’augmentation de la conductance thermique effective est donc liée à l’apparition
d’une cellule de convection similaire à une cellule de Rayleigh-Bénard. La cellule de
Rayleigh-Bénard, qui apparait spontanément dans un fluide chauffé par le bas, est
due au fait que les propriétés de transport du fluide dépendent de la température,
ce qui n’est pas le cas dans le système que nous considérons. Nous avons cependant
supposé ici une dissymétrie entre les propriétés des 2 constituants du système globale
qui permet l’apparition d’un courant interne. La dissymétrie dans le cas d’un fluide
classique apparait après un régime transitoire grâce justement à la dépendance en
température des paramètres. Cela explique que cette hypothèse n’est pas nécessaire
dans notre cas. On peut toutefois imaginer que si nous considérions un module ther-
moélectrique unique mais avec des paramètres dépendant de manière importante de
la température, de faibles instabilités pourraient conduire comme dans le cas d’une
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Figure 2.5 – a. Schéma de la jonction PN étudiée, b. Schéma d’un module ther-
moélectrique PN, c. Composante horizontale du champs électrique à l’intérieur de
la jonction PN, d. ligne de courants électriques dans le système (extrait de [75]).

casserole d’eau sur le feu à la création de cellules de Rayleigh-Bénard à l’intérieur
du matériau.

Il est important de signaler que l’équation (2.22) a déjà été obtenue par Saleh et
al. [70] mais également par Price (en 1955 !) [71]. La première de ces deux références
porte sur l’étude de la propagation de la chaleur le long de super-réseaux. Les auteurs
obtiennent ainsi un terme convectif (ils utilisent d’ailleurs cette terminologie) où les
indices 1 et 2 se réfèrent respectivement au matériau actif et au matériau composant
les barrières. Dans la seconde référence, Price considère un matériau où la conduction
électrique est ambipolaire, c’est-à-dire que le courant est dû à la fois à des électrons
et à des trous. On retrouve ici l’idée de deux bandes de conduction considérées
comme deux matériaux distincts en parallèles déjà évoquée dans le cas de Hicks et
Dresselhauss [43].

Si le phénomène de boucles internes de courant électrique dues à des inhomogé-
néités du coefficient Seebeck reste peu abordé dans la communauté des thermoélec-
triciens, il est en revanche exploité pour la détection non-destructive d’inclusions
métalliques dans une matrice composée d’un autre métal : en chauffant localement
la matrice, un gradient de température apparait et, s’il existe une inclusion métal-
lique possédant un coefficient Seebeck différent de celui de la matrice, un courant
interne se met à circuler. Puisque les résistivités des métaux sont faibles, la valeur
du courant formant des boucles peut être suffisante pour donner naissance à un
champ magnétique détectable grâce à un magnétomètre [72–74]. Ce procédé trouve
des applications notamment dans le contrôle des matériau pour l’aéronautique [74].

Enfin nous nous proposons d’analyser et de commenter un article récent de Fu
et al. [75] à la lumière de notre modèle. Cet article présente un effet qualifié d’élec-
trothermique : les auteurs suggèrent qu’une différence de température appliquée
transversalement à une jonction PN conduit à l’apparition de boucles de courants
internes de part et d’autre de la jonction. Le dispositif est schématisé sur la figure
(2.5.a) et les résultats de simulations numériques pour le champ électrique interne
(seul l’amplitude de la composante suivant x est tracée sur la figure) et la densité
dans un cas particulier sont donnés sur les figures (2.5.c) et (2.5.d) respectivement.
Comme le montre le schéma (2.5.b), ce système rappelle un module thermoélectrique
classique composé d’une jambe dopée N et d’une jambe dopée P que l’on aurait mis
en court-circuit. C’est précisément le système que nous venons de décrire dans le
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début de cette section. Une différence apparait cependant : si pour un module PN
le courant interne ne décrit qu’une unique boucle , dans le cas de la jonction PN, on
observe deux trajets distincts pour le courant ; on constate sur la figure (2.5.d) qu’il
existe une boucle tournant dans le sens anti-horaire dans la partie de la jonction
dopée P tandis qu’il existe une boucle tournant dans le sens horaire dans la partie
de la jonction dopée P.

Pour comprendre l’origine de ces deux boucles revenons tout d’abord aux méca-
nismes régissant la jonction PN dans le cas isotherme : il existe à l’interface entre
les deux matériaux dopés P et N une zone déplétée en porteur de charges, appelée
zone de charge d’espace (ZCE). Les charges non compensées des dopants présents
dans cette zone conduisent à la formation d’un champ électrique interne qui a pour
conséquence de confiner les électrons dans la partie N et les trous dans la partie
P de la jonction ; les zones où sont présentes les charges libres sont appelées zones
quasi-neutres (ZQN). On entrevoit ici une explication au fait que les comportements
soient clairement différents entre la zone P et la zone N : les porteurs de charges ne
sont pas les mêmes.

Concentrons-nous maintenant sur la partie N du dispositif. Il existe à l’intérieur
de ce matériau dopé N deux zones distincts, la ZCE, où la concentration d’électrons
est faible, et la ZQN, où la concentration d’électrons est beaucoup plus importante
et égal à la concentration de dopants donneurs. Par suite ces deux zones vont pré-
senter des propriétés thermoélectriques différentes. En se référant à un diagramme
de Pisarenko (voir chapitre I. Etat de l’art) qui donne le coefficient de Seebeck en
fonction de la concentration d’électrons pour un semiconducteur classique, on dé-
duit immédiatement que le coefficient de Seebeck de la ZCE α

ZCE
est beaucoup plus

important que celui de la ZQN, α
ZQN

. En faisant l’approximation que ces deux zones
sont placée en parallèle le long de la direction du gradient de température et en
utilisant l’équation (2.21) avec α1 = α

ZQN
et α2 = α

ZCE
, on explique aisément l’ori-

gine d’un courant interne. On peut obtenir une expression approchée du courant
interne dans la partie P de la jonction en suivant le même raisonnement. De plus, le
changement de sens de rotation de la boucle de courant s’explique par le fait que le
signe du coefficient Seebeck n’est pas le même pour les trous (α > 0) que pour les
électrons (α < 0).

Bien que ces phénomènes soient explicités dans l’article de Fu et al., le traitement
concernant un coefficient Seebeck effectif pour l’ensemble du système est comparé
uniquement à celui obtenu pour une bicouche composée du matériau P et du maté-
riau N alors que, comme nous l’avons dit, il existe 4 zones avec des coefficients de
Seebeck distincts dont il faut tenir compte. Un modèle à 4 couches semblerait donc
plus approprié.

Venons en à présent à la conductance thermique du système : la présence de ces
courants internes provoquent un échauffement Joule dont la chaleur produite est
évacuée pour moitié vers le réservoir chaud et pour moitié vers le réservoir froid.
D’après Fu et al., grâce à cette contribution, le flux de chaleur quittant le réser-
voir chaud est moins important que celui prévu dans le cadre de la loi de Fourrier.
Ainsi, le flux thermique est donné par IQ = K0∆T −Wboucle/2, où K0 est la conduc-
tance thermique du système à courant nul et Wboucle est la puissance dissipée par
les boucles internes de courant via l’effet Joule. Fu et al. concluent alors que la pré-
sence de courants électriques internes conduit à une diminution de la conductivité
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thermique effective. Cette conclusion ne tient pas compte cependant du terme de
transfert de chaleur par convection thermoélectrique.

Pour connaitre les contribution respectives de la convection thermoélectrique et
de l’effet Joule sur la modification de la conductance thermique effective, nous com-
parons la puissance dissipée ReqI2

interne à la quantité de chaleur associée au dernier
terme de l’équation (2.22). En développant le terme Joule grâce à l’équation (2.21)
on obtient :

PJoule =
G1G2

G1 + G2

(α1 − α2)2∆T 2. (2.23)

Le rapport entre la contribution de l’effet Joule (dont on ne considère que la chaleur
transférée vers la source chaude, soit la moitié de la chaleur produite) et la contribu-
tion de la convection est donc ∆T/2T . Puisqu’une des hypothèses sous-jacentes au
formalisme linéaire employé dans la description phénoménologique de la thermoélec-
tricité est ∆T << T , on en déduit que la convection thermoélectrique associée aux
boucles de courant internes sera prépondérante devant la chaleur produite par effet
Joule. Comme le terme convectif augmente toujours la conductance thermique, la
circulation interne de courant ne peut donc pas diminuer la conductance thermique
effective ; au contraire, elle l’augmente.

Enfin Fu et al. compare cet effet électrothermique à l’effet Nernst où l’application
d’un champ magnétique orthogonalement à un gradient de température produit un
champ électrique interne. Dans le cas de la jonction PN, un gradient de tempéra-
ture appliqué orthogonalement à un champ électrique (le champ électrique interne
présent dans la ZCE) produit en effet un champ magnétique (créé par les boucles
de courants). Il est amusant de remarquer que ce champ magnétique résultant est
de la même nature que celui qui dévia l’aiguille de la boussole dans l’expérience
de Seebeck [1] et qui le conduisit à donner une interprétation en termes d’effets
thermo-magnétiques et non d’effets thermoélectriques.

L’ensemble des résultats de la section 2.1 a été présenté dans [76]. Cette mise en
évidence de cellule de convection thermoélectrique représente un résultat important
dans la construction de cette thèse puisque c’est ce cas d’étude qui nous a permis
de prendre conscience de l’importance du transport convectif dans l’ensemble de la
modélisation des phénomènes thermoélectriques.

Facteur de mérite équivalent La mise en parallèle de modules thermoélec-
triques n’est jamais réalisée de manière intentionnelle contrairement au cas des mo-
dules segmentés où les générateurs sont mis en série pour améliorer les performances
du système. Le calcul d’un facteur de mérite effectif peut donc sembler artificiel mais,
comme nous l’avons préciser, la parallélisation de deux modules peut être vu comme
une brique élémentaire dans le traitement d’un matériau composite. A ce titre, il
semble intéressant d’avoir une expression du paramètre Z‖

eq.
Pour calculer Z‖

eq, nous utilisons la formule obtenue dans le cas d’un matériau
massif mais où chaque paramètre est remplacé par sa valeur effective. Ainsi :

Z‖
eq =

α2
eq

ReqKeq

(2.24)

En remplaçant, à l’aide des équations (2.16),(2.18) et (2.22), chaque variable par
son expression en fonction des paramètres des 2 matériaux composant le système,
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on peut mettre Zeq sous la forme :

Z‖
eq = Y

(
R2α1 + R1α2

R1 + R2

)2

(R1 + R2)(K1 + K2)
(2.25)

où Y est donné par :

Y =
1

1 + (α1 − α2)
2 T

(R1 + R2)(K1 + K2)

(2.26)

Nous avons séparé le facteur de mérite équivalent en un produit de deux termes :
le second terme correspond à un facteur de mérite équivalent “intuitif” où chaque
paramètre équivalent est remplacé par l’expression classique associée pour une confi-
guration en série, en particulier la résistance équivalente est égale à la somme des
résistances de chaque composant, tandis que le terme Y est un facteur multiplicatif
qui permet de refléter la présence d’un flux thermique convectif à courant nul. Y est
compris entre 0 et 1. Nous constatons ansi que Z‖

eq ne peut être supérieur au plus
élevé des facteurs de mérite Z associés à chaque module conformément au théorème
de Bergman et Lévy [69].

2.2 Association en série

Nous traitons maintenant le cas de deux modules thermoélectriques (MTE) en sé-
rie thermiquement et électriquement. Le schéma équivalent du système ainsi consti-
tué est représenté sur la figure 2.6 et nous conservons les mêmes notations que celles
introduites dans la sous-section précédente pour les différents paramètres.

Cette configuration correspond à celle d’un générateur segmenté. Une différence
de taille existe cependant entre un véritable générateur segmenté et le cas traité ici :
la segmentation est basée sur le fait que les paramètres thermoélectriques évoluent
avec la température. Cette méthode consiste en effet à remplacer un matériau dans
une partie de la jambe du générateur par un autre matériau lorsque les performances
du premier ont trop diminuées à cause de l’évolution de la température locale le long
de la jambe (cf. schéma Frederikse dans le chapitre 1). Par souci de simplification
nous considérons ici que les paramètres ne dépendent pas de la température (hypo-
thèse CPM). Ce cas simple permet cependant de mettre en évidence les principaux
mécanismes physiques relatifs à une association en série [77].

Comme dans la configuration parallèle nous commençons par dresser une liste
des relations existant entre les deux modules placés en série. La différence totale de
température appliquée au système ∆T est la somme des différences de température
appliquées à chacun des modules :

∆T = ∆T1 + ∆T2 (2.27)

où ∆T1 = Tchaud − Tm et ∆T2 = Tm − Tfroid, avec Tm la température à la jonction
entre les deux modules.

De même, la loi des mailles nous permet d’écrire la tension total aux bornes du
système comme la somme des tensions aux bornes de chaque module :

∆V = ∆V1 + ∆V2 (2.28)
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Figure 2.6 – Schéma de l’association de deux modules thermoélectriques en série.

On trouve également des relations analogues pour les potentiels en termes de
flux. Ainsi la continuité du courant électrique donne :

Ieq = I1 = I2 (2.29)

tandis que la continuité du flux thermique moyen se traduit par :

IQeq
= IQ1

= IQ2
(2.30)

Il est nécessaire cependant de préciser que cette dernière relation n’est pas exac-
tement vérifiée. En effet le flux de chaleur n’est pas conservé puisque le système
produit de la puissance électrique et que cette production de puissance se traduit
par une diminution du flux thermique le long du système. Nous devrions également
prendre en compte l’impact de l’effet Joule qui tend à modifier la répartition du flux
thermique à l’intérieur du générateur thermoélectrique. Nous faisons l’hypothèse ici
que ces deux phénomènes restent négligeables devant le flux thermique moyen, ce
qui semble cohérent pour des faibles valeurs de ∆T , condition déjà imposée par
l’utilisation du modèle phénoménologique linéaire. En effet dans ce cas le rende-
ment de Carnot, borne supérieure pour le rendement du générateur, est faible et
la conversion d’énergie thermique en énergie électrique est alors négligeable devant
IQ. D’autre part, le courant électrique I étant proportionnel à ∆T dans le mode
générateur, l’hypothèse ∆T << T permet de montrer que la chaleur produite par
effet Joule, RI2, peut être négligée par rapport à la composante convective du flux
thermique donnée par αTI. Bien que nous utilisons l’approximation de la continuité
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du flux thermique pour obtenir une forme analytique du modèle équivalent, nous
montrons par la suite que celle-ci est raisonnable en comparant le calcul analytique
à un calcul numérique exact.

Paramètres équivalents Pour déterminer les paramètres équivalents du système
nous commençons par exprimer la tension aux bornes du système en utilisant l’équa-
tion (2.28) dans laquelle nous avons substitué ∆V1 et ∆V1 grâce à l’équation (2.1) :

∆V = α1(Tchaud − Tm) + α2(Tm − Tfroid) − (R1 + R2)I (2.31)

Le but est de mettre cette équation sous la forme de celle d’un générateur de
Thévenin, de la forme ∆V = ∆V0 − RI : il nous faut donc obtenir l’expression de
Tm en fonction de I et des paramètres associés aux deux modules. Nous utilisons
pour cela l’équation de continuité du flux thermique à l’interface. En explicitant les
flux thermiques IQ1

et IQ2
grâce à (2.3), nous trouvons :

K1(Tchaud − Tm) + α1TI = K2(Tm − Tfroid) + α2TI (2.32)

qui par suite nous permet d’exprimer Tm :

Tm =
1

K1 + K2

[
(α1 − α2)TI + K1Tchaud + K2Tfroid

]
(2.33)

Nous sommes désormais en mesure d’exprimer la tension aux bornes du généra-
teur sous la forme associée à un générateur de Thévenin :

∆V =
K2α1 + K1α2

K1 + K2

(Tchaud − Tfroid) −
[

(α1 − α2)2T

K1 + K2

+ R1 + R2

]
I (2.34)

ce qui correspond d’un point de vue des paramètres équivalents à :

∆V = αeq(Tchaud − Tfroid) − ReqI (2.35)

Par identification :

αeq =
K2α1 + K1α2

K1 + K2

(2.36)

et
Req = R1 + R2 + Rrelax (2.37)

avec

Rrelax =
(α1 − α2)2T

K1 + K2

(2.38)

Nous constatons l’apparition d’un terme supplémentaire, noté Rrelax, dans l’ex-
pression de la résistance électrique équivalente tout comme l’association de 2 mo-
dules en parallèle avait conduit à l’apparition d’un terme supplémentaire pour la
conductance thermique équivalente du système global. La signification physique de
ce terme est discutée en détail dans le prochain paragraphe.

Enfin la conductance thermique équivalente à courant nul Keq s’obtient en consi-
dérant la condition I = 0. On trouve alors la forme classique pour deux conductances
en série :

Keq =
K2K1

K1 + K2

(2.39)
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Figure 2.7 – Différences de température aux bornes de chaque segment lorsque le
rendement global du système est maximum en fonction de α1 normalisé par la valeur
de α2 (extrait de [77]).

Discussion sur la signification de Rrelax Nous constatons que le terme Rrelax

est proportionnel au carré de la différence de coefficients Seebeck entre les deux
matériaux mis en jeu, et n’aura donc un impact significatif sur le comportement de
l’ensemble du système que lorsque ces coefficients seront suffisamment dissemblables.
Il est utile de souligner que ce terme supplémentaire n’est pas lié à la présence d’une
résistance de contact à l’interface ; cette dernière est d’ailleurs complètement négligée
dans notre modélisation.

L’origine de cette résistance est liée à la relaxation de température qui se produit
à la jonction entre les deux modules lorsque le courant électrique I varie. La tem-
pérature Tm est déterminée par l’équation (2.32) qui traduit la conservation du flux
thermique lorsque l’on passe d’un matériau à l’autre. Ainsi, lorsque la composante
convective du flux thermique varie entre les matériaux, la composante conductive
est modifiée en conséquence pour garantir la continuité du flux total. Le terme de
convection dans chaque segment est donnée par α1TI et α2TI respectivement. La
différence de flux convectif est donc (α1 − α2)TI. Cette variation est donc liée d’une
part à la différence des coefficients Seebeck des modules mais également au point de
fonctionnement du système puisque qu’elle est proportionnelle à I. Les conductances
thermiques K1 et K2 et les températures Tchaud et Tfroid étant fixées, le seul moyen
pour le système de modifier les valeurs des composantes conductives dans chaque
segment est de faire varier la température de jonction Tm. Une telle relaxation de
la température de jonction avec les modifications du point de fonctionnement est
observée expérimentalement dans la référence [78].

Afin d’illustrer concrètement et graphiquement l’origine et les conséquences du
terme Rrelax, nous proposons un exemple numérique. Pour le second segment MTE2,
nous considérons les paramètres suivants : Z2T = 1, K2 = 2.5 mW/K, R2 =
4.8 mΩ, et α2 = 200 µV/K. Ces paramètres correspondent à ceux d’un segment de
0.5cm x 0.5cm x 1cm composé d’un dérivé de Tellure de Bismuth, (Bi0.25Sb0.75)2Te3,
l’un des matériaux thermoélectriques les plus performants [79]. Le choix d’un ma-
tériau avec un facteur de mérite élevé est nécessaire puisque les effets que nous
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désirons mettre en évidence apparaissent lorsque la convection thermique n’est plus
négligeable devant la conduction. Pour le premier segment MTE1, nous faisons ainsi
l’hypothèse que nous utilisons un matériau possédant un facteur de mérite Z1T = 2,
ce qui est optimiste mais reste de l’ordre du possible [40]. K1 est également fixée, avec
K1 = K2. Le coefficient Seebeck α1 est utilisé comme paramètre d’ajustement et la
résistance électrique R1 est déterminé par la relation liant Z1T aux paramètres ther-
moélectriques du module. Les températures des réservoirs sont fixées à Tchaud = 305
K et Tfroid = 295 K, et la température moyenne est donc T = 300 K.

La figure 2.7 montre la dépendance de la différence de température aux bornes de
chaque segment en fonction de α1 lorsque le système globale fonctionne au rendement
maximum. Le choix de ce point de fonctionnement est lié au fait qu’on cherche la
plupart du temps à augmenter le rendement. Rappelons d’ailleurs que le facteur de
mérite d’un système thermoélectrique n’est autre qu’un raccourci vers le rendement
maximum. Le choix de prendre K1 = K2 permet d’assurer une répartition égale de
la différence de température (Tchaud−Tm = Tm−Tfroid = (Tchaud−Tfroid)/2) lorsque le
courant électrique I est nul dans le système. On constate que cette équirépartition
ne reste vraie au maximum d’efficacité que lorsque α1 = α2. Si α1 > α2, alors
Tchaud − Tm < Tm − Tfroid et inversement. On peut généraliser : le segment avec
le coefficient Seebeck le plus faible est celui qui présente la plus grande différence
de température à ses bornes. Le fait de favoriser ainsi le segment le moins apte
à produire une force électromotrice est évidemment néfaste pour le rendement du
système global et se traduit donc par l’apparition d’un terme supplémentaire Rrelax

dans l’expression de la résistance électrique équivalente du système.

Justification des approximations : Comparaison avec un traitement exact
Pour établir un modèle simple du système équivalent nous avons été amenés à né-
gliger à la fois la production d’énergie électrique et la puissance dissipée par effet
Joule. Pour s’assurer du bien-fondé de cette hypothèse, nous utilisons maintenant les
valeurs numériques introduites précédemment pour vérifier que la description appro-
chée du système est cohérente avec le comportement du système traité de manière
exacte. Nous utilisons donc l’expression complète du courant thermique à la jonc-
tion pour chacun des deux segments. La continuité du flux de chaleur à l’interface
se traduit alors par :

K1(Tchaud − Tm) + α1TmI +
R1I

2

2
= K2(Tm − Tfroid) + α2TmI − R2I

2

2
(2.40)

où la température intervenant dans le terme convectif n’est plus la température
moyenne T mais la température locale au point considéré, Tm, et où la contribution
de l’effet Joule apparait explicitement. Par suite,

Tm =
K1Tchaud + K2Tfroid + (R1+R2)

2
I2

K1 + K2 + (α2 − α1)I
(2.41)

Bien que cette expression soit la forme correcte pour la température Tm, sa
substitution dans l’équation (2.31) conduit à une forme analytique difficilement in-
terprétable contrairement à l’équation (2.34).

La figure 2.8 représente la température Tm lorsque le système fonctionne au
rendement maximum en fonction de la valeur de α1 obtenue d’une part grâce à
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Figure 2.8 – Température Tm de la jonction entre les deux segments lorsque le
générateur fonctionne au rendement maximum en fonction de α1 normalisé par la
valeur de α2. Cette température est obtenue de deux manières différentes : en noir,
calcul exact, en rouge, calcul approché (extrait de [77]).

l’équation exacte (2.41) et d’autre part grâce à l’équation approchée (2.33). On
constate que les 2 valeurs sont proches, ce qui confirme le fait que la conversion
d’énergie et l’effet Joule sont ici négligeables. La température déterminée de manière
exacte est cependant légèrement supérieure à cause de l’effet Joule.

Facteur de mérite équivalent Comme dans la configuration en parallèle, nous
utilisons les paramètres équivalents du système pour déterminer le facteur de mérite
associé au système global :

Zseries
eq =

α2
eq

ReqKeq

(2.42)

En remplaçant αeq, Req et Keq grâce aux équations (2.36), (2.37) et (2.39), on
met l’expression précédente sous la forme :

Zseries
eq = Y Z“classique′′ (2.43)

avec

Z“classique′′ =

(
K2α1 + K1α2

K1 + K2

)2

K1K2
K1 + K2

(R1 + R2)
(2.44)

et
Y =

1

1 + (α1 − α2)
2 T

(R1 + R2)(K1 + K2)

(2.45)

Le terme Z“classique′′ est le facteur de mérite “intuitif”, c’est à dire où les résis-
tances équivalentes sont considérées comme étant seulement la somme des résis-
tances de chacun des segments. Le terme Y est un terme multiplicatif déjà défini
pour la configuration parallèle. Il reflète la diminution des performances associée à
la différence de coefficient Seebeck entre les segments. Il est intéressant de constater

45



CHAPITRE 2. MODÉLISATION DES MODULES THERMOÉLECTRIQUES

0 0.5 1 1.5 2 2.5
ratio α1/α2

0.5

1

1.5

2
ZseriesT
ZeqT

Y

Figure 2.9 – Zseries
eq , Z“classique′′ et Y en fonction de α1 normalisé par la valeur de

α2 (extrait de [77]).

que Mahan a récemment présenté une expression similaire à l’expression 2.43, avec
la mise en évidence de deux facteurs de mérite distincts, l’un associée aux para-
mètres de chacun des deux sous-systèmes et l’autre associé à la différence entre les
coefficients Seebeck [80].

L’optimisation du facteur de mérite équivalent par rapport à α1 apparait donc
comme un compromis entre la maximisation de Z“classique′′ et de Y qui est compris
entre 0 et 1. La figure 2.9 montre que, pour l’application numérique considérée dans
cette section, la valeur optimale de α1 est comprise entre α2, où Y = 1, et 2α2, où
Z“classique′′ est maximisé.

L’expression explicite du facteur de mérite équivalent nous permet de vérifier une
fois de plus le théorème de Bergman et Lévy. Il est intéressant de noter que dans
un article récent Yang et ses collaborateurs prétendent qu’il est possible d’obtenir
un facteur de mérite global supérieur au plus élevé des facteurs de mérite de chaque
segment, mettant ainsi en défaut le théorème de Bergman et Lévy [81]. Pour arriver
à un tel résultat, les auteurs considèrent un système similaire à celui de la figure
2.6. La violation du théorème de Bergman et Lévy est cependant obtenue pour des
conditions de fonctionnement qui sont assez éloignées de toutes considérations de
conversion d’énergie : ainsi l’amélioration de ZT ne peut se produire que lorsque
le système fonctionne en récepteur et avec un courant électrique important. L’effet
Joule devient alors prépondérant et le profil interne de température est fortement
modifié ; la température à la jonction entre les matériaux devient bien supérieure
à la température des réservoirs de chaleur. Un tel fonctionnement est plus proche
de celui d’une résistance électrique classique où les effets thermoélectriques sont
négligeables que d’un convertisseur d’énergie, qu’il fonctionne en générateur ou en
réfrigérateur. Dans une telle situation le facteur de mérite ZT n’a plus aucune
signification puisque le rendement lui-même ne veut plus rien dire. L’augmentation
de ZT est par conséquent inutile dans ce cas.

Dans un article encore plus récent, Yang et coll. [82] proposent cependant un cas
particulier où le théorème de Bergman et Levy est bel et bien mis en défaut dans
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Figure 2.10 – Rendement maximum normalisé par le rendement de Carnot en
fonction de α1 normalisé par α2. Ce rendement maximum est calculé d’une part
en utilisant l’équation (2.48) et d’autre part en utilisant une résolution numérique
(extrait de [77]).

la plage de fonctionnement en générateur. L’échauffement dû à l’effet Joule, négligé
par Bergman et Lévy dans l’obtention du facteur de mérite équivalent, est dans ce
cas bénéfique et permet ainsi d’augmenter le facteur de mérite du système dans son
ensemble au-delà des valeurs de chaque sous-système pris séparément.

Discussion sur le concept de compatibilité thermoélectrique Il est impos-
sible de parler de l’optimisation de générateur thermoélectrique segmenté sans abor-
der le concept de compatibilité thermoélectrique introduit par Snyder et Ursell en
2003 [66]. Afin de comparer le modèle que nous venons de développer à l’approche
dite de compatibilité nous rappelons ici les grandeurs caractéristiques associées à
celle-ci. Le courant relatif ui (avec i = 1 ou 2 suivant le segment considéré) est défini
par

ui =
I

Ki∆Ti

(2.46)

et le facteur de compatibilité, défini comme la valeur optimale de u en terme de
rendement, vaut :

si =

√
1 + ZiT − 1

αiT
(2.47)

Pour garantir le fonctionnement le plus efficace possible, il est nécessaire d’après
[66] de s’assurer que les facteurs de compatibilité de chaque segment soient les plus
proches possibles. Ainsi pour l’exemple numérique considéré dans cette section, la
valeur de α1 optimisant l’efficacité est celle pour laquelle s1 = s2. Avec cette condi-

tion nous trouvons que α1 = α2

√
1+Z1T −1√
1+Z2T −1

= 1.77 α2. La valeur de α1 permettant

de maximiser Zseries
eq est cependant de 1.34 α2. D’où cette écart peut-il provenir ?

Pour vérifier que le facteur de mérite équivalent permet bien de refléter le rende-
ment maximum du système comme dans le cas d’un générateur composé d’un seul
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segment nous avons tracé en fonction de α1 sur la figure 2.10 le rendement maximum
associé à Zseries

eq en utilisant la formule suivante [29] :

ηmax = ηCarnot

√
1 + Zseries

eq T − 1
√

1 + Zseries
eq T + Tfroid

Tchaud

(2.48)

ainsi que le rendement maximal calculé par simulation numérique. Nous constatons
que les valeurs sont très proches, ce qui laisse penser que le lien entre ZT et le ren-
dement reste intact même dans le cas d’un facteur de mérite équivalent. On observe
de plus que la valeur optimale trouvée pour α1 en maximisant Zseries

eq correspond
en effet au rendement le plus élevé. La ligne verticale sur la figure correspond à la
valeur de α1 obtenue grâce à l’approche de compatibilité.

Il apparait donc que si les paramètres équivalents du générateur permettent
d’optimiser correctement α1 en terme de rendement global, il n’en est pas de même
pour la compatibilité thermoélectrique. Cette différence provient du fait que les
hypothèses liées à la compatibilité, bien que peu explicitées dans [66], sont assez res-
trictives. Snyder et Ursell suppose en effet que “puisque tous les segments dans un
élément thermoélectrique sont en série électriquement et thermiquement, le même
courant I et le même flux de chaleur associée à la conduction thermique A∇T tra-
verse chaque segment. Quand I = 0, le transport de chaleur par conduction est
exactement uniforme. Quand I > 0, le transport de chaleur par conduction est mo-
difié légèrement par le changement du gradient local de température dû aux sources
de chaleur que représentent l’effet Joule et l’effet Thomson”. Si nous avons négligé
également l’effet Joule et l’effet Thomson (qui vaut 0 dans le cas CPM), nous n’avons
pas considéré que le terme de conduction thermique était constant dans l’ensemble
du système ; nous avons au contraire supposé que c’est le flux thermique total qui
se conserve, avec une modification du terme conductif compensant les modifications
du terme convectif. L’hypothèse de conservation de la partie conductive le long du
générateur est vérifiée si la partie convective est négligeable. Nous avons montré
au début de ce chapitre en définissant la notion de nombre de Prandtl thermoélec-
trique que cela revient à supposer que le facteur de mérite des différents matériaux
est petit devant 1. On retrouve cette relation présentée de façon explicite dans la
référence [83]. L’optimisation des générateurs segmentés basée sur l’utilisation du
facteur de compatibilité ne peut donc s’appliquer que si les différents segments sont
peu performants en terme de rendement. Dans notre exemple numérique, puisque
Z1T = 2 et Z2T = 1, le flux thermique convectif n’est pas négligeable devant le flux
thermique conductif : cela explique que l’approche de compatibilité ne donne pas
exactement la valeur optimale pour α1.

L’idée sous-jacente dans l’approche de compatibilité est que les différents seg-
ments d’un générateur thermoélectrique doivent pouvoir fonctionner de manière
optimale au même moment [83] : puisque on ne dispose que d’un seul paramètre,
la valeur de la charge électrique, pour fixer le point de fonctionnement du système,
il est nécessaire de s’assurer que le courant électrique correspondant au rendement
maximum est le même pour tous les segments. Bien que le facteur de compatibilité
s soit déterminé suivant ce principe, il néglige l’impact de la relaxation de tempéra-
ture qui existe entre chaque segment et qui est dépendante de la valeur du courant
électrique : la valeur optimale de I dépend de la valeur de I ! Cette contre-réaction
interne au système rend la notion de compatibilité entre matériaux plutôt difficile à
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Figure 2.11 – Rendement de chaque segment à rendement global maximum en
fonction de α1. Pour chaque valeur de α1, les rendements sont normalisés par le
rendement maximum du segment correspondant (extrait de [77]).

saisir.
Pour vérifier que la valeur optimale de α1 correspond bien à la situation où les

deux segments opèrent au rendement maximum simultanément, nous traçons sur
la figure 2.11 le rendement de chaque segment lorsque le système globale travaille
à efficacité maximum en fonction de α1. Pour chaque valeur de α1, les rendements
sont normalisés respectivement par le rendement maximum de chaque segment. On
constate alors que les valeurs de paramètres optimal déterminées pour MTE1 (ligne
verticale sur la figure) sont celles qui conduisent en effet à un fonctionnement à
rendement maximum simultané des deux parties du système.

La condition s1 = s2 n’est plus forcément la condition à remplir pour assurer la
compatibilité puisque comme nous l’avons montré, bien que le courant électrique I
soit le même dans tout le générateur, le courant relatif u peut varier d’un segment
à l’autre si la relaxation de température à la jonction, due à l’équilibrage des flux
thermiques conductif et convectif, est importante. La relation ui = si, quel que soit
i, semble une condition plus adéquate pour garantir la compatibilité des matériaux :
on s’assure alors que chaque partie du système travaille au rendement maximum
en même temps. Cette condition est appelé condition de compatibilité propre (self-
compatibility) [84]. Nous traçons sur la figure 2.12 les courants relatifs à rendement
global maximum ainsi que les facteurs de compatibilité pour chaque segment tou-
jours en fonction de α1. Le fonctionnement optimal visualisé par une ligne verticale
ne correspond pas à la condition u1 = s1 et u2 = s2. On note d’ailleurs que ces
deux conditions prises séparément sont obtenues pour deux valeurs distinctes de α1.
Nous ne disposons cependant que d’un seul paramètre d’optimisation ; il est possible
qu’une optimisation avec plus de paramètres de liberté permette d’améliorer encore
les performances du générateur segmenté considéré. Dans la référence [85], Snyder et
ses collaborateurs proposent d’ailleurs d’assurer l’autocompatibilité locale en chaque
point du système (fonctionnant en réfrigérateur) en utilisant la possibilité de faire
varier le coefficient Seebeck, introduisant ainsi un effet Thomson qui sera rediscuter
dans le prochain chapitre.
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Figure 2.12 – Courant réduit u et facteur de compatibilité s calculés à rendement
global maximum en fonction de α1

La notion de compatibilité locale apparait cependant comme un retour en arrière
puisque le concept d’efficacité locale avait déjà été introduite dans le passé [65, 86].
L’article de Snyder et Ursell en 2003 proposait une approche plus globale permet-
tant de s’affranchir des simulations numériques : le facteur de compatibilité asso-
cié à chaque matériau y est présenté comme la clé pour obtenir une loi empirique
(rule of thumb) prédisant l’amélioration ou non des performances lorsque différents
matériaux thermoélectriques sont associés. Comme nous l’avons montré dans cette
section, cette règle doit être utilisée avec précaution puisque les matériaux utilisés
ont souvent des facteurs de mérite pour lesquels la relation s1 = s2 ne conduit pas
forcément aux meilleurs performances. L’utilisation de résolutions numériques du
problème de compatibilité entre les matériaux est d’ailleurs encore courante [87,88].

D’un autre côté, le modèle développé dans cette section est restrictif puisque’il ne
prend pas en compte la dépendance des différents coefficients thermoélectriques vis-
à-vis de la température et qu’il se limite à l’étude d’un système composé de seulement
deux segments. Le but cependant n’est pas de fournir un outil pour l’ingénierie
des générateurs thermoélectriques mais de donner un modèle simple mettant en
évidence les différents phénomènes physiques mis en jeu lors de la segmentation.
Ce but semble avoir été atteint : nous avons montré comment la relaxation de la
température d’interface modifie le comportement du système dans son ensemble.

Comparaison des configurations parallèle et série Nous avons déterminer
successivement les paramètres thermoélectriques équivalents pour deux modules en
parallèle puis pour deux modules en série (aussi bien thermiquement qu’électrique-
ment). Les expressions de ces paramètres en fonction de ceux des deux modules 1
et 2 sont résumés dans la table 2.1. On constate une forte similarité entre les deux
configurations considérées : il est possible de passer des expressions obtenues dans
un cas à celles obtenues dans le second cas uniquement en remplaçant la grandeur
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Configuration

Série Parallèle

Req R1 + R2 + (α1−α2)2T
K1+K2

R2R1

R1+R2

Keq
K2K1

K1+K2
K1 + K2 + (α1−α2)2T

R1+R2

αeq
K2α1+K1α2

K1+K2

R2α1+R1α2

R1+R2

Table 2.1 – Comparaison des paramètres thermoélectriques équivalents en fonction
de la configuration considérée.

résistance électrique par la grandeur conductance thermique et vice versa. Cette
étonnante symétrie reflète la relation intime entre l’électrique et le thermique inhé-
rente à la thermoélectricité. On peut souligner également l’apparition du facteur Y
dans l’expression du facteur de mérite aussi bien pour la configuration parallèle que
pour la configuration série. Celui-ci représente de manière générale la perte de per-
formances qui résulte de l’association de deux modules avec des coefficients Seebeck
dissemblables.

Il faut noter que ces descriptions simples et compactes des configurations pa-
rallèle et série permet d’envisager l’étude de systèmes plus complexes à partir de
ces “briques de base”. Ainsi Vargas-Almeida et ses collaborateurs ont d’ores et déjà
utilisé les paramètres équivalents présentés ici pour procéder à l’analyse de systèmes
comprenant 3 modules thermoélectriques associés de diverses façons [89].

