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摘要  针对控制力矩陀螺框架在超低速工况下存在转速测量精度低、多源扰动力矩及非线性摩擦等问题，提出了基

于无电流环矢量控制的超低速驱动控制方法。首先，建立超低速工况下的框架电机的机电模型，设计了无电流环磁

场矢量控制器（field‑oriented control， 简称 FOC）；其次，针对转速测量精度的问题，设计了转速观测器作为反馈环

节。结果表明，与方波驱动法相比，该方法无换相转矩，提高了转速测量精度，且在面对多源扰动、非线性摩擦时具

有鲁棒性。仿真和实验结果验证了该方法的可行性和有效性。

关键词  控制力矩陀螺；磁场矢量控制；卡尔曼滤波；框架控制

中图分类号  V448.22

引  言

控制力矩陀螺（control moment gyroscope， 简
称 CMG）是一种通过改变角动量方向产生输出力矩

的空间姿态执行机构，相同质量的 CMG 可以产生

远高于传统姿态执行机构的输出力矩，对航天器的

高效姿态控制具有积极意义，被广泛应用于各类型

航天器［1‑6］。CMG 的主体机械结构由高速  飞轮系统

与低速框架系统组成，其中高速飞轮系统用于提供

角动量，低速框架系统用于改变角动量的方向，产生

输出力矩。由于高速飞轮的转动惯量大、速度波动

小，对输出力矩精度影响较小；框架转速相较于飞轮

转速较低，且易受到干扰力矩的影响，因此框架转速

精度决定了输出力矩的精度，实现高精度框架转速

跟踪控制对 CMG 具有重要意义［7‑10］。

在对地观测、空间光学通信等不同应用场合，

CMG 的框架转速范围为 0.01~100 （°）/s［11‑12］，现有

CMG 多采用低速电机直接驱动框架的方案。中小

型航天器可采用直流无刷电机（brushless direct cur‑
rent motor， 简称 BLDCM）作为框架电机，在输出功

率相同的前提下，BLDCM 具有轴向尺寸小、质量轻

的优点［13］。非线性摩擦力矩和转子动不平衡产生的

干扰力矩是降低框架转速控制精度甚至产生电机蠕

动的主要原因［14］。框架 BLDCM 电机使用方波驱动

时转速很难达到 CMG 的框架工作范围，且换相转

矩加剧了转速的波动。薛花等［15］指出，在电机转速

极低时转速测量精度大大降低，严重影响了转速控

制的稳定性。这些因素降低了 CMG 的力矩输出精

度，甚至导致其失效。

Choi 等［16］提出了基于框架电机的模型估计转

速，该方法具有更高的实时性和精度，但是忽略了在

超低速工况下非线性摩擦力矩和耦合扰动力矩对框

架电机模型的影响。文献［17‑18］研究了 CMG 框架

系统的非线性摩擦，但是由于陀螺效应的影响，难以

精确地辨识非线性摩擦的模型参数。Lee 等［19］提出

了一种自适应摩擦补偿方法，但是需要在线辨识摩

擦模型参数，增加了计算量。Xu 等［20］提出了扩展卡

尔曼滤波和闭环参数优化结合的方法实现低速控

制，然而在电机超低速小负载工况下，电流测量白噪

声期望值高于真实值。

笔者提出了一种基于磁场矢量控制的超低速

CMG 框架电机控制策略。针对框架电机在超低速

小负载工况下的机电特性，提出了无电流环 FOC 控

制策略，并结合卡尔曼滤波和周期向后差分设计了

转速观测器作为反馈环节，以消除传感器的测量噪

声对测量精度的影响，提高了转速测量精度。在

Matlab/Simulink 环境中建立了框架电机仿真模型，

并搭建了 CMG 实物实验系统。仿真和实验结果显
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示，该控制策略对于 CMG 框架电机具有良好的超

