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新型外转子低速直驱永磁游标电机的损耗

朱洒,程明,李祥林 ,李顺
东南大学电气工程学院   南京   210096

摘要   对一种新型自增速永磁游标电机的损耗情况进行了分析，重点分析了永磁体和铝壳中
的损耗。在电磁损耗计算中采用二维时步有限元法，阐明了采用二维有限元法计算永磁体中涡流

损耗的原理和注意事项，并通过三维有限元法检验了二维有限元计算永磁体涡流损耗的误差。分

析了铝壳损耗的主要影响因素以及减小方法。空载计算损耗与实测损耗基本一致，验证了损耗计

算方法的正确性。最后研究了不同负载情况下损耗的变化情况，以及温度对损耗的影响。
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Loss Analysis of a New Low-Speed Direct-Drive Permanent-Magnet 
Vernier Machine

Zhu Sa,Cheng Ming,Li Xianglin,Li Shun
Southeast University  Nanjing  210096  China

Abstract  In this paper, the loss of a new low speed vernier machine is calculated based on the 
2D time-stepping finite element method. The eddy current losses in the permanent magnet(PM) and 
the outer aluminum case are taken special consideration. For the eddy current loss in PM, the 3D 
time-stepping method is compared with the 2D one and the key points for the calculation of eddy loss 
in PM is highlighted. For the eddy current loss in the outer aluminum case, different influence 
parameters are analyzed and the method to reduce it is proposed. The calculated no-load loss is 
verified by experiment on a prototype machine. The loss calculations under different load conditions 
are also carried out. At the last, the influence of temperature variation on the loss characteristics is also 
analyzed.

Keywords：PM machine, loss calculation, coupled electromagnetic-thermal analysis, vernier 
machine

1  引言

基于磁齿轮原理的永磁游标电机具有低速大转

矩的特点，在诸如风力发电、电动汽车等低速直驱领

域有良好的应用前景，正引起越来越多研究人员的

重视 [1-3]。在直驱风力发电中，由于风机转 速较低，

设计的传统永磁同步电机的尺寸通常较大 [4,5]。

文献[2]中提出了一种永磁游标电机，利用磁齿轮的
场调制原理，将转速较低的转子永磁磁场调制成转

速较高的定子气隙磁场，即实现了所谓的 “自增速”

效果，这样，定子绕组可按高速旋转磁场来设计，

有利于提高电机的功率密度。文献 [6,7]在比较几种
磁齿轮电机的基础上提出了一种具有更高转矩密度

的新型永磁游标电机，如图 1所示。该电机为外转
子结构，采用铝壳固定，外转子的聚磁结构有效地

增加了转矩密度。

尽管该类型电机具有转矩密度高，省去齿轮箱

等诸多优点，但其定子齿槽同时起调磁块的作用，

为开槽结构，会产生高次空间谐波，这有可能引起

较大铁耗并在永磁体和外面铝壳中感应出较大的涡

流损耗。另外，由于绕组位于电机内部，且电机功
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率密度较高，有必要对其损耗和温升特性进行分析

研究，以保证电机的安全可靠运行。

图 1  游标电机剖面图
Fig.1  Cross section of the vernier machine

本文首先针对样机的空载损耗进行计算，并进

行了实验验证。然后计算了负载电流对损耗的影响，

并针对永磁材料特性对温度敏感的特点，分析了温

度变化对电机损耗和性能的影响。针对铝壳中的涡

流损耗，提出了降低损耗的措施。

2  空载损耗分析与实验验证

电机空载损耗包括铁耗 Piron，永磁体内部涡流

损耗 PePM，铝壳内部涡流损耗 PeAL和机械损耗

Pm。由于电机转速较低，可忽略外转子与空气间的

风磨损耗。下面以一台 5.5kW的样机为例，对该电
机的空载损耗进行计算。样机的参数见表 1。

表 1  样机参数
Tab.1  Specification of prototype

参   数 数   值 参   数 数   值

额定功率 /W 5 500 叠片长度 /mm 286

额定电压 /V 220 转子外径 220

额定转速/(r/min) 214 转子内径 179

定子内径 /mm 60 永磁体厚度 /mm 3.5

气隙长度 /mm 0.5 永磁体剩磁 Br/T 1.21(20oC)