2.3 Retour sur le module PN

Le module thermoélectrique classique correspond à l’association d’un matériau
dopé P et d’un matériau dopé N placés thermiquement en parallèle et électriquement
en série. Le modèle équivalent d’un tel système est bien connu et les paramètres
équivalents sont [29] :

αeq = α1 − α2 (2.49)

Keq = K1 + K2 (2.50)

Req = R1 + R2 (2.51)

Il n’y a pas ici de “termes inattendus” dans les expressions de ces paramètres
contrairement aux deux cas traités précédemment. L’optimisation du rendement de
ce type de système est réalisée en modifiant les paramètres géométriques. En utilisant
la conductivité thermique κ et la conductivité électrique σ de chaque matériau, et
puisque la résistance électrique vaut R = L/(σS) et la conductance thermique vaut
K = κS/L avec L la longueur de jambe qui est supposée identique par construction
pour les deux matériaux et S la section, Ioffe a montré qu’il existe une relation entre
les sections de chaque jambe qui maximise le facteur de mérite équivalent ZPN

eq :

(
S1

S2

)2 =
κ2ρ1

κ1ρ2

(2.52)
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Comme le coefficient Seebeck est indépendant des paramètres géométriques, maxi-
miser ZPN

eq revient en réalité à minimiser (R1 + R2)(K1 + K2).
Cette optimisation correspond-elle à trouver les conditions permettant de fonc-

tionner les deux parties du système à rendement maximum simultanément comme
c’est le cas dans l’approche de compatibilité ? Pour le savoir nous exprimons le cou-
rant électrique Iopt correspondant au rendement maximum :

Iopt =
K∆T

αT
(
√

1 + ZT − 1) (2.53)

Comme les deux jambes sont thermiquement en parallèle, la différence de tem-
pérature aux bornes de chaque jambes est constante et n’est pas modulée par le
courant I. La recherche de la condition I1opt = I2opt est par conséquent plus aisée
que dans le cas de deux modules en série à la fois thermiquement et électrique-
ment. Nous choisissons arbitrairement de fixer tous les paramètres à l’exception de
la section de la seconde jambe S2 que nous faisons varier pour réaliser la condition
souhaitée. En utilisant les paramètres thermoélectriques locaux nous trouvons :

(S2)I1opt=I2opt
= −S1

κ1α2

κ2α1

√
1 + Z1T − 1

√
1 + Z2T − 1

; (2.54)

qui ne correspond pas à l’expression obtenue avec la relation d’optimisation donnée
par Ioffe :

(S2)Ioffe = S1

√
κ1ρ2

κ2ρ1

(2.55)

La figure 2.13 représente le rendement relatif, i.e., normalisé par rapport au ren-
dement de Carnot, en fonction du courant électrique I circulant dans le générateur
de type PN pour chaque jambe ainsi que pour le système dans son ensemble et
cela pour chaque valeur du paramètre S2 obtenue par les équations (2.54) et (2.55).
Les paramètres de la jambe 1 étant fixés, le rendement de celle-ci ne dépend pas
de la valeur de S2. Lorsque S2 = (S2)I1opt=I2opt

les rendements sont comme prévu
maximisés pour la même valeur de I. On constate en revanche que dans le cas où
S2 = (S2)Ioffe, les deux jambes du générateur n’atteignent pas le rendement maxi-
mum simultanément. Malgré cela, le rendement total maximum est plus élevé dans
le cas de l’optimisation donnée par Ioffe. L’approche de compatibilité ne s’applique
donc pas au cas où les modules sont thermiquement en parallèle. Ce résultat peut
s’interpréter en utilisant la formule du rendement total en fonction du rendement
de chacune des jambes donnée par Snyder et Ursell [66] :

η
PN

=
η1IQ1 + η2IQ2

IQ1 + IQ2

(2.56)

Le rendement total maximal ne correspond pas au fonctionnement optimal des 2
segments puisque la contribution de chacun des segments au rendement du système
est pondérée par le flux thermique le traversant.
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Figure 2.13 – Rendement relatif en fonction du courant électrique pour chaque
jambe et pour le système dans son ensemble. Les paramètres (choisis arbitrairement)
sont : L1 = 1cm, α1 = 200 µV/K, κ1 = 10 mW/cm, ρ1 = 1.2 mΩ.cm et Z1T = 1,
S1 = 0.25 cm2 pour la première jambe et pour la seconde : L2 = 1cm, α2 = -
100 µV/K, κ2 = 3.3 mW/cm, ρ2 = 3 mΩ.cm et Z2T = 0.3. La section de la seconde
jambe est obtenue de deux manières différentes : (S2)Ioffe = 0.68 cm2 (en bleu) et
(S2)I1opt=I2opt

= 1.11cm2 (en rouge).
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3 Prise en compte des contacts thermiques

Le facteur de mérite ZT reflète la capacité d’un module thermoélectrique à
convertir efficacement de l’énergie thermique en énergie électrique dans le cas d’un
générateur ou de l’énergie électrique en un flux de chaleur dans le cas d’un réfrigé-
rateur. S’il existe une relation bijective entre le rendement maximum et le facteur
de mérite dans le cas classique d’un module connecté parfaitement à des réservoirs
de températures, c’est-à-dire que la conductance thermique entre le module et ces
réservoir est supposée infinie, le facteur de mérite conserve-t-il toute sa pertinence
dés lors que les conductances thermiques de contact prennent une valeur finie ?

Cette question a été soulevée récemment dans un article de Nemir et Beck intitulé
“De la signification du facteur de mérite Z” [90]. Dans cet article, les deux auteurs
comparent trois modules thermoélectriques possédant tous le même facteur de mérite
mais dont le coefficient Seebeck α et la conductivité thermique κ sont différents. En
traçant le rendement et la puissance électrique fournie en fonction de la résistance
électrique de charge Rcharge dans le cas de contacts thermiques parfaits entre le
module et les réservoirs de chaleur (courbes reproduites sur les figures 2.14.a et 2.14.b
respectivement), ils mettent en évidence que si le rendement est en effet identique, la
puissance délivrée n’est pas la même selon le choix des paramètres α et κ et qu’ainsi
le facteur de mérite n’est pas suffisant pour caractériser le comportement global d’un
générateur thermoélectrique. Ils tracent ensuite les mêmes courbes dans le cas où
une résistance thermique de contact est prise en compte (courbes reproduites sur les
figures 2.14.c et 2.14.d respectivement). Le rendement obtenu pour chaque module
n’est plus le même bien que le facteur de mérite soit identique. En ce qui concerne
la puissance électrique, si elle a diminuée par rapport au cas de contacts thermiques
parfaits pour les trois modules étudiés, cette diminution n’est pas la même pour tous :
par exemple le module produisant le plus de puissance dans le premier cas a subit la
diminution relative la plus importante lors de l’ajout de résistances thermiques de
contact. Ces résultats indiquent clairement que le facteur de mérite ZT ne suffit plus
à traduire la capacité d’un module à convertir l’énergie quand il existe un couplage
non parfait entre celui-ci et les réservoirs de température. La pertinence de ZT dans
le cas où les flux thermiques et non plus les températures des réservoirs sont imposés
est également discutée dans [91].

Dans cette section nous étudions le système schématisé sur la figure 2.15 composé
d’un module thermoélectrique relié à deux réservoirs d’énergie à des températures
Tchaud et Tfroid par des conductances thermiques de valeurs finies Kchaud et Kfroid

respectivement. Nous nous concentrons en particulier sur les conditions de maximi-
sation de la puissance électrique produite. Ce critère est en effet tout aussi important
en pratique que la maximisation du rendement et est d’ailleurs le critère d’optimi-
sation privilégié lorsque des contacts thermiques sont pris en compte [59,60,92–95].

3.1 Modèle équivalent

Sur la figure 2.15, on constate qu’à cause de la présence des éléments thermiques
dissipatifs représentés par leurs conductances thermiques Kchaud et Kfroid les tem-
pératures appliquées au module thermoélectrique ne sont plus Tchaud et Tfroid mais
TcM et TfM : la différence de température aux bornes du module ∆T ′ = TcM − TfM

est réduite par rapport à la différence de température ∆T = Tchaud − Tfroid qu’on
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Figure 2.14 – Rendement et puissance électrique produite en fonction de la charge
électrique pour trois générateurs thermoélectriques possédant le même facteur de
mérite et la même résistance électrique interne mais ayant des coefficients Seebeck
et des conductance thermique différents dans le cas où les contacts thermiques sont
parfaits (a et b) et dans le cas où ces contacts sont non parfaits (c et d) (extrait
de [90]).

croit imposer grâce aux réservoirs de température. TcM et TfM évoluent de plus
en fonction du courant électrique I traversant le module puisque la valeur de la
conductance thermique interne KMTE est dépendante de la valeur de I au travers de
la composante convective du transfert thermique. Cette modulation du thermique
par l’électrique va avoir des répercutions sur la modélisation de la partie électrique
du module thermoélectrique comme dans le cas de deux générateurs mis en série.
La force électromotrice α∆T ′ imposée par le générateur idéal de tension dans la
figure 2.15 est en effet dépendante de la valeur du courant électrique et donc de la
résistance de charge Rcharge ; la modélisation n’est plus celle associée à un généra-
teur de Thévenin dans laquelle le générateur idéal délivre une tension indépendante
des conditions de fonctionnement électriques. Afin de trouver un modèle conforme
à cette définition il convient de dissocier la tension α∆T ′ en un terme indépendant
des conditions électriques et en un terme reflétant la dépendance vis-à-vis de Rcharge.
Nous devons pour cela exprimer la différence de température aux bornes du module
∆T ′ en fonction des différents paramètres du système.

Traitement exact Nous supposons qu’il n’y a pas de pertes de chaleur à la jonc-
tion entre un élément dissipatif et le module thermoélectrique. Pour déterminer
∆T ′ nous utilisons donc les équations de continuité du flux thermique de part et
d’autre du module. Le flux thermique dans chaque élément dissipatif est régit par
une expression linéaire de type loi de Fourier :

IQentrant = Kchaud(Tchaud − TcM) (2.57)

IQsortant = Kfroid(TfM − Tfroid) (2.58)

Les flux thermiques entrant et sortant du module thermoélectrique s’expriment
quant à eux suivant les expressions classiques données par Ioffe [29] :
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Figure 2.15 – Schéma du générateur thermoélectrique prenant en compte les
contacts thermiques non parfaits.

IQentrant = αTcMI + K
I=0

(TcM − TfM) − 1
2

RI2 (2.59)

IQsortant = αTfMI + K
I=0

(TcM − TfM) +
1
2

RI2 (2.60)

En imposant la continuité de chacun des flux thermiques IQentrant et IQsortant

on obtient un système matriciel reliant les températures TcM et TfM aux bornes du
module aux températures imposées par les réservoirs de chaleur Tchaud et Tfroid :




Tchaud + 1
2

RI2

Kchaud

−Tfroid − 1
2

RI2

Kfroid




=




M11 M12

M21 M22







TcM

TfM


 (2.61)

où les éléments de matrice Mij sont donnés par : M11 = K0/Kchaud +αI/Kchaud +1,
M12 = −K0/Kchaud, M21 = K0/Kfroid, M22 = αI/Kfroid − K0/Kfroid − 1.

Les expressions de TcM et TfM peuvent donc être facilement trouvées grâce à une
inversion de matrice. La forme de ∆T ′ obtenue de cette façon est cependant difficile à
appréhender et à manipuler. Pour cette raison nous préférons utiliser une expression
approchée de cette différence de température. Il faut noter que l’expression exacte
de ∆T ′, issue une résolution analytique, est donnée par Freunek et ses collaborateurs
dans [93].

Traitement approché Pour exprimer ∆T ′ de manière simple nous faisons les
mêmes hypothèses que celles que nous avons déjà faites dans la section 2.2 : nous
négligeons la chaleur produite par effet Joule ainsi que la conversion d’énergie ther-
mique en énergie électrique. Comme nous l’avons déjà justifié, ces hypothèses sont
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Figure 2.16 – Schéma du générateur thermoélectrique prenant en compte les
contacts thermiques non parfaits. La partie électrique du circuit est mise sous la
forme d’un générateur de Thévenin.

vérifiées si ∆T << T , qui est une hypothèse fondamentale dans le traitement li-
néaire des systèmes thermoélectriques. Le flux thermique est alors supposé constant
dans tout le système et nous pouvons dés lors utiliser l’analogue thermique de la
formule du pont diviseur de tension pour déterminer ∆T ′ :

∆T ′ = TcM − TfM ≈ Kcontact

KMTE + Kcontact

∆T (2.62)

où Kcontact est la conductance thermique équivalente totale des éléments de couplage
et est donnée par :

Kcontact =
KchaudKfroid

Kchaud + Kfroid

(2.63)

La dépendance vis-à-vis de la charge électrique que nous cherchons à expliciter
n’apparait alors que dans la conductance thermique du module KMTE. En utilisant
l’équation (2.6) pour remplacer ce terme dans (2.62) nous pouvons exprimer la force
électromotrice α∆T ′ comme la somme d’un terme ne dépendant que des paramètres
thermiques et d’un terme proportionnel au courant électrique I :

α∆T ′ = α∆T
Kcontact

K0 + Kcontact

− IR
ZT

1 + Kcontact/K0

(2.64)

La tension aux bornes du générateur se met donc sous la forme associée à un
générateur Thévenin ∆V = V ′

co − I(R + R′) avec V ′
co = α∆TKcontact/(K0 + Kcontact)

la tension aux bornes du générateur en circuit ouvert et R′ = RZT/(1+Kcontact/K0)
une résistance liée à la présence des contacts thermiques non parfaits. L’interpréta-
tion de cette résistance est à rapprocher de celle de la résistance Rrelax qui reflète la
relaxation de la température de jonction entre deux segments d’un générateur seg-
menté lorsque le courant électrique varie. La figure 2.16 donne le nouveau schéma
du système lorsque l’on utilise cette expression.

57



CHAPITRE 2. MODÉLISATION DES MODULES THERMOÉLECTRIQUES

10
−3

10
−2

10
−1

10
0

10
1

10
2

10
364

66

68

70

∆ 
T

10
−3

10
−2

10
−1

10
0

10
1

10
2

10
3

−10

−5

0
x 10

−6

R
charge

 / R

E
rr

eu
r 

re
la

tiv
e

Figure 2.17 – Différence de température ∆T ′ aux bornes du module thermoélec-
trique et erreur relative entre la valeur approchée et la valeur exacte de ∆T ′ en
fonction du rapport m = Rcharge/R. La différence de température entre les réser-
voirs est de 80 K.

Il est nécessaire de préciser que la température T qui intervient dans l’expression
de R′ n’est pas la température moyenne entre les réservoirs mais la température
moyenne entre les bornes du générateur (TcM + TfM)/2. Cette température reflète
notamment la dissymétrie qu’il peut exister entre les contacts thermiques (lorsque
Kchaud 6= Kfroid). Cependant puisque cette température reste comprise entre Tchaud

et Tfroid et que ∆T << T , nous supposons que la relation T ≈ (Tchaud + Tfroid)/2 est
toujours valable.

L’existence d’un terme résistif supplémentaire dans la description électrique du
générateur a également été proposée par Freunek et al. [93] et Spry [96] mais leurs
expressions sont légèrement différentes de celle obtenue ici.

On peut constater que lorsqu’un seul des deux contacts est parfait, Kchaud = ∞
par exemple, nous pouvons traiter le problème en utilisant les relations obtenues
dans la section 2.2. Le contact thermique du côté froid est alors assimilé à un mo-
dule thermoélectrique de conductance thermique K2 = Kfroid et dont le coefficient
Seebeck est nul, α2 = 0. La résistance R′ est alors identique à la résistance Rrelax

et le coefficient de Seebeck équivalent pour le système donné par l’équation (2.36)
conduit à l’expression de V ′

co.

Comparaison et validation de l’approximation Nous vérifions sur un exemple
que l’expression approchée utilisée pour estimer ∆T ′, donnée par l’équation (2.62),
fournit un résultat proche de la valeur obtenue par un calcul exact. Nous utilisons
les valeurs numériques correspondant au cas n°2 traité dans l’article de Némir et
Beck [90]. Les températures des réservoirs valent Tchaud = 340K et Tfroid = 260K.
L’hypothèse ∆T << T n’est pas vraiment respectée ici mais un accord obtenu
entre valeur exact et valeur approchée dans ces conditions prouve que l’approxi-
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mation est d’autant plus pertinente pour des faibles écarts de températures. Nous
traçons sur la figure 2.17 l’évolution de ∆T ′

exact, fournie par la résolution du sys-
tème (2.61), et de ∆T ′

approx, fournie par l’équation (2.62), ainsi que l’erreur relative
(∆T ′

approx − ∆T ′
exact)/∆T ′

exact en fonction du paramètre m = Rcharge/R.
Les courbes obtenues pour ∆T ′

approx et ∆T ′
exact sont trop proches pour être dis-

tinguées sur la figure 2.17. On note que la différence de températures perçue par
le générateur thermoélectrique est bien toujours inférieure à 80 K qui est la diffé-
rence entre les températures des réservoirs et qu’elle diminue lorsque la résistance
de charge diminue, ce qui est cohérent avec le fait que la conductance thermique du
générateur augmente alors grâce à la partie convective du flux thermique. L’erreur
relative maximale est l’ordre de 10−5 en valeur absolue. L’erreur est la plus élevée
pour des valeurs intermédiaires de Rcharge ce qui laisse penser que la source d’erreur
la plus importante est la conversion d’énergie thermique en énergie électrique et
non la chaleur créée par effet Joule. On devine toutefois l’impact de cette dernière
dans la dissymétrie du pic : l’erreur est légèrement plus importante pour des valeurs
faibles de Rcharge et donc pour des valeurs plus élevées du courant électrique, d’où
un effet Joule plus important.

Le bon accord entre les courbes et la faiblesse de l’erreur relative nous permettent
de conclure que la valeur approximée de ∆T ′ est suffisante pour décrire correctement
le comportement du système.

3.2 Maximisation de puissance et adaptation d’impédance

La puissance produite par le générateur thermoélectrique peut maintenant fa-
cilement s’exprimer. En utilisant la loi d’ohm sur la résistance de charge, I =
∆V/Rcharge, on trouve :

P = ∆V I =
V ′

co
2Rcharge

(RMTE + Rcharge)2
(2.65)

où la résistance équivalente du générateur vaut RMTE = R + R′.

Adaptation d’impédance électrique

La condition de maximisation de la puissance électrique se déduit facilement de
l’équation (2.65) :

Rcharge = RMTE (2.66)

On réexprime cette condition de manière plus traditionnelle grâce au facteur m =
Rcharge/R :

m
P =Pmax

= 1 +
ZT

Kcontact/K0 + 1
,

Nous constatons que la condition de maximisation de la puissance n’est plus
donnée par m = 1 comme dans le cas classique où les contacts thermiques sont
parfaits. La condition donnée par l’équation (2.67) a également été obtenue par
Freunek et al. [93]. La puissance maximum dans ce cas est alors :

Pmax =
(Kcontact∆T )2

4(K0 + Kcontact)T
ZT

1 + ZT + Kcontact/K0

, (2.67)
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Adaptation d’impédance thermique

Si la conductance thermique de contact Kcontact peut être modifiée librement, il
est évident que celle-ci doit être maximisée afin d’augmenter la puissance délivrée
par le générateur : le cas classique où les contacts thermiques sont parfaits est le
plus avantageux. Cependant si la valeur de Kcontact est fixée par des contraintes liées
à l’environnement du générateur thermoélectrique, pour une valeur de ZT donnée,
il est nécessaire d’avoir une valeur particulière de conductance thermique afin de
maximiser la puissance électrique délivrée dont l’expression donnée par l’équation
(2.65). La condition de maximisation dépend de la valeur des contacts thermiques
et se traduit par :

K0

Kcontact

=
1 + m

1 + m + ZT
, (2.68)

qui peut être réexprimer de manière plus compacte :

KMTE = Kcontact (2.69)

Cette condition correspond à une adaptation d’impédance thermique. Ce résultat
a déjà été obtenu par Stevens dans [59] ; la conductivité thermique du module dans
cet article ne fait cependant pas intervenir le terme de convection thermique et ainsi
la conductance KMTE se réduit à K0. Les deux résultats ne sont donc équivalents que
pour des matériaux avec des facteurs de mérite ZT faibles, la convection étant alors
négligeable. On trouve également la notion d’une valeur optimale pour la conduc-
tance thermique dans de nombreux articles, dont par exemple [92], mais la condition
d’optimisation est la plupart du temps donnée non en terme de conductance mais
en terme de longueur du module thermoélectrique ; la notion d’adaptation d’impé-
dance n’apparait donc pas avec une telle approche. Il est intéressant de noter la
symétrie qu’il existe entre les conditions d’adaptation thermique, donnée par (2.68),
et d’adaptation électrique, donnée par (2.67).

Adaptations simultanées

Les conditions de maximisation de puissance vis-à-vis de Rcharge sont dépendantes
des conditions de fonctionnement thermiques tandis que les conditions de maximisa-
tion de puissance vis-à-vis de K0 sont dépendantes des conditions de fonctionnement
électriques. Le point de fonctionnement optimal est donc le point qui satisfait les
deux conditions d’adaptation thermique et électrique à la fois. Les relations (2.67)
et (2.68) deviennent alors :

Kcontact

K0

=
√

ZT + 1 (2.70)

m
P =Pmax

=
√

ZT + 1 (2.71)

Même si la seconde de ces équations est identique à la condition de maximisation
du rendement dans le cas classique, il s’agit bien ici des conditions permettant
d’obtenir la puissance maximum.

Une fois de plus nous ne pouvons pas réclamer la primeur de ces équations qui
ont été obtenues à la fois par Freunek et al. [93] et par Yazawa et Shakouri [94].
Nous avons toutefois fourni une base physique tangible à celles-ci en les reliant au
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Figure 2.18 – Puissance maximum en fonction de la conductance thermique à
courant nul K0 normalisée par Kcontact pour différente valeur de ZT (extrait de [64]).

courant thermique convectif qui crée une contre-réaction entre la valeur de ∆T ′ et
la valeur de la résistance électrique de charge Rcharge.

Le générateur ainsi doublement optimisé fourni une puissance électrique qui vaut

Pmax =
KcontactZT

(
1 +

√
1 + ZT

)2

(∆T )2

4T
, (2.72)

Discussion sur l’importance de l’adaptation d’impédance thermique

La figure 2.18 représente la puissance électrique maximum produite par un gé-
nérateur électrique en fonction de la valeur de sa conductance thermique à courant
nul K0. Les valeurs de ZT et de la conductance thermique des contacts Kcontact sont
fixées. ZT est maintenu constant lorsque K0 varie en modifiant en conséquence la
valeur du coefficient Seebeck. Pour chaque point, la valeur de la résistance de charge
est donnée par l’équation (2.67) : le système est alors toujours adapté électriquement
et la puissance est donc donnée par l’équation (2.67). Les courbes sont tracées pour
trois valeurs du facteur de mérite, ZT = 1, ZT = 3 et ZT = 10. Une augmentation
de la valeur de ZT conduit comme on pouvait s’y attendre à des puissances maxi-
males plus élevées et des largeurs de pics plus importantes : obtenir des matériaux
avec des facteurs de mérite importants reste un objectif à atteindre même au-delà
du cas classique de la maximisation du rendement pour un module aux couplages
thermiques parfaits. La figure 2.18 met en évidence cependant le fait qu’un facteur
de mérite élevé n’est plus suffisant pour assurer une production de puissance impor-
tante lorsqu’il existe des couplages thermiques dissipatifs : il est nécessaire de plus
de choisir convenablement la valeur de la conductance thermique du module. Par
exemple un module avec un facteur de mérite qui vaut ZT = 10 et avec une conduc-
tance thermique à courant nul K0 dix fois supérieure à la conductance thermique de
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Figure 2.19 – Puissance maximum sous condition d’adaptation électrique en fonc-
tion de la conductance thermique K0 lorsque les contacts sont supposés parfaits
et dans le cas où Kcontact = 40.5 mW.k−1 (extrait de [60]). Le facteur de mérite
vaut 0.6 et la résistance interne du générateur est fixée à 3.33 mΩ. Ces paramètres
correspondent à ceux utilisés dans la référence [90].

contact imposée par l’environnement extérieur produira moins de puissance qu’un
générateur avec ZT = 1 mais dont la conductance thermique à courant nul K0 est
égale à la conductance thermique de contact.

La ligne verticale sur la figure 2.18 représente l’adaptation d’impédance ther-
mique proposé par Stevens K0 = Kcontact [59]. On observe que plus ZT augmente
plus cette condition diffère de la maximisation de la puissance réelle dont l’expres-
sion est donnée par 2.68. Comme nous l’avons déjà souligné, cet écart s’explique par
la prise en compte de la convection thermoélectrique.

Il faut préciser que si la valeur de ZT n’est pas prise comme une constante mais
que ce sont les paramètres α et R qui sont supposés invariants, le raisonnement
précédent n’est plus valable puisqu’alors la diminution de K0 conduit à une augmen-
tation de ZT . Dans ce cas, l’augmentation des performances liée à l’augmentation
du facteur de mérite est en effet plus importante que l’effet de la désadaptation
d’impédance thermique.

Nous discutons maintenant l’article de Nemir et Beck [90] qui nous a servi de
point de départ pour la discussion concernant l’influence de contacts thermiques non
parfaits entre le module thermoélectrique et les réservoirs de température. Nous tra-
çons sur la figure 2.19 la puissance maximum, obtenue sous condition d’adaptation
d’impédance électrique, en fonction de la conductance thermique à courant nul K0

pour le cas envisagé par les deux auteurs où ZT = 0.6 et Kcontact = 40.5 mWK−1.
Nous traçons également la courbe correspondante pour la situation où les contacts
thermiques sont parfaits. Dans les deux cas le respect de ZT constant est assuré en
modifiant le coefficient Seebeck ; la résistance électrique n’est elle jamais modifiée et
vaut 3.33 mΩ.
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On retrouve pour la situation où les contacts sont non parfaits une courbe en
cloche comme celles obtenues sur la figure 2.18. Pour la situation où le contacts
thermiques sont parfaits la courbe est une courbe qui tend vers l’infini lorsque la
conductance thermique à courant nul du module augmente. Cela s’explique par le fait
que pour garantir ZT = 0.6, le coefficient de puissance α2/R reflétant la puissance
que le générateur peut délivrer augmente proportionnellement à K0. L’introduction
de contacts thermiques à cependant des effets variables selon la valeur de K0. Nemir
et Beck constatent pour les trois cas qu’ils considèrent (K0 = 3 mW.K−1, K0 = 6
mW.K−1 et K0 = 12 mW.K−1) que bien que le générateur produisant le plus de
puissance avec des contacts parfaits reste celui qui produit le plus de puissance
avec des contacts non parfaits, les performances de celui-ci sont le plus diminuées
en valeurs relatives lors de l’introduction des éléments thermiques dissipatifs. On
retrouve ce résultat sur la figure 2.19. Nous étendons ces observations en envisageant
des valeurs de K0 supérieures à celles de Kcontact. Nous constatons alors une inversion
des performances des générateurs entre le cas contacts thermiques parfaits et le cas
contacts thermiques non parfaits : le générateur produisant le plus de puissance dans
le premier cas est celui qui en produit le moins dans le second cas. Cela est dû au
fait que lorsque K0 > Kcontact, et donc avec Kcontact de valeur finie, la pente de la
puissance maximum en fonction de K0 est négative.

3.3 Maximisation du rendement

Nous nous sommes focalisé pour l’instant sur l’optimisation en terme de puis-
sance. Nous calculons maintenant les conditions sur la charge électrique permettant
de faire fonctionner le système à rendement maximum. Pour rappel, le rendement
est défini par η = P/IQentrant. Puisque nous avons fait l’hypothèse IQentrant ≈ IQ =
KMTE∆T ′, nous utilisons l’équation (2.62) pour mettre celui-ci sous la forme :

η =
Kcontact + KMTE

KcontactKMTE

P

∆T
(2.73)

dans laquelle KMTE est donnée par l’équation (2.6).
Nous vérifions que pour la cas classique Kcontact → ∞ nous obtenons l’expression

attendue [29] :

η = ηC × m

1 + m + (ZTchaud)−1 (1 + m)2 − ηC/2
(2.74)

La valeur de m qui maximise l’expression (2.73) est :

mη=ηmax
=

√(
1 + ZT

) (
1 + ZT

K0

Kcontact + K0

)
(2.75)

Nous retrouvons là aussi l’expression classique m =
√

1 + ZT associée à la maximi-
sation du rendement pour le cas Kcontact → ∞. Cette expression analytique permet
notamment de retrouver les résultats obtenus numériquement dans la référence [97].

Comme l’ont fait remarquer Su et coll. [98], l’expression 2.75 n’est pas obtenue de
manière exacte car elle repose sur l’approximation que le rendement reste faible, ce
qui correspond à des valeurs de ∆T faible devant la température moyenne T . Malgré
cela, cette expression donne de manière satisfaisante les conditions de maximisation
de l’efficacité pour des situations réalistes [99].
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Figure 2.20 – Puissance en fonction du rendement pour deux valeurs de Kcontact

(extrait de [60]).

3.4 Compromis rendement / puissance

La figure 2.20 représente les courbes de la puissance en fonction du rendement
pour deux valeurs différentes de Kcontact. Ces courbes sont paramétrées par les condi-
tions de fonctionnement électriques, c’est-à-dire par le courant I ou identiquement
par la charge Rcharge. Les flèches sur cette figure indiquent la puissance maximum
ainsi que le rendement maximum pour chacun des deux cas. On constate que la
réduction de la conductivité thermique des contacts détériore les performances du
générateur mais que cette dégradation n’affecte pas de la même façon le rendement
et la puissance : dans l’exemple donné ici, la puissance maximum diminue d’un fac-
teur 6 tandis que le rendement maximum varie assez peu puisqu’il ne diminue que
d’un facteur 1,2.

Les optimisations du rendement et de la puissance sont en pratique toutes deux
souhaitables même si elles ne peuvent pas être obtenues simultanément. On constate
cependant sur la figure 2.20 qu’il existe entre le point de fonctionnement à puissance
maximum et celui à puissance maximum une plage de fonctionnement permettant
de garantir un bon compromis entre rendement et puissance. Grâce aux équations
(2.67) et (2.75) nous disposons respectivement des conditions d’optimisation de la
puissance et du rendement pour le système en fonction de la conductance thermique
des contacts. Nous traçons sur la figure 2.21 les paramètres mη=ηmax

et m
P =Pmax

en
fonction de Kcontact pour ZT = 1 et ZT = 3. Les valeurs de m comprises entre ces
deux valeurs particulières correspondent à la plage de fonctionnement que nous ve-
nons de décrire. Cette plage est la plus large pour des valeurs importantes de ZT et
lorsque Kcontact est élevée. Au contraire quand la conductance thermique de contact
diminue, cette zone se rétrécie et les deux conditions de maximisation de la puis-
sance et du rendement deviennent même identiques lorsque Kcontact << K0 (mais
le rendement et la puissance deviennent nuls). Nous en déduisons que la dégrada-
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Figure 2.21 – Variations des paramètres d’optimisation mη=ηmax
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ZT = 1 et ZT = 3 . Les zones hachurées correspondent aux zones où le compromis
d’optimisation est le meilleur (extrait de [60]).

tion des contacts thermiques, en plus de diminuer les performances de conversion
d’énergie du système, conduit à réduire la plage de valeurs de m garantissant un
bon compromis entre rendement et puissance. On perd ainsi en flexibilité et il est
alors nécessaire de maitriser précisément le point de fonctionnement du générateur.

3.5 Sur la signification du facteur de mérite ZT

Le facteur de mérite ZT est depuis son introduction par Ioffe dans les années
1960 [29] la pierre de touche en matière de performances de tous les systèmes thermo-
électriques bien que son obtention soit intimement liée au cas classique d’un module
connecté parfaitement à deux réservoirs d’énergie qui fixe les températures entre
lesquelles le système fonctionne. Récemment certains auteurs ont remis en question
l’omnipotence de ce paramètre en étudiant des situations différentes du cas classique
présenté par Ioffe : fonctionnement à courant thermique d’entrée constant [91] ou en-
core prise en compte de résistances thermiques de contacts [90]. La question derrière
ces articles pourrait être : l’augmentation de ZT reste-t-elle un Graal à atteindre
par la communauté des thermoélectriciens quelle que soit l’application envisagée ?
Nous avons étudié dans cette section 3 l’impact de contacts thermiques non parfaits
sur les performances des générateurs thermoélectriques prolongeant ainsi l’analyse
entreprise par Nemir et Beck [90]. Nous avons montré que si l’augmentation de ZT
est en effet toujours souhaitable, elle n’est pas toujours suffisante et que chacun
des trois paramètres α, K et R doit être optimisé séparément en fonction de l’en-
vironnement dans lequel le système va être inséré. Il existe en effet une infinité de
possibilité d’obtenir une valeur du facteur de mérite Z donnée puisque celui-ci n’est

65



CHAPITRE 2. MODÉLISATION DES MODULES THERMOÉLECTRIQUES

qu’une combinaison des trois paramètres thermoélectriques caractérisant un maté-
riau. Les conditions d’adaptation d’impédance thermique et électrique montrent que
de toutes les combinaisons possibles certaines conduisent à de meilleurs performances
que d’autres. Les valeurs optimales de chaque paramètres ne sont plus données par
le système lui-même mais par son interaction avec le milieu extérieur : ainsi la ré-
sistance électrique interne doit être choisie en fonction de la résistance électrique de
charge si celle-ci est imposée par l’utilisation envisagée pour le système, tout comme
la conductance thermique doit être choisie en fonction des conductances thermiques
des contacts.

ZT est donc toujours un critère de choix pour évaluer les performances d’un
système mais il est nécessaire de raffiner l’analyse en considérant l’environnement
dans lequel le système devra fonctionner. Les contraintes extérieures conduisent
en effet à privilégier certaines combinaisons des paramètres α, K et R plutôt que
d’autres.

4 Résumé du chapitre

Le concept de convection thermoélectrique introduit dans ce chapitre offre un
nouveau point de vue sur les phénomènes de couplages entre courant thermique
et courant électrique. Nous avons défini une conductance thermique Kconv liée au
terme de convection et avons utilisée celle-ci pour analyser les associations de mo-
dules thermoélectriques en parallèle puis en série. Dans les deux cas la présence du
flux thermique convectif est à l’origine de la présence de termes supplémentaires
dans les paramètres thermoélectriques équivalents des systèmes ainsi formés. Pour
la configuration parallèle, on observe une conductance thermique à courant élec-
trique nul supérieure à la somme des conductances thermiques de chaque module à
cause de la présence d’une cellule de convection, similaire à une cellule de Rayleigh-
Bénard, lorsque les coefficients Seebeck ne sont pas identiques tandis que pour la
configuration série la dépendance de la température de la jonction entre les modules
vis-à-vis du courant électrique nous a amenés à introduire un terme supplémentaire
dans l’expression de la résistance électrique équivalente du système. Enfin nous avons
constaté lors de l’étude de l’influence de contacts thermiques non parfaits entre le
module et les réservoirs de température que la dépendance de Kconv par rapport aux
conditions de fonctionnement électriques induit une contre-réaction interne entre le
comportement de la partie électrique et le comportement de la partie thermique du
système. Ce lien caractérisé par la résistance électrique R′ permet de rétablir une
symétrie dans le couplage entre les flux : en effet, sans la notion de flux thermique
convectif, seule la partie électrique dépend des conditions thermiques au travers de la
valeur de la tension α∆T et le flux thermique est alors considéré comme indépendant
des conditions de fonctionnement électriques.

La dernière section nous a également permis de discuter la signification du fac-
teur de mérite ZT . En prenant en compte des contacts thermiques dissipatifs nous
avons pu mettre en évidence l’importance de l’adéquation entre un générateur ther-
moélectrique et son environnement au delà de la seule optimisation de ZT et indé-
pendamment de tout souci d’intégration. Ce problème se traduit de manière concrète
par des conditions d’adaptation d’impédance électrique et thermique.
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Chapitre 3

Thermodynamique à Temps Fini :
Illustration thermoélectrique

Dans ce chapitre nous nous intéressons à un domaine de la thermodynamique né
dans les années 1950 : la thermodynamique à temps fini. Cette discipline est basée
sur la prise en compte des différentes sources d’irréversibilités dans la description
du fonctionnement des machines thermiques. Après avoir introduit les principales
notions associées à la thermodynamique à temps fini nous montrerons que la thermo-
électricité fournit des système modèle permettant d’analyser et de résoudre certaines
interrogations apparues récemment et directement liées aux fondements de ce do-
maine. En particulier nous montrerons qu’il est nécessaire de définir rigoureusement
la source de dissipation prépondérante à l’intérieur du système et que la nature de
cette source conduit à des comportements différents de la machine thermique idéale.

1 Une brève introduction à la Thermodynamique

à Temps Fini

1.1 Origines et aspects historiques

La Thermodynamique a acquis le statut de science lorsque Sadi Carnot a montré
dans son ouvrage “Réflexions sur la Puissance Motrice du Feu, et sur les Machines
Propres à Développer cette Puissance” [36] que l’efficacité d’une machine thermique
travaillant entre deux réservoirs thermiques de températures respectives Tchaud et
Tfroid possède une limite supérieure, l’efficacité de Carnot ηC, définie par

ηC = 1 − Tfroid

Tchaud

. (3.1)

La démonstration de l’existence d’une telle borne n’est autre que la première formu-
lation de la seconde loi de la thermodynamique. Ainsi l’efficacité ne peut atteindre
cette valeur maximale que lorsque le système possède un fonctionnement isentro-
pique, c’est-à-dire lorsque aucune source de dissipation n’est mise en jeu. D’un point
de vue pratique, cela revient à dire que la durée du cycle thermodynamique de cette
machine est infiniment long. D’un point de vue physique on peut qualifier la machine
de Carnot de non causale : aucun élément n’autorise la description de l’évolution
temporelle de cette machine. Elle est en quelque sorte prisonnière dans un monde
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théorique où le temps ne s’écoule pas. Ainsi, bien que la motivation première de
Carnot fut de permettre à la France de rivaliser industriellement avec l’Angleterre,
ses résultats ne s’appliquent pas aux véritables machines utilisées à l’époque.

