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Résuḿe

Cet article pŕesente un mod̀ele analytique permettant de calculer le bruit
audible d’origineélectromagńetique d’une machine asynchrone sous alimen-
tation (MLI). Un sch́emaéquivalent́etendu permet le calcul des courants avec
l’ensemble des harmoniques spatiales et temporelles. Les modèles ḿecanique
et acoustique assimilent la structure du statorà un cylindréequivalent.

Après avoir d́ecrit les mod̀eles utiliśes, cet article pŕesente l’expression an-
alytique des ordres et des fréquences des raies magnétiques principales. Des
simulations sont ensuite présent́ees sur une machinèa pas fractionnaire et̀a
cage d’́ecureuil dans le cas sinusoidal, puis comparées aux ŕesultats exṕerimen-
taux. On constate que les nombres impairs d’encoches fontémerger des raies
d’ordre impair.

Machine asynchrone, bruit magńetique, vibrations, pas fractionnaire.

Abstract

An analytical model of PWM controlled induction machine was developed
in order to predict its sound power level of electromagneticorigin at variable
speed. The electromagnetic model calculates the stator androtor currents with
a multilayer single-phase equivalent circuit. The mechanical and acoustic parts
are based on a cylindrical shell stator model.

After a description of these models, this paper derives the analytical expres-
sion of main magnetic forces modes and frequencies in PWM case, including
the influence of stator windings and rotor bars space harmonics. Then, some
simulations are presented for a fractional-slot inductionmachine in sinusoidal
case, they are compared to theory and experiments. The odd slot numbers com-
bination of this motor make some odd spatial modes play an important role in
noise radiation.

Induction machine, magnetic noise, vibrations, fractional-slot winding.

Introduction

Alors que les normes acoustiques se font plus strictes dans le domaine des transport, il est devenu partic-
ulièrement important de comprendre et de savoir prédire le bruit d’originéelectromagńetique en ŕegime variable.
Les strat́egies MLI ajoutent de nombreuses harmoniques temporelles dans le spectre des forcesélectromagńetiques
qui excitent la structure du stator, augmentant le risque derésonance. Le bobinage statorique induitégalement des
harmoniques spatiales dans les courants rotoriques qui peuvent jouer un r̂ole vibratoire non-ńegligeable en charge.
Le spectre des forces excitatrices est donc caractériśe par des combinaisons complexes entre harmoniques d’espace
et harmoniques de temps. La prédiction du bruit́emis ńecessite de modéliserà la fois pŕeciśement ces forces, mais
aussi la ŕeponse dynamique de la structure.
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Cet article pŕesente un outil rapide de simulation de la machine asynchrone aliment́ee sous MLI, permet-
tant de prendre en compte l’ensemble des harmoniques spatiales et temporelles impliqúees dans la ǵeńeration
de bruit magńetique. La ḿethode permettant de trouver l’expression analytique des raies principales (ordre spa-
tial et fréquence) est exposée. Enfin, des simulations̀a vitesse variable sur une machineà pas fractionnaire sont
présent́ees et comparéesà la th́eorie. On constate que des modes impairs rayonnement significativement, et leur
origine est discut́ee.

La machinéetudíee dans ce papier est une machine asynchroneà cage d’́ecureuilà qs = 3 phases,p=2 paires
de p̂oles,Zr=21 barres au rotor etZs=27 encoches au stator. Le bobinage està pas fractionnaire puisque le nombre
d’encoches stator par pôle et par phase n’est pas entier.

Le modèleélectromagńetique

Calcul des courants

La tension d’alimentation peutêtre donńee par un sch́ema d’onduleur Simulink. Les courants stator et rotor sont
ensuites calculéesà l’aide d’une extension du schémaéquivalent monophasé fondamental1. A chaque harmonique
temporelleUn de fŕequencef s

n correspond un schéma incluant la pŕesence dem harmoniques spatiales, comme
illustré Figure 12.

