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摘要  无轴承电机具有两套互相耦合的定子绕组, 即转矩绕组和悬浮力绕组, 对其进行解耦
控制是保证无轴承电机悬浮运行的难点和关键. 以磁链等效虚拟绕组电流概念为核心, 提出
一种简捷、可靠、准确的分析方法. 采用该分析方法, 证明了无轴承电机悬浮运行条件: PB = PM 

± 1; 得出电机旋转条件下, 在转子整个圆周内产生单一方向的稳定的径向悬浮力必须满足的
条件——悬浮力绕组与转矩绕组相序相同、电流频率相等. 在此基础上, 给出实现无轴承电机
悬浮运行的控制策略, 并对表面贴装式无轴承永磁同步电机样机进行了实验研究. 实验结果
表明: 基于该分析方法, 对无轴承永磁同步电机径向悬浮力的理论分析与实验结果相吻合, 并
能得到稳定的、可靠的径向悬浮力, 从而证明了该控制策略的正确性与可行性.  
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无轴承电机转矩控制与径向悬浮力控制之间存

在耦合关系, 对其进行解耦控制是实现无轴承电机

稳定悬浮运行的关键技术. 文献[1]根据实际测定得
知 , 无轴承磁阻电机径向力与磁通密度平方差之间
的关系和传统磁轴承磁力与磁通之间的关系类似 , 
在此基础上对实验测量结果进行曲线拟合 , 得到磁
通密度与磁动势之间的函数关系式 , 由此得到径向
力最大时的力/电流系数与转矩绕组电流之间的函数
关系曲线, 据此得出当转矩绕组电流为 4~5 A时可得
到最有效径向力的结论 . 这种基于曲线拟合与数学
推导的分析方法 , 对结构已经确定的无轴承电机控
制参数的在线估计具有一定的理论指导意义. 文献[2]
通过在电路拓扑结构图中标识磁极的方法来研究桥

式配置单相无轴承电机的绕组连接方案 , 在电机结
构示意图中标识转矩绕组磁链与悬浮力绕组磁链分

布状况来研究径向力的产生情况 , 采用二维有限元
分析方法来验证这种无轴承电机的基本特性 . 这些
形象化分析方法的采用 , 使得对无轴承电机的分析
变得简捷、直接, 而且能够了解到气隙磁场更具体的

情况, 但是用于控制策略的研究仍比较困难[3~6]. 文
献[7]将永磁体磁链看作由转矩绕组中的等效电流产
生 , 进而由磁链矩阵方程推导得出径向力的函数表
达式 . 这种将永磁体磁链等效为转矩绕组电流的分
析方法, 使磁链方程的推导更容易操作.  

本文从文献[7]的方法出发, 将由磁链等效得到
的实际绕组中的电流扩展至存在于跨越不同物质空

间的虚拟绕组中的电流 , 这种虚拟绕组的分布状况
仅由磁链的分布状况决定 , 而不受电机实际机械结
构的限制, 而且, 针对不同情况下的分析, 可以采用
不同分布状况的载流等效虚拟绕组 . 借助这种磁链
分布状况到载流虚拟绕组分布状况的等效过程 , 可
以将无轴承电机内用于产生转矩的磁场与用于产生

径向悬浮力的磁场之间的相互作用关系转化为载流

虚拟绕组之间的相互作用关系 . 这种处理过程可以
避开磁场的不易操作性 , 转而对载流虚拟绕组的分
布关系进行分析, 通过这种便于操作的结构分析, 可
以间接地得到磁场之间的相互作用效果 . 基于这种
分析方法, 可以建立起系统的、严格的关于无轴承电
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机径向悬浮力控制的理论基础.  