La mise en place d’une thermodynamique à temps fini a permis de s’affranchir de
la non causalité de la machine de Carnot et d’analyser, au-delà de leur efficacité, la
puissance délivrée par les machines thermiques. Ce besoin d’estimer la puissance dé-
livrée est apparu notamment avec le développement des centrales nucléaires dans les
années 1950 : le but des ingénieurs et des physiciens de l’époque était alors d’obtenir
les conditions de fonctionnement de ces centrales permettant de maximiser la puis-
sance électrique produite. Malgré cette volonté de maximiser la puissance produite,
ils n’en oublièrent pas moins que l’efficacité devait rester la plus élevée possible ;
un nouveau critère de performance fut ainsi introduit, l’efficacité à puissance maxi-
male, se substituant à la traditionnelle efficacité maximum limitée par l’efficacité de
Carnot.

Le premier modèle mis en place dans le cadre de la thermodynamique à temps fini
fut le modèle endoréversible, c’est-à-dire un modèle où la causalité de la machine
est assurée par des irréversibilités résultant de la prise en compte de la dissipa-
tion associée aux contacts thermiques finis présents entre la machine elle-même,
supposée être une machine de Carnot dont le fonctionnement est réversible, et les
réservoirs thermiques avec lesquels s’effectue le transfert de chaleur 1. Le transfert
thermique dans les contacts est ici modélisé par la loi de Fourier pour la conduction
thermique. D’autres lois peuvent être utilisées mais conduisent à des résultats moins
frappants [101]. Le schéma d’un tel système est donné sur la figure 3.1. Utilisant une
telle construction théorique pour modéliser une centrale nucléaire, Novikov [15,102]
obtint une expression pour l’efficacité au maximum de puissance suffisamment simple
et élégante pour passer à la postérité bien qu’il ne lui laissa pas son nom. Cette ex-
pression est en effet connue sous le nom d’efficacité de Curzon-Ahlborn, des noms
des deux auteurs qui redérivèrent cette expression en 1975 dans le but de montrer
à leurs étudiants que l’efficacité est limitée non seulement par les fuites thermiques
et les dissipations internes mais également par la limitation du taux de transfert de
la chaleur dans les contacts thermiques [16]. L’efficacité de Curzon-Ahlborn ηCA a
pour expression :

ηCA = 1 −
√

Tfroid

Tchaud

(3.2)

où Tfroid et Tchaud sont respectivement les températures des réservoirs d’énergie ther-
mique froid et chaud. Cette expression est frappante car elle est indépendante des
spécifications de la machine ou des contacts thermiques : elle ne dépend que des
températures des réservoirs thermiques tout comme l’efficacité de Carnot. On no-
tera également que les deux expressions sont relativement proches : elles ne diffèrent
que par la présence de la racine carrée. Cette efficacité s’est imposée au fil des ans
comme une référence pour la communauté de la thermodynamique à temps fini où
elle occupe une place presque aussi importante que l’efficacité de Carnot en thermo-
dynamique classique.

La paternité de l’expression 3.2 est attribuée non seulement à Novikov, Curzon

1. Bien que ce modèle fût utilisé dés 1957, il fallut attendre 1979 et un article de Rubin [100]
pour que le terme endoréversible soit introduit : il reflète le fait que les irréversibilités proviennent
exclusivement de l’extérieur de la machine, son cycle étant supposé réversible.
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Figure 3.1 – Schéma associé à une machine endoréversible (extrait de [100]).

et Ahlborn mais également à deux autres scientifiques français, Yvon et Chamba-
dal. Yvon, chercheur au CEA, s’avère même être le premier à avoir obtenu cette
expression [14] ; Novikov y fait d’ailleurs référence en précisant cependant qu’Yvon
n’a fourni aucune démonstration. Le livre de Chambadal, “Les Centrales Nucléai-
res” [103], est également cité comme ouvrage de référence concernant l’efficacité de
Curzon-Ahlborn. Il faut noter toutefois que l’expression 3.2 n’apparait pas expli-
citement dans ce livre et que l’auteur ne s’intéresse pas à une maximisation de la
puissance comme c’est traditionnellement le cas en thermodynamique à temps fini
mais à une maximisation du travail fourni. Les hypothèses faites sont de plus diffé-
rentes des autres textes cités : les contacts thermiques n’obéissent à la loi de Fourier
pour la conduction thermique mais font plutôt intervenir la capacité calorifique du
fluide caloporteur. Pour ces raisons il ne semble pas pertinent d’associer Chambadal
à l’efficacité de Curzon-Ahlborn.

1.2 Efficacité vs. Puissance

Avec la thermodynamique à temps fini c’est une autre vision de la conversion
d’énergie qui est proposée : alors que la thermodynamique classique se concentrait
sur l’efficacité du processus de conversion, cette nouvelle discipline se focalise prin-
cipalement sur la puissance délivrée. Le choix de ces deux critères pour évaluer les
performances d’une machine thermique ne s’est cependant pas fait au hasard. Bien
qu’ils soient tous les deux désirables dans le fonctionnement réel d’une machine,
la puissance et l’efficacité sont pourtant antinomiques : la puissance nécessite du
mouvement et donc une dissipation qui va diminuer l’efficacité. Un compromis entre
ces deux grandeurs va devoir dès lors être nécessaire. La plage de fonctionnement
correspondant au respect de ce compromis s’étend entre le point où la puissance est
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maximisée et le point où l’efficacité est maximisée. On peut donc voir la maximi-
sation de l’efficacité, traditionnellement considérée par la thermodynamique “classi-
que”, et la maximisation de puissance, associée à la thermodynamique à temps fini,
comme des cas extrêmes de la recherche d’un point de fonctionnement favorable. Ce
point est mis en évidence dans les articles de Andresen, Salamon et Berry (pionniers
de cette discipline), en particulier dans celui paru dans Physics Today en 1984 [104].

Pour illustrer la notion de compromis puissance/efficacité, l’exemple de la consom-
mation d’une voiture est proposé dans un article de Salamon et al. [105]. Les auteurs
évoquent ainsi plusieurs cas de figure qui nécessitent de faire des choix différents
quant à la stratégie de conduite à adopter. Dans le cas où le conducteur est très en
retard pour un rendez-vous à 10 km de là où il se trouve, il va sacrifier la consomma-
tion et la production d’entropie au bénéfice de la vitesse. Dans le cas où la voiture
est pratiquement à sec et où la prochaine station se situe à 10 km le conducteur
a tout intérêt à rouler au pas pour diminuer au maximum les pertes d’énergie par
frottements. Nous ajoutons une troisième situation où le niveau du réservoir est très
faible et où de plus celui-ci fuit. Dès lors la situation la plus efficace n’est plus la
solution quasi-statique : puisque du carburant est perdu même à l’arrêt, il semble
plus raisonnable de rouler tout de même à une certaine vitesse qui sera fixée par
un compromis entre les pertes dues à la fuite et les pertes dues aux frottements.
Salamon et ses collaborateurs précisent de plus qu’en fonction de situations particu-
lières, heure de fermeture de la station service ou limitation de vitesse par exemple,
le choix du conducteur pourra être modifié mais, a priori, le choix de puissance
maximum et le choix d’avoir une efficacité maximum délimitent bien l’intervalle des
choix raisonnables.

Parmi les critères associés à un compromis puissance/efficacité utilisés pour l’op-
timisation des machines thermiques on trouve en autre le critère écologique E, le
critère Ω̇ et le produit ηP , où P est la puissance et η l’efficacité. Dans chaque cas le
point de fonctionnement optimal est déterminé en maximisant le paramètre choisi.
Le critère ηP a été proposé par Stucki [106] ; il fait apparaitre de façon assez ex-
plicite la notion de compromis. Le critère écologique quant-à lui a été proposé par
Angulo-Brown [107]. Il repose sur l’idée de maximiser la fonction E définie par :

E = P − Tfroid∆S/τ (3.3)

où ∆S est l’entropie produite au cours d’un cycle de la machine et τ est la durée du
cycle thermodynamique. La grandeur E peut être vue comme la puissance à laquelle
on a soustrait une “puissance dissipée” liée à la production d’entropie au cours du
cycle. Enfin le critère Ω̇, proposé par Calvo-Hernandez et al. [108], est une fonction
de η et P un peu plus complexe que ηP :

Ω̇ =
2η − ηmax

η
|P | (3.4)

Bien qu’a priori ces 3 critères soient distincts, ils peuvent se recouper : ainsi pour
une machine non soumise à des fuites thermiques les critères écologique et Ω̇ sont
équivalents [108]. D’autres critères tels que la minimisation de l’entropie produite
sont également examinés dans la référence [109].
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1.3 Universalité de l’efficacité à puissance maximale ?

La simplicité et l’élégance de la formule de Curzon-Ahlborn lui ont donné rapi-
dement un caractère universel, servant dès lors de mètre-étalon pour l’efficacité au
maximum de puissance. En 2005, Van den Broeck affirme même que l’expression
de Curzon-Ahlborn constitue une limite haute universelle pour ce critère de perfor-
mance [110]. Sa démonstration s’appuie sur un formalisme d’Onsager général, valide
pour la description des systèmes linéaires hors équilibre. Il retrouve l’expression de
Curzon-Ahlborn en se basant sur un système constitué de machines thermiques pla-
cées en série pour former une chaîne reliant un réservoir chaud à un réservoir froid.
L’universalité de ηCA semble alors indiscutable.

En 2008 Schmiedl et Seifert obtiennent cependant un résultat intriguant [111] : en
étudiant les performances d’une machine thermique cyclique basé sur l’utilisation du
mouvement brownien, ces auteurs trouvent que l’efficacité au maximum de puissance
est pour ce type de système :

ηSS =
ηC

2 − γηC

(3.5)

où γ est un paramètre dépendant du système compris entre 0 et 1. Cette expres-
sion est depuis connue sous le nom d’efficacité de Schmiedl-Seifert. Les auteurs ont
immédiatement souligné la contradiction avec l’universalité de ηCA qui découle de
leur résultat : “The Curzon-Ahlborn efficiency is a rather universal bound on the
efficiency at maximum power for a wide class of model heat engines. Why does the
efficiency at maximum power derived here also under quite general conditions differ
significantly from the Curzon-Ahlborn result ?” [111] (L’efficacité de Curzon-Ahlborn
est une borne relativement universelle de l’efficacité au maximum de puissance pour
une large variété de machines thermiques. Pourquoi l’efficacité au maximum de puis-
sance obtenue ici en utilisant également des hypothèses relativement générales est
aussi différente du résultat de Curzon et Ahlborn ?). Peu de temps après un autre
résultat proposé par Tu [112] est venu lui aussi remettre en cause la suprématie de
l’efficacité de Curzon-Ahlborn. Tu a en effet obtenu une expression encore différente
pour l’efficacité à puissance maximum de la roue à rochet de Feynman, avec une
forme similaire à celle de Schmiedl-Seifert :

ηTu =
ηC

1 − ln(1−ηC)
ηC

(1 − ηC)
(3.6)

Un semblant d’universalité a pu être retrouvé grâce à un article de Esposito et ses
collaborateurs [113] dans lequel ils montrent que pour une machine présentant une
symétrie gauche/droite (on pourrait dire chaud/froid), pour laquelle le coefficient γ
défini par Schmiedl et Seifert vaut 1/2, l’efficacité à puissance maximum présente
un développement limité au deuxième ordre par rapport à l’efficacité de Carnot ηC

qui est toujours le même avec l’apparition d’un coefficient 1/2 pour le premier ordre,
résultat déjà mis en avant par Van den Broeck [110], et un coefficient 1/8 pour le
terme du second ordre :

ηMP =
ηC

2
+

η2
C

8
+ o(η2

C) (3.7)

Jusqu’en 2012, aucune explication physique n’est cependant apportée à l’exis-
tence d’expressions aussi différentes que ηCA et ηSS pour l’efficacité au maximum de
puissance comme l’atteste l’article de revue de Tu sur le sujet [114]. Dans la section

71



CHAPITRE 3. THERMODYNAMIQUE À TEMPS FINI : ILLUSTRATION
THERMOÉLECTRIQUE

suivante nous présentons le cheminement qui nous a permis de concilier dans un for-
malisme commun ces deux expressions tout en clarifiant l’origine de leur différence.

2 Du modèle endoréversible au modèle exoréver-

sible

Dans cette section nous utilisons une machine thermoélectrique couplée aux ré-
servoirs de température via des contacts thermiques dissipatifs comme système mo-
dèle pour éclaircir la relation qu’il existe entre ηCA et ηSS. Nous nous appuyons en
particulier sur le modèle de cette machine introduit dans le chapitre précédent et
dans la référence [60].

2.1 Machine thermoélectrique et sources d’irréversibilités

L’analyse des hypothèses faites dans l’article de Schmiedl et Seifert [111] montre
qu’aucun contact thermique dissipatif n’est introduit dans la modélisation de la
machine thermique : contrairement à la machine considérée par Curzon et Ahlborn,
l’hypothèse d’endoréversibilité n’a pas été utilisée pour obtenir ηSS. On peut dès lors
se demander : quelle est la source d’irréversibilité qui permet à cette machine d’être
causale ? Si cette source n’est pas externe, elle est forcément interne à la machine.
Une telle machine thermique dont les irréversibilités sont exclusivement internes est
appelée machine exoréversible [115] par opposition au modèle endoréversible. Cette
observation nous a amenés à nous intéresser plus particulièrement à la relation qu’il
existe entre la nature des irréversibilités et les conditions de fonctionnement d’une
machine réelle, donc causale.

Dans cette optique, les générateurs thermoélectriques constituent une classe de
machines thermiques particulièrement intéressante puisque trois sources d’irréver-
sibilité peuvent facilement être identifiées : l’effet Joule, intrinsèquement lié à la
conversion d’énergie et pouvant être généralisé à la présence de frictions, les fuites
thermiques et enfin les contacts thermiques dissipatifs qui peuvent exister entre la
machine et les réservoirs d’énergie thermique. Les trois paramètres associés à ces
irréversibilités sont la résistance électrique R pour l’effet Joule, la conductance ef-
fective des contacts thermiques Kcontact et enfin la conductance thermique K0 pour
les fuites thermiques. Le fait de négliger une ou plusieurs de ces sources conduit à
des modèles différents. Les hypothèses associées à chaque modèle sont résumées sur
la figure 3.2.

Dans un article publié en 1991 [116], Gordon a étudié l’impact de ces trois types
d’irréversibilité sur le comportement des générateurs thermoélectriques en compa-
rant la relation entre l’évolution de la puissance produite et celle de l’efficacité du
générateur pour différentes configurations. Il a ainsi montré que lorsque seule la dis-
sipation d’énergie par effet Joule est présente (pas de fuites thermiques et conduc-
tances thermiques de contact infinies) on observe un comportement identique à celui
d’une machine endoréversible : la courbe de la puissance en fonction de l’efficacité
pour les différents points de fonctionnement est une courbe ouverte telle que celle
représentée sur la figure 3.3.a. La courbe est paramétrée par la valeur du courant
électrique délivré par la machine. Lorsque le courant devient très faible et que le cir-
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Figure 3.2 – Lien entre les hypothèses concernant la machine thermoélectrique et
les différents types de modèles.

cuit électrique se rapproche d’un fonctionnement en circuit ouvert l’efficacité devient
maximale et atteint l’efficacité de Carnot ηC tandis que la puissance devient nulle.
En revanche dès que des fuites thermiques sont introduites dans l’une ou l’autre
des configurations précédentes, la courbe de la puissance en fonction de l’efficacité
devient fermée : l’efficacité devient nulle lorsque le courant électrique I devient nul
comme cela est représenté sur la figure 3.3.b. En effet, tandis que le processus de
conversion d’énergie diminue au fur et à mesure que I diminue, les fuites thermiques
continuent de dissiper de l’énergie et le flux thermique entrant dans la machine ne
s’annule pas : l’efficacité tend alors vers 0. Cette différence de comportement de la
machine en fonction de la nature des sources d’irréversibilité nous montre que les
fuites thermiques n’ont pas un rôle équivalent à l’effet Joule et à la dissipation due
aux contacts thermiques et donc qu’elles ne doivent pas être traitées de la même
manière.

Les fuites thermiques ne garantissent en rien la causalité du système contraire-
ment aux deux autres sources d’irréversibilité : la causalité se traduit simplement
par le fait que le système est sensible à l’extérieur. La charge externe appliquée à la
machine va alors définir le point de fonctionnement. Si la machine n’est pas sensible
à cette charge nous sommes alors incapable de définir un point de fonctionnement :
comme nous l’avons déjà dit pour la machine de Carnot, le temps ne peut alors pas
être défini et la machine n’est pas causale. Si l’effet Joule et les contacts dissipatifs
permettent cette “communication” entre la machine thermique et sa charge, ce n’est
pas le cas des fuites thermiques.

Ce problème est comparable à la connexion entre un générateur de tension par-
fait et un condensateur parfait déchargé : puisque le condensateur ne peut subir de
discontinuité de tension à ses bornes, une connexion entre ces deux composants est
physiquement impossible sans la présence d’un élément dissipatif telle qu’une résis-
tance dans le circuit électrique. Il faut toutefois être vigilant dans le positionnement
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Figure 3.3 – Puissance en fonction de l’efficacité pour deux types de machines :
machine thermique sans fuites thermiques (à gauche) et machine thermique avec
fuites thermiques (à droite) (extrait de [116]).

de cette résistance : la dissipation est utile, au sens où elle permet la connexion,
uniquement si la résistance est placée en série avec le générateur. Elle est en re-
vanche inutile si la résistance est placée en parallèle avec le générateur puisqu’alors
de l’énergie est bel et bien perdue mais la connexion demeure impossible. Ce cas
est analogue à une machine de Carnot à laquelle on aurait ajouté seulement des
fuites thermiques : le problème de causalité de ce système ne serait pas résolu. Cette
constatation explique pourquoi Gordon n’a pas considéré le cas d’un générateur
thermoélectrique où la seule source d’irréversibilité serait les fuites thermiques.

Dans la suite de ce manuscrit on supposera que pour le générateur thermoélec-
trique K0 = 0 et que plus généralement toutes les fuites thermiques sont négligées.
Cette hypothèse est connue en thermodynamique à temps fini sous le nom de cou-
plage fort. Ce terme se comprend particulièrement bien dans le cas de la thermo-
électricité puisque cela revient à dire que le flux thermique est proportionnel au flux
de particule ; en effet seul le flux thermique convectif participe alors au transport
de chaleur. Van den Broeck a montré par ailleurs que cette hypothèse est nécessaire
pour obtenir l’efficacité de Curzon-Ahlborn [110].

Pour évaluer l’impact des fuites thermiques dans les processus de conversion
d’énergie, des biologistes, Kedem et Caplan, ont défini un coefficient q variant entre
-1 et 1 nous renseignant sur le degré de couplage entre les flux mis en jeu dans le
processus de conversion d’énergie [117]. Le couplage fort est assuré pour |q| = 1.
Ce facteur a été défini de manière générale en utilisant les paramètres cinétiques
Lij défini par Onsager : q = L12/

√
L11L22. Pour un générateur thermoélectrique, en

utilisant la correspondance entre les coefficients cinétiques et les coefficients ther-
moélectriques, on obtient |q| =

√
ZT/(1 + ZT ) où on rappelle que ZT est le facteur

de mérite du générateur thermoélectrique [118]. Lorsque K0 = 0, ZT = ∞ et on
retrouve bien alors |q| = 1.

Ayant négligé les fuites thermiques, nous devons maintenant comparer l’influence
des irréversibilités internes, l’effet Joule, et externes, les contacts thermiques dissi-
patifs. Cependant comment comparer des grandeurs (R et Kcontact) qui ne sont pas
homogènes ? Nous allons utiliser le modèle de générateur thermoélectrique proposé
au chapitre précédent dans lequel nous avons montré que la présence de contacts
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Figure 3.4 – Modélisation thermoélectrique (à gauche) et thermodynamique (à
droite) de la machine thermoélectrique.

thermiques entre le générateur et les réservoirs de température fait apparaitre une
résistance supplémentaire dans le modèle de Thévenin du générateur. Puisque cette
résistance supplémentaire dépend explicitement de Kcontact nous allons donc l’utiliser
pour évaluer les contributions respectives des irréversibilités internes et externes.

2.2 De Curzon-Ahlborn à Schmiedl-Seifert

Modèle utilisé

Le modèle du générateur électrique considéré est rappelé sur la figure 3.4. Le
générateur est relié au réservoir chaud, de température Tchaud, par une conduc-
tance thermique Kchaud et au réservoir froid, de température Tfroid, par une conduc-
tance thermique Kfroid. La conductance thermique totale associée aux contacts est
Kcontact = KchaudKfroid/(Kchaud +Kfroid). Le coefficient de couplage entre le flux élec-
trique et le flux thermique est le coefficient Seebeck α. Dans la partie électrique du
circuit, la présence des contacts thermiques se traduit par l’apparition d’une résis-
tance R′ = αT ′/(Kcontact + K0) qui se réduit à R′ = αT ′/(Kcontact) avec l’hypothèse
de couplage fort (K0 = 0). La température moyenne du générateur est notée T ′.

Les températures à chaque extrémité du générateur, TcM du côté chaud et TfM

du côté froid, sont obtenues grâce à la continuité des flux thermiques aux interfaces
qui se traduit par les relations suivantes :

Kchaud (Tchaud − TcM) = αTcMI − 1
2

RI2 (3.8a)

Kfroid (TfM − Tfroid) = αTfMI +
1
2

RI2 (3.8b)

Ainsi, en résolvant le système précédent, on trouve que les températures aux jonc-
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tions sont données par :

TcM =
KchaudTchaud + 1

2
RI2

Kchaud + αI
(3.9a)

TfM =
KfroidTfroid + 1

2
RI2

Kfroid − αI
(3.9b)

Puisque la température moyenne du générateur T ′ = (TcM + TfM)/2 dépend du
point de fonctionnement considéré, la résistance R′ en dépend également. Pour ne
pas avoir à se soucier de cette dépendance nous définissons une résistance R′′ donnée
par R′′ = αT/(Kcontact) où T = (Tchaud + Tfroid)/2. En première approximation on
pourra considérer R′ ≈ R′′.

La puissance produite par le générateur s’exprime simplement :

P = α(TcM − TfM)I − RI2 (3.10)

Pour obtenir la dépendance explicite de la puissance P vis-à-vis du courant électrique
I il faudrait remplacer TcM et TfM par leur expression en fonction de I. L’expression
complète qui en résulte, que nous n’utiliserons pas ici, peut être trouvée dans la
référence [119]. Le processus de conversion d’énergie est caractérisé par son efficacité
qui vaut ici :

η =
α(TcM − TfM) − RI

αTcM − RI/2
(3.11)

Pour évaluer l’efficacité au maximum de puissance ηPmax nous utilisons une simula-
tion numérique où le courant électrique I est utilisé comme le paramètre permettant
de décrire l’ensemble des points de fonctionnement du système : ηP max est calculée
pour différentes machines avec des résistances électriques R différentes mais où les
autres paramètres sont maintenus constants.

Configuration symétrique

Nous nous intéressons dans un premier temps à une configuration thermique
symétrique, c’est-à-dire le cas où Kchaud = Kfroid. L’efficacité au maximum de puis-
sance obtenue (normalisée par la valeur de l’efficacité de Carnot) est représentée
sur la figure 3.5 en fonction du rapport R/R′′ pour un générateur fonctionnant
entre Tchaud = 305K et Tfroid = 295K. Nous retrouvons les valeurs attendues pour
les configurations limites : si la source d’irréversibilité prédominante est externe
(R/R′′ → 0) nous retrouvons la valeur donnée par l’efficacité de Curzon-Ahlborn.
Ce résultat est en accord avec la référence [17]. A l’inverse, si la source d’irréversibi-
lité prédominante est interne (R/R′′ → ∞), nous retrouvons l’efficacité de Schmiedl
Seifert ηSS = ηC/(2−ηC/2) puisque dans le cas du générateur thermoélectrique où la
chaleur dissipée par effet Joule est répartie symétriquement, γ = 1/2. Cette courbe
met de plus en évidence l’existence d’une transition continue entre ces deux valeurs
extrêmes.

Pour essayer de mieux comprendre l’origine de la dépendance de ηPmax vis-à-
vis de la nature interne ou externe de la source d’irréversibilité, nous cherchons
une formule analytique décrivant cette efficacité. Nous commençons par exprimer le
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Figure 3.5 – Efficacité à maximum de puissance normalisée par l’efficacité de Car-
not en fonction du rapport R/R′′. En insert : Température moyenne du générateur
thermoélectrique T ′ en fonction du rapport R/R′′ (extrait de [120]).

courant électrique au maximum de puissance IPmax en fonction des paramètres du
générateur grâce aux résultats du chapitre précédent :

IPmax =
α

2
(Tchaud − Tfroid)

R + R′
(3.12)

Ensuite pour calculer la température moyenne du générateur T ′, intervenant elle-
même dans l’expression de IPmax via R′, nous faisons l’approximation que IPmax ≈
α(Tchaud − Tfroid)/2(R + R′′). En utilisant cette expression approchée dans les équa-
tions 3.9a et 3.9b nous trouvons que la température moyenne du générateur lorsque
le maximum de puissance est atteint vaut :

T ′
Pmax

= T − R′′

R′′ + R

(Tchaud − Tfroid)2

16T
, (3.13)

Le second terme dans le membre de droite de l’équation précédente fait apparaitre
une déviation de T ′

Pmax
par rapport à T dans le cas où les dissipations externes de-

viennent importantes. Cette variation traduisant la réponse du système au fait de
supprimer les irréversibilités internes est vérifiée numériquement comme le montre
l’insert de la figure 3.5. Cet effet ne peut être négligé dans le calcul de ηPmax : l’expres-
sion 3.13 doit être utilisée dans la définition de R′ en lieu et place de l’approximation
T ′ = T . En remplaçant alors cette nouvelle expression de R′ dans l’équation 3.12, on
arrive alors à la forme analytique suivante de l’efficacité au maximum de puissance :

ηsym
Pmax

=
ηC

2

1 + ηC

2(2 − ηC)
R′′

R′′ + R

1 − ηC
4

R
R′′ + R

(3.14)

où seuls les termes conduisant au développement limité au troisième ordre par rap-
port à l’efficacité de Carnot ont été conservés pour des raisons évidentes de simpli-
fication. Pour R/R′′ → ∞ nous retrouvons l’expression de Schmiedl-Seifert tandis

77



CHAPITRE 3. THERMODYNAMIQUE À TEMPS FINI : ILLUSTRATION
THERMOÉLECTRIQUE

que pour R/R′′ → 0, le développement au troisième ordre de 3.14 donne un dé-
veloppement identique à celui de l’expression de Curzon-Ahlborn au même ordre :

ηPmax =
ηC

2
+

η2
C

8
+

η3
C

16
+ o(η4

C) (3.15)

Le coefficient au second ordre reste le même, 1/8, sur l’ensemble de la plage de
variation de R/R′′. Ce résultat semble donc en parfait accord avec l’universalité de
ce coefficient proposé par Tu [112] et montrée par Esposito et ses collaborateurs
[113]. L’expression analytique 3.14 reproduit de manière satisfaisante les résultats
numériques obtenus à partir d’un traitement sans approximation.

Configuration dissymétrique

Si le résultat de Curzon et Ahlborn est aussi intéressant et puissant, c’est en
partie parce qu’il ne dépend pas de la valeur des conductances thermiques Kchaud et
Kfroid. Pour déterminer l’influence de ces deux paramètres sur la valeur de l’efficacité
au maximum de puissance au delà du seul cas endoréversible nous généralisons
l’étude précédente au cas dissymétrique avec la possibilités d’avoir Kchaud 6= Kfroid.
Nous gardons cependant la valeur de Kcontact constante.

Pour mener à bien cette analyse nous introduisons une fonction de contraste
associée aux contacts :

Ψ =
Kchaud − Kfroid

Kchaud + Kfroid

(3.16)

qui caractérise leur degré de symétrie, avec Ψ = 0 pour le cas symétrique. Nous avons
constaté que quelle que soit la valeur du rapport R/R′′ l’efficacité au maximum de
puissance obtenue à partir des simulations numériques présente toujours une dé-
pendance linéaire vis-à-vis de Ψ. Cette dépendance est la plus importante quand la
contribution des irréversibilités internes et externes est identique (R = R′′) tandis
que si une des sources d’irréversibilités est prépondérante sur l’autre, cette dépen-
dance disparait. Cette constatation est donc bien cohérente avec le résultat obtenu
par Curzon et Ahlborn pour R/R′′ → 0. Pour R/R′′ → ∞, puisque les dissipations
sont exclusivement internes, ce comportement vis-à-vis de Ψ peut être expliqué par
la symétrie intrinsèque à l’effet Joule, la chaleur ainsi produite étant équitablement
répartie entre le côté chaud et le côté froid du générateur. Pour les configurations
comprises entre ces deux cas extrêmes nous ne pouvons pas pour l’instant proposer
d’explication quant à l’influence de Ψ. Nous avons cependant constaté de manière
empirique que le comportement de ηPmax peut être décrit de manière satisfaisante
par :

ηPmax = ηsym
Pmax

+ 2Ψ
RR′′

(R + R′′)2
η3

C (3.17)

Cette formule reproduit les variations de l’efficacité au maximum de puissance
obtenue numériquement comme le montre la figure 3.6. On remarque de plus que
l’influence de la dissymétrie des contacts n’intervient pas avant le troisième ordre
dans la développement limité de ηPmax : le coefficient 1/8 pour le second ordre reste
donc valable également pour Kchaud 6= Kfroid.

Malgré un accord satisfaisant entre le résultat numérique et l’expression 3.17, on
observe tout de même un léger écart ; des termes d’ordres supérieurs sont nécessaires
pour décrire parfaitement le comportement réel de ηPmax . On constate enfin que pour
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Figure 3.6 – Efficacité à maximum de puissance en fonction du rapport R/R′′ pour
différentes valeurs de Ψ. Comparaison des valeurs numériques et analytiques données
par l’expression 3.17 (extrait de [120]).

la situation intermédiaire où R et R′′ sont du même ordre de grandeur le contact
thermique avec la conductance la plus élevée doit être placé du côté froid pour
augmenter ηPmax .

Discussion

Si toutes les irréversibilités sont d’origine interne, la chaleur produite par effet
Joule est “prisonnière” du générateur au sens où elle ne peut s’en échapper puisque
la conductance thermique du système K0 est nulle. Par conséquent la température
interne du générateur, qui peut être différente de la valeur moyenne T ′, peut devenir
relativement élevée pour une machine macroscopique. Il est possible de s’affranchir
de cet effet indésirable grâce à l’utilisation d’un système mésoscopique balistique tel
que celui présenté par Esposito et ses collaborateurs [121] : dans ce cas la production
de chaleur a en effet lieu aux interfaces, évitant ainsi un échauffement interne. Cette
dissipation peut cependant toujours être qualifiée d’interne puisqu’elle est causée
par un phénomène mésoscopique analogue à l’effet Joule avec une répartition égale
de la chaleur produite entre le côté chaud et le côté froid [122].

Comme le montrent les figures 3.5 et 3.6, les variations de ηPmax pour l’ensemble
de la plage de variation de R/R′′ sont relativement faibles ; ainsi, tandis que nous
croyons que la distinction entre les irréversibilités internes et externes sont impor-
tantes d’un point de vue théorique, il semble que cela reste d’un intérêt très limité
d’un point de vue applicatif.

Dans cette section nous avons donc clarifié le statut de l’efficacité de Curzon-
Ahlborn ainsi que celui de l’efficacité de Schmiedl-Seifert. Leur différence s’explique
par le fait qu’elles sont toutes deux associées à des modèles différents : ηCA est
ainsi associée à la configuration endoréversible tandis que ηSS est associée à la confi-
guration exoréversible. L’absence d’universalité de chacune de ces expressions est
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également démontrée.

3 Etude de deux générateurs thermoélectriques

couplés

Les résultats de la section précédente ont remis en cause le caractère universel de
l’efficacité de Curzon-Ahlborn, ce qui semble en contradiction avec les résultats de
Van den Broeck [110]. Pour comprendre les origines de cette incohérence nous reve-
nons donc sur l’article de Van den Broeck où cet auteur utilise un système constitué
d’une chaîne de machines thermiques mis en cascade placée entre deux réservoirs de
température. Ce système a par ailleurs été étudié plus en détail par Jiménez de Cis-
neros et Calvo-Hernández [123,124]. Dans tous ces travaux les machines considérées
sont des machines génériques décrites par le formalisme général d’Onsager. Pour
saisir les phénomènes physiques mis en jeu dans le fonctionnement d’un tel système
nous nous limitons à une chaîne constituée de seulement deux machines thermiques.
De plus, plutôt que de considérer la formulation générale du modèle d’Onsager,
nous utilisons des générateurs thermoélectriques qui permettent de mieux se repré-
senter les choses, notamment grâce à la notion de flux thermique convectif difficile
à appréhender avec les seuls coefficients cinétiques Lij.

3.1 Définition du système et points de fonctionnement

Définition du système

Le système étudié dans cette section est composé de deux générateurs thermo-
électriques thermiquement en série mais dont les circuits électriques sont indépen-
dants comme le montre la figure 3.7. Les coefficients thermoélectrique ainsi que
chaque résistance de charge Rℓ pour chacun des générateurs sont marqués d’un in-
dice 1 pour le premier générateur et d’un indice 2 pour le second. Une des hypothèse
principales est l’adiabadicité de la connexion entre les deux machines thermoélec-
triques : l’intégralité de la chaleur sortant du premier générateur est injectée dans le
second générateur ; il n’y a donc pas de fuites thermiques à cette interface. Nous fai-
sons également l’hypothèse d’un couplage fort : il n’existe aucun transport conductif
de chaleur, c’est-à-dire K0,1 = K0,2 = 0.

Pour étudier l’efficacité et la puissance électrique délivrée par ce système il est
nécessaire d’exprimer ces grandeurs en fonction des conditions de fonctionnement de
chacun des générateurs. Nous prenons comme paramètres de contrôle les résistances
de charge Rℓ1 et Rℓ2. La température de l’interface entre les deux générateurs Tm,
dépendant de ces résistances de charge, reflète le comportement du système dans
son ensemble : nous utilisons donc cette température comme un intermédiaire de
calcul. Dans un premier temps nous déterminons numériquement la valeur de Tm

en fonction de Rℓ1 et Rℓ2. Pour cela nous utilisons l’équation de continuité du flux
thermique à l’interface. Le flux rejeté par le générateur 1 vaut :

I
(sortant)
Q1

= α1TmI1 +
R1I

2
1

2
(3.18)
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Figure 3.7 – Description thermoélectrique (gauche) et thermodynamique (droite)
de deux générateurs thermoélectriques thermiquement en série.

or le courant électrique est donné par I1 = α1(Tchaud − Tm)/(R1 + Rℓ1). Nous en
déduisons donc :

I
(sortant)
Q1

=
α2

1Tm(Tchaud − Tm)
R1 + Rℓ1

+
R1

2

[
α1(Tchaud − Tm)

R1 + Rℓ1

]2

(3.19)

Un calcul similaire nous permet d’obtenir le flux thermique entrant dans le généra-
teur 2 :

I
(entrant)
Q2

=
α2

2Tm(Tm − Tfroid)
R2 + Rℓ2

− R2

2

[
α2(Tm − Tfroid)

R2 + Rℓ2

]2

. (3.20)

C’est l’équation de continuité résultant de l’égalité de ces deux expressions que nous
résolvons numériquement pour obtenir Tm. La connaissance de cette température
nous permet ensuite de d’exprimer naturellement la puissance produite par chaque
générateur puis par l’ensemble du système. La puissance produite par le générateur
1 vaut :

P1 =
Rℓ1α

2
1(Tchaud − Tm)2

(Rℓ1 + R1)2
(3.21a)

tandis que celle produite par le générateur 2 vaut :

P2 =
Rℓ2α

2
2(Tm − Tfroid)2

(Rℓ2 + R2)2
(3.21b)

La puissance totale P est simplement la somme de P1 et P2. L’efficacité du système
est définie par

η =
P

I
(entrant)
Q

(3.22)
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Figure 3.8 – Puissances délivrées en fonction des résistances de charge normalisée
par la résistance interne correspondante Rℓ1/R1 et Rℓ2/R2 : cadre a) pour le géné-
rateur 1 ; cadre b) pour le générateur 2 ; cadre c) pour le système dans son ensemble
(extrait de [118]).

où le flux thermique entrant dans le système I
(entrant)
Q est donné par

I
(entrant)
Q ≡ I

(entrant)
Q1

=
α2

1Tchaud(Tchaud − Tm)
R1 + Rℓ1

− R1

2

[
α1(Tchaud − Tm)

R1 + Rℓ1

]2

(3.23)

Résultats

Les puissances électriques produites et les rendements de conversion (≡ η/ηC)
pour chaque générateur ainsi que pour le système dans son ensemble sont donnés en
fonction des résistances de charge Rℓ1 et Rℓ2 sur les figures 3.8 et 3.9 respectivement.
Ces simulations ont été réalisées avec des températures Tchaud = 301 K et Tfroid =
299 K. Les deux générateurs sont identiques : R1 = R2 = 0.01Ω et α1 = α2 = 0.1
mV K−1. Pour chaque axe les valeurs des résistances de charge sont normalisées par
la résistance électrique interne correspondante.

Un premier résultat frappant à la vue de la figure 3.8.c est l’apparition d’un
ensemble de conditions de fonctionnement associées à une production de puissance
maximum. Un autre résultat intéressant est l’absence de fonctionnement simultané
à maximum de puissance des deux générateurs ; on peut même observer une zone
intermédiaire où, bien que le système dans son ensemble produise une puissance
maximale, aucun des deux générateurs ne fonctionne avec des performances opti-
males. Ainsi, pour une chaîne de machines thermiques fonctionnant dans le régime
de couplage fort, il n’y a pas de lien direct entre le point de fonctionnement de chaque
composant et le point de fonctionnement du système considéré dans son ensemble ;
cela confirme les résultats présentés dans la référence [124].
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Figure 3.9 – Rendements en fonction des résistances de charge Rℓ1/R1 et Rℓ2/R2 :
cadre a) pour le générateur 1 ; cadre b) pour le générateur 2 ; cadre c) pour le
système dans son ensemble. d) Température à l’interface entre les deux générateurs
Tm (extrait de [118]).