硅钢片型号 50DW360
6063铝合金电阻率

/(Ω•m)
3.448×108

涡流损耗系数

kc/(W/m3/Hz2/T2)
1.233

磁滞损耗系数

kh /(W/m3/Hz/T2)
168

永磁体电导率 /(S/m) 6.25×105 永磁体温度系数 αbr 0.12%

铜绕组温度系数 αc 0.003 93 额定频率 /Hz 50

铝壳外径 /mm 250 铜电阻率 /(Ω•m) 1.75×108

2.1  铁耗计算
铁耗计算采用二维时步有限元法得到每个网格

磁通密度的变化情况，将每个网格计算损耗在一个

周期内取平均然后求和即为总的铁耗。其中每个网

格瞬时损耗计算公式为

     （1）
2

iron c irr2
1 d d( )

d d2
B BP t k H
t t

     

式中   B——每个网格的磁通密度，对于二维磁场，
其包含两个分量；

kc——涡流损耗系数；

Hirr——每个网格的磁场强度中的不可逆分量，

其详细计算过程可参考文献 [8]。
2.2  永磁体内部涡流损耗计算
由于电机采用了磁齿轮增速原理，内定子槽口

很大，这导致电机旋转时，永磁体产生的磁通所经

过的磁阻会有较大变化，导致永磁体内部磁通密度

产生较大变化，且交变频率较高，会在永磁体内感

应出较大涡流损耗。同理，永磁体的漏磁通也会在

铝壳中感应出涡流损耗。图 2给出了采用有限元法
计算磁通密度变化点的位置， A点反映永磁体内部
磁通密度的变化，而 B点反映铝壳中永磁体漏磁磁
通密度的变化。图 3中给出了当电机以额定转速
214r/min旋转时，对应点切向磁通密度的变化，此
时磁通密度变化的频率为 64.2Hz。

图 2  计算磁通密度点位置
Fig.2  Positions for calculation of flux density

图 3  磁通密度分切向分量变化图
Fig.3  Variation of the tangential components of flux density

由于二维有限元法中电流只有垂直于电机平面

的分量，理论上讲要准确计算永磁体中的涡流损耗

需要进行三维有限元计算 [9,10]，但耗费时间较长并

需要较大内存，尤其在重复计算电机不同工况下的
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损耗时更是如此。在文献 [11]中通过将每块永磁体
等效成整块导体，并通过将其与大电阻的串联来约

束面电流使其满足  

          （2）d 0
t

t
S

I J s  

式中   It——单块永磁体截面上的总电流；

St——该块永磁体的截面积；

J——总的电流密度。
空载时包含导体块和永磁体在内的二维有限元

瞬态场计算的控制方程为 [12] 
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式中   A——磁位；
u——磁导率；
σ——导体块电阻；
l——轴向长度；