Figure 1: Sch́emaéquivalent monophasé étendu

Cacul du champ radial d’entrefer

L’induction radiale d’entreferBg s’exprime sous la forme

Bg(t,αs) = Λ(t,αs) fmm(t,αs) (1)

où αs rep̀ere une position angulaire dans le référentiel fixe du stator,Λ = µ0/ge est la permeance d’entrefer par
unité de surface,ge étant la largeur effective d’entrefer etµ0 la perḿeabilit́e magńetique de l’entrefer, etfmm est la
force magńetomotrice (fmm) totale. En appliquant la loi d’Ampere sur un chemin approprié, on montre que3

fmm(t,αs) =
qs

∑
q=1

isq(t)N
s
q(αs)

︸ ︷︷ ︸

f s
mm

+
Zr

∑
b=1

irb(t)N
r
b(t,αs)

︸ ︷︷ ︸

f r
mm

(2)

où Ns
q est la fonction de bobinage 2-D, ou fonction de tours (FT), assocíeeà laq-ième phase statorique parcou-

rue par le courantisq, etNr
b est la fonction de tours associéeà lab-ième barre rotorique parcourue par le courantirb.

Remarquons que contrairementà la FT statorique, la FT rotorique dépend du temps.
Les fonctions de bobinage des phases stator et la fmm statorique de la machinéetudíee dans cette article sont

présent́ees en Figure 2.
Pour le calcul de la fmm du rotorà cage d’́ecureuil, il faut consid́erer la cage comme un circuitéquivalent̀aZr

phases avecZr boucles de courant4,5. De cette manière, les fonctions de bobinage peuvent toujoursêtre utiliśees
en prenant comme un nombre de tourséquivalent́egalà un.

Le calcul des fmm stator et rotor du motor testé ainsi que leur contenu harmonique est présent́e en Figure 2 dans
le cas sinusöıdal avec un glissement des= 3.05%. On peut voir que l’onde de fmm rotorique tendà contrebalancer
la fmm statorique (loi de Lenz). Outre le fondamentalàνr = p, la fmm rotor contient notamment les harmoniques
νr = 19 et 23 correspondantà νr = Zr ± p. On trouveégalement dans la fmm stator les harmoniquesνs = Zs± p.
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Figure 2: Sch́ema de bobinage, fonctions de bobinage et fmm stator simulées de la machine (gauche). Fmm rotor
et stator et leur harmoniques spatiales normalisées (droite).

Validation

La forme de l’induction radiale d’entrefer áet́e compaŕee avec des simulationśeléments finis (FEM) sur
diff érentes machines̀a pas raccourci en régime sinusöıdal, à vide et en non-saturé, à différentes fŕequences et
tensions. Le calcul du couple moteur et du courant de phase ont également́et́e valid́es en charge par comparaison
avec des tests et des simulations FEM6.

Le modèle mécanique

Calcul de la force excitatrice

En ńegligeant la composante tangentielle des forces de Maxwell, ainsi que les effets magnétostrictifs, le bruit
électromagńetique est engendré par la force par unité de surfacePM approxiḿee parPM = B2

g/(2µ0). Cette pression
négative tend̀a ŕeduire l’entrefer, elle prend ses maxima en face des dents stator.

Figure 3: Forme de la force radiale de Maxwell dans l’entrefer.

Calcul des vibrations

Figure 4: Forme des modes circonférentielsm= 0, m= 1, m= 2 andm= 4.

Afin de calculer les vibrations engendrées par les forces de Maxwell, on assimile le stator et la carcasse de
la machinèa un anneaúequivalent en mode libre-libre. On ne considère donc que des déformations planaires de
la machine (voir Figure 4). Cependant, une troisième dimension est indirectement prise en compte au travers du
mouvement de flexion du rotor (modem= 1). Les d́eformations statiquesYs

mω sont d’abord calculées en fonction
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des amplitudes complexesPmω de la transforḿee de Fourier bidimensionnelle de la pressionPM
7. Les d́eformations

dynamiquesYd
mω sont ensuite calculées par le biais d’un facteur d’amplification :

Yd
mω = Ys

mω [
(
1− f 2/ f 2

m

)2
+4ξ 2

m f 2/ f 2
m]−1/2 (3)

où ξm est le coefficient d’amortissement modal, etfm la fréquence naturelle du modem. ξm peut se calculer en
utilisant une loi exṕerimentale8.