1  磁链等效虚拟绕组电流分析方法 
电机整距绕组在气隙空间内产生矩形波磁动势, 

其中基波磁动势极对数与原矩形波磁动势极对数相

等, ν次谐波磁动势最大幅值是基波磁动势最大幅值
的 1/ν[8]. 因此, 可以通过占主要部分的基波磁动势
对整距绕组进行基本特性的分析 , 这种分析方法与
实际情况误差不大 , 而且便于对磁动势进行矢量合
成[1,2,9,10]. 假设电机气隙磁导率各处均匀, 忽略定、
转子铁芯内的磁压降, 对于气隙空间内的磁场分布, 
认为是由一系列载流虚拟绕组产生的 , 这种虚拟绕
组的极对数与原气隙磁场极对数相等 , 其分布情况
则根据具体分析内容而灵活设计 . 本文采用了整距
形式的虚拟绕组 , 定义该虚拟绕组可以根据原磁场
的变化而做相应的旋转运动 , 定义该虚拟绕组中的
电流形式为直流, 各虚拟绕组之间无互感效应. 磁链
等效虚拟绕组的存在形式如图 1所示.  

为了便于阐述 , 本文将这种借助载流磁链等效
虚拟绕组分析无轴承电机内各磁场之间相互作用的

分析方法定义为“磁链等效虚拟绕组电流分析方法”, 
与之相应的其他概念列于表 1中.  

根据分布情况 , 等效虚拟转矩绕组与等效虚拟
悬浮力绕组可以构成多种结构形式 , 其中强化因子
与弱化因子是两种最基本的组合结构形式, 如图 2(a)
和 2(b)所示, 其中大尺寸绕组与小尺寸绕组分别对应
两种虚拟绕组 . 强化因子由中心线重合的两种虚拟
绕组元件组合得到 , 且两种虚拟绕组分别对应的磁
场互相增强, 从而产生了最大磁动势; 弱化因子也由
中心线重合的两种虚拟绕组元件组合得到 , 但两种
虚拟绕组分别对应的磁场互相减弱 , 从而产生了最
小磁动势. 若两种虚拟绕组元件中心线不重合, 但仍
存在空间上的包含关系 , 从而同样存在磁场互相增 

 
图 1  磁链等效虚拟绕组 

(a) 2极气隙磁场; (b) 2极磁链等效虚拟绕组; (c) 4极气隙磁
场; (d) 4极磁链等效虚拟绕组; (e) 6极气隙磁场; (f) 6极磁链

等效虚拟绕组 

 

 
图 2  等效虚拟转矩绕组与等效虚拟悬浮力绕组 

形成的绕组电流结构形式 
(a) 强化因子; (b) 弱化因子; (c) 对称式偏强化因子;  

(d) 对称式偏弱化因子 
 
强(或互相减弱)的效果, 则称这种结构形式为偏强化
因子(或偏弱化因子). 另外, 还存在二种重要的特殊 

 
表 1   磁链等效虚拟绕组电流分析方法相关概念 

概念 定义 
转矩绕组 用于产生电磁转矩的定子绕组 
悬浮力绕组 用于产生径向悬浮力的定子绕组 
转矩绕组气隙磁场 载流转矩绕组在电机气隙内产生的磁场 
悬浮力绕组气隙磁场 载流悬浮力绕组在电机气隙内产生的磁场 
气隙磁场 转矩绕组气隙磁场与悬浮力绕组气隙磁场构成的合成磁场 
等效虚拟转矩绕组 根据磁链等效原则, 由转矩绕组气隙磁链等效得到的虚拟绕组 
等效虚拟悬浮力绕组 根据磁链等效原则, 由悬浮力绕组气隙磁链等效得到的虚拟绕组 
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结构形式, 即两种元件的各一个元件边重合, 本文将
这种结构称为“对称式偏强化因子”, 如图 2(c), 或称
“对称式偏弱化因子”, 如图 2(d). 