Ut——各块导体的端电压；

B0x和 B0y—

—

x和 y方向上的剩磁，对于其他区域这
两个值为 0。

在利用二维瞬态有限元计算时，若不考虑外电

路的耦合，在常用的有限元软件如 Ansoft 
Maxwell中默认地将 Ut设为 0，这就意味着导体无
限长或者说每块导体两端短路，每个网格的感应电

流等于 ，此时并不能保证导体截面上的总/A t  

电流为 0。然而，永磁体中的涡流只在内部循环，
可以想象在每块永磁体的轴截面上都应该满足总电

流等于 0的条件，即流进等于流出。所以通过在每
个导体块上施加 It=0的条件或者利用场路耦合有限
元法将每个导体快与一个大电阻相连来近似实现总

电流为 0，都可以近似模拟永磁体中涡流的情况，
实现较准确、高效的永磁体涡流损耗计算。

为了检验二维有限元法计算涡流损耗的有效性，

将二维计算的结果与三维涡流损耗的计算结果进行

了比较。对于图 1所示样机，至少取 1/2电机区域
进行计算，在三维模型中需要较大内存空间和很长

计算时间。为节省计算时间，将内定子的齿数设为

14，这样就可以取模型的 1/14区域进行计算，如图
4所示。此外，计算中未考虑铝壳的影响。

图 4  计算区域示意图
Fig.4  Calculation region

图 5所示为三维有限元法得到的某时刻永磁体
内涡流损耗分布。可以看出，由于永磁体内部磁通

密度主要是切向分量在变化，感应出的涡流与这种

变化一致。不少文献中指出采用轴向或径向分段的

方式可以减小永磁体涡流损耗，这主要是因为增加

了涡流回路中的电阻，在分段长度小于趋肤深度时

更加明显。需要指出的是，图 5中给出的是永磁体
轴向一半的情况。左图为永磁体不分段的情况，右

图为永磁体轴向分 4段的情况。

图 5  某时刻永磁内部涡流密度分布
Fig.5  Eddy current density inside PM

图 6所示为采用约束了每块永磁体截面上总电
流为 0的二维有限元法计算得到的永磁体内部涡流损
耗和采用三维有限元法计算的结果对比。可以看出，

图 6  永磁体内瞬时涡流损耗
Fig.6  Eddy current loss inside PMs
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二维有限元计算结果与三维计算结果在变化趋势上一

致，但二维计算结果偏高。这主要是由于二维有 限

元法无法考虑到端部漏磁以及端部的电阻和涡流。

可以考虑采用分段的方式减小永磁体内部涡流

损耗，但这会增加加工的难度。而且在下面的计算

中发现由于样机转速较低，永磁体涡流损耗在总损

耗中占的比重不高，所以轴向分段并非十分必要的。

2.3  铝壳内涡流损耗
起固定外转子作用的铝壳，其内部感应出的涡

流损耗同样不可忽略 [13]。从图 3可以看出，B点交
变磁通密度峰峰值约为 0.2T，频率为 64.2Hz。由
于铝合金具有较高的导电率，因此会在铝壳中感应

出较大涡流损耗。采用和永磁体内涡流损耗相同的

二维有限元法进行计算，可以得到电机额定转速空

载运行时某一时刻铝壳中瞬时损耗密度的分布如图

7a所示，可以发现在靠近永磁体的位置由于漏磁磁
通密度较大，其涡流损耗也较大。因此，可以采用

在此处挖一个半径约为 6.7mm的半圆孔的方法来减
小涡流损耗。经计算发现，空载运行时图 7b的涡
流损耗比图 6a减小了 35%。

（a）铝壳表面无凹槽       （b）铝壳表面开凹槽

图 7  某时刻铝壳内涡流损耗分布  
Fig.7  Eddy current loss in aluminum case

另外可以想象，如果铝壳电导率为 0或无穷大
时铝壳内的涡流损耗都应该为 0，所以铝壳内部的
涡流损耗随铝壳电导率不是单调的函数关系，为此

经过计算给出了额定转速空载运行时，铝壳涡流损

耗随电导率变化关系如图 8所示。

图 8  铝壳内涡流损耗随铝壳电阻率变化图
Fig.8  Eddy current loss versus resistivity in aluminum case