Pour analyser l’efficacité de la chaîne nous utilisons une expression obtenue par
Harman [125]. Pour N machines thermiquement en série, cet auteur a montré que
l’efficacité totale du système η s’exprime comme une fonction de l’efficacité ηi de
chaque machine composant la chaîne :

η = 1 −
N∏

i=1

(1 − ηi). (3.24)

Cette expression se réduit à :

η = η1 + η2 − η1η2 (3.25)

dans la cas d’une chaîne constituée de seulement deux machines thermiques.
Pour chaque générateur les figures représentant le rendement en fonction des

conditions de fonctionnement (figure 3.9) s’expliquent alors facilement : pour un
générateur donné, l’efficacité, contrairement à la puissance, ne dépend que de la
résistance de charge associée à ce générateur et non pas des conditions de fonction-
nement de l’autre générateur. Ainsi, si Rℓ ≫ R, donc en circuit ouvert, le rendement
tend vers 1 (puisque nous avons supposé un fonctionnement en couplage fort), tandis
que si Rℓ ≪ R, donc en court-circuit, le rendement tend vers 0. L’efficacité totale est
alors simplement obtenue grâce à la relation de Harman. Cette équation 3.24 montre
ainsi que si l’une des machines thermiques fonctionne avec une efficacité nulle, cela
ne modifie pas l’efficacité globale du reste de la chaîne. L’ensemble des composants
du système n’a donc pas besoin de travailler avec une efficacité maximum pour que le
système global fonctionne avec une efficacité maximum, conformément aux résultats
obtenus dans la référence [124].
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3.2 Approche analytique

Pour mieux saisir les phénomènes déterminant le comportement global du sys-
tème nous cherchons à obtenir des expressions analytiques simples pour la puissance
produite et l’efficacité au maximum de puissance.

Détermination de la température de l’interface

Le raisonnement que nous utilisons dans cette sous-section repose sur l’approxi-
mation que l’efficacité du système est faible, ce qui semble réaliste dans l’hypothèse
où la différence de température entre les réservoirs d’énergie est faible. En utilisant
la notion introduite au chapitre précédent de conductance thermique équivalente du
module thermoélectrique KMTE, qui se réduit à sa partie convective puisque nous
supposons un couplage fort, nous exprimons la température de l’interface Tm :

Tm =
KMTE1Tchaud + KMTE2Tcold

KMTE2 + KMTE1

(3.26)

avec

KMTE1 =
α2

1(Tchaud + Tm)/2
R1 + Rℓ1

(3.27a)

KMTE2 =
α2

2(Tm + Tfroid)/2
R2 + Rℓ2

(3.27b)

Si on suppose de plus que T ≈ (Tm + Tfroid)/2 ≈ (Tchaud + Tm)/2, c’est-à-dire que
la température moyenne de chaque générateur est à peu près égale à la température
moyenne du système dans son ensemble, on obtient la formule analytique suivante
pour Tm :

Tm ≈ α2
1/(R1 + Rℓ1)Tchaud + α2

2/(R2 + Rℓ2)Tfroid

α2
1/(R1 + Rℓ1) + α2

2/(R2 + Rℓ2)
(3.28)

Cette équation est utile pour mieux comprendre la figure 3.9.d qui représente Tm en
fonction des résistances de charge : quand les deux générateurs sont mis en court-
circuit (Rℓ1 ≪ R1 et Rℓ2 ≪ R2), la température de l’interface est la moyenne des
températures des réservoirs pondérées par le coefficient de Seebeck du générateur
correspondant. Si un seul générateur est en court-circuit, Tm tend vers la température
du réservoir situé du côté de ce générateur. Par exemple lorsque seul le générateur
1 est en court-circuit, Tm tend vers Tchaud.

Puissance délivrée

La forme analytique de Tm donnée par l’équation 3.28 nous permet de réécrire
les puissances délivrées par chacun des générateurs données par 3.21a et 3.21b. La
puissance du générateur 1 est alors

P1 = α2
1(Tchaud − Tfroid)2 Rℓ1α

4
2

[(Rℓ1 + R1)α2
2 + (Rℓ2 + R2)α2

1]2
(3.29)

La puissance P2 présente la même expression avec les indices 1 et 2 inversés. La
puissance totale est donc :

P = α2
1α2

2(Tchaud − Tfroid)2 Rℓ1α
2
2 + Rℓ2α

2
1

[(Rℓ1 + R1)α2
2 + (Rℓ2 + R2)α2

1]2
(3.30)
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Pour déterminer le point de fonctionnement à maximum de puissance nous de-
vons résoudre simultanément les deux équations suivantes :

dP

dRℓ1

= 0 et
dP

dRℓ2

= 0 (3.31)

Elles sont toutes deux satisfaites lorsque :

α2
2(Rℓ1 − R1) = α2

1(R2 − Rℓ2) (3.32)

ce qui reflète le comportement observé sur la figure 3.9.c : la maximisation de la
puissance peut en principe être atteinte pour une infinité de couples (Rℓ1,Rℓ2). Cette
relation est de plus en bon accord avec la simulation numérique. Il est surprenant
de constater que le respect de la condition d’adaptation d’impédance électrique
(≡ Rℓ = R) pour les deux générateurs conduit toujours à une maximisation de
puissance comme si dans ce cas les générateurs n’avaient aucune influence l’un sur
l’autre. D’autre part, dès lors que la condition 3.32 est satisfaite, la puissance délivrée
devient :

Pmax =
α2

1α2
2(Tchaud − Tfroid)2

4(R1α2
2 + R2α2

1)
, (3.33)

qui est une expression indépendante des valeurs particulières des résistances de
charge.

Efficacité à maximum de puissance

Intéressons nous maintenant à l’efficacité au maximum de puissance ηMP qui est
donnée par le rapport entre la puissance maximum Pmax et le flux thermique entrant
dans le système I

(entrant)
Q qui dépend lui aussi de Pmax :

ηMP =
Pmax

I
(entrant)
Q,Pmax

(3.34)

avec

I
(entrant)
Q,Pmax

= α1TchaudI1,Pmax

= α1Tchaud
α1 [Tchaud − Tm,Pmax ]

Rℓ1 + R1

(3.35)

Dans cette expression on voit que le dépendance de I
(entrant)
Q vis-à-vis de la puissance

maximum se fait au travers de la température Tm. Pour déterminer Tm,Pmax nous
utilisons la formule analytique donnée par l’expression 3.28 lorsque la condition de
maximisation de puissance 3.32 est satisfaite. Un bref calcul donne :

ηMP =
ηC

2
(3.36)

Nous retrouvons un résultat rencontré parfois sous le nom de théorème de Jacobi
[126] 2 qui stipule qu’au maximum de puissance 50% de la puissance entrante est
perdue.

2. Bien que cette désignation ait été reprise par Van den Broeck et ses collaborateurs, il
n’existe aucune source attribuant la paternité de ce théorème à Jacobi hormis cette page internet :
http ://mysite.du.edu/ jcalvert/tech/jacobi.htm
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Figure 3.10 – Efficacité au maximum de puissance normalisée par ηC en fonction
du rapport de Rℓ2 et Rℓ1 normalisé par R1/R2. Les trois courbes correspondent aux
cas où R1 = 10000 × R2, R1 = R2 et R2 = 10000 × R1 (extrait de [118]).

Nous avons pu, grâce à des approximations adéquates, obtenir une description
analytique de l’ensemble des performances du système mais cela n’est pas suffisant
pour retrouver l’expression tant convoitée, ηCA. Pour aller plus loin dans la précision
des résultats nous revenons donc à une approche numérique.

3.3 Etude numérique de l’efficacité à puissance maximale

Pour étudier l’efficacité au maximum de puissance nous devons tout d’abord dé-
terminer les conditions de fonctionnement correspondant à cette optimisation parti-
culière. Cela revient à localiser les coordonnées des maxima de la courbe représentée
sur la figure 3.8.c. Nous cherchons donc le maximum de la puissance le long de
la droite de pente (Rℓ2/R2)/(Rℓ1/R1). En faisant varier cette pente nous décrivons
bien l’ensemble de la courbe et donc obtenons l’ensemble des maxima de la puissance
dans l’espace à deux dimensions décrit par la figure 3.8.c.

L’efficacité associée à ces points de fonctionnement à puissance maximum est
représentée sur la figure 3.10 en fonction de la pente de la droite utilisée pour re-
chercher ce maximum. Nous considérons trois cas distincts : (i) la résistance interne
du premier générateur est très supérieure à celle du générateur 2, (ii) les deux gé-
nérateurs sont identiques et enfin (iii) la résistance interne du premier générateur
est très inférieure à celle du générateur 2. Dans tous les cas, les coefficients Seebeck
sont supposés identiques pour les deux générateurs (α1 = α2).

Comme nous pouvions nous y attendre aux vues des efficacités de Curzon-
Ahlborn et Schmiedl-Seifert, ηMP est légèrement supérieure à la valeur obtenue
analytiquement, ηC/2. On observe que ηMP dépend non seulement du coefficient
(Rℓ2/R2)/(Rℓ1/R1) mais également du rapport entre R1 et R2 qui semble faire évo-
luer la valeur moyenne de la courbe obtenue. De manière générale, on peut dire que
de la chaleur produite du côté chaud plutôt que du côté froid conduit toujours à
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Figure 3.11 – Flux thermique entrant dans le système (gauche) et puissance maxi-
mum (droite) en fonction du rapport de Rℓ2 et Rℓ1 normalisé par R1/R2. Dans ce
cas R1 = R2 (extrait de [118]).

une augmentation de ηMP. La condition Rℓ2/R2 ≫ Rℓ1/R1 signifie que le générateur
1 est “plus court-circuité” que le générateur 2 ; le générateur 1 dissipe donc plus
d’énergie par effet Joule. De plus si R1 ≫ R2 alors l’effet Joule est plus important
pour le générateur 1 et celui-ci peut produire plus de chaleur par effet Joule, ce qui
conduit à une augmentation de ηMP.

On note que pour le cas symétrique, R1 = R2, l’efficacité au maximum de puis-
sance varie autour de la valeur donnée par l’expression de Curzon-Ahlborn en allant
de ηC/2+3η2

C/32 à ηC/2+5η2
C/32. Lorsque le rapport R1/R2 est libre de changer, la

plage de variation de ηMP s’étend alors de ηC/2 + η2
C/16 à ηC/2 + 3η2

C/16, la valeur
de cette efficacité dépendant du rapport entre l’énergie dissipée par effet Joule du
côté chaud et celle dissipée du côté froid. Ce résultat est à mettre en relation avec
l’efficacité de Schmiedl-Seifert donnée par l’expression 3.5 où intervient le paramètre
γ qui caractérise justement la distribution des dissipations. L’intérêt de considérer
un couple de générateurs thermoélectriques au lieu d’un générateur unique comme
dans la section précédente est la possibilité d’avoir un γ différent de 1/2, une valeur
imposée par la symétrie intrinsèque du générateur thermoélectrique seul. Si dans
le cas de la mise en tandem, chaque générateur doit respecter cette symétrie, une
asymétrie globale est possible soit en considérant 2 générateurs différents (R1 6= R2),
soit en leur imposant des conditions de fonctionnement différentes. L’association de
deux générateurs thermoélectriques constitue donc un système relativement simple
permettant d’étudier l’influence de la variation de γ, tout au moins qualitativement
puisqu’à ce stade aucune expression explicite de γ n’est donnée.

On peut se poser des questions sur la manière dont ηMP dépend du rapport
(Rℓ2/R2)/(Rℓ1/R1) : si la puissance maximum est réellement constante quelle que
soit la valeur de (Rℓ2/R2)/(Rℓ1/R1) comme le laisse supposer l’expression analytique
3.33, une augmentation de l’efficacité devrait donc se traduire par une diminution du
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flux de chaleur entrant dans le système. Pour vérifier cette hypothèse nous calculons
numériquement la valeur de Pmax ainsi que celle du flux thermique entrant associé
pour le cas symétrique où R1 = R2 ; les résultats sont tracés sur la figure 3.11. Nous
constatons que la puissance maximale et le flux thermique entrant dépendent tous
deux des conditions de fonctionnement spécifiques pour lesquelles la maximisation
de puissance est obtenue et que leur allure est similaire à celle de l’efficacité au
maximum de puissance. Cette différence avec le calcul analytique est causée par le
fait que pour le raisonnement analytique nous avons supposé que les températures
moyennes des deux générateurs et du système dans son ensemble étaient identiques :
T ≈ (Tm +Tfroid)/2 ≈ (Tchaud +Tm)/2. En réalité, bien qu’elle soit faible, la différence
entre (Tm + Tfroid)/2 et (Tchaud + Tm)/2 explique la variation de Pmax avec Rℓ1 et
Rℓ2. En toute rigueur, bien que nous ayons traité chaque maximum local de la
puissance comme un maximum global, nous devrions considérer que la puissance
n’est maximisée que pour le cas où le générateur 1 est en court-circuit.

Nous soulignons enfin que, de manière surprenante, la valeur de ηMP pour des
conditions d’adaptation électrique simultanées des deux générateurs, Rℓ1 = R1 et
Rℓ2 = R2, n’est autre que l’efficacité de Curzon-Ahlborn ηCA, et cela indépendam-
ment de la valeur des paramètres thermoélectriques des générateurs. On constate
alors que chacun des générateurs fonctionne également avec une efficacité qui vaut
ηCA. Cette observation est cohérente avec l’équation 3.24 et rappelle le résultat ob-
tenu par Van den Broeck [110] montrant que ηCA est une valeur qui se réplique par
concaténation des machines thermiques. Cependant, dans sa démonstration, Van
den Broeck a supposé que chaque machine fonctionne à puissance maximum alors
que nous constatons ici grâce à la figure 3.8 que ce n’est pas le cas.

3.4 Recycler les dissipations

Nous avons vu que les dissipations internes liées à l’effet Joule se traduisent par
une modification du flux de chaleur à l’entrée et à la sortie des générateurs thermo-
électriques. Cette chaleur supplémentaire à prendre en compte dans le bilan d’énergie
des machines est à l’origine de l’augmentation de l’efficacité au maximum de puis-
sance donnée par l’expression de Schmiedl-Seifert au-delà de la valeur donnée par le
“théorème de Jacobi”, ηC/2. Cette idée est notamment présente dans un article ré-
cent de Denur [127] dans lequel cet auteur indique que les ouragans, considérés dans
ce cas comme des machines thermiques, présentent la particularité de dissiper de
l’énergie du côté du réservoir chaud afin que celle-ci puisse y être renvoyée pour être
de nouveau disponible. Bien que nous ne détaillerons pas ici le contenu de cet article
nous gardons l’idée principale de recyclage naturel des pertes liées au processus de
conversion d’énergie. Ce recyclage permet d’expliquer l’augmentation de la valeur
de ηMP lorsque la chaleur produite par effet Joule est renvoyée préférentiellement
vers le réservoir chaud.

Pour à la fois généraliser notre propos et revenir sur un système modèle plus
conventionnel, nous considérons une machine de Carnot irréversible telle que celle
proposée par Rebhan [128]. Puisque dans cette machine des frictions sont prises en
compte, lorsque le piston évolue avec une vitesse non nulle, de l’énergie est dissipée
sous forme de chaleur. La chaleur produite durant les étapes adiabatiques du cycle,
qui ne sont plus alors isentropiques puisque irréversibles, reste à l’intérieur de la
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Figure 3.12 – Diagrammes température-entropie pour différentes modélisations de
machine thermique (d’après [118]).

chambre et ne peut être échangée avec l’extérieur, c’est-à-dire les réservoirs d’énergie
thermique, que lors des étapes isothermes. Ainsi la chaleur produite durant l’étape
adiabatique allant de Tfroid à Tchaud est rejetée dans le réservoir chaud et peut alors
être réutilisée lors du prochain cycle. Ce phénomène est analogue au flux thermique
résultant de l’effet Joule dont une partie retourne vers le réservoir chaud. Les étapes
adiabatiques du cycle de Carnot irréversible, bien que souvent négligées, sont la clé
pour comprendre les phénomènes physiques mis en jeu dans le comportement d’une
machine de Carnot exoréversible. Il faut noter que le traitement de Rebhan de cette
machine, repris par la suite dans le livre de Lebon et al. [129], n’est pas correct
puisque bien que l’énergie dissipée par les frictions soient retirées de la puissance
produite par la machine, celle-ci n’est comptabilisée dans les échanges thermiques
avec les réservoirs : le bilan de conservation d’énergie n’est pas respecté.

Un diagramme température-entropie T -S, comme celui proposé dans [130], met
en évidence le fait que les étapes adiabatiques ne sont pas toujours isentropiques
lorsque la machine de Carnot n’est plus supposée parfaite et que les frictions sont
prises en compte. Les comportements de trois configurations différentes de cette
machine de Carnot non idéale sont représentés sur la figure 3.12 : le diagramme de
gauche correspond à une machine exoréversible où toutes les dissipations ont lieu
à l’intérieur de la machine ; le diagramme au centre correspond au modèle endo-
réversible étudié par Yvon, Novikov, Curzon et Ahlborn ; le diagramme de droite
correspond à un modèle généralisé où les deux sources de dissipation interviennent.
Le modèle endoréversible est le plus simple à comprendre : seules les températures
des étapes isothermes sont modifiées à cause de la présence des contacts thermiques.
Dans le cas du modèle exoréversible, les étapes isothermes ont bien lieu aux tempé-
ratures des réservoirs, Tfroid et Tchaud. L’effet des frictions impacte les étapes adiaba-
tiques du cycle : puisque les frictions produisent de la chaleur, l’entropie du système
augmentent durant ces étapes mais à cause de l’hypothèse d’adiabaticité la chaleur
reste dans la chambre et va donc s’ajouter algébriquement à l’énergie échangée lors
de l’étape isotherme suivante. Cette chaleur supplémentaire est représentée sur les
diagrammes T -S de la figure 3.12 par la surface triangulaire rose dans le cas de
la transition de Tfroid vers Tchaud et par la surface triangulaire bleue dans le cas
de la transition de Tchaud vers Tfroid. Ces deux quantités ont cependant un impact
complètement différent sur les performances de la machine : la chaleur produite par
les frictions lors de la transition du froid vers le chaud contribue à réduire la cha-
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leur absorbée normalement par une machine parfaite durant l’isotherme à Tchaud et
augmente donc l’efficacité de la machine. A l’inverse, la chaleur produite lors de la
transition du chaud vers le froid est échangée avec le réservoir froid et ne peut donc
pas être réutilisée : il s’agit de pure perte.

En considérant à la fois les dissipations internes et externes, il est nécessaire
de prendre en compte simultanément la modification des températures dans les
isothermes et la chaleur supplémentaire produite durant les étapes adiabatiques.
Ce cas plus complexe a déjà été traité par Wu et Kiang [130]. Pour étudier les
performances d’une telle machine ces auteurs ont introduit un coefficient appelé
R que nous désignons par RW K pour éviter toute confusion avec une résistance
électrique utilisée précédemment. Ce coefficient reflète le rapport entre la chaleur
recyclable produite lors de la transition du froid vers le chaud et la chaleur perdue
produite lors de la transition du chaud vers le froid. Il est à noter que de par sa
construction ce coefficient est assez similaire au coefficient γ introduit par Schmiedl
et Seifert [111]. Pourtant le coefficient RW K tel qu’il est défini dans la référence
[130] s’avère inexact puisque les auteurs ont négligé la relaxation des températures
aux bornes de la machine. Ils ont en effet supposé que les températures durant
les isothermes restaient les mêmes que lors d’un fonctionnement endoréversible ; la
chaleur produite part les frictions conduit en réalité à une légère augmentation de ces
températures. Cette augmentation illustrée dans l’insert de la figure 3.5 est similaire
à la modification de la température moyenne T ′ du générateur thermoélectrique
lorsque R augmente.

Malgré son importance dans l’analyse des machines thermiques, la contribution
des étapes adiabatiques est souvent négligée. Il est cependant intéressant de consta-
ter que Novikov avait déjà anticipé cette importance : il a en effet introduit dans
ses travaux un paramètre A, assez similaire à γ et RW K , qui caractérise la distri-
bution de l’entropie produite par les irréversibilités internes entre les deux étapes
isothermes [102]. Cependant Novikov a choisi de ne s’intéresser qu’au modèle endo-
réversible et de ce fait a négligé l’influence de A dans son article.

Les limites pour l’efficacité au maximum de puissance définies par Gaveau et ses
collaborateurs [131] sont atteintes pour les valeurs extrêmes de RW K ou identique-
ment de γ : dans le cas le moins favorable toute la chaleur est produite dans l’étape
adiabatique du chaud vers le froid et l’efficacité au maximum de puissance vaut donc
η− = ηC/2 ; tandis que dans le cas le plus favorable où la chaleur produite est en-
tièrement recyclable l’efficacité au maximum de puissance atteint η+ = ηC/(2 − ηC).
Pour un générateur thermoélectrique nous ne pouvons cependant pas modifier la ma-
nière dont la chaleur Joule se repartie entre le réservoir froid et le réservoir chaud :
la symétrie intrinsèque du système conduit forcément à une équipartition. L’utili-
sation d’un système plus complexe constitué de deux générateurs couplés nous a
tout de même permis de nous affranchir de cette contrainte bien que les valeurs li-
mites η− et η+ ne puissent être atteintes. Puisque le transport de particules, et donc
le transport de chaleur avec l’hypothèse de couplage fort, s’accompagne forcément
d’une dissipation par effet Joule il est impossible d’avoir cette chaleur entièrement
restituée au réservoir chaud ; le générateur 2 devra toujours évacuer une partie de
la chaleur Joule vers le réservoir froid. Cela explique pourquoi pour ce système ηMP

est seulement comprise entre ηC/2 + η2
C/16 et ηC/2 + 3η2

C/16.
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Figure 3.13 – Puissance (première colonne) et efficacité (seconde colonne) pour
différentes valeurs de |q| (ou, de manière équivalente, de ZT ). a-b : |q|=1 (ZT = ∞),
c-d : |q| = 0.87 (ZT = 3), e-f : |q| = 0.05 (ZT = 0.003) (extrait de [118]).

3.5 Système sans couplage fort

Nous terminons notre étude des générateurs couplés en analysant l’influence du
paramètre de couplage q entre le courant électrique et le flux thermique sur le fonc-
tionnement du système global. Pour cela nous considérons deux générateurs stric-
tement identiques dont le coefficient de Seebeck et la résistance électrique interne
sont fixés. Pour faire varier le paramètre de couplage q nous prenons donc la conduc-
tance à courant électrique nul K0 comme variable. L’impact de q est mis en évidence
sur la figure 3.13 où la puissance délivrée et l’efficacité du système en fonction des
conditions de fonctionnement sont représentées pour différentes valeurs de q (q = 1,
q = 0.87 et q = 0.05). Pour un couplage fort, q = 1, l’influence de chaque résistance
de charge est fortement corrélée au point de fonctionnement de l’autre générateur.
Quand le couplage n’est plus aussi fort et que des fuites thermiques apparaissent,
les conditions de fonctionnement de chaque générateur deviennent de plus en plus
indépendantes. Lorsque les fuites thermiques deviennent suffisamment importantes
comparées au flux thermique convectif qui dépend de la valeur de chaque résistance
de charge, la variation de la température Tm de l’interface entre les deux générateurs
vis-à-vis de Rℓ1 et Rℓ2 est négligeable. Le fonctionnement de chaque générateur de-
vient indépendant et les performances du système dans son ensemble s’obtiennent
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Figure 3.14 – Efficacité à maximum de puissance (EMP) en fonction de q. Com-
paraison entre les valeurs numériques pour le générateur thermoélectrique (MTE)
et l’expression obtenue par Van den Broeck (VdB) [110]. En insert : erreur relative
en fonction de q.

simplement en ajoutant les performances des générateurs pris séparément : il n’existe
plus alors de corrélation entre les deux sous-systèmes.

Toujours en se basant sur une chaîne de machines thermiques décrites de manière
très générale par le formalisme d’Onsager, Van den Broeck a également déterminé
l’influence du paramètre q sur l’efficacité au maximum de puissance [110]. Il obtient
l’expression suivante :

ηPmax = 1 −
(

Tfroid

Tchaud

)ρ/2

(3.37)

où ρ = q2/(2−q2). On constate que dans le cas où le système fonctionne en couplage
fort, cette expression permet de retrouver l’efficacité de Curzon-Ahlborn. Nous avons
comparé ce résultat avec une simulation numérique obtenue pour un générateur
thermoélectrique avec des contacts thermiques parfaits. La comparaison de la valeur
numérique et de la valeur donnée par l’expression 3.37 est donnée sur la figure 3.14.
L’erreur relative entre ces deux valeurs est donnée dans l’insert de cette figure. On
constate que si les valeurs sont identiques pour q = 1 ce n’est plus le cas lorsque
l’hypothèse de couplage fort est relaxée. L’expression 3.37 semble donc discutable.

3.6 Discussion

Pour une chaîne de machines thermiques telle que celle considérée dans [110], il
existe plusieurs moyens de contrôler le fonctionnement du système dans son ensemble
lorsque celui-ci est placé entre des réservoirs dont les températures sont fixées. En
effet, on peut choisir d’imposer le profil de température entre chaque machines ou
fixer le point de fonctionnement de chacune de celles-ci en définissant leur charge
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respective. C’est cette seconde méthode que nous avons mise en œuvre dans cette
section. Il faut cependant garder à l’esprit qu’il est impossible de fixer à la fois le
point de fonctionnement de chaque machine et le profil de température : ces deux
jeux de paramètre sont en effet dépendants l’un de l’autre notamment au travers du
respect de la continuité des flux thermiques aux interfaces. Notre démarche est ainsi
distincte de celle rencontrée dans les références [123] et [124].

Les résultats présentés dans cette section sont en désaccord avec ceux obtenus
par Van den Broeck. Un tel écart s’explique par l’absence de dissipations internes
dans la modélisation des machines thermiques génériques utilisées dans [110]. Nous
avons souligné au début de ce chapitre que de telles dissipations sont nécessaires
pour assurer la causalité du système en l’absence de contacts thermiques dissipatifs.
Par conséquent, bien que revendiquant une appartenance au domaine de la thermo-
dynamique à temps fini, le cas traité par Van den Broeck est donc tout aussi non
causal que la machine de Carnot.

4 Résumé du chapitre

Dans ce chapitre, nous avons introduit le cadre de pensée défini par la thermody-
namique à temps fini. Nous avons montré comment le générateur thermoélectrique
pris comme un système modèle des processus couplés a permis de répondre à un
certain nombre de questions jusque là sans réponses. L’utilisation du modèle in-
troduit au chapitre 2 faisant intervenir des contacts thermiques dissipatifs entre le
générateur et les réservoirs de température s’est révélé particulièrement adapté à
l’étude de l’influence de la nature des irréversibilités sur l’efficacité au maximum
de puissance, un coefficient de performance faisant l’objet de toute les attentions.
Nous avons ainsi montré que l’efficacité de Curzon-Ahlborn n’est pas une expres-
sion universelle car elle ne s’applique qu’aux machines endoréversibles ; les machines
exoréversibles sont, elles, associées à l’efficacité de Schmiedl-Seifert. Le modèle ther-
moélectrique pouvant varier continument d’une configuration à l’autre, nous avons
également prouvé qu’il existe une transition continue entre ces deux valeurs. La re-
mise en cause des résultats de Van den Broeck nous a ensuite poussé à étudier un
système similaire à celui proposé dans [110] ; nous nous sommes limités cependant à
l’assemblage de deux générateurs thermiquement en série par souci de simplification.
Cette analyse nous a éclairés sur le rôle que jouent les dissipations internes sur les
performances du système. Nous avons ainsi pu expliquer les variations attendues de
l’efficacité au maximum de puissance dans la configuration exoréversible en faisant
intervenir la notion de recyclage de l’énergie dissipée sous forme de chaleur au cours
du processus de conversion.
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Chapitre 4

De l’importance des dissipations
internes

L’étude du générateur thermoélectrique dans le cadre de la thermodynamique à
temps fini nous a amené à nous intéresser aux dissipations internes issues du pro-
cessus de conversion d’énergie. Dans ce chapitre nous revenons sur la manière dont
ces dissipations sont prises en compte de le formalisme d’Onsager. Nous discutons
en particulier de la notion de modèle linéaire qui est associée à ce formalisme. Nous
montrons ensuite grâce à l’évocation du démon de Maxwell le lien entre ce processus
et la notion de mise en contact entre un réservoir et son environnement. Nous termi-
nons enfin par une discussion sur leur prise en compte dans la thermodynamique à
temps fini que nous illustrons par deux exemples : la détermination de l’efficacité au
maximum de puissance pour les réfrigérateurs et la détermination des performances
d’un générateur thermoélectrique en présence d’un champ magnétique.

1 Dissipations internes dans le formalisme d’On-

sager

Le formalisme défini par Onsager [11] est particulièrement puissant pour traiter
les phénomènes irréversibles linéaires. Nous montrons cependant que les relations
forces-flux à l’échelle locale doivent être utilisées simultanément avec l’équation de
conservation de l’énergie, c’est-à-dire le premier principe de la thermodynamique,
pour faire apparaitre la contribution des dissipations internes dans le bilan du flux
thermique et donc pour traiter correctement la production d’entropie associée à la
seconde loi.

1.1 Approche macroscopique

Lors de l’étude du fonctionnement du générateur thermoélectrique possédant des
contacts thermiques réalistes [60], nous avons utilisé les relations suivantes entre les
flux et les forces généralisées du système :

(
I
IQ

)
=

1
R

(
1 α

αT αT
2

+ RK
I=0

)(
∆V
∆T

)
(4.1)
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pour obtenir les conditions d’adaptation d’impédance thermique et électrique du
générateur. Bien que les résultats obtenus soient valides et utiles d’un point de vue
pratique, ils ne sont pas rigoureusement exacts : le modèle duquel l’équation 4.1
est dérivée ne reflète pas le comportement réel d’un convertisseur d’énergie pour
une raison simple : le flux thermique est défini de manière unique puisque la tem-
pérature variant le long du dispositif a été remplacée par la température moyenne
T = (Tchaud + Tfroid)/2. Il est par conséquent impossible de satisfaire la condition
de conservation d’énergie lorsque de la puissance électrique est produite si ce flux
ne change pas. Cette approche reste cependant justifiée lors de la détermination des
conditions optimales du système : l’approximation d’une production de puissance
électrique faible devant le flux thermique moyen est vérifiée en pratique et per-
met l’obtention d’expressions analytiques de ces conditions. L’équation 4.1 apparait
donc comme une description approximative suffisante pour déterminer simplement
des conditions de fonctionnement mais demeure insuffisante pour une véritable ana-
lyse thermodynamique d’une machine thermique. Dans le livre de Pottier [54], il
est d’ailleurs précisé que cette description, qualifiée de discrète, ne peut s’appliquer
que dans le cas où les grandeurs transportées sont conservées, ce qui n’est jamais le
cas lors d’une conversion d’énergie. On peut alors se demander : comment doivent
être modifiées les relations forces-flux pour décrire correctement ces processus de
conversion ?

1.2 De Onsager à Ioffe

Pour décrire le fonctionnement d’un générateur thermoélectrique, Ioffe [29] a uti-
lisé des relations similaires à l’équation 4.1 mais plutôt que d’utiliser le flux moyen,
il a distingué le flux thermique entrant et le flux thermique sortant et a également
considéré l’effet Joule dont la contribution est équirépartie entre les deux côtés du gé-
nérateur. Cette description détaillée dans la chapitre 1 s’est révélée particulièrement
fructueuse avec notamment la définition du facteur de mérite ZT . Nous montrons
ici qu’il est possible d’obtenir le formalisme de Ioffe à partir des relations forces-flux
données par Callen [13]. Comme nous venons de le souligner, ces relations ne sont
pas valables à l’échelle macroscopique. En revanche à l’échelle locale elles décrivent
parfaitement la dépendance linéaire des flux vis-à-vis des forces généralisées. Leur
utilisation implique l’hypothèse d’équilibre local : les relations thermodynamiques
définies pour une situation d’équilibre restent valables localement en chaque point
du système. Ainsi, en tout point, la densité de courant électrique ~J et la densité de
courant thermique ~JQ sont reliées au champs électrique ~E, le gradient du potentiel
électrochimique, et au gradient de la température ~∇T par la matrice des coefficients
cinétiques :

(
~J
~JQ

)
=

(
σ ασ

ασT α2σT + κ

)(
~E

−~∇T

)
(4.2)

où T est la température locale, et α, σ et κ sont respectivement le coefficient See-
beck, la conductivité électrique et la conductivité thermique à courant électrique
nul du système. Pour illustrer le passage de cette description locale à la description
globale de Ioffe, nous utilisons, par souci de simplification, un générateur à une seule
dimension de longueur l et de section A opérant entre Tchaud et Tfroid . Les coefficients
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thermoélectriques sont de plus supposés constants.
La densité de courant thermique s’exprime à partir de 4.2 comme la somme d’un

terme traduisant le transport convectif et d’un terme lié au transport conductif :

~JQ(x) = αT (x) ~J − κ~∇T (x) (4.3)

Les variations locales du flux thermiques deviennent alors :

~∇ · ~JQ = ~∇T · α ~J − κ~∇ · ~∇T (4.4)

Puisque la conservation d’énergie pour le processus de conversion s’exprime par :

~∇ · ~JQ = ~J · ~E (4.5)

pour une machine thermoélectrique, l’association des équations 4.4 et 4.5 conduit à
l’équation de la chaleur (quelquefois appelée équation de Domenicali [132]) :

κ
d2T

dx2
= −

~J2

σ
(4.6)

L’ajout de cette condition de conservation est ici la clé du passage de l’échelle mi-
croscopique locale à l’échelle macroscopique : elle assure la prise en compte de la
conversion d’énergie qui fait défaut dans 4.1.

Pour poursuivre notre raisonnement nous devons maintenant prendre en compte
les conditions aux limites pour la température : en plaçant les réservoirs thermiques
chaud et froid respectivement à x = 0 et x = l , nous définissons ainsi T (0) = Tchaud

and T (l) = Tfroid. La solution de l’équation (4.6) donne le gradient de température
en chaque point du système :

dT (x)
dx

= −Tchaud − Tfroid

l
+

~J2(l − 2x)
2σκ

(4.7)

et en injectant cette expression dans l’équation (4.3) nous obtenons le profil complet
de la densité du courant thermique le long du générateur thermoélectrique. Les flux
thermiques entrant et sortant sont définis respectivement par IQentrant = AJQ(0) et
IQsortant = AJQ(l), et leurs expressions sont donc :

IQentrant = αTchaudI + K(Tchaud − Tfroid) − 1
2

RI2

(4.8)

IQsortant = αTfroidI + K(Tchaud − Tfroid) +
1
2

RI2

avec K = κA/l étant la conductance thermique, R = l/(Aσ) étant la résistance
électrique, et I = AJ étant le courant électrique. Nous retrouvons donc bien les
équations utilisées par Ioffe : l’approche jugée plutôt empirique de Ioffe est ainsi
en réalité une conséquence directe du formalisme d’Onsager appliqué à la thermo-
électricité. De plus, nous avons montré que si aucun terme dissipatif n’apparait
explicitement dans 4.2 le changement d’échelle faisant intervenir la conservation de
l’énergie conduit naturellement à la prise en compte de l’effet Joule sur le compor-
tement global du système.
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1.3 Discussion sur le concept de modèle linéaire

Les expressions des flux thermiques entrant et sortant données par l’équation
4.8 font intervenir un terme quadratique vis-à-vis du courant électrique I : le mo-
dèle peut-il encore être considéré comme linéaire ? Dans un article récent, Izumida
et Okuda [133] présentent un modèle pour les machines thermiques irréversibles
qu’ils qualifient de minimally non linear : ces auteurs proposent d’étendre le mo-
dèle force-flux macroscopique en distinguant le flux thermique entrant et le flux
thermique sortant et en faisant intervenir pour chacun un terme supplémentaire
quadratique afin de prendre en compte le comportement non linéaire du système.
Au vue du raisonnement précédant basé sur l’utilisation du modèle linéaire locale
proposé par Onsager il apparait que ces termes supplémentaires introduits de fa-
çon ad hoc dans [133] sont en réalité une conséquence inévitable de la linéarité du
système : le qualificatif non linéaire n’est donc pas adapté. On retrouve déjà cette
idée dans un célèbre article de Callen et Welton [134] où un système linéaire est
défini comme un système au sein duquel l’énergie dissipée dépend du carré de la
force appliquée : “The system may be said to be linear if the power dissipation is
quadratic in the magnitude of the perturbation”. Puisque par définition pour ce type
de système les flux sont proportionnels aux forces appliquées, il est normal que la
puissance dissipée dépende proportionnellement de I2. Cette puissance dissipée se
traduit comme une perte qui se soustrait à la puissance produite par le travail de la
force motrice. Dans le cas du générateur thermoélectrique la puissance réellement
produite vaut ainsi :

P = α(Tchaud − Tfroid)I − RI2 (4.9)

Par conséquent tout modèle linéaire devrait faire apparaitre ce terme de dissipa-
tion quadratique afin que la conservation de l’énergie dans le système soit respectée.
On peut dès lors s’interroger sur la validité d’un modèle visant à traiter de la conver-
sion d’énergie mais dont la contribution dissipative serait absente ; c’est pourtant le
cas dans le modèle mésoscopique proposé par Butcher [135] basé sur le formalisme
de Landauer. Le formalisme proposé par Butcher, assez utilisé dans la littérature,
fait ainsi apparaitre la condition d’une divergence nulle du courant thermique dans
le système étudié : les dissipations internes sont alors totalement négligées. Il faut ce-
pendant souligner que le formalisme de Landauer permet bien de prendre en compte
cette divergence, voir par exemple la référence [136].