设转矩绕组(极对数为 PM)电流与悬浮力绕组(极
对数为PB)电流产生的基波磁动势最大幅值分别为 FM

与 FB, 以下采用磁链等效虚拟绕组电流分析方法说
明无轴承电机悬浮运行条件: 转矩绕组极对数与悬
浮力绕组极对数相差 1. 假设两部分磁动势的正幅值
均位于气隙位置角α = 0 rad处(此时该处形成一个强
化因子), 则气隙空间内的合成磁动势为 
 m M M B Bcos( ) cos( )f F P F Pα α= + . (1) 
假设FM>FB(若FM<FB, 随着悬浮力绕组电流的增大 , 
可能出现径向悬浮力减弱的情况[1]), (1)式进行变换
为 

 m M M B Bcos( ) cos( )f F P F Pα α= +

M B M B M B( )cos( ) [os( ) cos( )]F F P F P P
 

 α α α= − + +

( ) ( )m M Bcos cosf P P

, (2) 
式中(FM−FB)cos(PMα)是无轴承电机气隙内磁场的一
部分, 是对称分布的平衡磁场, 不会产生麦克斯韦径
向悬浮力, 因此可以去掉, 不予考虑. 为了表达简单, 
且认为 FB 的大小为一个单位, 则此时的气隙合成磁
动势为 

 α α′ = + . (3) 

在α = 0 rad处,  fm′ = 2, 欲产生单一径向方向上的合力, 
由电机气隙磁场的均匀性与对称性(即磁通沿气隙均
匀分布且中心对称)可知, 必须在α = π rad处使fm′ = 
0(欲产生径向合力, 在电机气隙空间内必出现fm′ = 0), 
即在该处能且只能形成一个弱化因子, 此时PM与PB

必然一个为奇数而另一个为偶数, 也即PM与PB必须

相差一个奇数. 如图 3中外层大尺寸表示虚拟悬浮力
等效绕组, 小尺寸的表示等效虚拟转矩绕组, 图 3(a)
是PM = 2, PB = 3 在α = 0 rad产生强化因子,  fm′ =2; 
在α = π rad产生弱化因子, fm′ =0, 产生的径向悬浮力
FMX. 图 3(b)是PM = 3, PB = 2的情况, 也会产生同样
方向的悬浮力. 然而, 若PM与PB差值大于 1, 可以证
明, 此时将会在α = 0 rad处与α = π rad处以外的位置
交替出现偏强化因子与偏弱化因子 , 从而不能产生
稳定的单一径向方向上的合力. 因此, 作为无轴承电
机悬浮运行的基础 , 欲产生稳定的麦克斯韦径向悬
浮力, 必须满足[1,2,11] 
 . (4) 

 
图 3  PB= PM±1产生麦克斯韦径向悬浮力 

 
但是, 对于单极式(homopolar-type)无轴承电机, 不需
要满足(4)式 [9]; 而交替极(consequent-pole)转子无轴
承电机借助了磁导率的 4 次谐波来产生与转矩绕组
气隙磁场极对数相差 1的悬浮力绕组气隙磁场, 而在
电气连接上, 悬浮力绕组极对数并不满足(4)式[4,12]. 

采用磁链等效虚拟绕组电流分析方法 , 同样可
以对洛仑兹力进行分析. 参考图3(b), 如图4所示, 为
了表达清晰, 将大尺寸等效绕组移到外侧, 外侧为等
效虚拟悬浮力绕组, 内侧为等效虚拟转矩绕组, PM = 
3, PB = 2, PB = PM−1, 图 4(a)中α = 0 rad处为强化因子, 
图 4(b)中α = π rad处为弱化因子, 此时, 径向力(由麦
克斯韦力产生, 以上分析中的径向力均指这部分力)
为 0方向(由α = π rad处径向指向α = 0 rad处, 以下均
按此方法定义径向力方向), 根据左手定则得到的载
流等效虚拟悬浮力绕组受到的洛仑兹力为F1, F2, F3

与F4, 再根据牛顿第三定律得到转子相应的反作用
力为F1′, F2′, F3′与F4′. 从图 4中可以看出, 此时转子
受到的由载流等效虚拟悬浮力绕组引入的洛仑兹力

性质的径向力方向为π方向, 与图 3(b)中麦克斯韦径
向悬浮力方向相反. 同理可以推导得知, PB=PM+1时
由载流等效虚拟悬浮力绕组引入的洛仑兹力性质的

径向力方向与原径向力方向相同. 但是, 对于外转子
结构无轴承电机, 该结论则正好相反[6].  