在保证安装机械强度的情况下，还可以考虑减

小铝壳的厚度。减小铝壳厚度一方面减小了漏磁通

感应的面积，但另一方增大涡流流通的电阻，其随

厚度的变化也不是单调的。通过计算得到铝壳内涡

流损耗随厚度变化如图 9所示。可以看出当铝壳厚
度从 40mm减小到 20mm时铝壳的涡流损耗只是略
有下降，但当铝壳厚度继续减小时铝壳内涡流损 耗

反而迅速增加。这是由于涡流源主要集中在紧靠永

磁体处，如图 7a所示，减小了外层的铝壳厚度并不
影响这部分主要的涡流源。另外，涡流会在铝壳内循

环，减小厚度相当于增大了涡流流通的电阻，从图

8中可以看出，从当前铝壳的电阻率
3.448×108Ω·m开始增大电阻率，涡流损耗反而会
增加，这就解释了为什么减小铝壳厚度反而增大了

涡流损耗。

图 9  铝壳涡流损耗随厚度变化关系
Fig.9  Eddy-current loss versus case thickness

2.4  各种电磁损耗对比
图 10所示为不同电磁损耗随转速变化的关系图。

可以看出硅钢片的涡流损耗和永磁体内的涡流损耗

正比于转速的平方，磁滞损耗正比于转速，而铝壳

内的涡流损耗近似与转速成正比。同样是涡流损耗，

却出现了不一样的变化趋势。在文献 [14,15]中指出
涡流损耗分为电阻阻滞型和电感阻滞型，它并不总

是随着频率的增加而以平方倍的关系增加。这主要

取决于与导体本身尺寸和趋肤深度的关系，从另一

角度讲就是涡流本身能否对磁场产生较大影响。在

永磁体中，由于永磁体电阻率较大，而且永磁体本

身就是场源，感应的涡流并不能对永磁体内的磁场

产生较大影响。因此，永磁体内涡流随转速线性增

加，就导致损耗以平方关系增加。在铝壳中的涡流

损耗主要是变化的漏磁通产生的，而铝壳的电阻率

较小，可以感应出有效的涡流来阻滞漏磁通的变化，

因此涡流并不是随着转速线性增加，涡流损耗也就

不是随转速以平方倍的关系增加。可以想象，如果

铝壳是一个超导体，它具有保存其匝连磁链不变的
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特性，当转速升高时，如果漏磁通的幅值不变，那

么铝壳内感应的涡流的频率将增加而幅值不变。也

就是说在这种极端情况下，涡流的大小不随转速而

变化。

图 10  不同成分的电磁损耗随转速变化关系
Fig.10  Magnetic losses in different parts versus speed

另外可以看出铝壳内的涡流损耗占了电磁损耗

中相当大的比重，减小该损耗，可以明显提高电机

效率，因此，可以考虑采用其他不导电材料如高强

度塑料等避免涡流损耗。

2.5  机械损耗计算与实验验证
轴承的摩擦损耗与轴承的品质、润滑和安装等

多种因素有关系。由于电机为外传子结构，轴承的

安装结构不同于传统电机结构，参照文献 [16,17]中
的方法 , 机械损耗采用下式估算为  

           （5）m fr windP P P 

        （6）3
fr r rotor

3 10
2

P n G N  

        （7）3 3 6
wind out2 10P D LN  

式中   Pfr——轴承的摩擦损耗；

Pwind——风摩损耗，由于电机转速较低，计算

发现 Pwind可以忽略不计；

Grotor——转子的质量；

nr——轴承个数，该值为 4；
N——转速（ r/min）；

Dout——外转子直径；

L——外转子长度。
图 11给出了该电机的铁磁损耗和机械损耗以及

空载总损耗随转速的变化曲线。

为检验分析计算的正确性，对实验样机进行了

空载试验，由一感应电机拖动被试电机作空载运行，

采用 HBM转矩转速传感器测量被试电机的输入转
矩和转速，得到空载总损耗，如图 11中所示。对

比空载总损耗的计算值和实测值可见，二者基本一致，

从而说明本文的铁磁损耗和机械损耗计算方法是正

确可行的。

图 11  计算损耗与实验验证
Fig.11  Comparison between calculated and measured losses

3  负载特性对损耗的影响

负载时电枢电流产生的磁场会影响电机中的磁

通密度分布，进而影响损耗。本节采用与上节相同

的损耗计算方法，分析负载电流对电机损耗的影响。

根据电机设计参数，可得电机的额定电流为

8.33A。额定转速不同功率因数下，发电运行时负载
电流对损耗的影响见表 2。可以看出不同的发电状
态对电机输出端电压、输出功率和损耗均有较大影

响。当输出电流与 q轴夹角为 0°时，此时电枢电流
产生磁动势和永磁体产生磁动势垂直。合成磁场略

有增加，此时输出转矩最大。当负载电流滞后于

q轴，电流起增磁作用，此时电机吸收无功，电机输
出电压升高，铁耗也增大。当输出电流超前于 q轴
时，电枢电流起去磁作用，电机损耗下降，这种影响

对于铝壳中的涡流损耗体现的最为明显，而这部分

损耗所占比重又较大，因此需要考虑电机的不同工

况对损耗的影响。

表 2  负载电流对电磁损耗影响
Tab.2  Influence of load current on loss

负载

情况

电流磁动势和

q 轴夹角

/（o）

铁耗

/W

铝壳内

涡流

损耗 /W

永磁体

内涡流

损耗 /W

电磁

转矩

/(N·m)