Afin de comprendre pourquoi les dissipations internes sont si souvent négligées
malgré leur rôle important dans le bilan énergétique, nous revenons sur la confu-
sion entre modélisation discrète et modélisation continue des systèmes thermody-
namiques que l’on rencontre dans plusieurs articles récents : les affinités thermo-
dynamiques sont en effet souvent exprimées sous la forme d’une combinaison er-
ronée de la définition locale utilisée pour les milieux continus, i.e., les gradients
des potentiels thermodynamiques, et de la définition discrète, i.e., les différences
de potentiels thermodynamiques entre le côté chaud et le côté froid de la machine
thermique. Pour exprimer clairement le problème, nous associons aux affinités ther-
modynamiques F les notations suivantes : discret, local, et mixte ; cette dernière
notation exprime la combinaison de la description continue et de la description
locale. Dans le cas de la description discrète d’une machine thermoélectrique, les af-
finités sont F (discret)

1 = −(µchaud/Tchaud−µfroid/Tfroid) et F (discret)
2 = 1/Tchaud−1/Tfroid

(µchaud et µfroid étant respectivement le potentiel électrochimique du côté chaud et
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du côté froid de la machine) [53] ; nous avons souligné cependant que cette des-
cription ne permet pas de prendre en compte correctement le processus de conver-
sion d’énergie. Dans plusieurs articles ces affinités sont plutôt exprimées comme
F (mixte)

1 = −(µchaud − µfroid)/T et F (mixte)
2 = −(Tchaud − Tfroid)/T 2 où T est la tempé-

rature du système. Ces définitions doivent être comparées à celles correspondant à
la description locale :F (local)

1 = −∇µ/T et F (local)
2 = −∇T/T 2 [57]. Nous constatons

alors que F (mixte)
1 et F (mixte)

2 sont obtenues en remplaçant les gradients du potentiel
électrochimique local et de la température locale par les différences de ces quantités
prise de chaque côté du système comme si la description était discrète. Le problème
principal réside dans le fait que la température T ne peut plus alors être considérée
comme la température locale et qu’elle ne peut donc plus être définie puisque le
système est hors d’équilibre. Il est possible que cette confusion soit l’une des raisons
qui expliquent que l’effet des dissipations internes est si souvent négligé : ce mélange
de notations dans la formulation des relations d’Onsager amène à considérer tous
les systèmes comme discrets et par conséquent, puisque la distribution des poten-
tiels thermodynamiques à l’intérieur du système reste indéterminée, les dissipations
internes sont tout simplement oubliées.

2 Les frictions : un démon à part entière

Le démon de Maxwell introduit, comme son nom l’indique, par Maxwell en 1871
dans son livre Théorie de la chaleur [137], est une expérience de pensée proposée pour
comprendre les limites de validité de la seconde loi de la thermodynamique. Plus de
140 ans après sa naissance, ce démon continue d’être un sujet de recherche débattu
et ne bénéficiant pas encore d’un consensus. Puisque son rôle consiste à mettre en
relation des systèmes différents, problématique au cœur de la thermodynamique
à temps fini, il est pour nous un moyen de proposer un regard différent sur les
dissipations internes.

2.1 Le démon de Maxwell

Principe

Afin de vérifier que la seconde loi de la thermodynamique reste valable à l’échelle
microscopique, Maxwell a imaginé un être (ce n’est que plus tard que Kelvin le
qualifia de démon) pouvant voir chacune des molécules constituant un gaz. D’après
Maxwell, avec cette extraordinaire faculté, cet être pourrait alors faire diminuer
l’entropie : en considérant un système isolé rempli d’un gaz dont la température est
homogène mais séparés en deux compartiments par une paroi munie d’une porte
microscopique, le démon pourrait trier les molécules de gaz en ouvrant et fermant
la porte pour que les molécules les plus rapides passent préférentiellement dans l’un
des deux compartiments et les plus lentes dans l’autre comme l’illustre la figure 4.1.
Une différence de température entre les deux sous-systèmes serait ainsi établie et
par conséquent, puisque Maxwell suppose qu’aucun travail n’a été fourni au cours
de cette opération, la seconde loi serait violée.
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Figure 4.1 – Le démon de Maxwell vu par Georges Gamow [138] (à gauche) et par
Stephen et Katherine Blundell [63] (à droite).

Exorcismes

Très vite les physiciens ont essayé de trouver une “parade” à cet être surnaturel
semblant bouleverser l’ordre naturel des choses. L’un des premiers à proposer une
résolution du paradoxe fut Smoluchowski : en identifiant le démon à un dispositif
autonome à l’intérieur de l’enceinte, il a montré que si le démon peut utiliser les
fluctuations thermiques, il doit y être lui-même sensible ; ainsi la diminution de
l’entropie du système se traduit par une augmentation des fluctuations du démon qui
ne peut plus effectuer son travail de triage de molécules [139]. Il a proposé plusieurs
exemples d’un tel système, notamment une porte battante microscopique séparant
les deux enceintes actionnée par les particules elles-même, ainsi qu’un système basé
sur une roue à rochet qui a été popularisé par la suite par Feynman [140] et qui
sera examiné plus en détails dans le prochain chapitre. Ainsi l’exorcisme proposé
par Smoluchowski est un exorcisme par les fluctuations [141].

S’il a exclu la possibilité d’un démon “autonome”, Smoluchowski n’a toutefois pas
exclu la possibilité qu’un démon intelligent puisse effectivement réduire l’entropie du
système et ainsi permettre l’obtention du mouvement perpétuel (cité dans [142]) :
“A perpetual motion machine therefore is possible if - according to the general me-
thod of physics- we view the experimenting man as a sort of deus ex machina, one
who is continously and exactly informed of the existing state of nature and who is
able to start or interrupt the macroscopic course of nature at any moment without
expenditure of work. Therefore he would definitely not have to possess the ability to
catch single molecules like Maxwell’s demon, although he would definitely be different
from real living beings in possessing the above abilities. In eliciting any physical ef-
fect by action of the sensory as well as the motor nervous systems a degradation
of energy is always involved, quite apart from the fact that the very existence of a
nervous system is dependent on continual dissipation of energy” 1.

1. Dans la version anglaise du texte de Szilard [143], ce paragraphe n’est pas englobé dans la
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En 1929, Szilard a examiné cette possibilité en introduisant son fameux modèle :
une machine de Carnot dont le fluide n’est constitué que d’une seule particule et
qui est contrôlée par un être intelligent susceptible de mesurer la position de la par-
ticule [142]. A défaut de proposer une véritable résolution du paradoxe, il a mis en
évidence les points importants du problème qui seront repris par la suite : la mesure,
l’information et la mémorisation de cette information [143]. Ainsi Brillouin, qui se
frotta également au démon de Maxwell, suggéra que la seconde loi était sauve grâce
à la nécessité d’acquérir de l’information par la mesure [144]. Une autre théorie en-
fin, proposée par Landauer en 1961, repose sur l’idée que le démon doit stocker de
l’information pour assurer son rôle de “trieur de molécules” [145]. La seconde loi est
alors respectée car d’après Landauer, il est nécessaire que le démon oublie l’infor-
mation concernant les molécules déjà triées pour s’intéresser à d’autres molécules,
compensant ainsi la destruction d’entropie associée au changement de comparti-
ment de la molécule. Ainsi, d’après Landauer, une énergie minimale valant kB ln 2
doit être dissipée dans l’environnement à chaque fois qu’un bit logique d’information
est effacé. Cette théorie, intimement liée à la théorie de l’information, est aujour-
d’hui largement acceptée même si quelques-uns doutent de son bien-fondé (voir par
exemple la référence [141]). Les articles les plus importants sur le démon de Maxwell
sont regroupés dans le livre de Leff et Rex [143,146].

2.2 Le démon de Carnot et les frictions

Dans la citation précédente de Smoluchowski, l’expression deus ex machina n’est
pas sans rappeler une des hypothèses associées à la machine de Carnot : lorsque
la pression interne du système varie, la pression externe est supposée suivre cette
variation. Comment est-il possible que la charge, puisque c’est bien cette pression
extérieure qui reçoit le travail fourni par la machine, s’adapte à tout instant à l’état
interne du système ? Il y a donc bien un deus ex machina dans cette expérience
de pensée. Ce démon de Carnot, dont le travail consiste à assurer en permanence
l’égalité des pressions et qui opère infiniment lentement, n’est en rien une menace
pour la seconde loi contrairement au démon de Maxwell ; il n’a ainsi pas suscité
autant d’intérêt bien que son but soit également d’assurer un contact entre deux
systèmes.

Que se passe-t-il si la variation de pression interne devient trop rapide pour que le
démon de Carnot puisse la suivre ? Le piston subit alors une différence de pression
qui provoque une accélération de celui-ci. Cette augmentation de vitesse va alors
se traduire par l’apparition de dissipations liées aux forces de frottement : cette
force supplémentaire permet d’avoir de nouveau un équilibre statique du piston. Les
frottements ont dans ce cas joué le rôle du démon de Carnot puisque en compensant
la force due à la différence des pressions ils donnent l’illusion que l’équilibre des
pressions est satisfait. En négligeant le caractère transitoire, on pourrait dire que
les frictions sont un démon qui assure l’échange entre deux systèmes (ici l’intérieur
de la chambre du piston et l’extérieur) en évitant les divergences. Plus l’échange
est rapide, plus la quantité d’énergie dissipée est importante. Cette énergie dissipée
est alors répartie entre les deux systèmes mis en contacts. On notera que pour cet
exemple du piston adiabatique, il n’y a pas besoin de supposer la pré-existence de

citation du texte de Smoluchowski mais il en fait bien partie
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frottements puisqu’ils apparaissent naturellement de manière dynamique [147,148].
Revenons maintenant au démon de Maxwell tel qu’il est dessiné par Gamov sur

la figure 4.1 : Maxwell a supposé que le fait d’actionner la trappe se fait sans aucun
travail de la part du démon si l’inertie et les frottements sont négligés. Il semble
que, même en faisant de telles hypothèses, de l’énergie doive nécessairement être
dissipée : pour mettre en mouvement la trappe, il faut lui communiquer de l’énergie
sous forme d’impulsion. Le problème en l’absence totale de frottements est que la
trappe va s’ouvrir et se fermer continuellement suite aux chocs élastiques puisque
l’énergie qu’on lui a communiqué ne peut se dissiper. Il faut donc nécessairement
dissiper l’énergie stockée dans la trappe sous forme de chaleur 2. En supposant que
cette énergie est rejetée dans un réservoir associé à la trappe, on peut réduire la
production d’entropie en supposant que la température de ce réservoir est très élevée
mais on retrouve alors le cas évoqué par Smoluchowski [139] où les fluctuations
thermiques de la trappe sont très grandes : le dispositif ne fonctionne plus. A l’inverse
si la température du réservoir est faible, la position de la trappe fluctue peu mais
l’énergie dissipée conduit à une production d’entropie importante. Le démon de
Maxwell produit donc de l’entropie au cours de sa mission.

Cette production d’entropie est d’autant plus importante que l’énergie donnée
à la trappe pour son ouverture est grande. Or, pour garantir une sélection des
molécules les plus rapides, il faut que le mouvement de la porte soit encore plus rapide
que ces molécules. On peut supposer aisément que la rapidité du mouvement de la
trappe croît avec l’énergie fournie. Ainsi plus les molécules à trier seront rapides plus
la dissipation sera importante. On retrouve ici l’idée déjà présente dans l’exemple
précédent du piston adiabatique.

En conclusion de cette section on pourrait donc dire qu’un échange entre deux
systèmes (ou sous-systèmes) semble donc toujours être accompagné d’une dissipation
d’énergie qui est d’autant plus grande que l’échange est rapide. Ainsi seul un échange
infiniment long pourrait se produire sans pertes. Un article récent où du travail est
extrait d’un système quantique sans dissipations [149] semble cependant remettre
en cause l’affirmation précédente. Il serait intéressant de vérifier si un tel processus
est physiquement possible.

On notera également que ce point de vue sur le démon de Maxwell présente
l’avantage de réunir la vision de Smoluchowski et Feynman faisant intervenir les
fluctuations avec celui de Landauer basé sur l’idée d’effacement de l’information : en
effet, il est nécessaire qu’un élément du système “oublie” ; cependant, contrairement
à la vision de Landauer selon laquelle c’est la mémoire du démon qui doit être effacée,
on constate ici que c’est la mémoire de la trappe. L’énergie qui lui a été fournie doit
effectivement être perdue pour que la trappe oublie qu’elle a été ouverte.

3 Dissipations internes et thermodynamique à temps

fini

L’utilisation du modèle exoréversible, basé sur la prise en compte des dissipa-
tions internes, a permis d’expliquer dans le chapitre précédent l’origine de l’efficacité

2. Cette hypothèse est d’ailleurs faite, bien que peu mise en avant, dans la roue à rochet de
Feynman [140] : après chaque transfert l’énergie contenue dans le ressort est dissipée.
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de Schmiedl-Seifert qui demeurait jusqu’alors mal comprise. Nous utilisons mainte-
nant la discussion de la section précédente pour revenir sur des résultats récents
de la thermodynamique à temps fini, et plus particulièrement sur l’expression de
l’efficacité au maximum de puissance pour les machines de Carnot dites à “faible
dissipation” [150]. Nous montrons ensuite que le formalisme utilisé pour ces ma-
chines convient également pour les machines autonomes bien que l’interprétation
soit alors différente. Nous soulignons enfin l’impact de la prise en compte des pro-
cessus dissipatifs des machines thermiques à l’aide de deux exemples.

3.1 Prise en compte des étapes adiabatiques

Dans la référence [150], Esposito et ses collaborateurs étudient le cas particulier
d’une machine de Carnot fonctionnant avec une “faible dissipation”, c’est-à-dire que
les échanges de chaleur avec les réservoirs s’expriment comme la somme d’un terme
correspondant à la limite de fonctionnement réversible de la machine, T∆S et d’un
terme traduisant les dissipations :

Qentrant = Tchaud

(
∆S − Σchaud

τchaud

)

(4.10)

Qsortant = Tfroid

(
∆S +

Σfroid

τfroid

)

Les termes de dissipation sont supposés inversement proportionnels aux durées des
étapes isothermes, τchaud et τfroid, associées respectivement aux températures Tchaud

et Tfroid. Les coefficients de proportionnalité Σchaud et Σfroid dépendent du méca-
nisme par lequel le comportement de la machine dévie du fonctionnement réver-
sible. Cette opacité sur l’origine physique des irréversibilités est regrettable car cela
peut conduire à des interprétations erronées de ces équations. On est ainsi en droit
de se demander si ces irréversibilités proviennent de phénomènes de friction ou au
contraire de contacts thermiques finis qui auraient été englobés dans la description
de la machine.

Dans cet article, la puissance produite au cours du cycle thermodynamique ne
fait intervenir que les durées des étapes isothermes. Cette hypothèse revient à né-
gliger la contribution des étapes adiabatiques en supposant que leur contribution à
la production d’entropie est négligeable quel que soit le temps de ces étapes : il est
alors préférable de considérer ces étapes comme instantanées puisque c’est le cas le
plus favorable vis-à-vis de l’optimisation des performances. Cette simplification ne
peut cependant être justifiée que si la production d’entropie est uniquement associée
aux étapes isothermes, c’est-à-dire si la machine est équivalente à une machine en-
doréversible dont les contacts thermiques seraient englobés dans la délimitation de
la machine utilisée dans la référence [150]. En revanche si un phénomène de friction
entre en jeu, d’après la discussion de la section précédente, il est nécessaire que la
friction, et donc la production d’entropie, soit présente durant l’ensemble du cycle
pour garantir la connexion entre la machine et sa charge à tout instant. Dans ce cas
l’expression de l’efficacité au maximum de puissance obtenue par Esposito et coll.
n’est plus valable.
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Récemment, Wang et He [151] ont proposé de prendre en compte la production
d’entropie durant l’ensemble des étapes du cycle lorsque des frictions sont mises en
jeu. Leur travail prolonge ainsi l’article d’Esposito et coll. [150] au cas exoréver-
sible. Pour optimiser cette machine périodique et obtenir l’efficacité au maximum
de puissance, Wang et He utilisent donc quatre variables, les durées de chacune des
étapes du cycle, contre seulement deux dans la référence [150]. Les valeurs de ces
durées conduisant à une maximisation de la puissance produite sont données dans
la référence [151] en fonction des paramètres de la machine thermique. On constate
que cette optimisation est relativement fastidieuse à cause du nombre de paramètres
de contrôle. Il est possible cependant d’optimiser beaucoup plus facilement une ma-
chine autonome, telle qu’un générateur thermoélectrique, puisque dans ce cas un
seul paramètre définit le point de fonctionnement.

3.2 Cas des machines autonomes

Tandis que les machines classiques sont cycliques, c’est-à-dire qu’elles ont besoin
d’un paramètre de contrôle externe qui dépend du temps pour décrire l’ensemble
de leur cycle thermodynamique, les machines autonomes correspondent à un régime
stationnaire hors équilibre imposé de manière externe par des conditions aux limites,
notamment sur les potentiels, indépendantes du temps, ce qui signifie que l’ensemble
des étapes du cycle se produisent simultanément mais dans des parties distinctes de
la machine. Le formalisme d’Onsager est particulièrement adapté à la description
de ces machines comme nous avons pu le voir dans la cas de la machine thermoélec-
trique. En continuant de nous appuyer sur cet exemple, nous montrons maintenant
que les expressions, notamment pour l’efficacité au maximum de puissance, obtenus
par Esposito et coll. [150] s’appliquent aux modèles de machines thermiques auto-
nomes dans le cas général même si, comme nous l’avons souligné, elles ne sont pas
adaptées aux modèles de machines cycliques incluant des phénomènes de friction ;
l’interprétation des équations est cependant assez différentes.

Parmi les machines autonomes, dont plusieurs exemples sont donnés dans la
référence [152], la machine thermoélectrique présente l’intérêt de décrire un cycle
de Carnot : les échanges de chaleur avec les réservoirs thermiques correspondent en
effet aux étapes isothermes tandis que le transport au travers du générateur et de la
charge électrique correspondent aux étapes adiabatiques. Nous utilisons une fois de
plus l’hypothèse de couplage fort : les fuites thermiques sont supposées négligeables.
Ainsi, d’après 4.8, les flux thermiques entrant et sortant du générateur sont

IQentrant = αTchaudI − 1
2

RI2

(4.11)

IQsortant = αTfroid +
1
2

RI2

Ces expressions reflètent le comportement global de la machine : elles donnent la
chaleur échangée avec les réservoirs thermiques en faisant intervenir les dissipations
de l’ensemble du cycle au travers des termes associés à l’effet Joule et non pas seule-
ment les dissipations produites durant les étapes isothermes comme c’est le cas dans
la référence [150]. En ramenant ces dissipations totales à une contribution effective
durant les étapes isothermes nous sommes en mesure d’exprimer la chaleur échangée
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sous une forme similaire à celle donnée dans la référence [150]. Nous considérons pour
cela une durée de fonctionnement de la machine τ ; ainsi sur cet intervalle de temps
on exprime la chaleur entrante et sortante de la machine comme Qentrant = τIQentrant

et Qsortant = τIQsortant . Puisque le courant électrique I vaut alors I = eN/τ avec e la
charge électrique élémentaire et N le nombre de porteurs de charge entrant dans la
machine durant la durée τ (un nombre de particules identique quitte également la
machine par le côté opposé puisqu’en régime stationnaire la divergence du flux de
particule est nulle), nous obtenons :

Qentrant = Tchaud

(
αeN − Re2N2

2τTchaud

)

(4.12)

Qsortant = Tfroid

(
αeN +

Re2N2

2τTfroid

)

qui ont bien une forme similaire à 4.10 : la chaleur échangée s’exprime comme la
somme d’une contribution réversible et d’une contribution irréversible pour chaque
étape isotherme. L’entropie réversible échangée vaut ∆S = αeN , c’est-à-dire le pro-
duit du nombre de particules échangées durant un temps τ par αe, une quantité
parfois appelée entropie par particule [13]. Les contributions irréversibles sont bien
inversement proportionnelles à τ , les coefficients de proportionnalité étant respecti-
vement Σchaud = Re2N2/(2Tchaud) et Σfroid = Re2N2/(2Tfroid).

Bien que les expressions obtenues ici soient identiques à celles de Esposito et
ses collaborateurs, l’interprétation physique est complètement différente : nous ob-
servons que l’entropie produite durant le cycle est inversement proportionnelle au
temps τ , rappelant ainsi l’hypothèse de faible dissipation, mais cette durée n’est
cependant associée à aucun processus thermodynamique particulier, adiabatique ou
isotherme. De plus les coefficients Σchaud et Σfroid ne représentent pas la même réa-
lité physique que dans l’article d’Esposito et coll. [150] où ils reflètent seulement
la production d’entropie durant les étapes isothermes tandis que dans notre cas ils
rendent compte de l’entropie produite durant la totalité du cycle. Il est intéressant
toutefois de constater que ces deux approches différentes pour deux catégories de
machines distinctes mènent aux mêmes expressions mathématiques.

Nous nous préoccupons maintenant de l’optimisation des machines autonomes.
Le nombre de particules N rentrant dans la machine durant un temps τ est supposé
constant. Ainsi la variable utilisée pour obtenir la maximisation de puissance est
τ . Nous soulignons qu’une seule variable est nécessaire pour piloter une machine
autonome et donc pour optimiser sa puissance. Cette constatation est cohérente avec
le fait que le point de fonctionnement d’une machine autonome est fixé par la valeur
de la charge. Dans le cas du générateur thermoélectrique ce paramètre est la valeur
de la résistance électrique de charge Rℓ. Contrôler Rℓ ou τ est équivalent puisque
ces deux variables sont reliées au travers de la définition du courant électrique I qui
pourrait d’ailleurs également servir de paramètre de contrôle : comme I = eN/τ =
α∆T/(R + Rℓ), nous avons en effet τ = eN(R + Rℓ)/α∆T .

La définition de la puissance produite est P = (Qentrant − Qsortant)/τ , nous en
déduisons donc que :

P =
(Tchaud − Tfroid)∆S − (TchaudΣchaud + TfroidΣfroid)/τ

τ
(4.13)
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et que le maximum de puissance est obtenu pour :

τ = 2
TchaudΣchaud + TfroidΣfroid

(Tchaud − Tfroid)∆S
(4.14)

De plus, comme η = (Qentrant − Qsortant)/Qentrant, l’efficacité au maximum de puis-
sance est alors :

ηMP =
ηC

2 − TchaudΣchaud
TfroidΣfroid + TchaudΣchaud

ηC

(4.15)

qui, en utilisant les expressions de Σchaud et Σfroid, se simplifie en :

ηMP =
ηC

2 − 1
2
ηC

(4.16)

Nous retrouvons ainsi l’expression de Schmiedl-Seifert (où γ = 1/2) déjà obtenue
pour le générateur thermoélectrique exoréversible dans le chapitre précédent.

Nous généralisons maintenant notre analyse au-delà du seul cas thermoélectrique
pour lequel les dissipations sont également réparties entre le réservoir chaud et le
réservoir froid. Pour cela nous considérons une machine autonome avec hypothèse
de couplage fort mais dont la répartition de la chaleur dissipée est donnée par le co-
efficient β défini comme la proportion de chaleur dissipée retournant vers le réservoir
chaud. Les flux thermiques deviennent ainsi :

IQentrant = αTchaudI − βRI2

(4.17)

IQsortant = αTfroidI + (1 − β)RI2

En suivant le même raisonnement que précédemment on obtient de nouveau l’équa-
tion 4.10, mais où cette fois les coefficients Σchaud et Σfroid sont

Σchaud =
e2N2βR

Tchaud

(4.18)

Σfroid =
e2N2(1 − β)R

Tfroid

Finalement, en substituant ces deux relations dans l’équation 4.15, nous retrouvons
l’efficacité de Schmiedl-Seifert dans son expression la plus générale :

ηMP =
ηC

2 − βηC

(4.19)

L’interprétation physique du paramètre γ intervenant dans ηSS est le principal ré-
sultat de ce raisonnement basé sur les expressions utilisées dans la référence [150] :
en effet, puisque d’après l’expression 4.19 γ = β, ce coefficient est égal à la pro-
portion de chaleur dissipée qui retourne vers le réservoir chaud. Ce résultat doit
être comparé à l’expression de γ donnée par Schmiedl et Seifert (équation 32 de
la référence [111]) : γ est introduit en utilisant des paramètres appelés actions ir-
réversibles correspondant à ΣchaudTchaud et ΣfroidTfroid. L’expression donnée pour γ

est γ = 1/(1 +
√

β/(1 − β)) et ne correspond donc pas à notre expression. Cette
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Figure 4.2 – Description de la machine thermique en régime de réfrigération : a.
Machine endoréversible, b. Machine exoréversible.

différence s’explique toutefois par le fait que les hypothèses faites ne sont pas les
mêmes : Schmiedl et Seifert utilisent une machine périodique et non une machine
autonome. De plus ils négligent la contribution des étapes adiabatiques tout comme
Esposito et coll. [150] ce qui se traduit d’ailleurs par des discontinuité de potentiels
appliquées à la machine ; les auteurs parlent de “sauts soudains” de potentiels [111].

3.3 Optimisation à temps fini en mode réfrigérateur

Dans le chapitre précédent nous avons vu que les machines thermiques fonction-
nant en générateur possèdent des étalons bien définis pour l’efficacité au maximum
de puissance avec l’efficacité de Curzon-Ahlborn et l’efficacité de Schmiedl-Seifert.
L’équivalent pour le fonctionnement en réfrigérateur du coefficient de performance
défini dans le cadre de la thermodynamique à temps fini ne bénéficie pas de valeurs-
étalons aussi claires. Il n’existe pas en effet d’expression simple associée à l’efficacité
au maximum de “puissance de refroidissement”, cette puissance étant défini comme
le flux thermique IQfroid s’échappant du réservoir froid grâce à la machine. En réalité
il n’existe même pas de consensus sur le fait que la puissance de refroidissement de-
vrait être utilisée en lieu et place de la puissance dans le régime de réfrigération. On
trouve ainsi dans la littérature plusieurs articles présentant une expression comme
étant l’équivalent en mode réfrigération de l’efficacité de Curzon-Ahlborn bien que
la maximisation de IQfroid ne soit pas à la base du raisonnement. En utilisant tou-
jours la machine thermoélectrique comme système de référence, nous détaillons ici
les difficultés rencontrées dans la définition d’un équivalent en réfrigération de ηCA

dans le cas d’un modèle endoréversible et nous montrons que grâce à la prise en
compte des dissipations internes ces difficultés sont levées.

Modèle thermoélectrique

Nous utilisons pour mener cette étude le modèle de module thermoélectrique
proposé dans le chapitre 2 mais avec cette fois un fonctionnement en régime réfrigé-
rateur. Nous n’étudions pas ici l’ensemble des configurations possibles de ce modèle
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comme cela a été fait dans la chapitre 3 mais nous nous concentrons sur les cas
limites que sont le modèle endoréversible et le modèle exoréversible représentés sur
la figure 4.2.a et sur la figure 4.2.b. La convention de sens pour les flux thermiques
et la charge électrique est inversée par rapport à la description du générateur ther-
moélectrique. Dans le cas du fonctionnement générateur la partie convective du flux
thermique IQconv ne peut plus être représentée par une conductance thermique équi-
valente, cette contribution est donc vue comme une source de courant contrôlée par
la valeur du courant électrique I : IQconv = αTI. Bien que la conductance thermique
à courant électrique nul K0 apparaisse sur les schémas, celle-ci est considérée comme
étant négligeable : nous nous plaçons dans l’hypothèse d’un couplage fort entre les
flux comme dans le cas du fonctionnement en générateur.

Pour déterminer le point de fonctionnement correspondant au refroidissement
maximum puis l’efficacité en ce point nous devons connaitre les flux thermiques en-
trant et sortant du réfrigérateur thermoélectrique. Pour le modèle endoréversible,
le flux thermique de chaque côté du module n’est constitué que d’une contribution
convective. La température locale à considérer n’est cependant pas celle des réser-
voirs. La présence des contacts thermiques Kchaud et Kfroid impliquent que TcM et
TfM les températures du module du côté chaud et du côté froid sont différentes de
Tchaud et Tfroid. La continuité du flux thermique aux interfaces nous permet d’écrire :

IQchaud
= αTcMI = Kchaud(TcM − Tchaud)

IQfroid
= αTfMI = −Kfroid(TfM − Tfroid)

(4.20)

On en déduit que les expressions des températures TcM et TfM en fonction de I et
donc du point de fonctionnement de la machine :

TcM = KchaudTchaud
Kchaud − αI et TfM = KfroidTfroid

Kfroid + αI (4.21)

En réinjectant ces expressions dans 4.20, on obtient :

IQchaud
=

αKchaudTchaudI

Kchaud − αI
et IQfroid

=
αKfroidTfroidI

Kfroid + αI
(4.22)

Dans le cas du modèle exoréversible, les températures de chaque côté du module
thermoélectriques sont bien définies et égales à celles des réservoirs mais il faut
prendre en compte la chaleur dissipée par effet Joule dans l’expression des flux
thermiques :

IQchaud
= αTchaudI + 1

2RI2

IQfroid
= αTfroidI − 1

2RI2

(4.23)

L’efficacité de refroidissement ǫ dans chaque cas est donnée par :

ǫ =
IQfroid

P
=

IQfroid

IQchaud
− IQfroid

(4.24)

L’efficacité ǫ et la puissance de refroidissement IQfroid
sont tracées en fonction

du courant électrique I sur la figure 4.3. Nous notons que l’efficacité présente une
courbe similaire pour les deux modèles. En revanche le comportement de la puis-
sance de refroidissement dépend fortement du modèle considéré : pour une machine
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Figure 4.3 – Puissance de refroidissement normalisée par sa valeur maximale et
efficacité en fonction du courant électrique I : a. Machine endoréversible, b. Machine
exoréversible.

endoréversible (figure 4.3.a) elle augmente continûment tandis que pour une ma-
chine exoréversible (4.3.b) la courbe présente un maximum. En effet dans ce second
cas lorsque le courant électrique I augmente, le flux de chaleur convectif ainsi que
la chaleur dissipée par effet Joule augmentent également. Lorsque la chaleur créée
par les dissipations internes devient prépondérante par rapport au flux thermique
convectif alors le flux de chaleur provenant du réservoir froid IQfroid

diminue, pou-
vant même devenir négatif pour un courant électrique suffisamment élevé. La figure
4.3 illustre ainsi la principale différence entre un réfrigérateur exoréversible et un
réfrigérateur endoréversible.

Cas du modèle endoréversible

Le modèle endoréversible est le modèle grâce auquel l’efficacité de Curzon-Ahlborn
a été obtenue. C’est donc tout naturellement vers ce type de modèle que se sont tour-
nées les recherches visant à obtenir une expression équivalente dans le régime réfri-
gérateur. La puissance électrique n’étant plus la quantité désirable il semble évident
que dans ce mode de fonctionnement la quantité à optimiser est la puissance de
refroidissement IQfroid

. Cependant le problème pour une machine endoréversible est
l’absence de maximum pour cette grandeur comme l’illustre la figure 4.3 : l’opti-
misation n’est plus possible. Pour contourner ce problème, différents auteurs ont
proposé diverses stratégies. Tandis qu’Agrawal et Menon [153] ont pris en compte
les contributions des étapes adiabatiques du cycle thermodynamique (négligées dans
le raisonnement de Curzon-Ahlborn) en introduisant la capacité thermique molaire
à volume constant du fluide caloporteur, Velasco et ses collaborateurs [154] ont pré-
féré ne pas utiliser la puissance de refroidissement comme objectif à maximiser mais
plutôt l’efficacité par unité de temps ǫ/t où t est la durée totale du cycle. Il est
intéressant de noter que dans ces deux références les changements de critère intro-
duits pour optimiser le fonctionnement du réfrigérateur ont aussi été appliqués au
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fonctionnement en générateur de la machine afin de garder une cohérence dans la
description thermodynamique. Velasco et coll. ont ainsi retrouvé l’expression de ηCA

pour ce nouveau critère alors qu’Agrawal et Menon trouve une expression différente
dans leur cas.

Constatant également l’absence de maximum pour IQfroid
dans le cas d’une ma-

chine endoréversible, Yan et Chen [155] ont quant à eux proposé un critère basé à
la fois sur la puissance de refroidissement mais également sur l’efficacité : ǫIQfroid

.
Ce nouveau critère a été depuis adopté par d’autres auteurs [156–158]. Yan et Chen
n’ont cependant utilisé ce critère que pour le mode réfrigérateur : ηCA est demeurée
l’efficacité de référence pour le fonctionnement en générateur bien que l’optimisa-
tion de la machine ait été réalisée pour un critère différent. Pour supprimer cette
incohérence de Tòmas et ses collaborateurs [157] ont récemment suggéré de réunir
ces deux stratégies en introduisant un critère χ unique définit par :

χ =
zQentrant

tcycle

(4.25)

où z est l’efficacité de la machine, Qentrant est la chaleur absorbée et tcycle est la
durée totale du cycle. Ce critère conduit ainsi à deux expressions distinctes pour
le fonctionnement en réfrigérateur et pour le fonctionnement en générateur lorsque
l’on remplace z et Qentrant pour les valeurs adéquates pour chaque situation. Pour
un générateur le critère χ devient :

χ(G) =
ηQchaud

tcycle

= − W

tcycle

(4.26)

et permet ainsi de retrouver la puissance produite utilisée pour obtenir l’efficacité
de Curzon-Ahlborn, tandis que pour un réfrigérateur χ devient :

χ(R) =
ǫQfroid

tcycle

(4.27)

ce qui correspond au critère défini par Yan et Chen [155]. Une propriété intéres-
sante de l’efficacité à χ maximum est le fait qu’on puisse retrouver une expression
indépendante des caractéristiques de la machine même dans le régime réfrigérateur :
en effet pour un réfrigérateur en couplage fort avec une symétrie chaud/froid on
obtient :

ǫχmax =
√

1 + ǫC − 1 (4.28)

avec ǫC = Tfroid/(Tchaud − Tfroid) l’efficacité de Carnot d’un réfrigérateur. Cette ex-
pression n’est toutefois plus valable si la symétrie est brisée ; la dépendance de ǫχmax

vis-à-vis de cette rupture de symétrie a été étudiée dans [159] et [160].
L’introduction de ce nouveau critère est un moyen élégant de concilier deux pré-

cédents critères, mais l’aspect conditionnel de χ rend cette démarche trop artificielle.
De plus la question de la pertinence d’un tel critère doit être posée : la puissance
a été choisie comme objectif à maximiser dans le cadre de la thermodynamique à
temps fini car elle permet de définir une plage de fonctionnement désirable délimitée
d’un côté par la puissance maximale et de l’autre par l’efficacité maximale ; pour un
réfrigérateur cette plage n’est plus délimitée par la puissance fournie à la machine
mais par la puissance de refroidissement prélevée dans le réservoir froid. En utilisant
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ǫIQfroid
au lieu de seulement IQfroid

on supprime cette idée de délimitation d’une plage
de fonctionnement pour ce concentrer sur un critère de compromis correspondant
à celui défini par Stucki pour les générateurs, ηP [106]. Ainsi avec l’utilisation du
critère χ on associe deux critères qui sont conceptuellement différents : ǫχmax ne de-
vrait pas être considéré comme l’équivalent de ηCA pour les réfrigérateurs car ces
deux grandeurs sont définies dans des cadres de pensée différents. Nous pouvons
même affirmer que pour un réfrigérateur endoréversible il est impossible de définir
un équivalent de ηCA puisque IQfroid

ne présente pas de maximum et ne peut donc
pas être maximisé.

Etude du cas exoréversible

Contrairement à la configuration endoréversible, il existe un maximum pour
IQfroid

pour un réfrigérateur exoréversible comme le montre la figure 4.3.b ; il n’y
a donc pas besoin de définir un nouveau critère dans ce cas : nous pouvons recher-
cher l’expression de l’efficacité au maximum de puissance de refroidissement sans
difficultés. En utilisant l’équation 4.23 nous constatons que IQfroid

est maximisé pour
un courant électrique IMPR = αTfroid/R. Dans ce cas le flux thermique provenant du
réservoir froid vaut :

I
(max)
Qfroid

=
α2T 2

froid

2R
. (4.29)

On notera que cette valeur diminue lorsque les dissipations internes, traduites par
R, augmentent. Maintenant en utilisant l’expression générale pour l’efficacité du
réfrigérateur thermoélectrique :

ǫ =
IQfroid

P
=

αTfroidI − RI2/2
α∆TI + RI2

(4.30)

nous obtenons l’efficacité au maximum de puissance de refroidissement pour cette
machine exoréversible :

ǫMPR =
ǫC

2(1 + ǫC)
(4.31)

Cette expression ne dépend pas des valeurs particulières des coefficients thermoélec-
triques de la machine, α et R, mais seulement des températures des réservoirs Tchaud

et Tfroid tout comme ηCA. Nous ne prétendons pas pour autant que cette expres-
sion soit l’équivalent de l’efficacité de Curzon-Ahlborn. L’expression 4.31 ressemble
plutôt à l’efficacité de Schmiedl-Seifert ηSS qui a été également obtenue en consi-
dérant une machine exoréversible. L’expression de ηSS fait cependant apparaître le
paramètre γ qui n’intervient pas explicitement ici. Pour obtenir une expression tota-
lement équivalente à ηSS nous considérons donc le modèle généralisé introduit dans
ce chapitre où la répartition de la chaleur dissipée à l’intérieur de la machine entre
le réservoir chaud et le réservoir froid est donnée par le coefficient γ ; on rappelle
que γ correspond à la proportion de cette chaleur renvoyée vers le réservoir chaud.
Les flux thermiques aux bornes d’une telle machine sont donc :

IQchaud
= αTchaudI + γRI2

IQfroid
= αTfroidI − (1 − γ)RI2

(4.32)

avec γ compris entre 0 et 1 (le cas thermoélectrique correspondant à 1/2).
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La maximisation de IQfroid vis-à-vis du courant électrique I est atteinte pour
IMPR = αTfroid/(2R(1 − γ)) et la puissance de refroidissement maximum vaut :

I
(max)
Qfroid

=
α2T 2

froid

4R(1 − γ)
(4.33)

tandis que l’efficacité pour ce point de fonctionnement est :

ǫMPR =
ǫC

2 + ǫC/(1 − γ)
(4.34)

Cette dernière équation doit être considérée comme l’équivalent de l’efficacité de
Schmiedl-Seifert pour un réfrigérateur. On retrouve la même structure que ηSS avec
ηC remplacée par ǫC. Si dans l’approximation ∆T ≪ Tcold souvent utilisée pour s’as-
surer que les paramètres de la machine demeurent constants, l’efficacité de Carnot
d’un générateur est très faible, c’est le contraire pour l’efficacité de Carnot d’un ré-
frigérateur. Par conséquent, dans ce cas limite, l’efficacité au maximum de puissance
de refroidissement s’approxime par :

ǫMPR ≈ 1 − γ (4.35)

Lorsque γ change, l’efficacité varie entre 0 et 1. L’efficacité au maximum de
puissance de refroidissement est ainsi très faible comparée à la valeur maximum de
l’efficacité ǫC. Le cas le plus favorable, où ǫMPR vaut alors 1, est atteint pour γ = 0
et donc pour une chaleur dissipée entièrement renvoyée vers le réservoir froid. Au
contraire, le fait d’évacuer cette chaleur dissipée dans le réservoir chaud conduit à
ǫMPR = 0. Ce résultat semble de prime abord assez contre-intuitif puisque rejeter
la chaleur dans le réservoir froid apparait contraire au bon fonctionnement d’un
réfrigérateur. Pour mieux comprendre il faut voir cette chaleur dissipée comme une
rétroaction plutôt que comme un effet secondaire néfaste. Ainsi lorsque γ = 0 le
maximum de IQfroid

est atteint pour une valeur du courant électrique I plus faible ;
puisque l’efficacité de la machine décroit quand I augmente, cela conduit à une
efficacité au maximum de puissance de refroidissement plus élevée. Au contraire si
γ = 1, la rétroaction est supprimée et le maximum de IQfroid

n’existe plus (en réalité
il est renvoyé vers une valeur de courant électrique infinie) comme cela est le cas
pour une machine endoréversible. Dans ces deux cas cependant on peut dire que la
plage de fonctionnement désirable définie précédemment correspond à la totalité des
valeurs de I puisque quand celui-ci augmente, la valeur de l’efficacité certes diminue
mais IQfroid

augmente indéfiniment.