 

 
图 4  等效虚拟悬浮力绕组受到的洛仑兹力及其反作用力 

B M 1P P= ± (a) α = 0 rad处的洛仑兹力; (b) α = π rad处的洛仑兹力 
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2  悬浮力绕组气隙磁场与径向力的相对运
动关系及产生单一方向的稳定的径向悬浮力

的必要条件 

2.1  悬浮力绕组气隙磁场与径向力的相对运动关系 

借助于载流等效虚拟悬浮力绕组 , 可以推导出
悬浮力绕组气隙磁场与径向力之间的相对运动关系. 
令转矩绕组气隙磁场静止(即角速度为 0 rad/s), α = 0 
rad处初始状态为强化因子, α = π rad处初始状态为
弱化因子, 则径向力为 0 方向. 设逆时针方向为旋转
正方向, 则有:  

(1) 若 PB=PM+1, 当等效虚拟悬浮力绕组反向旋
转二分之一极距相应的机械角度(即 90°/PB)时, α = 
−π/2 rad 处出现一个强化因子(或其两侧出现两个轴
对称偏强化因子), α = π/2 rad 处出现一个弱化因子
(或其两侧出现两个轴对称偏弱化因子), 此时径向力
变为−π/2 方向, 如图 5(b), PM=2, PB=3; 当等效虚拟
悬浮力绕组反向旋转一个极距相应的机械角度 (即
180°/PB)时, α = 0 rad处由初始状态的强化因子变为
弱化因子, α = −π rad处(也即α = π rad处)由初始状态
的弱化因子变为强化因子, 此时径向力变为−π 方向, 
如图 5(c), PM=2, PB=3的情况. 图 5(d)是 PM=2, PB=3
等效虚拟悬浮力绕组反向旋转机械角度 270°/PB 时, 
径向悬浮力旋转情况. 因此, PB=PM+1 时, 若等效虚
拟悬浮力绕组反向旋转, 则径向力将以 PB 倍其角速

度反向旋转, 反之亦然.  
 

 
图 5  PB=PM+1时等效虚拟悬浮力绕组与径向力的 

相对运动示意图 
(a) 初始状态; (b) 等效虚拟悬浮力绕组反向旋转 90°/PB;  
(c) 等效虚拟悬浮力绕组反向旋转 180°/PB; (d) 等效虚拟 

悬浮力绕组反向旋转 270°/PB 

(2) 若 PB=PM−1, 当等效虚拟悬浮力绕组正向旋
转机械角度 90°/PB时, α = −π/2 rad处出现一个强化
因子(或其两侧出现两个轴对称偏强化因子), α = π/2 
rad 处出现一个弱化因子(或其两侧出现两个轴对称
偏弱化因子), 此时径向力变为−π/2 方向; 当等效虚
拟悬浮力绕组正向旋转机械角度 180°/PB 时, α = 0 
rad 处由初始状态的强化因子变为弱化因子, α = −π 
rad 处由初始状态的弱化因子变为强化因子, 径向力
变为−π方向. 因此, PB=PM−1时, 若等效虚拟悬浮力
绕组正向旋转, 则径向力将以 PB 倍其角速度反向旋

转, 反之亦然. 运动示意图可以参考图 3(b), 用图 5
相似的旋转方法进行分析和画出.  

综上可知, 当转矩绕组气隙磁场静止时, 径向力
旋转角速度是等效虚拟悬浮力绕组(也即悬浮力绕组
气隙磁场)旋转角速度的 PB倍, 若 PB=PM+1, 则两者
转向相同; 若 PB=PM−1, 则两者转向相反.  