空载 93 101 36 0

30 112 180 61 235

0 98 136 44.3 260额定电流

30 76 78.9 28.3 217

另外，负载电流也会在绕组中产生铜耗，该部

分损耗计算公式为  
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     （8）2
copper 0 c 03 (1 ( ))P I R T T  

式中   R0——绕组温度为 T0时的电阻值；

I——相电流有效值。

4  温升对电磁损耗的影响

由于钕铁硼永磁材料的特性对温度较为敏感，

在永磁电机设计中必须考虑温度对电机性能的影 响，

而损耗也不例外。永磁体剩磁随温度变化关系为

       （9）r r0 br 0[1 ( )]B B T T   

式中   Br0——温度为 T0时永磁体的剩磁；

Br——温度为 T时永磁体的剩磁。
为简化分析，只考虑永磁体剩磁随温度的变化，

认为相对磁导率不变且退磁曲线始终是一条直线。

采用不同温度下的永磁体剩磁进行计算，得到几个

不同温度点下额定负载且电流磁动势与 q轴夹角为
0时各部分电磁损耗如图 12所示。可以看出各部分
损耗的变化都可以用一个线性函数近似表示。经过

计算发现，当只考虑永磁体温升影响时，永磁体温

度从 20℃升至 120℃时，永磁体剩磁下降了 12%，
而输出转矩下降了 10%，铁耗下降了 9%，永磁体
涡流损耗下降了 15%，铝壳涡流损耗下降了
17%，总的电磁损耗下降了 14%。可以看出，各部
分损耗随温度变化都较平坦，在工程计算中通常可

以预设一个永磁体大约的工作温度，然后再进行计

算，如上文的空载损耗计算就是预设永磁体温度为

40℃情况下完成的。若需要较高准确度则需要结合
温度场分析通过迭代的方式进行。

图 12  永磁体温度对电磁损耗的影响
Fig.12  Influence of magnet temperature on loss

在上面的计算中仅考虑了永磁体温度对各部分

损耗的影响，然而在实际电机工作中，永磁体的温

升并不是孤立的，当永磁体温度升高的同时，铝壳

也必然存在温升，而铝的温度系数为 0.004 29，略

高于铜。而在图 8中经过计算发现铝壳电阻的增加
会引起损耗的增加，而且铝壳涡流损耗在电磁损耗

中占有较大比重。因此，进一步分析了同时考虑永

磁体温升和铝壳温升时铝壳涡流损耗的变化情况。

由于永磁体、外转子硅钢片和铝壳紧密连接且导热

率都较大，它们的温差较小，因此在计算中近似认

为铝壳和永磁体有着相同的温度。经过计算发 现，

当永磁体和铝壳的温度从 20℃升高到 120℃时，铝
壳涡流损耗下降了 11%，而不是只考虑永磁温升时
的 17%。
总而言之，电机的温升会影响电机的各种性能，

而且耦合关系比较复杂。但从图 12中可以看出这种
影响不是非常大，而且变化趋势比较平坦。在工程

分析中需要根据实际情况抓住主要因素进行分析，

最终目的是既能满足工程计算的需要又能节约计算

时间和成本。

5  结论

本文采用二维场路耦合有限元法对一种新型外

转子永磁游标电机的损耗特性进行了分析计算。针

对永磁体内部涡流损耗，给出了二维有限元法计算

的要点，并与三维有限元法的计算结果进行了对比。

针对电机铝壳内的涡流损耗，分析了影响损耗的因

素，并提出了减小损耗的方法。样机实验结果验证

了计算方法的正确性。在此基础上，进一步研究了

不同负载情况下的损耗特性，并探讨了温度变化对

电磁转矩和损耗特性的影响。
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