低速高精度控制性能和鲁棒性，降低了核心处理器

的计算量，并有效地抑制了 CMG 多源扰动对框架

电机转速的负面影响。

1 无电流环 FOC的驱动及控制原理

CMG 结构示意图如图 1 所示，其主体机械结构

由高速飞轮、高速电机、框架和框架电机组成。

CMG 输出力矩为

T= H ⋅ω （1）
其中：T为输出力矩；H为高速飞轮角动量；ω为框

架机械转速。

笔者采用的 CMG 框架电机为 BLDCM，其通常

采用方波驱动方法，使用霍尔元件作为位置传感

器。本研究使用 FOC 方法驱动，绝对值式编码器作

为位置传感器。FOC 的基本原理是让定子磁场产

生的磁场力始终与转子力臂轴相垂直。控制磁场力

的方向需要对定子电流的转矩分量和励磁分量进行

去耦，这简化了三相电机的控制策略，使之更接近于

单独励磁控制直流电机的方式，即电枢电流负责转

矩的产生，励磁电流负责产生磁通［16］。

建立 abc定子坐标系、αβ定子坐标系和 dq转子

坐标系，以解耦电流的转矩分量和励磁分量。坐标

系变换示意图见图 2。其中，a轴和 α轴重合，abc定
子坐标系经 Clarke 变换得到 αβ定子坐标系，αβ定子

坐标系旋转 θ角度后得到 dq转子坐标系，θ为转子

和定子之间的电角度。

经过 Clarke 和 Park 变换，BLDCM 模型的电学

量从 abc坐标系转换至 dq坐标系，电学量的转换矩

阵为
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其中：S表示电流、电压或磁链；θ为电角度，可由机

械角度乘以 BLDCM 极对数 Pn得到，机械角度由编

码器测得。

建立 BLDCM 的 dq轴数学模型、转矩和动力学

方程为

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï

ud = Rs id + L
did
dt - ωeL

diq
dt

uq = Rs iq + L
diq
dt + ωeL

did
dt + ωeψf

（3）

Te = 3
2 Pn ( ψd iq - ψq id )= 3

2 Pn ψf iq （4）

dω
dt = 1

J
(Te - TL - Bω ) （5）

其中：ud，uq为 dq坐标系的电压；id，iq为 dq坐标系的

电流；Rs为电阻；L为 dq坐标系的电感，对于表贴式

BLDCM，d轴和 q轴的电感相等；ωe为电角速度；ψf
为永磁体磁链；Te为电磁转矩；J为电机与负载的转

动惯量之和；TL为负载转矩；B为摩擦因数。

本研究使用的微型 BLDCM 额定功率为 42 W，

电机工作在极低转速范围（0~0.1 （°）/s）时 iq和 id的

真实值极小，电流值的传感器测量误差较大，降低了

电流环闭环性能。极低速环境的 dq轴数学模型可

由式（2）变换为

ì
í
î

ud = 0
uq = ωeψf = ωψf Pn

（6）

由式（6）可知，在极低转速工况下 uq仅和 ω相

关，只需对转速实现闭环即可实现对电流和转速的

控制。无电流环 FOC 原理图如图 3 所示。转速观

图 2　坐标系变换示意图

Fig.2　Coordinate system transformation

图 1　CMG 结构示意图

Fig.1　Basic structure of CMG

图 3　无电流环 FOC 原理图

Fig.3　Non‑current loop FOC controller diagram
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测器通过卡尔曼滤波实现了对转速的动态观测，减