Le calcul analytique des fréquences naturellesfm est ŕealiśee en assimilant le statorà un anneau2. L’effet du
bobinage est ńegligé, mais celui des dents est pris en compte en modifiant la densité de la t̂ole statorique.

Validation

Les fŕequences naturelles de la machine ontét́e calcuĺees paŕeléments finis et par expérience (marteau de choc
et méthode sinus)9. Ces ŕesultats sont comparésà la ḿethode analytique dans la table 1.

Table 1: Ŕesultats des diff́erentes ḿethodes de calcul des fréquences naturelles du stator (Hz)
m Analytique 2-D FEM Marteau de choc Méthode sinus
0 14859 14656 OR OR
1 1100 ND 1200 1273
2 2478 2364 2400 2423
3 6396 6473 6100 6210
4 12028 11898 11700 OR

Le modèle acoustique

La vitesse de vibration associée au modem estvmω = Yd
mω2π f . La puissance acoustique rayonnée par les

vibrations de modem et de fŕequencef est

Wm( f ) = ρ0c0Scσm( f ) < v2
mω > (4)

où Sc est la surface de la structure rayonnante,ρ0 la densit́e de l’air,c0 la vitesse du son, etσm le facteur de
radiation modal.σm est calcuĺee en approximant la structureà une sph̀ere pulsante ou un cylindre infini suivant les
dimensions du moteur10. Le niveau global de puissance acoustique est alors

Lw = 10log10(∑
f ,m

Wm( f )/W0), W0 = 10−12W (5)

Expression analytique des raies principales du spectre acoustique

Cette partie a pour but de caractériser le contenu spectral du bruit, qui est le même pour la force excitatrice et
les vibrations. Il ŕesulte du produit des spectres de la perméance d’entrefer et des fmm, qui peuventêtre d́etermińes
en utilisant les śeries de Fourier.

Ordres et fr équences de la perḿeance

Le développement en série de Fourier de la perḿeance s’́ecrit11,12

Λ = Λ0 +
∞

∑
ks=1

Λks cos(ksZsαs)+
∞

∑
kr=1

Λkr cos(krZr(αs−αr))+
1
2

∞

∑
ks=1

∞

∑
kr=1

Λkskr{cos((ksZs−krZr)αs+krZrαr)

+cos((ksZs+krZr)αs−krZrαr)} (6)

où l’angleαr rep̀ere le rotor dans le référentiel du stator. L’expression (6) permet de rapidement identifier les
ordres et les fŕequences de la perméance, ceux-ci sont reportés dans la table 2 où la notationfR = f1(1−s)/p est
utilisée. Lorsque deux ondes de fréquence et d’ordre( f1,m1) et ( f2,m2) sont multiplíees, elle sont source de deux
ondes supplémentaires( f1 + f2,m1 + m2) et ( f1 − f2,m1 −m2). Ces nouvelles ondes peuventêtre repŕesent́ees
par ( f1 + η12 f2,m1 + η12m2), où le symboleη12 vaut±1. Nommer ce symbole plutôt qu’utiliser±1 permet de
retrouverà partir d’une fŕequence son ordre spatial.

4



Table 2: Ordres et fréquences des ondes de perméance
Nom/Amplitude Ordres Fréquences Commentaires

P0 0 0
Ps ksZs 0 kr ,ks ≥ 1
Pr krZr −krZr fR
Psr ksZs+ηkrZr −ηkrZr fR

Dans la table 2,P0 est la perḿeance moyenneΛ0, tandis quePs etPr repŕesentent la contribution des encochages
stator et rotor, etPsr leur interaction. Les ondesPsr ne seront pas prises en compte dans cet article pour en faciliter
la lisibilit é. Il estégalement possible d’ajouter les ondes de saturation dans l’expression de la perḿeance13.