3.4 Performances sous champ magnétique

Nous terminons ce chapitre avec un autre exemple des implications du forma-
lisme présenté dans la première section. Nous nous intéressons ici à des résultats
récents montrant la possibilité d’obtenir une efficacité élevée, proche de celle de
Carnot ηC , tout en produisant de la puissance. Cela semble assez surprenant puis-
qu’en contradiction avec les idées mises en avant jusqu’ici : le développement de
la thermodynamique à temps fini repose en effet sur l’idée qu’un compromis entre
la puissance et l’efficacité est nécessaire. Dans leur travaux, Benenti et ses collabo-
rateurs [161] affirment même qu’un générateur thermoélectrique fonctionnant dans
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des conditions où la symétrie par renversement du temps n’est plus vérifiée pourrait
avoir une efficacité au maximum de puissance qui tende vers ηC . Pour atteindre de
telles performances le système thermoélectrique doit être soumis à un champ ma-
gnétique ~B pour que la symétrie par renversement du temps soit ainsi brisée. Dans
ce cas la relation de réciprocité d’Onsager L12 = L21 n’est plus vérifiée et c’est la
relation de Onsager-Casimir qui s’applique : L12( ~B) = L21(− ~B) [53]. En l’absence de
champ magnétique, la relation de réciprocité d’Onsager est équivalente à la seconde
relation de Kelvin qui relie le coefficient Peltier Π au coefficient Seebeck α :

Π = αT (4.36)

avec T la température locale [18]. Cependant, dès lors qu’un champ magnétique est
présent, cette relation n’a plus aucune raison de s’appliquer comme l’ont souligné
Benenti et coll. [161].

Pour faciliter l’interprétation physique de nos calculs nous exprimons le coeffi-
cient Peltier sous la forme Π = αthT et de ce fait introduisons un coefficient de
Seebeck “thermique” αth. Cette écriture nous permet de garder à l’esprit que la
chaleur transportée convectivement par chaque particule dépend de la température
locale. Par conséquent, pour éviter toute confusion nous définissons également un
coefficient de Seebeck “électrique” αel. Nous distinguons ainsi la réponse électrique
du système à un gradient de température, représentée par αel, de la réponse ther-
mique du système à la présence d’un courant électrique, représentée par αth. Les
relations locales entre forces et flux peuvent alors être réexprimées :

(
~J
~JQ

)
=

(
σ αelσ

αthσT αelαthσT + κ

)(
~E

−~∇T

)
(4.37)

permettant ainsi d’envisager facilement l’existence d’une dissymétrie entre le cou-
plage électrique/thermique et le couplage thermique/électrique, c’est-à-dire αel 6= αth.

Du local au global

Comme nous l’avons fait dans la première section de ce chapitre, nous cherchons
à exprimer les flux thermiques entrant et sortant de la machine en nous appuyant sur
la relation 4.37 et sur les conditions aux limites du système qui restent T (0) = Tchaud

et T (l) = Tfroid. Au niveau local le flux thermique est donné par :

~JQ(x) = αthT (x) ~J − κ~∇T (x) (4.38)

où le terme convectif traduit le fait que chaque porteur de charge transporte une
quantité de chaleur Π = αthT . L’équation de conservation de l’énergie s’exprime
localement par :

κ~∇ · ~∇T = −| ~J |2
σ

+ (αth − αel) ~J · ~∇T (4.39)

Nous voyons apparaitre dans le membre de droite un second terme proportionnel à la
différence entre les coefficients Seebeck thermique et électrique. Avec ce terme sup-
plémentaire le profil de température n’est plus polynomial à l’intérieur du système
mais présente une dépendance exponentielle vis-à-vis de la position x :

T (x) = Tchaud +
| ~J |x

(αth − αel)σ
+

e
(αth−αel)| ~J|

κ
x − 1

e
(αth−αel)| ~J|

κ
l − 1


−∆T − | ~J |l

(αth − αel)σ


 (4.40)
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Il est possible de simplifier cette expression en effectuant un développement limité
au deuxième ordre en x. Pour cela nous utilisons le fait que la densité de courant
électrique J est toujours plus petite que αel∆Tσ/l dans la plage de fonctionnement
en générateur. Puisque nous supposons que la différence de température ∆T est
petite pour garantir que les coefficients que nous utilisons sont bien constant, on en
déduit que (αth − αel)| ~J |l/κ ≪ 1, ce qui justifie la forme quadratique suivante pour
le profil de température :

T (x) = Tchaud − ∆T

l
x +


 | ~J |2

2σκ
+

∆T

l

(αth − αel)| ~J |
2κ


 (l − x)x (4.41)

La dérivée de T par rapport à x :

dT (x)
dx

= −∆T

l
+


 | ~J |2

2σκ
+

∆T

l

(αth − αel)| ~J |
2κ


 (l − 2x) (4.42)

utilisée dans l’équation de conservation d’énergie 4.38 conduit à une forme simple
des flux thermiques entrant et sortant de la machine :

IQentrant = αthTchaudI + K0∆T − RI2

2
− (αth − αel)∆TI

2
(4.43)

IQsortant = αthTfroidI + K0∆T +
RI2

2
+

(αth − αel)∆TI

2

En l’absence de champ magnétique nous retrouvons l’équation 4.8 puisqu’alors
αth = αel. Les termes supplémentaires qui apparaissent dans l’équation 4.43 lorsque
~B 6= 0 sont liés à la brisure de la symétrie par renversement du temps et il est
intéressant de constater que la quantité de puissance thermique (αth − αel)∆TI
mise en jeu est répartie équitablement entre le réservoir chaud et le réservoir froid
tout comme la chaleur produite par effet Joule. Nous supposons pour la suite de
la discussion que les coefficients αth et αel sont de même signe : si ce n’était pas le
cas une différence de température ∆T pourrait, dans le régime générateur, entrainer
un flux thermique allant du froid vers le chaud sans qu’aucune puissance ne soit
fournie, violant simultanément le principe de Le Chatelier-Brown et la seconde loi
de la thermodynamique. Afin de mieux appréhender la signification physique de
ces termes, nous distinguons le cas |αth| > |αel| du cas |αth| < |αel|. La condition
|αth| > |αel| correspond à la situation où chaque porteur de charge transporte plus
de chaleur qu’il ne le ferait en l’absence de champ magnétique : le système doit par
conséquent évacuer cet excès. A l’inverse, lorsque |αth| < |αel|, les porteurs de charges
transportent une quantité de chaleur moins importante : ce manque est compensé
par un flux thermique entrant supérieur et un flux thermique sortant inférieur à
ceux correspondant au cas classique où ~B 6= 0.

Analyse de la production d’entropie

Il est nécessaire de vérifier si le processus associé à la brisure de symétrie par
renversement du temps respecte toujours la seconde loi de la thermodynamique.
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Pour cela nous exprimons le taux de production d’entropie qui est donné par la
différence entre le taux de production d’entropie dans le réservoir froid et celui dans
le réservoir chaud :

d∆Sc

dt
=

IQsortant

Tfroid

− IQentrant

Tchaud

(4.44)

et, en utilisant l’équation 4.43, nous obtenons :

d∆Sc

dt
= K0∆T

( 1
Tfroid

− 1
Tchaud

)
+

RI2

2

( 1
Tfroid

+
1

Tchaud

)

(4.45)

+
(αth − αel)I

2

(
Tchaud

Tfroid

− Tfroid

Tchaud

)

Le transfert de chaleur du réservoir chaud vers le réservoir froid ne peut avoir lieu
que si le taux de production d’entropie totale est positif. Puisque les deux premiers
termes du membre de droite dans l’équation 4.45, associés respectivement avec les
fuites thermiques et la production de chaleur par effet Joule, sont toujours positifs,
seul le dernier terme est susceptible à une production d’entropie négative. Comme
précédemment nous pouvons distinguer deux cas :

– Si |αth| ≥ |αel|, l’entropie ne peut qu’être produite 3 : le processus supplémen-
taire causé par la brisure de symétrie par renversement du temps est purement
dissipatif tout comme l’effet Joule.

– Si |αth| < |αel|, le dernier terme peut devenir négatif ; la destruction d’entropie
doit alors toujours être compensée par la production d’entropie associée avec
les deux premiers termes de l’équation 4.45.

Pour confirmer que cette dernière condition est bien remplie pour tous les points de
fonctionnement du générateur, nous déterminons le minimum du taux de production
d’entropie sur cette plage de fonctionnement et vérifions qu’il est positif. Le courant
électrique correspondant à ce minimum est :

I( d∆Sc
dt

)min
= −(αth − αel)∆T

2R
(4.46)

Dans le régime générateur, le courant I est compris entre le courant de circuit
ouvert, Ico = 0, et le courant en court-circuit, Icc = αel∆T/R. Par conséquent,
dans ce régime, la production minimum d’entropie correspond à un fonctionnement
en circuit-ouvert quand |αth| ≥ |αel| mais dépend des coefficients thermoélectriques
quand |αth| < |αel|. Nous soulignons ici le fait que la condition de maximisation de
l’efficacité ne correspond pas toujours à la condition de minimisation de la produc-
tion d’entropie : si la conductivité thermique K0 n’est pas nulle, l’efficacité maximum
est atteinte pour un courant électrique non nul.

En utilisant les équations 4.43 et 4.46 on obtient facilement la valeur du minimum
de la production d’entropie, et en utilisant la condition (d∆Sc/dt)min ≥ 0 nous
trouvons que :

K0 ≥ (αth − αel)2

4R
T (4.47)

3. Si αel est négatif, le courant électrique I est également négatif et dans ce cas le dernier terme
de 4.45 est bien positif.
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Figure 4.4 – Puissance normalisée P/Pmax en fonction du rendement η/ηC Pour
différentes conditions. Chaque courbe est parcourue en faisant varier le courant
électrique I. Le trait vertical représente la limite de validité de la seconde loi de la
thermodynamique, i.e. η ≤ ηC.

ce qui revient à définir une borne inférieure pour la conductance thermique. Cette
contrainte est cohérente avec la limitation de la figure de mérite ZT dans l’article de
Benenti et coll. [161]. Cette expression est également donnée dans la référence [162].

Lorsque l’on considère le cas |αth| < |αel|, un processus interne supplémentaire
convertit la chaleur en énergie électrique. L’énergie transportée par convection est
cependant déjà impliquée dans le processus thermoélectrique de base et n’est donc
pas disponible pour participer à cette conversion supplémentaire. La conversion
d’énergie associée à la rupture de symétrie par retournement du temps utilise donc
les deux sources de chaleur restantes : la chaleur produite par effet Joule, qui peut
être vue comme un sous-produit du processus thermoélectrique initial, et les fuites
thermiques K0∆T . Le processus est autorisé par les lois de la thermodynamique
tant qu’il y a assez de chaleur à convertir ; puisque l’effet Joule diminue lorsque
l’on se rapproche du point de fonctionnement en circuit ouvert, il faut s’assurer
que la chaleur associée aux fuites thermiques reste suffisante : c’est ainsi que nous
interprétons l’équation 4.47.

Puissance vs. efficacité

Pour mieux comprendre le fonctionnement du générateur thermoélectrique lorsque
l’égalité |αth| = |αel| n’est plus valable nous étudions la relation entre sa puissance
et son efficacité. En utilisant l’équation 4.43, nous exprimons facilement la puissance
électrique produite en fonction de I : P = αel∆TI − RI2, ainsi que son efficacité
η = P/IQentrant . La figure 4.4 montre la puissance P en fonction de l’efficacité η pour
différentes configurations. Nous faisons tout d’abord l’hypothèse d’un couplage fort,
donc que K0 = 0 puisque les fuites thermiques sont alors nulles. Dans la situation
sans champ magnétique, où |αth| = |αel|, on retrouve que l’efficacité maximum est
l’efficacité de Carnot, atteinte pour un courant électrique nul. Si |αth| > |αel| l’effi-
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cacité maximum est toujours atteinte pour I → 0 mais la valeur de l’efficacité dans
ce cas est plus petite que ηC :

ηmax =
ηC

αth

αel
(1 − ηC

2
) + ηC

2

(4.48)

Cette différence provient du fait que lorsqu’on s’approche du fonctionnement en
circuit ouvert, l’effet Joule devient négligeable comparé à la conversion thermo-
électrique, ce qui n’est pas le cas du processus causé par la présence du champ
magnétique car celui-ci dépend linéairement de I, tout comme la conversion ther-
moélectrique, tandis que l’effet Joule varie comme I2. Si |αth| < |αel| nous constatons
immédiatement que le fonctionnement en couplage fort correspond à un comporte-
ment non physique puisque l’efficacité du générateur peut alors atteindre des valeurs
supérieures à ηC (l’équation 4.48 reste valide).

Pour s’assurer que la seconde loi de la thermodynamique ne soit pas violée, la
conductance thermique K0 doit respecter la condition 4.47. De plus si K0 = Klim =
(αth − αel)2T/(4R), il existe un point de fonctionnement pour lequel l’entropie pro-
duite devient nulle et donc pour lequel l’efficacité vaut ηC. Pour ce point particulier,
la consommation de chaleur par le processus causé par la brisure de symétrie par
renversement du temps est exactement compensée par la production d’entropie par
effet Joule et par les fuites thermiques. La courbe de la puissance produite en fonc-
tion de l’efficacité est alors une courbe fermée, caractéristique d’une conductance
thermique non nulle, avec un unique point pour lequel η = ηC. La puissance as-
sociée à ce point est cependant différente de 0 : cette constatation fut au départ
déroutante mais donna l’espoir d’augmenter les performances des générateurs ther-
moélectriques [161]. Il faut noter que cette puissance est d’autant plus grande que
le rapport |αth|/|αel| est important.

Efficacité au maximum de puissance

Nous calculons également l’efficacité au maximum de puissance de ce système
soumis à un champ magnétique : puisque le maximum de puissance est obtenu pour
I = αel∆T/(2R), nous obtenons l’expression générale suivante :

ηPmax =
ηC

(2 − ηC) αth
αel

+ 1
2
ηC + 4KR

α2
elTchaud

(4.49)

Quand la conductance thermique K0 est égale à Klim, l’expression précédente de-
vient :

ηPmax =
ηC

1 +
(
1 − 1

2
ηC

) (
αth
αel

)2 (4.50)

L’efficacité au maximum de puissance présente alors une forme Lorentzienne vis-à-
vis de |αth|/|αel|. Nous retrouvons l’expression de Schmiedl-Seifert dans la situation
classique où |αth| = |αel| alors que Benenti et ses collaborateurs ne retrouve que la
valeur approchée ηC/2.

Relation de Kelvin

Si la conductance thermique K0 est supposée indépendante de αth et αel, alors la
seconde loi de la thermodynamique impose que |αth| ≥ |αel| quelle que soit la valeur
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du champ magnétique ~B appliqué et donc que :
{

|αth( ~B)| ≥ |αel( ~B)|
|αth(− ~B)| ≥ |αel(− ~B)| (4.51)

De plus, en utilisant la relation d’Onsager-Casimir, αth( ~B) = αel(− ~B), le système
précédent peut être réexprimé ainsi :

{
|αth( ~B)| ≥ |αel( ~B)|
|αel( ~B)| ≥ |αth( ~B)| (4.52)

Puisque αth et αel sont de signes identiques, nous en déduisons que la seule solution
possible est :

αth( ~B) = αel( ~B) (4.53)

ce qui signifie que la seconde relation de Kelvin est vérifiée même en présence d’un
champ magnétique et que par conséquent le coefficient de Seebeck est une fonction
paire de ~B. Bien que provenant d’arguments différents, une conclusion similaire a
déjà été donnée dans la référence [163]. Il est important de préciser que tous les
matériaux étudiés pour l’instant présentent effectivement un coefficient de Seebeck
pair vis-à-vis du champ magnétique [164,165].

Système mésoscopique

Récemment Saito et coll. [166] ainsi que Sánchez et Serra [167] ont proposé
simultanément un système mésoscopique théorique qui permettrait d’obtenir les
performances prédites par Benenti et coll. [161]. Ce système, en plus d’être connecté
aux deux réservoirs thermiques considérés traditionnellement, possède un troisième
réservoir/sonde introduit pour simuler un processus d’interaction inélastique sans
lequel la symétrie entre le coefficient de Seebeck et le coefficient de Peltier ne peut
être brisée.

Plus récemment encore deux articles par Brandner et coll. [168] et par Bala-
chandran et coll. [169] étudient l’impact de la présence de ce troisième réservoir sur
le comportement de ce système mésoscopique. En imposant la continuité des cou-
rants dans le système, négligée dans les deux articles de 2011 [166, 167], Brandner
et ses collaborateurs ont montré que les performances du générateur thermoélec-
trique sont alors plus modestes que celles prédites pas Benenti et coll. [161] : les
valeurs maximales de l’efficacité et de l’efficacité au maximum de puissance sont en
effet inférieures dans ce nouvel article. Ce résultat peut-être interprété comme une
augmentation de la conductivité thermique effective du générateur en raison de la
présence du troisième réservoir qui agit alors comme une conductance thermique pa-
rasite en parallèle avec le canal de conduction direct entre les deux autres réservoirs.
En effet, en imposant un flux de particules nul entre le système et le troisième réser-
voir, Brandner et coll. trouvent que la condition que doit satisfaire la conductance
effective du système est :

K0 ≥ (αth − αel)2

R
T (4.54)

qui est plus restrictive que la condition 4.47 imposée par la seconde loi de la thermo-
dynamique dans le cas d’un système connecté à deux réservoirs seulement. Il semble
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donc qu’en pratique l’introduction d’un mécanisme permettant une dissymétrie du
coefficient Seebeck conduise à une augmentation de la conductance thermique effec-
tive K0 du système telle que la seconde loi soit toujours vérifiée.

4 Résumé du chapitre

Dans ce chapitre, en nous appuyant sur l’effet Joule, nous avons mis en évi-
dence le rôle fondamental des dissipations internes dans les processus de conversion
d’énergie. Dans un premier temps nous avons montré que cette dissipation apparaît
naturellement dans le formalisme linéaire d’Onsager comme une conséquence ma-
croscopique de la description linéaire à l’échelle locale du système. Contrairement
à de récentes affirmations, les termes relatifs à l’échauffement Joule font par consé-
quent partie intégrante du formalisme linéaire : ils sont nécessaires pour garantir le
respect de la conservation de l’énergie. Nous avons ensuite illustré la nécessité de ces
dissipations lors d’un échange entre systèmes en faisant un parallèle avec le démon
de Maxwell. Nous avons poursuivi en examinant les implications des frictions dans
le formalisme de la thermodynamique à temps fini, plus particulièrement durant les
étapes adiabatiques du cycle thermodynamique qui sont souvent considérées comme
isentropiques ; les frictions garantissent dans ce cas la possibilité d’un échange avec
la charge qui apparait alors comme un réservoir de travail. Enfin, l’impact de ces
dissipations sur les performances des machines thermiques a été analysé pour deux
systèmes thermoélectriques distincts : un module fonctionnant en régime de réfrigé-
ration et un générateur dans la situation où la symétrie par renversement du temps
est brisée.
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Chapitre 5

Au-delà de la thermoélectricité

Les chapitres précédents nous ont permis de mettre en place un formalisme et
d’obtenir des résultats intéressants dans le cas des modules thermoélectriques consi-
dérés comme des modèles de systèmes thermodynamiques. Dans ce dernier chapitre
nous proposons de donner à ces résultats un caractère encore plus universel en
montrant qu’il est possible de décrire un système thermodynamique autonome en
utilisant un formalisme thermoélectrique “global”, c’est-à-dire au-delà de la seule
description locale traditionnellement associée au formalisme d’Onsager. Nous intro-
duisons en particulier une généralisation de la notion d’entropie par particule dans
le cas d’une roue à rochet telle que proposée par Feynman. Nous poursuivons en-
suite cette généralisation en proposant une prolongation de l’approche linéaire pour
inclure les systèmes non-linéaires. Nous terminons par l’application de ce modèle
général non-linéaire à la machine de Curzon-Ahlborn thermoélectrique.

1 La roue à rochet de Feynman

Feynman a introduit dans son Cours de Physique [140] un dispositif basé sur
l’utilisation d’une roue à rochet associée à un cliquet, connu sous le nom de roue
à rochet de Feynman (Feynman ratchet en anglais), pour illustrer la notion d’ir-
réversibilité, son intention étant de fabriquer un appareil susceptible de violer la
Seconde Loi de la thermodynamique. Ce dispositif est l’une des réalisations envisa-
geables pour le démon de Maxwell : le but est en effet d’extraire un travail utile d’un
réservoir thermique en mettant à profit les fluctuations thermiques, c’est-à-dire le
mouvement brownien des particules. Après en avoir rappelé le principe, nous nous
intéresserons dans cette première partie à une approximation linéaire de la roue à
rochet de Feynman.

1.1 Description du dispositif

La roue à rochet de Feynman est composée d’un axe relié d’un côté à des pales
plongées dans un gaz à une température T1 tandis que l’autre extrémité de l’axe est
reliée à une roue à rochet possédant des dents asymétriques plongée dans un gaz à
une température T2. Cette roue est associée à un cliquet qui ne l’autorise à tourner
que dans un seul sens (voir la figure 5.1). Enfin l’axe est également muni d’une poulie
à laquelle est attaché un fil sur lequel est suspendue une masse (Feynman a proposé
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Figure 5.1 – Schématisation de la roue à rochet proposée par Feynman et coll.
(extrait de [140]).

une mouche), appliquant ainsi un couple sur l’axe.

Selon Feynman pour des dimensions suffisamment petites, le mouvement brow-
nien des particules dans le réservoir 1 communique un mouvement de fluctuations
aléatoires aux pales qui se répercute sur la roue à rochet grâce à l’axe. Lorsqu’une
rotation causée par les fluctuations est suffisamment importante pour que le cliquet
passe sur la dent suivante de la roue, on observe une rupture de la symétrie des
rotations dans un sens et dans l’autre. L’effet de l’agitation thermique devient ainsi
non nulle en moyenne : la roue peut ainsi tourner toujours dans le même sens et
ainsi fournir du travail en faisant monter la masse, uniquement grâce à cette éner-
gie thermique et au fait que le cliquet dissymétrise la contribution des fluctuations.
Le fait de pouvoir extraire du travail à partir d’un réservoir thermique unique est
cependant contradictoire avec le second principe de la thermodynamique, plus par-
ticulièrement avec l’énoncé de Thomson de ce principe : “un système en contact avec
une seule source ne peut, au cours d’un cycle, que recevoir du travail et fournir de la
chaleur” [170]. Pour résoudre ce paradoxe, Feynman s’est intéressé au mécanisme de
rectification dû au cliquet et en a déduit que si les dimensions du système sont suf-
fisamment petites pour pouvoir utiliser le mouvement brownien des particules alors
le cliquet, qui doit nécessairement être muni d’un ressort pour revenir en position à
chaque passage de dent, est lui aussi soumis à des fluctuations d’origine thermique :
il peut ainsi se dégager de la roue et autoriser celle-ci à revenir sur la dent précé-
dente. Si ces fluctuations, dont la fréquence est contrôlée par la température dans
le deuxième réservoir, sont trop fréquentes alors la dissymétrie vis-à-vis du sens de
rotation de l’axe n’est plus assurée par le cliquet et dès lors il n’est plus possible
d’extraire du travail du premier réservoir. Feynman a ainsi introduit la nécessité de
considérer, comme dans toute machine thermique, l’échange thermique qu’il existe
entre les deux réservoirs d’énergie thermique. En particulier il a montré que si les
deux réservoirs sont à la même température alors ils sont en équilibre thermique et

122



CHAPITRE 5. AU-DELÀ DE LA THERMOÉLECTRICITÉ

Figure 5.2 – Schéma de principe d’une machine thermique.

ainsi aucun échange d’énergie n’a lieu en moyenne entre eux.
Cette machine a par la suite servi de référence pour l’étude des moteurs molé-

culaires qui ont un fonctionnement similaire à cette roue à rochet. Ce domaine est
particulièrement intéressant puisqu’il se situe au croisement de la physique et de la
biologie : les moteurs moléculaires sont en effet liés à la conversion d’énergie dans
certains organismes vivants. Pour une description détaillée de ce domaine, on pourra
se référer aux références [171], [172], [173] et [174]. La description de cette machine
introduite dans ce chapitre visant à mieux comprendre les phénomènes mis en jeu
pourrait donc avoir une utilité au-delà de la seule communauté des thermodynami-
ciens.

Relations constitutives

Afin d’évaluer les performances de ce dispositif en tant que machine thermique
(figure 5.2) il est nécessaire d’exprimer les flux de chaleur entrant et sortant des
réservoirs d’énergie. Dans la suite de ce chapitre le réservoir 1 sera considéré comme
le réservoir chaud, et ainsi T1 = Tchaud, tandis que le réservoir 2 sera assimilé au
réservoir froid, et ainsi T2 = Tfroid. Pour arriver aux expressions de ces flux, il faut
commencer par donner la relation entre la fréquence de sauts entre chaque dent et
les paramètres (internes et externes) de la machine. On désigne par N+ la fréquence
de saut conduisant à une rotation positive de la roue, c’est-à-dire une rotation qui
permet de soulever la masse accrochée à l’axe et ainsi de fournir un travail positif,
tandis que N− désigne la fréquence de saut conduisant à une rotation négative de la
roue qui se produit lorsque le cliquet se désengage de la roue à rochet sous l’action de
l’énergie thermique du réservoir 2. Pour obtenir un saut positif, il faut que l’énergie
thermique fournie à la pale, et ainsi à l’axe, permette de fournir l’énergie nécessaire
pour soulever la charge mais également de comprimer le ressort associé au cliquet
pour que celui-ci passe à la dent suivante. On introduit donc d’une part part l’énergie
associée à une compression du ressort, ou identiquement à un soulèvement du cliquet,
ξ, et d’autre part l’énergie nécessaire pour soulever la charge qui s’exprime comme
le produit du couple L qu’exerce la masse sur l’axe par l’angle θ entre chaque dent.
La probabilité d’un saut positif est alors proportionnelle à e−(ξ+Lθ)/(kBTchaud), avec
kB la constante de Boltzmann. Dans le cas d’un saut négatif, seule la compression
du ressort intervient et la probabilité d’un tel événement est donc proportionnelle à
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e−ξ/(kBTfroid). Les fréquences de sauts sont donc données par :

N+ = 1
t
e−(ξ+Lθ)/(kBTchaud)

N− = 1
t
e−ξ/(kBTfroid)

(5.1)

où t est un temps caractéristique. Ce temps est le même dans les deux expressions
puisque lorsque Tchaud = Tfroid et que la charge est nulle, c’est-à-dire Lθ = 0, on
doit retrouver le fait que les fréquences de saut dans un sens et dans l’autre sont
identiques pour garantir une situation d’équilibre thermique. La fréquence effective
de sauts positifs, pertinente à l’échelle macroscopique, s’obtient simplement par la
différence entre N+ et N− :

N+ − N− =
1
t

(
e−(ξ+Lθ)/(kBTchaud) − e−ξ/(kBTfroid)

)
. (5.2)

Le flux de chaleur moyen pour chaque réservoir s’exprime alors simplement
comme le produit de la fréquence effective de saut, que l’on pourrait qualifier de
“flux moyen de saut” pour conserver une terminologie proche de celle utilisée dans
les chapitres précédents, et de l’énergie entrante (sortante) dans le réservoir chaud
(froid). Puisque le réservoir chaud échange une énergie Lθ + ξ à chaque saut tandis
que le réservoir froid échange une énergie ξ, le flux thermique sortant du réservoir
thermique chaud IQchaud

et le flux thermique entrant dans le réservoir thermique
froid IQfroid

s’écrivent
IQchaud

= (N+ − N−) (Lθ + ξ)

IQfroid
= (N+ − N−) ξ

(5.3)

La puissance P fournie à la charge est alors simplement donnée par

P = IQchaud
− IQfroid

=
(
N+ − N−

)
Lθ. (5.4)

1.2 Modèle linéaire

A cause de la dépendance exponentielle de la fréquence de saut vis-à-vis du pa-
ramètre de contrôle que représente l’énergie de saut Lθ associée à la charge, il n’est
pas possible de traiter directement ce système de la même manière que pour une ma-
chine thermoélectrique. Cependant nous pouvons linéariser les relations précédentes
en prenant comme hypothèse que les énergies associées aux sauts, Lθ + ξ et ξ, sont
petites devant les énergies thermiques associées à chaque réservoir. En effectuant un
développement des fonctions exponentielles au premier ordre on obtient une forme
linéaire de l’équation 5.1 :

N+ = 1
t

(
1 − ξ+Lθ

kBTchaud

)

N− = 1
t

(
1 − ξ

kBTfroid

) (5.5)

Ainsi la fréquence effective de saut devient également une fonction affine du para-
mètre de contrôle Lθ :

N+ − N− =
1
t

(
ξ

kBTfroid

− ξ + Lθ

kBTchaud

)
(5.6)
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Pour simplifier l’écriture des différentes relations nous nous inspirons du traite-
ment de cette machine par Velasco et ses collaborateurs dans la référence [175]. Dans
cet excellent article, duquel provient d’ailleurs l’idée de linéariser la roue à rochet
de Feynman, les auteurs introduisent en particulier un paramètre (Lθ)0 qui va se
révéler très pertinent

(Lθ)0 =
(Tchaud − Tfroid) ξ

Tfroid

. (5.7)

La fréquence effective de saut prend alors une expression simple :

N+ − N− =
(Lθ)0 − Lθ

tkBTchaud

(5.8)

On constate que (Lθ)0 est la valeur de Lθ pour laquelle la fréquence N+ − N−

est nulle, ce qui peut être vu comme l’équivalent d’un fonctionnement en circuit
électrique ouvert pour un générateur thermoélectrique. Cette valeur sera désignée
comme la valeur d’arrêt du flux.

1.3 Analogie thermoélectrique

Pour aller plus loin par rapport aux relations précédentes obtenues dans [175],
nous réexprimons les flux thermiques :

IQchaud
=
(

ξ
Tfroid

)
Tchaud (N+ − N−) − tkBTchaud (N+ − N−)2

IQfroid
=
(

ξ
Tfroid

)
Tfroid (N+ − N−)

(5.9)

Sous cette forme on voit apparaitre une forte similitude avec les flux thermiques
associés à une machine thermoélectrique généralisée introduite dans le chapitre pré-
cédent dont les expressions sont :

IQchaud
= αTchaudI − γRI2

IQfroid
= αTfroidI + (1 − γ)RI2 (5.10)

On voit que ces formes sont similaires, avec γ = 1, et que de plus I et N+ − N−

jouent le même rôle. Par identification il est donc possible de trouver un analogue de
chaque paramètre thermoélectrique pour la roue à rochet de Feynman. Nous allons
détailler maintenant les expressions des “paramètres thermoélectriques” de la roue
à rochet.

Entropie par saut

On observe pour chacun des flux thermiques une contribution convective, c’est-
à-dire associée à la présence d’un flux de particules, ou plus exactement dans le cas
présent à la fréquence effective de saut. On constate comme dans le cas thermoélec-
trique que la chaleur convective n’est pas la même du côté chaud et du côté froid :
c’est le principe même de la conversion d’énergie. Si la chaleur n’est pas conservée
au cours du transfert d’énergie entre le réservoir chaud et le réservoir froid, en re-
vanche, il existe une grandeur caractéristique qui se conserve : on peut définir cette
grandeur comme une entropie par saut αFR par analogie avec le coefficient Seebeck

125



CHAPITRE 5. AU-DELÀ DE LA THERMOÉLECTRICITÉ

α qui n’est autre qu’une entropie par charge électrique [13]. Dans le cas de la roue
à rochet, cette entropie, notée αFR pour Feynman ratchet, vaut donc :

αFR =
ξ

Tfroid

(5.11)

Cette expression ne dépend alors que de l’énergie associée au ressort ξ et de Tfroid :
elle est bien indépendante de la charge externe. Il est intéressant de constater que
le valeur d’arrêt du flux de Lθ, c’est-à-dire (Lθ)0, est reliée à la différence de tem-
pérature entre les réservoirs au travers de αFR :

(Lθ)0 = αFR(Tchaud − Tfroid) (5.12)

Cela rappelle évidemment le cas thermoélectrique où α∆T correspond à la tension
de circuit ouvert.

Résistance et dissipation

On constate qu’il existe une dissipation interne de puissance, similaire à la pro-
duction de chaleur par effet Joule, qui est une fonction quadratique de la fréquence
effective de saut. Le coefficient de proportionnalité entre le flux de chaleur ainsi
produit est :

Rlin
dissip = tkBTchaud (5.13)

Cette énergie dissipée est intégralement restituée au réservoir chaud ; ainsi γ = 1
pour cette machine de Feynman contrairement à la machine thermoélectrique pour
laquelle γ = 1/2. De plus on note que cette résistance reflète non seulement les
dissipations mais qu’elle est aussi le coefficient de proportionnalité entre la fréquence
effective de saut et la “force” (Lθ)0 −Lθ. Ce résultat reflète bien le caractère linéaire
du modèle.

Conductance thermique à fréquence effective de saut nulle

Les équations 5.9 ne font apparaitre aucun terme lié à une conduction thermique,
c’est-à-dire un transfert de chaleur en l’absence d’un transport macroscopique de ma-
tière, qui se traduit ici par une fréquence effective de saut nulle. Cette constatation
est la conséquence d’une hypothèse que nous n’avons pas explicitée jusqu’ici : la
conduction de chaleur par l’axe est supposée négligeable par rapport au transport
de chaleur convectif. Par abus, nous la considérons même nulle. Cette machine fonc-
tionne donc sous l’hypothèse de couplage fort (|q| = 1) conformément aux résultats
de Gomez-Marin et Sancho [176]. Ce résultat est cependant en contradiction avec
l’article de Parrondo et Espanol [177] dans lequel ces deux auteurs reprochent au
modèle proposé par Feynman de ne pouvoir fonctionner avec l’efficacité de Carnot à
cause de pertes thermiques. Leur conclusion est toutefois discutable puisqu’ils étu-
dient le transfert de chaleur pour un système dans lequel il n’y a pas de cliquet :
le flux de chaleur constaté provient du fait qu’en l’absence de cliquet un gradient
de température entraine forcément une fréquence de saut effective non-nulle. Il en
résulte alors un transfert “convectif” entre les deux réservoirs. Pour la roue à ro-
chet de Feynman il existe cependant une condition de fonctionnement, Lθ = (Lθ)0,
pour laquelle le flux thermique échangé entre les réservoirs devient nul ; pour cette
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Machine
Paramètre Thermoélectrique Roue à rochet

linéaire

Flux utile I N+ − N−

Paramètre externe ∆V Lθ
Paramètre de couplage α αFR

Force d’arrêt α∆T αFR∆T
Résistance R Rlin

dissip

Coefficient de répartition γ 1/2 1
Conductance thermique K0 K0

à flux nul (cas du couplage fort) (= 0) (= 0)

Table 5.1 – Correspondance entre les paramètres thermoélectriques et leur équi-
valent pour la roue à rochet de Feynman.

condition particulière, le rendement de Carnot est atteint mais, conformément au
constat de la thermodynamique à temps fini, la puissance produite, proportionnelle
à la fréquence effective de saut, devient nulle.

Il est important de remarquer que la condition de couplage fort n’est atteinte
que grâce à une hypothèse que Feynman n’a jamais exprimée clairement : les parti-
cules du réservoir chaud avec une énergie supérieure à Lθ + ξ ne participent pas au
processus, tout comme les particules du réservoir froid avec une énergie supérieure à
ξ. Si le dispositif mis en place permet de comprendre l’absence de contribution des
particules de basse énergie, il est impossible de justifier la présence d’une énergie de
coupure haute. C’est donc en cela que l’hypothèse de couplage fort de cette machine
est discutable.

La correspondance entre les paramètres que nous venons de définir et ceux ren-
contrés dans le cas d’un machine thermoélectrique est résumée dans le tableau 5.1.