小传感器白噪声对 FOC 控制效果的影响。

超低速框架转速测量使用绝对值式编码器时一

般采用采用 M 法，即每个采样周期 Tsk内进行一次角

度采样得到框架角度采样值 ψk，对相邻两个采样周

期内的角度采样值 ψk差分计算得到框架转速 ωk。此

外，也有采用多周期向后差分的转速计算方法，即通

过多周期向后差分的方式提高转速测量分辨率。转

速测量方法对比如图 4 所示。

当采样频率 fs≥10 kHz 时，转速分辨率不足以

满足超低速 CMG 框架转速测量的要求，同时在超

低速情况下，角位移传感器的噪声成分会被放大，增

大了框架转速测量的误差。M 法测速过程是一个

离散时间的随机过程，其中的系统过程噪声Wk和系

统观测噪声Vk均可视为互不相干的高斯白噪声，满

足卡尔曼滤波的数学模型要求。将控制作用考虑在

内，对测速过程建模，其系统方程和观测方程分别为

X̄ k = A k Xk- 1 + B k- 1U k- 1 +W k- 1 （7）
Yk = H k Xk + V k （8）

其中：X̄ k为 k时刻的被估计状态变量，即编码器转速

实时输出的最优估计值；Yk为 k时刻的测量值，即 M
法计算得到的角速度测量值 ω̄ k；Ak为 k时刻的状态

转移矩阵；Hk为 k时刻的测量转移矩阵。

取

A k = H k = 1 （9）
设 Bk，Uk为 k时刻的状态控制参数矩阵，这里将

控制作用看作是加速度对速度的影响，则有

B k = ωk- 1 - ωk- n

tk- 1 - tk- n
（10）

U k = ( tk- 1 - tk- n ) n （11）
Bk取的是 k‒n时刻到 k‒1 时刻的加速度差值，为

了方便计算，将 k‒n时刻到 k‒1 时刻的时间间隔均值

作为 k时刻的测量时间间隔（本研究中取 n=50）。

由于系统过程噪声Wk和系统观测噪声Vk均可视为

互不相干的高斯白噪声，可设
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EW k = 0
EW kW T