Ordres et fr équences de la fmm stator

La même analyse peutêtre faite avec les fmm. La fmm stator est le produit des courants stator de fŕequences
f s
n avec les fonctions de bobinage qui n’apportent que des harmoniques d’espaceνs. L’expression du spectre de la

fmm stator pourrait̂etre obtenu en d́eveloppant en śerie de Fourier les fonctions de bobinage stator. En revanche,
on se contente ici de réutiliser le travail de WACH 14 qui a calcuĺe le contenu harmonique des bobinagesà pas
fractionnaire. On trouve que les ordresνs engendŕees par les fonctions de bobinage sont

νs = 1,2,4,5,7, ... = |p+ εsqshs| εs = ±1,hs ∈ N (7)

Ces ŕesultats sont coh́erents avec la Figure 2. Remarquons que dans ces figures, la transforḿee de Fourier
réelle est utiliśee, ce qui ne permet pas de distinguer les directions de propagation des champs harmoniques.
L’harmonique de fmm statorνs=1 tourne en effet dans le sens opposé au fondamental donné parνs=p=2 pour
hs=0.

Ordres et fr équences de la fmm rotor

En d́eveloppant en śerie de Fourier la fonction de bobinage d’une barreNr
k, on montre2 que les harmoniques

spatiales de la fmm rotor sontνr = hrZr ± νs. Les fŕequences des courants rotoriques sont notées f r
mn, car elles

dépendent̀a la fois des courants statoriquesf s
n et du glissement harmoniquesmn. On obtient alors la table 3.

Table 3: Ordres et fréquences des fmm
Nom/Amplitude Ordre Fréquences Commentaires

Fs νs = p+ εsqshs εs f s
n hs ≥ 0

Fr νr = hrZr + εrνs νr fR+ εr f r
νsn hr ≥ 0

Ordres et fr équences du champ radial d’entrefer

Pour obtenir le spectre du champ, on réalise toutes les combinaisons possibles entre ondes de fmmet ondes de
perḿeance.

Ordres et fr équences de la force radiale d’entrefer

Enfin, pour obtenir le spectre des forces excitatrices, on réalise la combinaison de toutes les ondes de flux. Les
ondes ŕesultantes sont présent́ees dans la table 4. Néanmoins, les ordres trèsélev́es ont́et́e omis, ainsi que les raies
redondantes.

Dans le cas sinusoı̈dal, f s
n = f1, les raiesL1, L5, L6, L7 etL8 ont donc de basses fréquences (typiquement 2f1 ≤

200 Hz) et sont noýees dans le bruit ḿecanique. Les autres raies associées au fondamental des fmm (νs = νr = p,
εs = −1, εr = 1 et f r

νs1 = s f1) ont la forme suivante :

F2,3,4 = f1((1−s)
krZr

p
±|20) (8)

Elles sont associées aux ordres :
M2,3,4 = ±ksZs∓krZr ±|2p

0 (9)

Parmi ces raies, les plus importantes sontL2 car elle n’implique pas les ondes de fmm rotorique dont l’amplitude
est plus faible. Ces raies sont souvent bruyantes en régime sinusöıdal, car elles peuventêtre associéesà des ordres
faibles suivant l’encochage15. Notons que ces raies proviennent du fondamental du courantstator, elles sont donc
toujours pŕesentes dans le cas MLI.
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Table 4: Ordres et fréquences des principales raies de force. Par exemple,εr = −εs = 1, νs = νr = p, kr = ks = 1
et ηrr = −ηss= 1 donnent une raie de forceL3 d’ordreZs−Zr −2p = 2 et de fŕequence(Zr − p) fR+ f1−s f1 =
Zr f1(1−s)/p.