2.2  产生单一方向的稳定径向悬浮力的必要条件 

依据以上给出的悬浮力绕组气隙磁场与径向力

的相对运动关系, 并结合相对运动分析方法, 可以推
导出产生单一方向的稳定的径向悬浮力的一个必要

条件. 设转矩绕组气隙磁场以角度速ω 正向旋转, 欲
产生单一方向的稳定的径向悬浮力(即保持其方向不
变的径向悬浮力 , 径向悬浮力的绝对角速度为 0 
rad/s), 须使径向悬浮力相对于转矩绕组气隙磁场以
角速度ω 反向旋转. 将转矩绕组气隙磁场设为参照物, 
则径向悬浮力的相对角速度为 0−ω = −ω. 若 PB = PM 

+1, 则悬浮力绕组气隙磁场的相对角速度应为−ω /PB, 
绝对角速度为 

 B M

B B B

1P P
P P P
ωω ω ω

⎛ ⎞ −
+ − = =⎜ ⎟

⎝ ⎠
. (5) 

若 PB=PM−1, 则悬浮力绕组气隙磁场的相对角速度
应为−(−ω)/PB=ω /PB, 绝对角速度为 

 B M

B B B

1P P
P P P
ωω ω ω

+
+ = = . (6) 

同理可推导得知, 当转矩绕组气隙磁场以角速度 ω
反向旋转时, 欲产生单一方向的稳定的径向悬浮力, 
悬浮力绕组气隙磁场的绝对角速度均应为−PMω /PB.  

综上可知 , 欲产生单一方向的稳定的径向悬浮
力 , 须使悬浮力绕组气隙磁场旋转方向与转矩绕组
气隙磁场旋转方向相同 , 角速度是转矩绕组气隙磁
场角速度的 PM/PB倍. 此时转矩绕组气隙磁场电角速

  265 



 

 
 
 

    2009 年 1 月  第 54 卷  第 2 期 

度为 PMω, 悬浮力绕组气隙磁场电角速度为 PMω /PB 

×PB=PMω, 由于电机定子绕组电流频率与气隙旋转
磁场的电角速度成正比, 因此悬浮力绕组电流频率 fB

与转矩绕组电流频率 fM相等:  

 M
B M 2π

P
f f

ω
= = . (7) 

在电气连接上 , 要求悬浮力绕组与转矩绕组相序相
同, 即在相同正弦交流电驱动下, 使悬浮力绕组产生
的旋转磁场转向与转矩绕组产生的旋转磁场转向相

同. 因此, 产生单一方向的稳定的径向悬浮力的一个
必要条件为 : 悬浮力绕组与转矩绕组在电气接线上
保持相序相同 , 悬浮力绕组电流频率与转矩绕组电
流频率相等.  

3  基于磁链等效绕组电流分析方法的无轴
承电机径向悬浮力控制策略 

为了实现无轴承电机径向二自由度悬浮力控制, 
在电机定子上沿位移传感器方向建立x−y静止坐标系, 
如图 6所示. 设距离x轴正半轴最近的转矩绕组A相轴
线(简称“A轴”)、悬浮力绕组a相轴线(简称“a轴”)与x
轴夹角分别为θ1, θ2. 若θ1≠θ2, 记Δθ = θ2−θ1, 如图
6(a), 则令悬浮力绕组电流补偿超前机械角度Δθ, 此
时 , 从产生的悬浮力绕组气隙磁场与转矩绕组气隙
磁场的相对位置关系看, 其效果等价于Δθ = 0, 如图
6(b). 若PB = PM+1, 则令悬浮力绕组电流补偿超前电
角度θ; 若PB = PM−1, 则令悬浮力绕组电流补偿滞后
电角度θ [10]. 此时, 若悬浮力绕组气隙磁场旋转方
向与电角速度和转矩绕组气隙磁场均保持一致(即满
足上述产生单一方向的稳定的径向悬浮力的必要条

件), 则悬浮力绕组电流id分量将直接控制径向悬浮

力在x轴上的分量, 同时由于其iq分量超前id分量机械

角度 90°/PB, 若PB = PM+1, iq分量将产生超前x轴
90°(即+y轴方向)的径向悬浮力; 若PB = PM−1, iq分量

将产生滞后 x轴 9 0 ° (即 − y轴方向 )的径向悬浮 
  

 
图 6  转矩绕组与悬浮力绕组相对位置关系示意图 

力 . 从而实现了无轴承电机二自由度径向悬浮力控
制. 