Discussion du modèle obtenu

Le fonctionnement de la roue à rochet de Feynman a déjà été décrit par Gomez-
Marin et Sancho grâce à un formalisme d’Onsager [176]. Leur approche se détache
cependant de l’article original de Feynman et ses co-auteurs pour considérer le mo-
dèle de Sakaguchi de cette machine [178] mais le comportement décrit reste celui de
la roue à rochet. Dans leur article ces auteurs donnent en particulier les coefficients
cinétiques Lij obtenus en considérant les forces thermodynamiques X1 = F/Tchaud et
X2 = ∆T/Tchaud où F joue le rôle de Lθ. Le premier constat est que, comme souligné
dans le chapitre précédent, les définitions des forces utilisées sont peu rigoureuses :
en effet le choix d’une température locale étant impossible dans cette situation , les
auteurs ont choisi de prendre la température du réservoir chaud comme référence.
Cet exemple illustre une fois de plus l’impossibilité de traiter un problème de flux
couplés associés à une conversion d’énergie à l’aide d’une approche de type Onsa-
ger macroscopique. Les expressions obtenues grâce à cette démarche ne sauraient
être une description thermodynamique précise du système mais seulement une ap-
proximation. L’approche proposée ici est quant-à elle exacte : une fois les relations
constitutives du système posées, plus aucune hypothèse n’est nécessaire pour obtenir
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l’efficacité de la machine.
Dans le chapitre précédent nous avons vu comment il est possible d’obtenir les

équations 5.10 à partir du formalisme d’Onsager local couplé à l’équation de conser-
vation de l’énergie. Les termes supplémentaires associés aux dissipations internes,
l’effet Joule dans le cas thermoélectrique, apparaissent alors naturellement. Ici, ces
termes ont été obtenus sans avoir recours à une description locale du système. Le
plus étonnant est que cette description locale n’existe pas : les deux réservoirs de
température sont couplés mais ne sont pas reliés par un milieu matériel. Sans cet
aspect local, le formalisme d’Onsager semble inapproprié mais nous avons vu que
ce problème peut être contourné en ayant recours directement au modèle macrosco-
pique que nous avons désigné par modèle de Onsager-Ioffe et dans lequel les flux
thermiques entrant et sortant sont exprimés séparément et prennent en compte la
dissipation interne. Ce modèle présente l’avantage d’être simple avec seulement trois
paramètres qui sont indépendants des conditions de fonctionnement de la machine :
l’entropie α transportée à chaque événement effectif (saut ou passage d’une parti-
cule chargée pour une machine thermoélectrique), la résistance R et la conductance
thermique à courant nul K0 qui vaut 0 lorsque la machine fonctionne en couplage
fort.

La chaleur transportée lors du transport convectif, c’est-à-dire à chaque saut
effectif, vaut, par analogie avec le coefficient Peltier, ΠFR = αFRT où T est la tem-
pérature au point considéré tandis que αFR traduit l’apparition d’une force motrice
analogue à la force électromotrice, la force d’arrêt αFR∆T , en réponse à la diffé-
rence de température entre les réservoirs. En d’autres termes, la relation de Kelvin
s’applique aussi au cas de la roue à rochet de Feynman. Sachant que la démons-
tration de cette relation nécessite la supposition d’une réversibilité microscopique,
comment cette dernière se manifeste-t-elle dans la description de la machine ? Cette
réversibilité microscopique se traduit par la nécessité d’avoir des temps caractéris-
tiques t identiques pour les sauts du chaud vers le froid et du froid vers le chaud,
cette condition étant imposée par la loi zéro de la thermodynamique : le respect de
l’équilibre thermique pour ∆T = 0 et Lθ = 0.

Il faut noter de plus que cette machine justifie a posteriori l’introduction ad
hoc du paramètre γ qui permet d’envisager des répartitions de la puissance dissipée
autres qu’une équipartition entre le réservoir chaud et le réservoir froid.

Enfin, certaines précautions sont à prendre lors de l’analyse de cette roue à rochet
dans une configuration où les irréversibilités externes, c’est-à-dire le couplage avec
des réservoirs thermiques idéaux externes, sont également pris en compte puisque
contrairement au cas thermoélectrique les paramètres R et αFR dépendent respecti-
vement de la température de la partie chaude et de la partie froide de la machine.
Cette propriété introduit en effet une dépendance de ces paramètres vis-à-vis de Lθ
au travers de son influence sur T1 et T2 qui ne vaudront plus alors Tchaud et Tfroid.

1.4 Efficacité au maximum de puissance

L’efficacité au maximum de puissance pour le modèle linéaire de la roue à rochet
de Feynman a été obtenue par Velasco et ses collaborateurs [175]. Ils ont nommé
cette efficacité efficacité de Feynman qui est donnée par :

ηFeynman =
ηC

2 − ηC

(5.14)
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Ce résultat est en parfait accord avec l’expression de l’efficacité de Schmiedl-Seifert
dans le cas où γ = 1 correspondant à une puissance dissipée Pdissip = Rlin

dissip (N+ − N−)2

entièrement renvoyée vers le réservoir chaud.

2 Vers un modèle non linéaire

Nous avons vu dans la section précédente que le modèle de la machine thermo-
électrique est généralement bien adapté à la description des machines autonomes
linéaires. Pour être à même de décrire le fonctionnement de la roue à rochet de
Feynman dans son fonctionnement plus général, c’est-à-dire avec une dépendance
exponentielle de la fréquence effective de saut vis-à-vis du paramètre de contrôle,
nous proposons de modifier ce modèle pour mener l’étude d’une machine dont le
comportement n’est pas linéaire.

2.1 Retour sur le modèle général de la roue à rochet

Nous réexprimons la fréquence effective de saut en utilisant les notations intro-
duites dans la section précédente :

N+ − N− =
exp

(
− ξ+Lθ

kBTchaud

)

t

(
1 − exp

(
−(Lθ)0 − Lθ

kBTchaud

))
(5.15)

On constate que la fréquence effective est réduite à zéro pour Lθ = (Lθ)0 : cette
valeur du paramètre de contrôle externe conserve donc sa signification de “valeur
d’arrêt du flux” même dans le cas non linéaire. La modification de l’expression de
N+ − N− est le seul changement par rapport au modèle linéaire ; on peut donc
réécrire les équations 5.9 sous la forme :

IQin = αFRTchaud (N+ − N−) − [(Lθ)0 − Lθ] (N+ − N−)

IQout = αFRTfroid (N+ − N−)
(5.16)

où αFR est toujours donné par la relation 5.11.
Pour conserver une expression des flux thermiques en accord avec le formalisme

développé au chapitre précédent, c’est-à-dire de la forme IQchaud
= (N+ − N−) αTchaud−

Rdissip (N+ − N−)2, nous définissons une résistance Rdissip traduisant la dissipation
interne :

Rdissip =
(Lθ)0 − Lθ

N+ − N−
(5.17)

Contrairement au cas linéaire cette résistance dépend de la valeur du paramètre
de contrôle Lθ, et donc plus généralement des conditions de fonctionnement de la
machine. Nous retrouvons bien l’expression Rlin

dissip pour un comportement linéaire
de la machine, i.e., N+ − N− = [(Lθ)0 − Lθ] /(tkBTchaud).

Pour poursuivre l’analogie avec un générateur thermoélectrique, cette description
originale de la machine doit être mise en parallèle avec la description d’un système
mésoscopique constitué d’un canal balistique unique reliant deux réservoirs d’élec-
trons à des températures différentes tel que celui décrit par Humphrey et coll. dans
la référence [47]. Si le canal est placé à une énergie suffisamment élevée par rapport
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Figure 5.3 – Comparaison de la roue à rochet de Feynman (a) et d’un générateur
thermoélectrique constitué d’un seul canal balistique (b) à l’aide d’un formalisme
de physique mésoscopique.

au niveau de Fermi, de l’ordre de plusieurs kBT , alors la statistique des électrons
peut être approximée par la distribution de Boltzmann qui est similaire à la loi de
probabilité de saut associée à la roue à rochet de Feynman. Comme nous l’avons
déjà fait remarquer dans la section précédente, pour la roue à rochet, les particules
ne peuvent contribuer au transport d’énergie que si elles possèdent une énergie bien
spécifique. Ainsi il est possible de modéliser cette machine par analogie avec la des-
cription du générateur thermoélectrique mésoscopique comme le montre la figure
5.3. La comparaison avec le générateur thermoélectrique, également décrit sur la
figure 5.3, nous indique que la seule différence est la définition du niveau d’énergie
de référence qui est celui du réservoir froid pour la roue à rochet mais qui est défini
comme l’énergie moyenne entre les potentiels électrochimiques du réservoir chaud et
du réservoir froid pour le cas thermoélectrique. Le canal balistique est dans chaque
cas placé à une énergie ξ au-dessus de cette référence. C’est cet écart qui explique
que le coefficient de répartition γ de la chaleur dissipée diffère entre ces deux ma-
chines. On retient également de cette comparaison que le coefficient 1/t intervenant
dans la probabilité de saut de la roue à rochet peut être vu comme l’équivalent du
coefficient de transmission du canal.

En réalité on pourrait dire que Feynman fut le premier à utiliser le résultat
obtenu bien plus tard par Mahan et Sofo [46] et discuté dans les références [47]
et [48] : un canal balistique unique, correspondant à une fonction de transmission
définie par une distribution de Dirac, constitue un moyen d’obtenir ZT = ∞ et donc
de rendre accessible le rendement de Carnot.

2.2 Efficacité au maximum de puissance

Tournons-nous maintenant vers l’optimisation de la puissance délivrée par cette
machine. Celle-ci vaut :

P =
(
N+ − N−

)
Lθ (5.18)

La condition de maximisation de cette puissance vis-à-vis de Lθ, dP/d(Lθ) = 0, se
traduit par :

−d (N+ − N−)
d(Lθ)

Lθ =
(
N+ − N−

)
(5.19)
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En utilisant l’équation 5.17 cette condition devient :

−d (N+ − N−)
dx

Lθ =
((Lθ)0 − Lθ)

Rdissip

(5.20)

Pour trouver un sens physique à cette condition, nous définissons une nouvelle
résistance qui cette fois traduit la variation locale de (N+ − N−) autour de la valeur
de Lθ envisagée. Cette résistance correspond à une résistance dynamique, souvent
utilisée en électronique, qui comme Rdissip dépend de la valeur de Lθ :

Rdyn = − d(Lθ)
d (N+ − N−)

(5.21)

Dans le cas particulier de la roue à rochet de Feynman, cette résistance dynamique
vaut :

Rdyn = tkBTchaud exp

(
ξ + Lθ

kBTchaud

)
(5.22)

tandis que la résistance associée à la dissipation interne vaut :

Rdissip =
(Lθ)0 − Lθ

kBTchaud

(
1 − exp

(
− (Lθ)0−Lθ

kBTchaud

))Rdyn (5.23)

La condition de maximisation 5.19 se simplifie alors pour s’écrire :

(Lθ)MP = (Lθ)0
Rdyn

Rdyn + Rdissip

(5.24)

On retrouve le fait que dans le cas linéaire où Rdyn = Rdissip le paramètre Lθ doit
valoir la moitié de la valeur conduisant à un flux nul (Lθ)0. L’écriture de la condition
de maximum de puissance sous la forme 5.24 n’apporte rien d’un point de vue
mathématique mais, comme nous allons le détailler dans la suite de cette section,
elle permet d’avoir une meilleure image physique du problème.

De manière générale l’efficacité du système vaut :

η =
P

IQchaud

=
Lθ (N+ − N−)

ξ
Tfroid

Tchaud (N+ − N−) − [(Lθ)0 − Lθ] (N+ − N−)
(5.25)

et devient pour la condition particulière de maximisation de puissance 5.24 :

ηMP = (Lθ)0
Rdyn

Rdyn + Rdissip

(
ξ

Tfroid

Tchaud − (Lθ)0
Rdissip

Rdyn + Rdissip

)−1

(5.26)

En réexprimant (Lθ)0 sous la forme

(Lθ)0 = ηCξ
Tchaud

Tfroid

(5.27)

on obtient
ηMP =

ηC

Rdissip

Rdyn
(1 − ηC) + 1

(5.28)
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qui est la forme généralisée au cas non linéaire de l’efficacité de Feynman. L’effi-
cacité au maximum de puissance est améliorée par rapport au cas linéaire quand
Rdissip/Rdyn < 1.

D’après l’équation 5.23, pour la version non-linéaire de la roue à rochet de Feyn-
man Rdyn est toujours plus petit que Rdissip : on s’attend donc à une efficacité au
maximum de puissance inférieure à l’efficacité de Feynman obtenue dans le régime
linéaire. La valeur exacte de ηMP n’est cependant pas indépendante des paramètres
de la machine thermique dans le cas présent contrairement aux efficacités de Carnot,
de Curzon-Ahlborn ou de Schmiedl-Seifert : le rapport Rdissip/Rdyn dépend en effet
de (Lθ)0 donc de l’énergie nécessaire à la compression du ressort ξ. Il n’est hélas pas
possible de trouver une forme analytique permettant d’exprimer cette dépendance.
La condition de maximisation 5.24 en fonction de (Lθ)0 uniquement donne

(Lθ)MP = kBTchaud(1 − e
−

(Lθ)0−(Lθ)MP
kBTchaud ) (5.29)

qui, comme l’ont souligné Velasco et ses collaborateurs [175], est une équation trans-
cendante, nous privant ainsi de la joie d’obtenir une solution de forme fermée.

Récemment Tu [112] a toutefois proposé une expression fermée pour l’efficacité
au maximum de puissance de cette machine. Pour cela il a rajouté une condition de
maximisation supplémentaire : il a cherché la valeur de (Lθ)0 conduisant à la puis-
sance délivrée par la machine la plus élevée. Grâce à cette contrainte supplémentaire
il en a déduit :

ηTu
MP =

ηC

1 − ln(1−ηC)
ηC

(1 − ηC)
(5.30)

Cette expression correspond aux valeurs des paramètres Lθ et (Lθ)0 :

LθMP = kB(Tchaud − Tfroid)

(Lθ)MP
0 = kB

[
(Tchaud − Tfroid) + Tchaud ln

(
Tchaud

Tfroid

)] (5.31)

qui satisfont évidemment la relation 5.29.
C’est le développement limité en terme d’efficacité de Carnot de l’équation 5.30

qui a conduit à supposer que le coefficient 1/8 pour le terme du deuxième ordre était
universel pour l’ensemble des machines thermiques présentant une symétrie [113]. Il
est amusant de constater qu’en réalité la roue à rochet de Feynman ne satisfait pas
ce critère puisque le réservoir chaud est très largement privilégié dans la répartition
de la chaleur dissipée par les irréversibilités internes de la machine (on rappelle que
γ = 1). Au vu des exemples traités dans ce manuscrit il semble qu’en réalité le
coefficient 1/8 ne joue pas vraiment de rôle particulier et que son obtention pour le
cas de la roue à rochet de Feynman relève du hasard.

2.3 Expression générale

En se basant sur la roue à rochet de Feynman nous avons vu comment il est
possible d’étendre l’étude des machines thermiques autonomes non-linéaires dans le
cas où le flux n’est plus une fonction affine du paramètre de contrôle externe. Nous
donnons maintenant les relations dans le cas général et discutons de l’intérêt des
différents paramètres introduits.
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Le point de départ est l’obtention des relations constitutives de la machine,
c’est-à-dire les expressions du flux utile I et des flux thermiques entrant et sortant
en fonction du paramètre de contrôle que l’on note x dans le cas général. La force
motrice est reflétée par la valeur du paramètre à flux utile nul, x0, et est donnée
par le produit entre l’entropie transportée par chaque particule (au sens très large)
et la différence de température entre les deux réservoirs thermiques : x0 = α∆T .
Tandis que dans le cas d’un modèle linéaire le coefficient de proportionnalité entre
le flux I et la force motrice effective x0 − x est indépendant de x et est identique
au coefficient de proportionnalité entre la puissance dissipée dans le processus de
conversion et I2, ce n’est plus le cas pour un système non linéaire. Il est donc
nécessaire de distinguer la résistance liant le flux et le paramètre de contrôle, c’est-
à-dire la résistance dynamique Rdyn qui est la dérivée locale de x par rapport à I,
de la résistance dissipative Rdissip, cette dernière étant quant à elle le rapport entre
la force motrice effective x0 − x et le flux I. L’introduction de ces deux grandeurs
n’apporte rien d’un point de vue mathématique : ces deux coefficients devant être
calculés en chaque point de fonctionnement, l’intérêt est nul. En revanche il est
assez simple et très pratique d’utiliser ces deux résistances dans le cas d’une étude
graphique : si on trace la courbe de fonctionnement de la machine, c’est-à-dire x
en fonction de I, Rdyn et Rdissip apparaissent alors respectivement, au signe près,
comme la pente de la tangente à la courbe et comme la pente de la droite reliant le
point de fonctionnement au point correspondant au courant nul (voir figure 5.4).

Par analogie avec l’équation 5.24, la puissance est maximisée lorsque le paramètre
de contrôle x vaut :

xMP = x0
Rdyn

Rdyn + Rdissip

(5.32)

L’efficacité pour ce point de fonctionnement prend alors la forme :

ηMP =
ηC

Rdissip

Rdyn
(1 − γηC) + 1

(5.33)

où Rdyn et Rdissip sont déterminées pour x = xMP et où γ reflète la proportion d’éner-
gie dissipée retournant vers le réservoir chaud. Cette expression est la généralisation
au cas non-linéaire de l’efficacité de Schmiedl-Seifert. Elle est valable pour toute
machine autonome fonctionnant avec un couplage fort. La modification par rapport
au cas linéaire est la dépendance de cette valeur vis-à-vis du rapport Rdyn/Rdissip. Il
faut noter que γ peut lui aussi dépendre de x et que la valeur de ce paramètre est
donc celle obtenue pour x = xMP.

Dans un article récent [179], Wang et Tu se sont intéressés à la question de la non
linéarité des machines thermiques. Ils ont en particulier très bien mis en évidence le
fait que la détermination des relations constitutives du système est fondamentale.
Ils étudient cependant des machines périodiques et non des machines autonomes
comme dans ce manuscrit ; les résultats obtenus sont donc difficilement comparables
mais nous retenons toutefois la classification des machines en trois catégories que
ces auteurs proposent : ils distinguent le cas linéaire, où Rdyn = Rdissip, le cas sub-
linéaire correspondant à Rdyn > Rdissip et le cas supra-linéaire correspondant à
Rdyn < Rdissip. Ces trois cas sont illustrés sur la figure 5.4 sur laquelle n’apparait
que la partie “générateur” de la courbe, c’est-à-dire la partie entre le point où le
flux utile I est nul (x = x0) et le point où la machine fonctionne à vide, i.e. avec
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Figure 5.4 – Courbes de fonctionnement des trois catégories de machine thermique :
a. linéaire, b. supra-linéaire et c. sub-linéaire.
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une charge utile nulle (x = 0) ; on appelle Ivide le flux utile pour ce point. La
machine supra-linéaire (b) présente une courbe de fonctionnement convexe ; ainsi
son efficacité au maximum de puissance ηMP est toujours supérieure ou égale à la
valeur donnée par l’efficacité de Schmiedl-Seifert linéaire tandis que la machine sub-
linéaire (c) présente une courbe de fonctionnement concave et ainsi ηMP est toujours
inférieure ou égale à ηSS. La roue à rochet de Feynman est donc une machine sub-
linéaire. De manière générale la courbe de fonctionnement d’une machine thermique
peut présenter des portions convexes et des portions concaves ; pour déterminer ηMP

seule la concavité de la courbe au point pour lequel la relation 5.32 est satisfaite
importe.

Dans un article encore plus récent où il est question des performances des mo-
teurs moléculaires à maximum de puissance [180], Tu a obtenu une condition de
maximisation identique à 5.32 et l’expression suivante pour l’efficacité au maximum
de puissance :

ηTu
MP =

1
Rdissip

Rdyn
+ 1

(5.34)

bien que le rapport Rdyn/Rdissip n’apparaisse pas sous cette forme évidemment. On
constate que l’efficacité de Carnot n’intervient pas dans cette expression : il est né-
cessaire de préciser que la machine considérée n’est pas mise en mouvement par un
transfert thermique entre deux réservoirs mais est alimentée par une source exté-
rieure. Cela se traduit concrètement par le fait que x0 n’est plus associé à ∆T mais
est une valeur fixée par ailleurs et correspond à un apport de travail ; la restriction
de Carnot limitant la conversion de chaleur en travail ne s’applique plus et on peut
considérer ηC = 1. La valeur de γ pour cette machine vaut 0 puisque la chaleur
produit par dissipation interne ne peut pas être recyclée en retournant dans le ré-
servoir chaud ; cette chaleur est perdue en étant évacuée dans l’environnement. En
remplaçant la valeur de ηC et de γ dans 5.33, on retrouve bien la formule obtenue
par Tu. Cela confirme le caractère très général de l’expression 5.33.

3 Retour sur la configuration endoréversible

Dans cette dernière section nous appliquons le modèle non linéaire que nous
venons d’introduire à la machine de Curzon-Ahlborn thermoélectrique. Pour cela
nous ne considérons plus le système comme étant uniquement la partie réversible :
nous englobons également les conductances thermiques de contact à l’intérieur de la
machine qui peut alors être vue comme une machine exoréversible non linéaire.

3.1 La machine de Curzon et Ahlborn thermoélectrique

Pour utiliser le modèle non-linéaire nous commençons par exprimer la correspon-
dance entre le cas général et ce cas particulier : le paramètre de contrôle x est ici
∆V et x0 est donc égal à α∆T . Il nous faut ensuite obtenir la relation constitutive
de la machine, c’est-à-dire la relation entre le courant électrique I et la différence
de potentiel appliquée au système ∆V . Pour des raisons de simplification nous ne
considérons ici que le cas symétrique où les conductances thermiques du côté chaud,
Kchaud, et du côté froid, Kfroid, sont égales. On désigne par Kc la conductance ther-
mique totale associée aux contacts : Kc = KchaudKfroid/(Kchaud + Kfroid). Puisque le
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Figure 5.5 – Evolution du courant électrique I en fonction de la différence de
potentiel appliquée ∆V .

générateur thermoélectrique est supposé réversible cela impose K0 = 0 et R = 0. En
exprimant la continuité du flux thermique entre la partie réversible de la machine
et les contacts on obtient les relations

αTcMI = 2Kc(Tchaud − TcM)

αTfMI = 2Kc(TfM − Tfroid)
(5.35)

qui nous permettent d’exprimer les températures aux interfaces en fonction du cou-
rant électrique I :

TcM = 2KcTchaud
2Kc + αI

TfM = 2KcTfroid
2Kc − αI

(5.36)

En utilisant le fait que ∆V = α(TcM − TfM), on obtient la relation constitutive du
système :

I =
2KcT

∆V

(
1 −

√

1 − ∆V

α2T
2 (α∆T − ∆V )

)
(5.37)

La figure 5.5 représente l’évolution de I en fonction de ∆V . On ne s’est pas limité
ici à la plage de fonctionnement en générateur, comprise entre 0 et α∆T . On constate
que lorsque la différence de potentiel appliquée à la machine devient infinie, le cou-
rant ne croît pas indéfiniment : il existe une valeur que le courant électrique ne peut
pas dépasser, 2Kc/α. Ce résultat est intéressant puisque’il indique que le choix de I
comme paramètre décrivant le point de fonctionnement de la machine doit s’accom-
pagner d’une restriction sur les valeurs que cette variable peut prendre ; on ne peut
pas en effet décrire le fonctionnement de la machine en prenant un courant électrique
variant de −∞ à +∞ : tous les points pour I au-delà de la valeur de saturation
2Kc/α n’ont aucune signification physique. Cette restriction peut être généralisée à
tous les générateurs thermoélectriques dont les conductances thermiques de contact
sont finies avec cependant des valeurs de courants de saturation différentes.
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Détermination de la résistance dynamique

La résistance dynamique Rdyn est directement reliée à la dérivée du courant
électrique par rapport à la différence de potentiel ∆V : 1/Rdyn = −dI/d∆V . En
dérivant 5.37 par rapport à ∆V , on obtient donc :

Rdyn = −∆V
2KcT − I∆V

2KcTI − 2K2
c ∆T
α

(5.38)

qui dépend effectivement du point de fonctionnement de la machine.

Détermination de la résistance dissipative

Les flux thermiques entrant et sortant de la machine thermique s’expriment
simplement comme le flux thermique convectif à chaque interface, IQchaud

= αTcMI et
IQfroid

= αTfMI. En utilisant l’expression des températures aux interfaces en fonction
du courant électrique I, équation 5.36, on obtient les relations suivantes

IQchaud
= αTchaudI − α2Tchaud

2Kc + αI I2

IQfroid
= αTfroidI + α2Tfroid

2Kc − αI I2

(5.39)

qui mettent en évidence l’apparition d’un terme proportionnel à I2 qui peut être
vu comme l’expression de la présence de dissipations ; les contacts thermiques étant
maintenant inclus dans la “boite noire” représentant la machine, les dissipations qui
leur sont associées sont en effet internes dans ce cas. Le coefficient de proportionnalité
entre cette chaleur issue des dissipations internes et I2 est la résistance dissipative
Rdissip qui vaut

Rdissip =
α2Tchaud

2Kc + αI
+

α2Tfroid

2Kc − αI
. (5.40)

Cette résistance, tout comme Rdyn dépend des conditions de fonctionnement de
la machine. En manipulant l’expression précédente, il est possible de montrer que
Rdissip = (α∆T − ∆V )/I, ce qui est en parfait accord avec l’équation 5.17.

Détermination du coefficient de répartition

Pour pouvoir obtenir l’expression de l’efficacité au maximum de puissance, il faut
également déterminer la proportion γ de la chaleur dissipée qui est renvoyée vers
le réservoir chaud. En utilisant l’expression des flux thermiques 5.39, on exprime γ
sous la forme :

γ =
α2Tchaud

2Kc+αI

Rdissip

=
Tchaud(2Kc − αI)
2KcT − αI∆T

(5.41)

On constate que cette grandeur dépend elle aussi de la valeur de I. Pour avoir
une idée des variations possibles de γ, on trace sur la figure 5.6 son évolution en
fonction du courant I. Comme nous venons de le souligner, le courant électrique I
ne peut varier en dehors de la plage (−2Kc/α,2Kc/α). Le paramètre γ évolue donc
entre 0 et 1 : la valeur 0 est prise pour un fonctionnement en réfrigérateur avec
∆V → −∞ où dans ce cas la totalité des dissipations est évacuée du côté froid ; la
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Figure 5.6 – Evolution du paramètre γ en fonction du courant électrique I. En
encart : zoom sur la plage de fonctionnement en générateur, c’est-à-dire pour I
compris entre 0 et le courant de court-circuit ICC .

valeur 1 est prise pour un fonctionnement en pompe à chaleur avec ∆V → +∞ où
dans ce cas la totalité des dissipations est évacuée du côté chaud. Cette machine ne
présente une équipartition, c’est-à-dire γ = 1/2 que pour ∆V = 0. Dans la plage
de fonctionnement en générateur (0 ≤ ∆V ≤ α∆T ), représentée dans l’encart de la
figure 5.6, la variation de γ est limitée entre 1/2 et 1/(1 + Tchaud/Tfroid).

Efficacité de Curzon-Ahlborn

La condition donnée par l’équation 5.32 dans le cas particulier de la machine
de Curzon-Ahlborn thermoélectrique conduit à une maximisation de puissance pour
une différence de potentiel appliquée ∆V qui vaut

∆VMP =
α∆T

2
(5.42)

On remarque que pour ce point Rdyn = Rdissip = (α∆T )2/8KcT (1−
√

1 − (∆T/T )2/4),
donc que pour ce point particulier la machine présente localement un comportement
linéaire, ce qui n’est pas le cas pour l’ensemble des conditions de fonctionnement. Les
deux résistances Rdyn et Rdissip sont tracées en fonction de ∆V pour le fonctionne-
ment en générateur sur la figure 5.7. On constate que la machine de Curzon-Ahlborn
symétrique présente un comportement supra-linéaire pour ∆V inférieure à α∆T/2
tandis qu’elle présente un comportement sub-linéaire au-delà. Les deux résistances
tendent vers une valeur commune lorsque l’on se rapproche du fonctionnement en
circuit ouvert.

Pour déterminer l’efficacité au maximum de puissance, il reste maintenant à
déterminer la valeur de γ pour ∆V = α∆T/2. Nous commençons pour cela par
exprimer la valeur du courant électrique pour ce point de fonctionnement en utilisant
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Figure 5.7 – Rdissip et Rdyn en fonction de la différence de potentiel appliquée à la
machine ∆V .

la relation 5.37 :
IMP =

4Kc

α∆T

(
T −

√
TfroidTchaud

)
(5.43)

En remplaçant I dans 5.41 par l’expression précédente, nous trouvons :

γMP =
1

1 +
√

Tfroid

Tchaud

(5.44)

Finalement en remplaçant Rdyn, Rdissip et γ dans 5.33, on obtient l’efficacité au
maximum de puissance de cette machine :

ηMP =
ηC

2 − 1

1+

√
Tfroid

Tchaud

ηC

= 1 −
√

Tfroid

Tchaud

= ηCA (5.45)

On retrouve évidemment la célèbre formule de Curzon et Ahlborn [16]. Cet exercice
d’application a permis de mettre en évidence plusieurs choses : tout d’abord, une
machine autonome endoréversible, dont la machine de Curzon-Ahlborn est le cas
d’école, est par nature non-linéaire : il semble illusoire de vouloir faire une descrip-
tion thermodynamique exacte en se basant sur un formalisme purement linéaire,
même au sens macroscopique du terme, i.e. avec prise en compte des dissipations.
Ensuite on constate que pour des contacts présentant une symétrie chaud/froid
(Kchaud = Kfroid), le point de fonctionnement associé au maximum de puissance cor-
respond à un comportement localement linéaire de la machine ; ainsi la déviation
de la valeur de l’efficacité au maximum de puissance par rapport à celle donnée par
le “théorème de Jacobi”, ηC/2, s’explique uniquement par l’existence d’un recyclage
interne et non à cause du facteur de non-linéarité Rdissip/Rdyn. L’importance de ce
recyclage, qui correspond au retour d’une partie de l’énergie dissipée dans le réservoir
chaud, est reflétée par le paramètre γ. C’est donc bien la valeur de ce paramètre qui
confère à ηCA son expression particulière faisant intervenir la racine du rapport des
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températures des réservoirs. Le cas non symétrique, plus complexe, ne sera pas traité
dans ce manuscrit mais son étude pourrait se révéler intéressante : cela permettrait
de déterminer si la correction par le facteur de non-linéarité intervient pour assurer
ηMP = ηCA quelle que soit la répartition des conductances thermiques de contact.

3.2 Transition entre modèles endoréversible et exoréversible

Nous généralisons le traitement effectué pour une machine autonome purement
endoréversible à une machine présentant à la fois des conductances thermiques de
contact finies et une résistance interne R. Cette machine a déjà été considérée dans le
chapitre 3 pour montrer que les configurations exoréversible et endoréversible, ainsi
que les efficacités à maximum de puissance qui leur sont associées, ne sont que des
cas limites du système présentant à la fois des irréversibilités internes et externes.
Le but est ici de retrouver les résultats obtenus au chapitre 3 en utilisant le modèle
non-linéaire que nous venons d’introduire, donc en l’absence d’approximation sur la
température du système. Nous nous limiterons une fois de plus au cas d’un système
symétrique avec Kchaud = Kfroid = 2Kc.

Une démarche similaire à celle de la section précédente nous permet d’obtenir la
relation entre le courant électrique et la différence de potentiel appliquée ∆V :

I =
2K2

c

α2 (R + α2T
Kc

)

∆V


1 −

√√√√1 − (α∆T − ∆V )∆V
K2

c

α2 (α2T
Kc

+ R)2


 (5.46)

On constate tout de suite que le terme α2T/Kc, introduit au chapitre 3 en considé-
rant le modèle de Thévenin approché du générateur électrique associé à la machine,
apparait naturellement. On remarque de plus qu’il joue exactement le même rôle
que la résistance électrique R.

On montre facilement à partir de cette expression que la puissance produite
P = I∆V est maximisée pour ∆V = α∆T/2. Le courant électrique I correspondant
à ce point de fonctionnement est alors donné par :

IMP =
4K2

c

α2 (R + α2T
Kc

)

α∆T


1 −

√√√√1 − (α∆T )2

4K2
c

α2 (α2T
Kc

+ R)2


 (5.47)

La résistance dissipative Rdissip = (α∆T − ∆V )/I au maximum de puissance vaut
donc

RMP
dissip =

α∆T

2IMP

(5.48)

D’après la condition de maximisation de puissance 5.32 et puisqu’alors ∆V =
α∆T/2, on en déduit l’égalité de la résistance dissipative et de la résistance dy-
namique en ce point de fonctionnement :

RMP
dyn = RMP

dissip (5.49)

Comme pour le cas purement endoréversible nous constatons que le système est
localement linéaire et que donc le facteur associé à la non linéarité dans l’expression
de l’efficacité au maximum de puissance n’intervient pas. Ainsi seul γ va modifier
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Figure 5.8 – Efficacité au maximum de puissance en fonction du rapport entre
les dissipations internes, symbolisées par R, et les dissipations externes, symbolisées
par α2T/Kc. Le résultat obtenu à partir de la formule 5.51 est représenté en trait
plein tandis que le résultat obtenu par simulation numérique est représenté en trait
pointillé.

la valeur de ηMP. Après un bref calcul on trouve que la valeur de ce paramètre au
maximum de puissance est :

γMP =
2IMP(α2Tc + KcR)
α∆T (αIMP + 2Kc)

(5.50)

Finalement en remplaçant les expressions de Rdyn, Rdissip et γ au maximum
de puissance dans 5.33, on obtient l’efficacité au maximum de puissance de cette
machine :

ηPmax =
ηC

2

1 + 2 Kc

α2∆T
(R + α2T

Kc
)

(
1 −

√
1 − α2∆T 2

4(αT + KcR
α

)2

)

1 − 2RK2
c ηC

α4∆T 2 (R + α2T
Kc

)

(
1 −

√
1 − α2∆T 2

4(αT + KcR
α

)2

) (5.51)

qui est une forme analytique exacte décrivant l’ensemble des systèmes possédant
à la fois des dissipations internes et des dissipations externes, c’est-à-dire associées
aux contacts avec les réservoirs thermiques. Cette expression est validée par l’accord
entre celle-ci et les résultats d’une simulation numérique basée sur le modèle exact
détaillé dans le chapitre 2 (voir figure 5.8).

L’expression 5.51 permet de plus de retrouver l’expression approchée dérivée
dans le chapitre 3 : en effectuant un développement limité au second ordre en ∆T
des racines carrées, on obtient

ηsym
Pmax

=
ηC

2

1 + ηC

2(2 − ηC)
R′′

R′′ + R

1 − ηC
4

R
R′′ + R

(5.52)
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où R′′ = α2T/Kc. Cela correspond bien à l’équation utilisée dans le chapitre 3.
La relation constitutive du système I = f(∆V ) n’est linéaire que pour une ma-

chine exoréversible. Ce point souligne la pertinence de l’introduction d’un modèle
non-linéaire pour traiter des machines ayant des contacts imparfaits avec les réser-
voirs thermiques. L’étude menée ici se limite cependant au cas symétrique ; il serait
intéressant de l’étendre au cas non-symétrique tel que cela a été fait dans le chapitre
3. On pourrait en particulier déterminer la cause du comportement particulier de
l’efficacité au maximum de puissance pour des systèmes dont les dissipations in-
ternes et externes sont du même ordre de grandeur. Cette étude demeure toutefois
assez délicate car les expressions deviennent alors difficiles à traiter (plus de par leur
taille que de par leur complexité).

4 Résumé du chapitre

Dans ce chapitre nous avons montré que le modèle mis en place pour la ma-
chine thermoélectrique se généralise aux autre machines autonomes. En examinant
le fonctionnement de la roue à rochet de Feynman, un dispositif servant de référence
pour la modélisation des moteurs moléculaires, nous avons pu mettre en évidence
la forte similitude que cette machine présente avec un générateur thermoélectrique.
En nous concentrant dans un premier temps sur la version linéaire de cette machine
nous avons pu étendre le concept d’entropie par particule au cas de la rotation de
l’axe de cette machine dent par dent et nous avons ainsi introduit une entropie
associée au saut effectif d’une dent à l’autre. La généralisation de ce formalisme
au cas général décrit par Feynman, avec une fréquence de saut ayant une dépen-
dance exponentielle vis-à-vis du paramètre de contrôle de la machine, c’est-à-dire
son lien avec l’extérieur, nous a permis de mettre en place un formalisme adapté
aux machines non-linéaires. On a distingué en particulier la résistance dynamique
du système, reliant de manière générale le flux utile au paramètre de contrôle, et la
résistance dissipative du système, reflétant la dissipation d’énergie interne du sys-
tème, dissipation inhérente au processus de conversion d’énergie. Ce formalisme a
abouti à l’obtention d’une formule généralisée mais relativement simple de l’effica-
cité au maximum de puissance pour le cas non linéaire. Nous avons enfin appliqué ce
modèle à un générateur thermoélectrique endoréversible pour retrouver l’expression
de l’efficacité de Curzon-Ahlborn. Nous avons déduit de cette analyse que le com-
portement des machines faisant intervenir des contacts dissipatifs avec les réservoirs
thermiques est non-linéaire. Ainsi le formalisme d’Onsager, basé sur la notion de
linéarité, ne semble s’appliquer qu’aux systèmes purement exoréversibles.
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Ce travail de thèse est consacré à l’étude des systèmes thermoélectriques et plus
particulièrement à leur optimisation, tant du point de vue de l’efficacité que de
la puissance délivrée. Les développements théoriques présentés dans ce manuscrit
reposent sur l’interprétation des phénomènes thermoélectriques à l’aide d’un flux
thermique convectif. Ce terme convectif est associé à un mouvement macroscopique
des porteurs de charges, s’opposant ainsi au flux thermique conductif donné par la
loi de Fourier dans la théorie de la réponse linéaire.

Cette notion de convection, déjà mise en avant par Thomson en 1856 [23], nous a
tout d’abord permis de proposer un regard nouveau sur le facteur de mérite ZT en
faisant le parallèle avec le nombre de Prandtl utilisé en mécanique des fluides. Nous
avons également pu modéliser l’interdépendance des conditions de fonctionnement
thermiques et des conditions de fonctionnement électriques. Cette interdépendance
nous a conduit à modifier le modèle traditionnel du module thermoélectrique, pro-
posé par Ioffe, pour faire apparaître des termes supplémentaires qui sont à prendre en
compte lorsque les contacts thermiques entre le module et les réservoirs thermiques
ne sont pas négligeables. Nous avons ainsi introduit les concepts de conductance
thermique effective KMTE et de résistance électrique effective RMTE.