Nom/Amplitude Ordre Fréquence

L1 = PsFsPsFr ηssνs−ηsrνr ηssεs f s
n1
−ηsr(νr fR+ εr f r

νsn2
)

L2 = PsFsPrFs ksZs−krZr +νsηss−ν ′
sηrs krZr fR+ f s

n1
εsηss− f s

n2
ε ′sηrs

L3 = PsFsPrFr ksZs−krZr +ηssνs−ηrr νr (krZr −ηrr νr) fR+ εsηssf s
n1
− εrηrr f r

νsn2

L4 = PsFrPrFr ksZs−krZr +ηsrν ′
r −ηrr νr fR(krZr +ηsrν ′

r −ηrr νr)+ εrηsr f r
νsn1

− ε ′rηrr f r
νsn2

L5 = PrFsPrFr ηrsνs−ηrr νr ηrsεs f s
n1
−ηrr (νr fR+ εr f r

νsn2
)

L6 = P0FsP0Fs η0sνs−η ′
0sν ′

s εsη0s f s
n1
− ε ′sη ′

0s f s
n2

L7 = P0FrP0Fr η0rνr −η ′
0rν ′

r fR(η0rνr −η ′
0rν ′

r)+ εrη0r f r
νsn1

− ε ′rη ′
0r f r

νsn2

L8 = P0FrP0Fs η0rνr −η0sνs η0r(νr fR+ εr f r
νsn1

)− εsη0s f s
n2

En ŕegime non-sinusoı̈dal, les raiesL1, L5, L6, L7 et L8 peuvent avoir des fréquences beaucoup plus hautes et
donc contribuer significativement au bruitémis. On peut voir qu’elles sont associées aux ordres

M1,5,6,7,8 = 0 ou 2p (10)

dans le cas òu l’on consid̀ere les fmm fondamentales. Parmi celles-ci, les raies de plus grande amplitude sontL6

et sont de fŕequence|± f1± f s
n|. Les raiesL7 sont sans doute de moindre importance car elles sont proportionnelles

au carŕe de l’amplitude des ondes de fmm rotorique. Les autres raiesimportantes sont doncL1 etL5. Si l’on prend
le fondamental temporel du courant harmonique rotorique, leurs fŕequences sontégalement de la forme16

F1,5,6,8 = |± f1± f s
n| (11)

Résultats des simulations

Une simulation est faitèa vitesse nominalef1 = 50 Hz, sans considérer les harmoniques spatiales induites dans
les courants rotoriques. Le spectre pondéŕe A correspondant est présent́e Figure 5. On voit que le niveau atteint 58
dBA : comme on a pu l’observer pendant les tests, la machine est peu bruyante.

Figure 5: Spectre acoustique simulé dans le cas sinusoı̈dal (f1= 50 Hz,s= 3.05 %).

Le spectre vibratoire correspondant est présent́e en Figure 6, òu les raies ont́et́e coloŕees suivant la prédominance
des modes spatiaux. Ce graphe est créé en calculant artificiellement les spectres vibratoires assocíe à chaque mode
spatial. Dans l’hypoth̀ese d’un d́ecouplage des modes, il permet de voir rapidement quelles déformations spatiales
sont associéesà chaque fŕequence.

On peut voir sur cette figure que les modes principaux sontm=1, 2 et 3. Par exemple, une raie de mode 1
se produità 1935 Hz. Le mode 1 peutêtre obtenu avec 1= 3Zs−4Zr + 2p aveckr = 4. Or, la valeur 1935 Hz
corresponds bieǹa la formeF2 = f1(4(1−s)Zr

p −2) pourηss=1 etηrs=-1. De la m̂eme manìere, une raie de mode

2 = Zs−Zr −2p se produit̀a 610 Hz, ce qui correspondà l’expressionF2 = f1((1−s)Zr
p +2) Hz (kr=4, ηss=-1 et

ηrs=1). Enfin, une raie de mode 3= 4Zs−5Zr se produit̀a 2550 Hz qui est de la formeF2 = f1(5(1−s)Zr
p ) (kr=5,