对于带负载运行的无轴承电机 , 转矩绕组分量
电流iq产生q轴磁链, 使转矩绕组气隙磁场产生一个
随负载增加而增大但小于 90°的超前电角度θ, 等价
于等效悬浮力绕组相对于转矩绕组气隙磁场落后机

械角度θ/PM
[13]. 若 B=PM+1, 则径向悬浮力的角度

变化值为

P

( )BB

M M M

1 PP
P P P

θθ θ θ
−⎛ ⎞

+ − = = −⎜ ⎟
⎝ ⎠

, 欲保持其方

向不变 , 须使悬浮力绕组电流补偿超前机械角度
θ /PB (或电角度θ); 若PB=PM−1, 则径向悬浮力的角

度变化值为
( )BB

M M M

1 PP
P P P

θθ θ θ
+

+ = = , 欲保持其方向

不变 , 须使悬浮力绕组电流补偿超前机械角度
θ /PB(或电角度θ ). 综上所述, 当无轴承电机带负载
运行时, 欲保持径向悬浮力方向不变, 须使悬浮力绕
组电流补偿与转矩绕组气隙磁场超前电角度相等的

超前电角度 . 而转矩绕组气隙磁场因电机带负载运
行而产生的超前电角度θ 可以通过实验测量和在线

计算得到的转矩分量电流iq产生的磁链与原转矩绕组

气隙磁场磁链(和/或励磁分量id产生的磁链)的比例关
系确定. 若存在磁场饱和, 则还需采取相应的非线性
补偿控制措施.  

4  实验结果分析 
构建无轴承表贴式永磁同步电机进行悬浮运行

实验 , 采用两套电流跟踪型逆变器分别为转矩绕组
和悬浮力绕组供电, 采用 TMS320LF2407A DSP评估
板作为控制器以实现上述控制策略. 电机在低速、空
载情况下运行, 转矩绕组转矩分量电流 iq 几乎为零, 
忽略转矩绕组气隙磁场产生的负载超前电角度 , 此
时转矩绕组气隙磁场几乎全部由转子永磁体激励 , 
因此 , 可以通过检测转子位置得到转矩绕组气隙磁
场的旋转状态.  

本实验中的无轴承永磁同步电机为三相交流电

机, 其转矩绕组与悬浮力绕组极对数分别为 PM =2, 
PB=3, 转矩绕组 A相轴线与悬浮力绕组 a相轴线重合, 
均滞后 x 轴机械角度 35°. 设转子正向旋转, 其角速
度为ω, 则转矩绕组气隙磁场角速度也为ω, 根据产
生单一方向的稳定的径向悬浮力的必要条件 , 令悬
浮力绕组气隙磁场以电角速度2ω 正向旋转(此时悬浮
力绕组电流频率为ω /π), 通过闭环控制, 则可实现电
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机的悬浮运行.  
为了验证上述分析方法的正确性 , 在此特别设

计使悬浮力绕组气隙磁场以电角速度 2ω反向旋转
(即与产生单一方向的稳定的径向悬浮力必要条件所
规定的方向相反)、径向力大小保持不变(即保持悬浮
力绕组电流为某一非零的恒定电流)的实验 . 此时 , 
等效悬浮力绕组相对于转矩绕组气隙磁场的角速度