j = Qkδkj
EV k = 0
EV kV T

j = Rkδkj
EW kV T

j = 0

（12）

其中：Qk为 k时刻系统过程噪声Wk的对称非负定方

差矩阵；Rk为 k时刻系统观测噪声 Vk的对称正定方

差矩阵；δkj为 Kronecker函数。

更新 X̄ k对应的预测误差协方差矩阵 P̄ k

P̄ k = A k P k- 1AT
k + Q k- 1 = P k- 1 + Q k- 1 （13）

其中：Pk‒1 为 k‒1 时刻最优估计值 Xk‒1 的误差协方差

矩阵。

结合预测值和测量值，得到 k时刻的最优估计

值 X
⌢

k为

X
⌢

k = X̄ k + K k (Yk - H k X̄ k )=
           ( I- K k ) X̄ k + K kYk

（14）

其中：Kk为 k时刻的卡尔曼增益。

Kk = P̄ kH T
k ( H k P̄ kH T

k + R k )-1 =
           P̄ k ( P̄ k + R k )-1

（15）

更新 X
⌢

k对应的估计误差协方差矩阵 Pk

P k = ( I- K k ) P̄ k ( I- K k )T + K kR kK T
k （16）

只要给定初始值 X1和 P1，该转速观测算法就可

以自回归运算下去，结合 k时刻测量值Yk，可递推得到

k时刻最优估计值 X
⌢

k。转速观测器原理图见图 5。

2 无电流环 FOC仿真模型

笔者提出了超低速无电流环 FOC 控制策略的

仿真模型框图，如图 6 所示。该模型系统使用 Mat‑
lab/Simulink 自带的 BLDCM 模型和三相全桥模型。

BLDCM 参数如表 1 所示。

BLDCM 额 定 力 矩 为 1.6 N·m，阻 力 矩 为

0.030 9 N·m，满足小负载工况。BLDCM 的转速、位

图 4　转速测量方法对比图

Fig.4　Comparison of two measurement methods of velocity

图 5　转速观测器原理图

Fig.5　Diagram of the velocity observer

596



第  3 期 陈  雷，等：CMG 框架超低速无电流环矢量控制研究

置、三相电流信息均可通过该模型计算得出。参考

速度为数值不同的恒定低速，目标转速取值范围在

0.01~0.1 （°）/s。dq坐标系下的电压 Vq和 Vd由速

度环 PI 控制器直接计算得出，经过逆 Park 变换和

SVPWM 模块得到三相坐标系的电压UA，UB和UC，

输入三相全桥模型来驱动电机，闭环 PI 控制器的控

制周期 Tc，SVPWM 的调制周期 Tm和电机状态参数

Ts的采样周期相等，均为 10 μs，对应频率为 10 kHz，
该频率既可以避免实际电机 FOC 控制过程产生的

高频噪音，也可以降低驱动控制器的硬件要求。电

机的阻力矩 Td波动由随机噪声产生，并在 BLDCM
位置信号中加入高斯白噪声模拟编码器的位置信号

测量误差，使用向后差分的方式获得编码器速度信

号，并使用卡尔曼滤波器来对转速进行观测计算。

不考虑电机干扰力矩以及编码器白噪声对该模

型进行仿真，即电机阻力矩恒定为 0.030 9 N·m，且

编码器位置信息不存在高斯白噪声。当目标转速为

0.01 （°）/s 且无扰动情况下，无电流环 FOC 转速控

制效果和 BLDCM 电流分别如图 7，8 所示。转速的

静差极小，转速波动小于±0.001 （°）/s。在未加入 iq
和 id环控制的情况下，id  =8 mA，能实现 id  =  0 控

制；iq值在 4 mA 附近极小范围内波动，波动幅值约

为 0.3 mA。由此可见，在理想情况下只需要对速度

环进行闭环，即可实现转速、电枢电流和励磁电流高

精度控制。

考虑电机干扰力矩以及编码器高斯白噪声对框

架转速的影响，电机干扰力矩由两部分组成：①与电

机机械角度相关的正弦力矩，力矩幅值为 5 mN·m，

频 率 与 电 机 旋 转 对 应 频 率 相 同 ，目 标 转 速 为

0.01 （°）/s 时，正弦力矩频率为 2.7×10‑5 Hz；② 与

CMG 高速飞轮转速相关的正弦力矩，力矩频率为

83.3 Hz（对应飞轮额定转速 5 000 r/min），力矩幅值

为 5 mN·m。编码器位置信号添加高斯白噪声。

图 9为干扰力矩作用下的开‑闭环转速对比。开

环情况下，电机出现蠕动，转速有时降低至 0，在 0~
0.015 （°）/s 范围内波动，能够满足 CMG 框架电机的

超低速指标；闭环情况下，电机转速约为 0.015 （°）/s，
存在静差，约为 0.002（°）/s，转速波动比开环情况下

小，比闭环理想时大，约为±0.00 （°）/s，不存在停转

现象，正弦扰动得到有效抑制。

图 7　无电流环 FOC 转速控制效果

Fig.7　Performance of non‑current loop FOC

图 8　无电流环 FOC 的 BLDCM 电流

Fig.8　Current of BLDCM driven by non‑current loop FOC