ηss=ηrs=1). Ces quelques exemples montrent que les résultats de simulation sont bien conformesà la th́eorie.
Les simulations pŕećedentes montrent que les modes impairs rayonnent de manière significative. Les moteurs

asynchrones ont géńeralement des nombres d’encoches pairs. En conséquence,Zr = Zs = 0 (n désigne le reste de la
division den par 2). Dans ce cas, le bobinage està pas entier etνs = p(2qshs+εs), on a doncνs =±p. Par la suite,
le calcul montre que tous les modes de déformation sont donńees parM = 0 ce qui signifie que les modes excités
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Figure 6: Spectre vibratoire simulé dans le cas sinusoı̈dal (f1= 50 Hz,s= 3.05 %). La contribution des modesà
chaque raie áet́e mise eńevidence.

par les vibrations d’originéelectromagńetique sont uniquement pairs. Lorsqu’on utilise des nombres d’encoches
impairs, ce qui suppose réaliser un bobinagèa pas fractionnaire puisqueZs/(2pqs) ne peut pluŝetre entier, on
n’a pas ńecessairementM = 0 : la puissancéelectromagńetique apport́ee par la composante radiale des forces de
Maxwell peut se dissiper en vibrations au travers tous les modes de d́eformations de la structure, pairs ou impairs.
La puissance acoustique est donc répartie de manière plus uniforme sur les modes et si une résonance se produit,
le niveau sonore sera moindre. Cependant, la probabilité d’exciter une ŕesonance est plus importante puisque les
modes impairs peuvent aussiêtre excit́es. De la m̂eme manìere, l’utilisation d’un pas fractionnairéetale le spectre
des harmoniques spatiales de fmm : d’un côté, les amplitudes sont réduites et le bruit magnétique prenant sa source
dans les harmoniques de fmm est moindre, mais d’un autre côté, les harmoniques spatiales sont plus nombreuses
et la probabilit́e d’exciter une ŕesonance est plus grande.

Résultats exṕerimentaux

0 500 1000 1500 2000 2500 3000
−100

−80

−60

−40

−20

0

 

 

tests
simulation

2

310

8
9

11

Figure 7: Comparaison entre le spectre d’accélération vibratoire mesuré et simuĺe.

La Figure 7 pŕesente la comparaison entre les spectres d’accélération vibratoire mesuré et simuĺe à fs = 75
Hz, s = 5.6 %, en alimentation sinus. Des différences notables apparaissent en dessous de 500 Hz, elles sont
dues aux vibrations d’origine ḿecanique qui ne sont pas prises en compte dans notre modèle. On constate que
le mod̀ele pŕevoit correctement les principales raies vibratoires. On retrouve notamment la raie de fréquence
f1(4(1− s)Zr

p −2) et de mode 1 près de 2800 Hz (raie 3), ainsi que la raie de fréquencef1((1− s)Zr
p + 2) et de

mode 2 autour de 900 Hz (raie 2). La raie la plus importante (raie 9) pr̀es de 2400 Hz est duèa une ŕesonance de
mode 2, elle est de fréquencef1(3(1−s)Zr

p +2).

Conclusion

Un mod̀ele analytique permettant de calculer le bruitélectromagńetique d’une machine asynchrone en régime
variable et en charge áet́e pŕesent́e. Les expressions analytiques des raies acoustiques les plus dangereuses ontét́e
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démontŕees. Elles incluent l’influence des harmoniques temporelles engendŕees par tout type d’alimentation, ainsi
que les harmoniques spatiales apportées par tout type de bobinage.

Notre futur travail consistèa valider l’influence des harmoniques spatiales induites dans les courants ro-
toriques, ainsi qu’̀a inclure dans nos modèles les raies de saturation. Des simulations sous alimentation MLI
serontégalement comparées aux exṕeriences. Enfin, le modèle aét́e coupĺe à un outil d’optimisation multiobjectif
en vue de ŕealiser des moteurs réalisant un compromis bruit/rendement donné17.
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