为−2ω /3−ω = −5ω /3, 产生的径向力绝对角速度为
ω +[(−5ω)/3]×3= −4ω. 悬浮力绕组电流id分量给定标

么值为 0.7, iq分量给定标么值为 0, 为悬浮力绕组供
电的逆变器直流母线电压由 0 V突变为 20 V, 此时转
子在x轴方向上的位移波形如图 7 所示. 由图可知, 
当悬浮力绕组通过给定电流时 , 在转子位移波形中
立刻出现一个 4 倍于转子角速度ω 的成分(图 7 的右
半侧), 根据以上分析, 这就是径向力产生的效果, 而
且与上述分析结果完全吻合(即径向力角速度大小为
4ω), 从而验证了上述分析方法的正确性, 其中未加
径向力时出现的周期性变化是由电机的机械不平衡

引起的, 其变化周期取决于转子转速[13]. 图 7 中波
形整体向上偏移(波形中转子x方向最小和最大偏移
时分别对应的输出电压为 0.6 V和 2.1 V), 只有当加
上径向力时才会使转子出现最大偏移 , 并且在转子
旋转一周内的四个径向力旋转周期中 , 只有一个波
谷和一个波峰达到了最大偏移量 , 其余三个波谷和
三个波峰均整体偏上 , 这说明在电机径向的某一固
定方向上存在着一个较大的不平衡力. 

 
图 7  径向悬浮力旋转时 x轴方向的转子位移波形 

 
为了实现转子悬浮, 采用转子位移闭环控制. 转

子在 x 轴方向上相对于中心位置的偏移量为 x, 转子
的最大偏移量经电涡流位移传感器与接口电路到控

制器时, 得到的数字量绝对值为 204. 为了使该控制
策略的效果易于理解 , 采用简单的分段控制规则 : 

x<−32 时输出 0.7(悬浮力绕组电流 id分量标么值, 以
下同); −32< x <−24时输出 0.587; −24< x <−16时输出
0.46; −16< x <−8时输出 0.3; −8< x <8时输出 0; 8< x 
<16时输出−0.3; 16< x <24时输出−0.46; 24< x <32时
输出−0.587; x >32时输出−0.7. 基于以上的分段规则, 
可以建立相应的模糊控制规则表 , 设计出模糊控制
器. 为悬浮力绕组供电的逆变器直流母线电压由 0 V
突变为 20 V, 得到的转子在 x轴方向上的位移波形如
图 8 所示. 由图可以看出, 产生的径向悬浮力能够把
转子限制在中心位置附近做往复运动 , 并且其运动
幅值具有一定的范围, 如果再增加微分控制环节, 将
会使该运动幅度进一步降低 , 最终实现电机的稳定
悬浮运行 . 这说明上述给出的无轴承电机径向悬浮
力控制策略是正确的, 也是可行的.  

 

图 8   采用转子位移闭环控制时 x轴方向的转子位移波形 
 

5  结论 
(ⅰ) 采用磁链等效虚拟绕组电流分析方法, 通

过对气隙合成磁场数值分析和图示相结合 , 证明了
无轴承电机悬浮运行条件: PB=PM±1.  

(ⅱ) PB=PM+1, 转子径向所受洛仑兹力的方向与
麦克斯韦径向悬浮力方向一致 , 使总的径向悬浮力
增加; 当 PB=PM−1, 所受洛仑兹力的方向与麦克斯韦
径向悬浮力方向相反, 使总的径向悬浮力减少.  

(ⅲ) 当转矩绕组气隙磁场静止时, 径向力旋转
角速度是等效悬浮力绕组(或悬浮力绕组气隙磁场)
角速度的 PB 倍. 若 PB=PM+1, 则两者转向相同; 若
PB= PM−1, 则两者转向相反.  

(ⅳ) 产生单一方向的稳定的径向悬浮力的必要
条件是: 悬浮力绕组与转矩绕组在电气接线上保持
相序相同且两者电流频率相等.  

(ⅴ) 针对无轴承表贴式永磁同步电机样机, 通
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过径向力旋转实验 , 验证了本文所提出的分析方法
的正确性; 通过转子位移闭环控制实验, 验证了本文

所提出的无轴承电机径向悬浮力控制策略的正确性

与可行性.   
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