图 6　超低速无电流环 FOC 控制策略的仿真模型框图

Fig.6　The simulation block‑diagram of ultra‑low speed 
non‑current loop FOC

表 1　BLDCM 参数

Tab.1　Parameters of BLDCM

参数

相电阻/Ω
相电感/ mH
磁链/ Wb
转动惯量/(kg·m2)
阻力矩/(N·m)
额定力矩/(N·m)
极对数

数值

3.6
2.6×10-3

0.175
3.3×10-3

0.030 9
1.6
21

图 9　干扰力矩作用下的开‑闭环转速对比

Fig.9　Comparison of performance between closed‑loop and 
open‑loop

597



振  动、 测 试 与 诊 断 第  44 卷  

干扰力矩作用下的电机电流如图 10 所示。由

图可知：id呈现正弦变化趋势，在 4.8~7.8 mA 范围

内波动，波动频率约为 83.3 Hz，能实现 id=0 控制；

ia值也呈现正弦变化趋势，相位差比 id落后半个周

期，在 4~6 mA 范围内波动，波动频率也为 83.3 Hz。
dq轴电流值均满足无电流环 FOC 的小电流假设。

仿真结果显示，干扰力矩会降低转速稳定性，使电机

产生蠕动现象，在无电流环 FOC 控制策略下蠕动现

象得到有效抑制，可实现电机转速高精度控制。

电机在扰动（电机干扰力矩和传感器高斯白噪

声）影响下，阶跃响应及转速误差如图 11 所示。电

机转速波动小于±0.01 （°）/s，响应时间小于 10 ms，
不存在停转现象。

电机在扰动影响下，正弦跟踪转速及误差如

图 12 所示。电机能够跟踪参考转速，转速波动小于

±0.01（°）/s，相位滞后小于 1°。

3 无电流环 FOC驱动控制实验

为 了 验 证 无 电 流 环 FOC 的 可 行 性 ，搭 建 了

CMG 实验系统，如图 13 所示。驱动系统使用 ST 公

司 STM32F103RBT6 芯片作为核心处理器来实现

算法、AD 采样和处理数据。驱动电路使用了 IR 公

司 的 IR2184S 芯 片 和 NCE 公 司 的 MOSFET 管

NCEP85T16D。CMG 框架内嵌有 HT‑100 型 BLD‑
CM 和 Netzer 公司的 19 位编码器 DS‑70，该型 BLD‑
CM 的参数和仿真模型中使用的参数相同。PC 通

过 Keil5 编译环境将程序写入驱动系统。驱动系统

用于驱动 CMG 的框架电机，采集编码器的位置和

BLDCM 的 电 流 ，并 将 位 置 和 电 流 信 号 通 过

USART 总线发送至上位机。电源为驱动系统和

CMG 的高速轮体供电。

使用方波驱动法和超低速无电流环 FOC 在该

系统上进行不同参考转速的对比实验，研究 2 种驱

动方法在低速及超低速小负载工况下的电机驱动特

性。实验系统中使用的 BLDCM 参数与仿真中使用

的 BLDCM 参数一致，额定力矩为 1.6 N·m，阻力矩

为 0.030 9 N·m，所有后续实验中的阻力矩均不变。

360（°）/s 方波驱动和无电流环 FOC 驱动对比

如 图 14 所 示 。 图 14（a）中 ，框 架 的 参 考 转 速 为

360 （°）/s，方波驱动法的转速上升时间为 0.58 s，转
速波动为±55 （°）/s，无电流环 FOC 的转速上升时

间为 0.56  s，比方波驱动法的转速上升时间减少

3.5 %，转速波动为±6 （°）/s，比方波驱动法的转速

波动减少 89 %。图 14（b）为 2 种驱动法的转速谐波

频谱分析，谐波主要由 3 部分组成：①非线性摩擦转

矩产生的 1 Hz 谐波，该频率与框架转动频率一致；

②电角度零点误差导致的 21 Hz 谐波，该频率与极

对数和框架转动频率的乘积一致；③换相转矩波动

产生的 252 Hz 二次谐波，该频率为电机换相频率的

2 倍。无电流环 FOC 的 1 Hz 谐波和 21 Hz 谐波频率

的幅值比方波驱动法对应频率谐波的幅值分别小

30% 和 57%，且不存在 252 Hz的换相谐波。

180 （°）/s方波驱动和无电流环 FOC驱动对比如

图 12　正弦跟踪转速及误差

Fig.12　Sine wave tracking curve and velocity error

图 10　干扰力矩作用下的电机电流

Fig.10　Current of BLDCM driven by non‑current loop FOC

图 13　CMG 实验系统

Fig.13　CMG prototype experimental system

图 11　阶跃响应及转速误差

Fig.11　Step response and velocity error
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图 15所示。图 15（a）中，框架的参考转速为 360 （°）/s，
方波驱动法和无电流环 FOC 的转速上升时间相较于