Grâce à ce nouveau modèle, nous avons déterminé les conditions de fonction-
nement conduisant à une maximisation de l’efficacité, ainsi que celles conduisant à
une maximisation de la puissance. Pour cette seconde maximisation, les conditions
se traduisent alors simplement par des adaptations d’impédance thermique et élec-
trique simultanées. Nous avons de surcroît utilisé ce modèle pour définir les facteurs
de mérite équivalents de systèmes constitués de deux modules associés dans deux
configurations simples : la configuration parallèle et la configuration série. Ces deux
configurations présentent l’avantage de pouvoir servir de briques de base pour la
détermination du facteur de mérite équivalent de systèmes thermoélectriques plus
complexes, comme cela a récemment été montré par Vargas-Almeida et coll. [89].

Au-delà de son utilité dans la conception de dispositifs de conversion d’énergie
thermoélectriques, ce nouveau modèle présente également un intérêt pédagogique
pour l’analyse des systèmes thermodynamiques du point de vue de la thermodyna-
mique à temps fini. Ce cadre de pensée, développé dans les années 1950, propose
de prendre en compte les irréversibilités des machines thermiques afin de garantir
leur causalité ; la machine de Carnot, supposée parfaite, n’a pas, en effet, de réalité
physique. L’efficacité au maximum de puissance est alors choisie comme coefficient
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de performance de la machine. Si pendant longtemps l’efficacité de Curzon-Ahlborn
a été considérée comme la valeur maximale universelle de ce paramètre, de récents
travaux ont remis en cause le caractère universel de ce résultat en proposant une
expression différente connue sous le nom d’efficacité de Schmiedl-Seifert [111] . Dans
le chapitre 3, nous avons montré que ces deux expressions correspondent en réalité
à deux cas limites d’un système plus général pouvant être décrit par le modèle du
générateur thermoélectrique introduit au chapitre 2. Ces cas limites se distinguent
par l’origine des irréversibilités : la machine est dite endoréversible lorsque les ir-
réversibilités sont purement externes, tandis qu’elle est dite exoréversible lorsque
les irréversibilités sont purement internes. Nous avons associé l’efficacité de Curzon-
Ahlborn au modèle endoréversible et l’efficacité de Schmiedl-Seifert au modèle exo-
réversible. Ces résultats ne sont cependant valables que dans le cas où la conduction
thermique est négligeable devant la convection thermoélectrique ; cette hypothèse
est appelée hypothèse de couplage fort. Nous avons également montré que l’effica-
cité au maximum de puissance décrit un continuum de valeurs entre ces deux cas
extrêmes.

En étudiant plus particulièrement la configuration exoréversible, nous avons mon-
tré que l’augmentation de l’efficacité au maximum de puissance au-delà de la moitié
de l’efficacité de Carnot résulte de la possibilité de recycler l’énergie dissipée à l’inté-
rieur de la machine sous forme de chaleur. Cette chaleur peut en effet être réutilisée
si elle est évacuée vers le réservoir d’énergie à la température la plus élevée.

Ces travaux nous ont ainsi conduits à discuter de la signification physique des
dissipations internes et à souligner la nécessité de leur présence dans le quatrième
chapitre. A la suite de cette discussion, nous avons proposé une interprétation des
résultats récents concernant les machines dites “à faible dissipation”. Nous avons ter-
miné ce chapitre en démontrant l’intérêt de notre point de vue sur deux exemples :
la détermination des conditions de fonctionnement optimales d’un module thermo-
électrique utilisé en réfrigérateur d’une part, et l’analyse d’un générateur thermo-
électrique en présence d’un champ magnétique d’autre part.

Enfin, nous avons proposé d’étendre les résultats obtenus en utilisant l’exemple
fructueux du générateur thermoélectrique à d’autres systèmes thermodynamiques.
Ainsi, au chapitre 5, nous avons souligné l’étonnante similitude entre le fonction-
nement d’un système thermoélectrique et le fonctionnement de la roue à rochet de
Feynman, dispositif servant aujourd’hui de référence dans la description des moteurs
moléculaires. En se limitant dans un premier temps à une approximation linéaire de
la roue à rochet, nous avons mis en évidence l’existence d’un phénomène similaire
au transport de chaleur convectif rencontré lors de l’étude des phénomènes thermo-
électriques. Nous avons ainsi défini une entropie élémentaire associée à chaque saut
effectif de la roue par analogie avec le coefficient Seebeck, parfois décrit comme une
entropie par particule. La prise en compte du caractère non-linéaire de la relation
entre le paramètre de charge, c’est-à-dire le couple exercé sur l’axe de la roue, et
la fréquence de rotation de cette dernière nous a conduit à définir deux types de
résistances : une résistance liée aux dissipations et une résistance dynamique définie
comme la dérivée locale du paramètre de charge par rapport à la fréquence de rota-
tion. Ce nouveau modèle, qui généralise la description des systèmes exoréversibles
au cas non-linéaire, nous a permis d’obtenir une expression universelle de l’effica-
cité au maximum de puissance. En utilisant ce modèle pour décrire la machine de
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Curzon-Ahlborn thermoélectrique, nous avons constaté que cette machine présente
en réalité un comportement non-linéaire ; l’expression universelle donnée dans ce
chapitre permet bien cependant de retrouver le résultat de Curzon et Ahlborn.

Bien que cette thèse ait pour sujet principal l’étude et l’optimisation des généra-
teurs thermoélectriques, les résultats obtenus, notamment ceux concernant l’effica-
cité au maximum de puissance, ont une portée plus universelle. La thermoélectricité
est en effet un système modèle pour les phénomènes irréversibles, ce qui autorise une
généralisation aisée. En montrant l’intérêt de la notion de convection dans la des-
cription des phénomènes couplés et en généralisant ce concept à d’autres systèmes,
nous espérons contribuer à une meilleure compréhension des systèmes thermodyna-
miques hors-équilibre. L’étude de la roue à rochet de Feynman est un premier pas
dans cette direction puisque ce système offre la possibilité d’étendre le formalisme
introduit dans cette thèse à la modélisation des moteurs moléculaires, au cœur de
nombreuses études récentes. Ces derniers présentent un intérêt croissant pour la
communauté des thermodynamiciens puisqu’ils se situent à l’interface entre la phy-
sique et la biologie et qu’ils pourraient permettre une meilleure compréhension du
vivant.
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Annexe : Etudes expérimentales

1 Contexte

Les oxydes sont une famille de matériaux dont les propriétés thermoélectriques
sont particulièrement intéressantes [181]. Ils présentent en outre la possibilité de
pouvoir être utilisé à des températures élevées et de pouvoir être facilement nano-
structuré puisque leur dépôt en couches minces est pour la plupart bien maitrisé.
Parmi ces composés, le titanate de strontium, de formule SrTiO3, occupe une place
particulière car il est utilisé comme substrat privilégié pour la croissance d’autres
oxydes. Cet oxyde de la famille des pérovskites est un semi-conducteur possédant
une largeur de bande interdite de 3,2 eV et qui peut être dopé avec du niobium ou
du lanthane.

Des travaux récents réalisés à l’Université de Nagoya ont montré que ce maté-
riau est un candidat potentiel pour obtenir un facteur de mérite thermoélectrique
intéressant [182–184]. En utilisant des super-réseaux constitués de couches minces
de titanate de strontium et de titanate de strontium dopé par du niobium, Ohta
et coll. ont réussi à obtenir un facteur de mérite ZT estimé à 2,4 [184]. De telles
performances s’expliquent en partie par la faible conductivité thermique du tita-
nate de strontium ainsi que par sa structure de bande présentant plusieurs vallées
anisotropes qui permet d’obtenir un facteur de puissance α2σ (α étant le coeffi-
cient Seebeck et σ la conductivité électrique) relativement intéressant d’un point de
vue du transport thermoélectrique [185]. L’effet de la nanostructuration est évidem-
ment très important avec un facteur de mérite ZT vingt fois plus important pour
le super-réseau que pour le matériau massif. L’étude menée ici vise à reproduire et
approfondir les résultats obtenus par Ohta et ses collaborateurs.

Le titanate de strontium est par ailleurs un matériau dont les propriétés parfois
surprenantes ont suscité de nombreux travaux. Ainsi, dans les années 1960, ses
propriétés de transport ont été étudié en détail [186] et de la supraconductivité a
alors été mise en évidence [187]. Bien que la température critique de ce matériau
soit très faible , de l’ordre de quelques centaines de milliKelvin, l’évolution de celle-
ci en fonction de la concentration de porteur est cependant similaire à celle des
supraconducteurs dits “haute température”.

Plus récemment, en 2004, Ohtomo et Hwang ont mis en évidence l’apparition
d’une couche conductrice à l’interface entre du titanate de strontium et de l’alumi-
nate de lanthane (LaAlO3), deux matériaux isolants [188]. Depuis, de nombreuses
recherches ont été menées dans le but de déterminer l’origine de ce phénomène qui a
été associé de manière certaine à l’interface plutôt qu’au volume du matériau grâce
à des caractérisations par microscope à force atomique à pointe conductrice [189].
Parmi les hypothèse proposées, les deux théories les plus vraisemblables sont la “ca-
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tastrophe polaire” [190] et la formation de lacunes d’oxygènes dans le matériau (voir
par exemple les références [191–193]). Malgré de nombreuses thèses sur le sujet, dont
celles particulièrement intéressantes de Huijben [194], Thiel [195] et Reyren [196],
la question n’a toujours pas été tranchée. Un article récent laisse toutefois imaginer
que la présence d’aluminate de lanthane n’est pas la cause première de l’apparition
d’une interface conductrice puisque la présence d’un gaz bidimensionnel, dont les
propriétés sont analogues à cette dernière, a été mise en évidence à la surface d’un
échantillon de titanate de strontium clivé sous vide : dans ce cas, la présence d’un
second matériau n’est pas nécessaire [197].

Au-delà de l’intérêt en termes d’applications dans la conversion d’énergie, la
détermination des propriétés thermoélectriques du titanate de strontium est donc
également un outil supplémentaire pour sonder ce matériau au comportement si
exotique. Nous présentons dans cette annexe les travaux expérimentaux relatifs à la
réalisation de couches minces de titanate de strontium dopé à 20% par du niobium en
utilisant la technique de dépôt par ablation laser et à la réalisation d’un dispositif
de caractérisation des propriétés thermoélectriques de ces couches. Nous donnons
également quelques résultats préléminaires concernant cette caractérisation.

2 Réalisation et caractérisation des couches

2.1 Le substrat

Figure 9 – Image par microscopie à force atomique d’une surface de SrTiO3 après
traitement : on observe des marches dont la hauteur correspond à une maille du
réseau.

Le dépôt des couches se fait sur un substrat de SrTiO3 orienté (100). Les échan-
tillons utilisés présentent la particularité d’avoir subit un traitement chimique, dé-
veloppé par Kawasaki et coll. [198], permettant d’obtenir une surface vicinale, c’est-
à-dire une surface présentant des terrasses planes à l’échelle atomique séparées par
la hauteur d’une maille élémentaire du cristal (3,905 Å dans le cas du titanate de
strontium). Les terrasses sont de plus caractérisées par une terminaison atomique
unique : TiO2. La typologie d’un échantillon ainsi préparé est illustrée sur la figure
9.
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2.2 Dépôt par ablation laser

Figure 10 – Schéma et photographie du bâti de dépôt utilisé pour la croissance des
couches minces.

Principe et paramètres pertinents

Le principe du dépôt par ablation laser (noté PLD pour Pulsed Laser Deposi-
tion) est de focaliser un faisceau laser de forte puissance sur une cible du matériau
à déposer pour permettre à ses constituants d’être ablaté vers l’échantillon et de ve-
nir s’adsorber sur celui-ci. Cette méthode présente l’avantage d’être mise en œuvre
facilement comparativement à l’épitaxie par jets moléculaires (notée MBE pour Mo-
lecular Beam Epitaxy) qui nécessite un vide poussé, de l’ordre de 10−10 Torr contre
seulement 10−6 Torr pour la PLD. La vitesse de dépôt est de plus bien plus rapide
pour la PLD que pour la MBE. En revanche, la surface où le dépôt est homogène est
assez faible en PLD, de l’ordre de 1 cm2, nous obligeant à nous limiter à de petits
échantillons.

Les paramètres de contrôle pertinents pour la croissance des oxydes sont la tem-
pérature de l’échantillon, la pression dans l’enceinte du bâti, et plus particulièrement
la pression partielle d’oxygène, la densité de puissance du laser, la fréquence des im-
pulsions laser et la distance entre la cible et l’échantillon. L’influence de chacun de
ces paramètres est étudiée en détails dans le livre de Chrisey et Hubler [199].

Le bâti de dépôt utilisé au cours de cette thèse est schématisé sur la figure 10. Le
laser excimère Krypton-Fluor dont nous disposons possède une longueur d’onde de
248 nm. Le faisceau, après avoir été guidé jusque dans la chambre de dépôt par une
optique adaptée, est focalisé sur une cible. Celle-ci tourne sur elle-même pour éviter
qu’elle ne se creuse trop au point d’impact. Il y a en tout 12 cibles portées par un
carrousel qui permet de passer de l’une à l’autre facilement, opération nécessaire lors
de la réalisation de super-réseaux. L’échantillon est placé en regard de la cible à une
distance de 5,5 cm sur un support chauffant permettant de monter à plus de 700°C,
bien que la température typique des dépôts qui est de 600°C. La spécificité de notre
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installation est de comporter un homogénéisateur de faisceau permettant d’obtenir
à partir du profil gaussien du spot en sortie du laser un profil rectangulaire où la
répartition d’énergie est homogène. Une telle homogénéité est nécessaire pour éviter
le dépôt d’agrégats de matière néfastes à la bonne cristallinité des films. L’énergie
contenue dans une impulsion du laser est comprise entre 50 et 160 mJ, permettant
d’obtenir des densités d’énergie allant de 1 à 3,2 J/cm2 puisque le spot représente
une surface de 5mm2 sur la cible. Une description plus détaillée des spécificités de
ce bâti est donnée dans la thèse de David Estève [200].

Mécanismes mis en jeu au cours d’un dépôt

Figure 11 – Les différentes étapes du processus d’ablation.

A chaque impulsion du laser une certaine quantité de matière de la cible est
éjectée pour aller se déposer sur l’échantillon. Ce processus peut se décomposer en
4 étapes, dont les 3 premières sont illustrées sur la figure 11 :

- Interaction laser/cible L’utilisation d’un laser excimère permet d’une part
de travailler dans l’U.V. où le coefficient d’absorption des matériaux est relativement
élevé : on s’assure ainsi d’un transfert important d’énergie vers la cible. D’autre part
le temps de montée de l’énergie d’un tel laser est très court, de l’ordre de quelques
nanosecondes. Cela permet d’obtenir un mécanisme d’ablation et non une simple
évaporation thermique. Cet apport très rapide d’énergie conduit à une vaporisation
quasi instantanée d’une fine couche à la surface de la cible. Il est à noter que la
température de la surface lors de l’impact par le laser peut dépasser 10000°C et que
cette couche peut être assez dense. Ces conditions sont favorables à la formation
d’un plasma. Par la suite, l’ensemble des espèces vaporisées sera appelé la plume.

- Interaction laser/plume La formation du plasma à la surface de la cible
étant plus courte que le temps d’illumination dans le cas d’une impulsion laser de
plusieurs dizaines de nanosecondes, la “queue” du faisceau va contribuer à augmenter
d’avantage la température du plasma.

- Expansion de la plume Les interactions entre les espèces vaporisées et la
surface de la cible vont conduire le plasma à acquérir une vitesse globale perpendicu-
laire à la cible. Dans le même temps le plasma va subir une expansion adiabatique.
Si l’expansion du plasma se fait dans une atmosphère contenant d’autres espèces,
l’interaction entre le plasma et cet environnement va émettre de la lumière. Cette
luminescence va permettre de visualiser la répartition spatiale des espèces déposées :
on observe un panache en forme de plume, d’où le nom utilisé. Dans notre cas, la
plupart des dépôts se font sous une atmosphère de l’ordre de la centaine de milliTorr
de dioxygène.
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- Croissance sur le substrat Lorsque les espèces arrivent sur le substrat, elles
possèdent une énergie provenant du laser. Elles vont de plus pouvoir compter sur
l’énergie thermique liée à la température du substrat pour se déplacer à la surface
de l’échantillon. Ces deux paramètres vont influencer la manière dont la croissance
se déroule. On distingue le plus souvent quatre modes de croissance en PLD, dont 2
impliquent l’utilisation de surfaces vicinales. Le mode Step Flow garantit la meilleure
croissance : chaque atome arrivant à la surface diffuse vers un bord de marche et
chaque marche croît perpendiculairement à son bord. Dans le mode Step-Bunching,
les atomes incidents s’adsorbent également sur les bords de marche mais chaque
marche ne progresse pas à la même vitesse et cela aboutit à la formation de paquets
de marches. Ce mode peut-être particulièrement intéressant pour structurer des
interfaces entre plusieurs couches de manière originale. On retrouve enfin 2 modes ne
faisant plus intervenir la nature vicinale du substrat : la croissance bidimensionnelle
(2D), appelée aussi Frank-van der Merwe, où chaque couche atomique se remplit
complètement avant que la croissance de la couche supérieure ne commence. C’est
également le cas pour le Step Flow mais en 2D la croissance passe par la formation
d’ilots. Enfin la croissance tridimensionnelle (3D), appelée aussi Volmer-Weber, se
fait par îlots qui peuvent faire plusieurs mailles atomiques d’épaisseur. Ces deux
derniers cas sont illustrés sur la figure 12.

Figure 12 – Distinction entre croissance 2D et croissance 3D sur un échantillon
présentant une surface vicinale.

Suivi des dépôts par mesure de temps de vol

Principe Nous utilisons la lumière émise par le plasma pour le caractériser : en
faisant l’image de la plume sur un détecteur, nous pouvons déterminer à quel instant
les espèces passent en un point donné si nous utilisons un détecteur suffisamment
petit par rapport à la taille de l’image de la plume. On comprend alors le terme
temps de vol : il s’agit de la mesure du temps de parcours des particules entre le
point de la surface où elles ont été vaporisées et le point de mesure. Par la suite
nous considérerons que le problème peut-être traité en une dimension, le long de la
normale à la cible. Puisque le plasma subit une expansion adiabatique, la distribution
des vitesses est régie par une loi de distribution de Maxwell-Boltzmann excepté que
l’ensemble des particules possède une vitesse de centre de masses. En effet la plume
s’éloigne de la cible perpendiculairement à celle-ci du fait de la vitesse que lui ont
fournie les chocs entre les espèces du plasma et la surface de la cible. On obtient

151



ANNEXE . ANNEXE : ETUDES EXPÉRIMENTALES

ainsi une distribution de Maxwell Boltzmann décalée [201] :

f(v) = Av3 exp
(

− 2m

kBTeff

(v − v0)2
)

(1)

où v0 est la vitesse de centre de masse, A une constante, m la masse moyenne des
espèces du plasma et Teff la température effective de la plume. En utilisant le fait
que la taille du détecteur et la taille du spot laser sont petites devant la distance
parcourue par les espèces et que la durée de création du plasma est bien inférieure à
la durée de son expansion, on peut montrer que la densité de porteurs en un point le
long de la normale à la cible à un temps t est donnée par la relation suivante [202] :

n(t, R) = BRt−4 exp

(
− 2m

kBTeff

(
R

t
− v0

)2
)

(2)

où R est la distance entre le point de mesure et la surface de la cible et B une
nouvelle constante. Si on considère que le signal lumineux est proportionnel à la
densité du plasma, l’équation précédente va nous permettre de déterminer v0 et Teff

à partir du signal temporel relevé par le détecteur. Enfin, à partir de la connaissance
de ces deux grandeurs, on peut déterminer l’énergie moyenne par particule [203] :

Eparticule =
1
2

mv0
2 +

3
2

kBTeff (3)

Figure 13 – Schéma de principe de la mesure du temps de vol des espèces ablatées.

Dispositif de mesure Le dispositif expérimental, schématisé sur la figure 13,
est assez simple dans son principe : à l’aide d’une lentille convergente nous faisons
l’image de la plume sur un détecteur optique. Le principal problème réside dans le
fait que les temps mis en jeu sont très courts, de l’ordre de la microseconde ; le détec-
teur ainsi que l’électronique doivent donc avoir des temps de réponse extrêmement
courts. C’est pourquoi nous utilisons un photomultiplicateur comme détecteur et un
oscilloscope possédant une bande passante de 1 GHz pour effectuer l’acquisition du
signal. Pour avoir une mesure ponctuelle de la plume l’entrée du photomultiplicateur
est obstruée excepté un petit orifice de la taille d’une tête d’épingle. Cette astuce
permet également de ne pas éblouir ce détecteur qui pourrait être détérioré si le flux
lumineux incident était trop important. Le pic dû à l’illumination importante au
moment de l’impact du laser permet d’avoir une référence fiable pour déterminer le
temps de vol.
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Figure 14 – Signal associé au temps de vol pour différentes pressions.

Influence de la pression de dépôt Dans cette partie nous présentons une étude
de l’effet de la pression sur l’énergie moyenne des particules incidentes. La cible utili-
sée est constituée de SrTiO3 et le gaz utilisé est du dioxygène. La densité d’énergie a
été fixée à une valeur de 2 J/cm2 et R vaut 4 cm. La figure 14 montre les courbes ob-
tenues pour 4 pressions différentes. On constate que la vitesse la plus probable pour
les particules diminue lorsque la pression augmente. Cela peut être facilement inter-
prété en termes de frottements avec le gaz ambiant qui ont un rôle plus important
lorsque la pression augmente.

Figure 15 – Température effective Teff (en rouge) et vitesse de centre de masse v0

(en bleu) en fonction de la pression partielle de dioxygène.

Nous faisons l’hypothèse que, malgré ces interactions avec le dioxygène, la dis-
tribution des vitesses peut encore être vue comme une distribution de Maxwell-
Boltzmann décalée. Cette hypothèse est vérifiée en pratique puisque un ajustement
entre simulation et mesure est effectivement possible. Les grandeurs v0 et Teff ont
alors une signification plus locale et vont ainsi changer pour chaque valeur de R.
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Cela nous permet de conserver la définition de l’énergie moyenne des particules éta-
blie précédemment. La figure 15 présente les valeurs de chacun des paramètres pour
les différentes pressions. Nous constatons une diminution des 2 grandeurs lorsque la
pression augmente. La diminution de v0 s’explique par une force de frottement avec
le milieu ambiant, force d’autant plus importante que la pression est élevée, tandis
que la diminution de Teff peut se comprendre par le fait que l’hypothèse d’adia-
baticité de l’expansion du plasma est de moins en moins vraie lorsque la pression
augmente : une partie de l’énergie est cédée aux molécules de dioxygène.

Pression (en mTorr) Energie (en eV)
15 22,7
46 13,6
88 8,9
120 7,6

Table 2 – Energie moyenne par particule en fonction de la pression.

Lorsque l’on calcule l’énergie moyenne associée aux particules dans chaque cas,
donnée dans le tableau 2, on constate que cela se traduit par une énergie qui décroit
en fonction de la pression. La masse utilisée dans le calcul est la masse moyenne
entre un atome de strontium et un atome de titane. Les énergies obtenues sont
assez importantes, de l’ordre de la dizaine d’électron-Volts, comparativement aux
énergies des espèces lors d’une évaporation thermique, de l’ordre de la centaine de
milliélectron-Volts, mais sont caractéristiques des dépôts par ablation laser.

L’énergie des espèces incidentes est un paramètre crucial car il peut modifier le
mécanisme de croissance des oxydes [204]. En particulier des espèces trop énergé-
tiques peuvent endommager la surface ; dans ce cas, il est possible que la couche
déposée n’ait pas la stœchiométrie désirée [205]. Dans le cas du titanate de stron-
tium, il est d’autant plus important de veiller à respecter la stœchiométrie entre le
titane et le strontium qu’une modification de celle-ci a pour conséquence de modi-
fier l’intégration des dopants dans la couche [206]. La valeur de l’énergie du laser
a ainsi un impact direct sur le coefficient Seebeck des couches comme le montre la
référence [207].

Le dispositif de caractérisation présenté ici est relativement basique. Pour re-
cueillir davantage d’informations, l’utilisation d’un monochromateur pourrait être
envisagée pour faire un suivi spectroscopique permettant de connaitre la dynamique
de chacune des espèces (voir par exemple [208]).

Comparaison des couches obtenues avec la littérature

Les couches de SrTiO3 et de SrTiO3 dopé à 20% par du niobium sont déposées
dans les mêmes conditions qui sont les suivantes :

– Température = 600°C
– Pression partielle de dioxygène = 120 mTorr
– Distance cible-substrat = 5,5 cm
– Densité d’énergie = 2 J/cm2

– Taux de répétition = 2 Hz
Chaque dépôt est suivi d’un recuit de 30 minutes à 500°C sous une pression partielle
de dioxygène de 300 Torr.
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Ces paramètres conduisent à une vitesse de dépôt d’environ 0,5 Å par impul-
sion laser. Le paramètre de maille du SrTiO3 obtenu dans ces conditions est de
3,910 Å, une valeur supérieure à celle du matériau massif mais cohérente avec la
littérature [209]. Celui du Nb-SrTiO3 est compris entre 3,950 Å et 3,970 Å, des va-
leurs également conformes à la littérature [209]. La conductivité des couches dopées
vaut, en moyenne, σ = 1, 0 × 10−2 Ω.cm ; une fois de plus les valeurs de références
sont cohérentes avec ces résultats [209].

Réalisation de super-réseau

Figure 16 – Figure de diffraction obtenue pour le super-réseau (en bleu) et la
simulation correspondante (en rouge).

Afin de démontrer la qualité des dépôts et la faisabilité d’un super-réseau à base
titanate de strontium similaire à ceux utilisés dans la référence [184], nous avons
procéder à la réalisation d’un super-réseau constitué de 15 bicouches constituées
chacune de 7,1 nm de SrTiO3 et de 3,6 nm de Nb-SrTiO3. Les propriétés de chacune
de ces couches est résumée dans le tableau 3.

Matériau Paramètre Epaisseur d’une Nombre
de maille couche (en maille) d’impulsions

SrTiO3 3,916 Å 18 120
Nb-SrTiO3 3,948 Å 9 60

Table 3 – Caractéristiques des couches composant le super-réseau.

Nous avons vérifié la qualité de ce réseau à l’aide d’un spectre de diffraction
X. La figure 16 montre la courbe θ-2θ obtenue autour du pic (200) du SrTiO3. On
constate l’apparition de pics satellites caractéristiques de la présence d’un super-
réseau. Une simulation numérique, développée au cours de cette thèse et basée sur
les travaux de Maud Nemoz [210], a permis d’extraire les paramètres relatifs à la
composition de chaque couche présentés dans le tableau 3. Le très bon accord entre
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la simulation et la courbe expérimentale laisse donc supposer que la qualité du dépôt
est satisfaisante.

3 Dispositif de caractérisation thermoélectrique

Pour déterminer les propriétés thermoélectriques des couches d’oxydes, c’est-à-
dire leur conductivité électrique, leur conductivité thermique ainsi que leur coef-
ficient Seebeck, nous souhaitons mettre au point un dispositif de caractérisation
permettant de réaliser l’ensemble des mesures nécessaires. Nous devons donc pour
cela pouvoir imposer les valeurs des courants électriques et thermiques à l’intérieur
des couches minces mais également mesurer en plusieurs points le potentiel électrique
ainsi que la température.

Nous avons donc opter pour un dispositif présentant une forme de barre de Hall,
ce qui nous permettra également de déterminer, en présence d’un champ magné-
tique, la concentration de porteurs. En plus de la partie électrique présente dans
une barre de Hall classique, nous ajoutons une partie de caractérisation thermique
en plaçant des chaufferettes aux extrémités de la barre et des thermistances à inter-
valles réguliers le long du motif. De plus, pour que les caractérisations thermiques ne
soient pas perturbées par la contribution du substrat, il est nécessaire de suspendre
la couche active. L’extrémité du dispositif est schématisé sur la figure 17 tandis que
la réalisation finale est montrée dans son ensemble sur la figure 18. Le dispositif fait
500 µm de long par 80 µm de large. Sur un même échantillon de 5 mm × 5 mm, on
réalise 4 dispositifs simultanément.

Les différentes étapes nécessaires à la fabrication de ce dispositif ont été réalisées
dans la centrale de technologie Minerve, située au sein de l’IEF. Elles sont résumées
ci-dessous :

– Etape 1 : Gravure du motif principale (type barre de Hall).
Le motif est tout d’abord réalisé par photolithographie. Seule la barre de Hall
est protégée par la résine : le reste de l’échantillon sera donc gravé.
Les oxydes sont relativement dures, nous avons donc recours à une gravure par
faisceau d’ions. Des ions argon sont extraits d’un plasma par une forte tension
continue et projetés vers l’échantillon à graver. Pour garantir une bonne ho-
mogénéité de la gravure, le système utilisé est équipé d’un neutraliseur : des
électrons sont extraits d’un second plasma (également obtenu à partir d’argon)
et combinés aux ions argons issus du premier plasma, garantissant ainsi une
neutralité du faisceau. On évite ainsi que l’échantillon ne se charge électrique-
ment, ce qui conduirait à une diminution de l’efficacité et de l’homogénéité de
la gravure. L’épaisseur d’oxyde à graver est de l’ordre de la centaine de nano-
mètres. Cela correspond à un temps de gravure d’environ 20 minutes. Il est
nécessaire de réaliser cette opération sous une pression partielle de dioxygène
de l’ordre de 10−4 Torr afin d’éviter que le bombardement des ions argon ne
modifient les propriétés électriques des couches. Reagor et Butko ont en effet
démontré qu’un tel bombardement rend le titanate de strontium fortement
conducteur [211] ; cet effet est supprimé par la présence d’oxygène durant la
gravure.

– Etape 2 : Gravure pour accès des contacts électriques à la couche ac-
tive.

156



ANNEXE . ANNEXE : ETUDES EXPÉRIMENTALES

Figure 17 – Schéma du dispositif de mesures thermoélectriques vue de dessus (en
haut) et vue en coupe (en bas).

Figure 18 – Dispositif après les 5 premières étapes.
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Puisque nous avons déposé une couche de SrTiO3, isolant, au-dessus de la
couche active, il faut s’assurer que les contacts électriques se font correcte-
ment avec le Nb-SrTiO3. Pour cela nous réalisons une gravure afin de retirer
localement la couche supérieure de SrTiO3. Comme dans l’étape précédente,
après avoir défini le motif par photolithographie, nous utilisons une gravure
par faisceau d’ions. Nous n’introduisons pas cependant de dioxygène dans la
chambre de gravure : l’augmentation de conductivité du matériau suite à un
bombardement par des ions argons est ici désirable afin d’améliorer la qualité
du contact électrique.

– Etape 3 : Dépôt des contacts électriques.
Les contacts électriques sont définis par photolithographie. Une résine néga-
tives est utilisée afin de favoriser son retrait à l’issue du dépôt. On dépose par
évaporation thermique (bâti Plassis) une première couche de titane de 30 nm
que l’on passive ensuite par 150 nm d’or. L’utilisation de titane permet de
garantir non seulement une bonne adhérence du film métallique mais assure
également un contact ohmique avec le Nb-SrTiO3 [212].

– Etape 4 : Dépôt de la partie thermique.
L’ensemble de la partie thermique, c’est-à-dire les chaufferettes et les thermis-
tances, est réalisée durant la même étape. Puisque la partie thermique doit être
électriquement isolée de la couche active, nous ne déposons pas directement le
métal sur l’échantillon malgré la présence d’une couche superficielle de SrTiO3

supposée être isolante. En réalité l’isolation électrique due à cette couche n’est
pas suffisante : nous déposons donc 100 nm de nitrure de silicium, Si3N4, afin
de garantir l’isolation. On dépose ensuite, en ne retirant pas la résine servant
à définir le motif, une couche de titane puis d’or comme lors de l’étape 3. Dans
ce cas, ll titane est utilisé principalement pour ses qualités d’adhérence.

– Etape 5 : Gravure des thermistances.
Afin d’avoir une sensibilité suffisante des thermistances, nous souhaitons aug-
menter leur résistivité en réalisant pour chacune un serpentin de 500 nm de
largeur à partir d’un bloc métallique uniforme de 8 µm par 50 µm déposé au
cours de l’étape précédente. Nous avons donc une nouvelle fois recours à une
gravure par faisceau d’ions. Les motifs à graver sont cependant trop petits
pour pouvoir être défini par photolithographie : nous avons donc recours à
une lithographie électronique. Il faut noter que la résine utilisée pour cette
lithographie nécessite un recuit à 170°C. Ce recuit semble être néfaste pour
les dépôts métalliques constituant la partie thermique du dispositif comme on
peut le constater sur la figure 18. L’apparition de cloques diminue l’adhérence
du film métallique sur les couches d’oxydes. Cela n’est pas sans poser certains
problèmes au moment de la micro-soudure des contacts.

– Etape 6 : Gravure pour libération des dispositifs.
Afin de libérer les dispositifs, ceux-ci doivent être déposés sur un substrat
dont la partie inférieure peut être retirée. On utilise donc une nouvelle fois
une gravure par faisceau d’ions pour atteindre cette couche inférieure.

– Etape 7 : Libération des dispositifs.
Pour procéder à la libération des dispositifs, la méthodes envisagée consiste à
utiliser un substrat constitué d’une couche de SrTiO3 déposée sur du silicium
par MBE [213]. Dans ce cas, après la réalisation du dispositif, on peut retirer
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Figure 19 – Dispositif après libération par attaque chimique gazeuse.

le silicium à l’aide d’une gravure par attaque chimique gazeuse en utilisant
du xenon-fluor, XeF2. Les couches épitaxiées sur ce type de substrat sont
cependant trop contraintes et la libération du dispositif s’accompagne d’une
relaxation de ces contraintes qui détruit le dispositif comme le montre la figure
19. Ainsi aucun dispositif n’a pu subir les 7 étapes. La figure 18 montre un
dispositif ayant subit seulement les 5 premières étapes.

Récemment, un dispositif similaire a été développé par une équipe de l’Université
de Glasgow pour l’étude de super-réseaux Si/SiGe [214]. Le dispositif réalisé a dans
ce cas été libéré sans difficultés. Il faut cependant souligner que la maîtrise des
contraintes est meilleure pour les semi-conducteurs à base de silicium que pour les
oxydes car cette technologie est plus ancienne.

Si au cours de cette thèse aucun dispositif n’a pu être suspendu, les résultats
récents de l’équipe CTM concernant les contraintes dans les couches minces d’oxyde
sont plutôt encourageants : des poutres suspendues de LaSrMnO3 ont notamment
été obtenues.

4 Estimation du coefficient Seebeck : Résultats

préliminaires

Quelques dispositifs ont pu être réalisés mais aucun n’a pu être libéré du substrat.
Une première série de mesures préliminaires a été effectuée sur ces échantillons non
libérés. Plusieurs problèmes ont cependant fait que les thermistances n’ont pas pu
être utilisées correctement. En effet, dans un premier temps, il a fallu résoudre un
problème de fuites électriques entre la partie thermique et la partie électrique qui
empêchait toutes mesures correctes. Il a été résolu grâce à l’utilisation de nitrure
de silicium. Cependant un autre problème est survenu : la mauvaise adhérence des
films métalliques suites au recuit de la résine électronique ont posé beaucoup de
difficultés lors de la connexion du dispositif à l’aide de microsoudures. Finalement
ces thermistances n’ont pas pu être exploitées. Nous avons cependant procédé à une
estimation grossière du coefficient Seebeck d’une couche de Nb-SrTiO3. Pour cela
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Figure 20 – Image du dispositif obtenue grâce à une caméra thermique lorsque la
chaufferette est parcourue par un courant électrique de 12 mA.

nous avons relevé les tensions en deux points de mesure et, en utilisant une image
thermique du dispositif (donnée sur la figure 20), nous avons estimé le gradient de
température entre ces deux points. Nous avons alors calculé le coefficient Seebeck de
cette couche, défini comme l’opposé de la pente de la courbe donnant la différence de
tension en fonction de la différence de température entre les deux points considérés,
donnée sur la figure 21. Le gradient de température est modifié en changeant la
valeur du courant électrique circulant dans la chaufferette. Les premiers points de la
courbe sont peu significatifs car l’estimation du gradient de température est alors peu
précise. En utilisant les points où l’échauffement est plus intense on trouve une valeur
de -8 mV/K pour le coefficient Seebeck, ce qui est une valeur extrêmement élevée
pour un matériau conducteur, qui est habituellement de l’ordre de quelques µV/K.
Ce résultat est donc en contradiction avec les résultats attendu pour du titanate
de strontium aussi fortement dopé. Cette valeur aussi importante du coefficient
Seebeck s’explique sans doute par une mauvaise stœchiométrie de l’échantillon qui
a pu diminuer fortement le nombre de porteurs de charge par rapport à la valeur
attendue. Le signe négatif du coefficient Seebeck est néanmoins correct puisque les
porteurs de charges sont effectivement des électrons dans le Nb-SrTiO3.

5 Conclusions et perspectives

Au cours de cette thèse, nous avons optimisé le dépôt de couche mince de SrTiO3

et de Nb-SrTiO3 par ablation laser. Pour cela, nous avons en particulier développé
un système de mesure de temps de vol pour caractériser l’énergie des espèces arrivant
sur l’échantillon. Nous avons montré également que la croissance était suffisamment

160



ANNEXE . ANNEXE : ETUDES EXPÉRIMENTALES

Figure 21 – Evolution de la différence de potentiel électrique et fonction de la
différence de température entre deux points de mesure du dispositif.

maîtrisée pour permettre la réalisation de super-réseaux satisfaisants. Afin de dé-
terminer les propriétés thermoélectriques de ces couches minces, un dispositif de
caractérisation a été développé. Malheureusement plusieurs problèmes ont empêché
de mener à termes ce projet. Malgré tout, des progrès ont été réalisés et le prolon-
gement de ces travaux devrait conduire à la réalisation d’un dispositif viable.
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