180 （°）/s无明显变化，转速波动均有明显增加，方波

驱动法的转速在 82~236 （°）/s之间波动，并出现爬行

的趋势，无电流环 FOC的转速在 150~190 （°）/s之间

波动，比方波驱动法的转速波动减少 74%。图 15（b）
为 2种驱动方法的转速谐波频谱分析，方波驱动法的

转速谐波主要由 3部分组成：①非线性摩擦转矩产生

的 0.5 Hz谐波，该频率与框架转动频率一致；②电角

度零点误差导致的 8.8 Hz谐波，该频率与极对数和框

架转动频率的乘积一致，说明转速存在静差；③换相

转矩波动产生的 120 Hz二次谐波，该频率为电机换相

频率的 2倍。无电流环 FOC的 0.5 Hz谐波和 10.5 Hz
谐波频率的幅值比方波驱动法对应频率谐波的幅值

分别小 11% 和 83%，且不存在 126 Hz 的换相谐波。

两组实验结果显示：在低速小负载工况下，方波驱动

法驱动的 BLDCM 的换相转矩带来较大的转速波动；

无电流环 FOC 驱动的 BLDCM 没有换相转矩，具有

更好的转速稳定性。

使用方波驱动法驱动的 BLDCM 在参考转速低

于 150  （°）/s 时出现明显的爬行、抖振以及停转现

象。90 （°）/s 方波驱动和无电流环 FOC 驱动对比如

图 16 所示。由图可知：当参考转速为 90 （°）/s时，方

波驱动法无法正常启动电机；无电流环 FOC 转速有

所减小，在 105~78 （°）/s 之间波动。实验说明：在

低速小负载工况下，随着参考转速的降低，方波驱动

法驱动的 BLDCM 的转速波动变大，BLDCM 难以

正常工作；无电流环 FOC 驱动的 BLDCM 的转速波

动先增大后减小，在参考转速越低的情况，无电流环

FOC 具有更好的转速稳定性。

实验中发现，参考转速大于 1 （°）/s 时，电机的 id
和 iq均大于 50 mA，不能较好地满足无电流环 FOC
的小电流假设。笔者进一步研究超低速工况下的无

电流环 FOC 的控制性能，进行无电流环 FOC 驱动

的 BLDCM 参考转速为 0.02 （°）/s 的实验，该实验的

负载与前 3 组实验一致，符合超低速小负载的工况。

由于方波驱动法在该参考转速下不能启动，故不能

进行方波驱动法和无电流环 FOC 在该参考转速下

的对比实验。参考转速为 0.02 （°）/s 时，BLDCM 时

图 14　360 （°）/s方波驱动和无电流环 FOC 驱动对比

Fig.14　Comparison of performance between square wave 
drive and non‑current loop FOC at 360 （°）/s

图 15　180 （°）/s方波驱动和无电流环 FOC 驱动对比

Fig.15　Comparison of performance between square wave 
drive and non‑current loop FOC at 180 （°）/s

图 16　90 （°）/s方波驱动和无电流环 FOC 驱动对比

Fig.16　Comparison of performance between square wave 
drive and non‑current loop FOC at 90 （°）/s
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间‑转速测量数据和机械角度‑转速测量数据分别如

图 17，18 所示。

由于编码器的位数较低（19 位）以及采样率较

高（1 kHz），转速分辨率相对较低，采集的转速数据

呈现阶梯状。由图 17 可以看出，转速基本没有静

差，转速波动小于 0.005 （°）/s，且不存在电机蠕动、

抖振或者停转现象。由图 18 可以看出，框架电机转

动完整的一圈过程中没有出现停转现象，转速波动

幅值小于 0.02 （°）/s，能够满足实际工程需求。结合

图 17 和图 18 可知，超低速无电流环 FOC 驱动方法

具有良好的超低速高精度性能，在多源扰动和非线

性摩擦的复合作用下，具有较高的鲁棒性。

为了研究能否应用以电流输入的扩展卡尔曼滤

波转速观测器［20］，在参考转速为 0.02 （°）/s、负载不变

（0.030 9 N⋅m）的超低速小负载工况下，采集 q轴、d

轴电流，并对其进行快速傅里叶变换。电机电流及

电流频谱如图 19 所示。由图可知：id约为 7 mA，在

1~14 mA 范围内剧烈波动，但依然能实现 id  = 0 控

制；iq约为 1 mA，且由于传感器测量误差较大，存在

-2 mA 左右的错误测量数据。由此可见，由于电机

真实电流较小，传感器的噪声信号幅值远大于真实

信号幅值，且噪声信号难以滤除，导致电机电流采样

数据失效。无电流环 FOC 控制策略放弃了对电流环

进行控制，减少了核心处理器的计算负担。

4 结束语

CMG 在轨时，框架电机工作转速通常在 0.01 ~
0.1（°）/s范围内，由于转速极低，很难实时采集到高精

度的转速和电流信息。此外，CMG 框架电机的工作

环境伴随着多源扰动，导致电机发生蠕动现象，降低

了电机的超低速工作性能。本研究建立了超低速控

制力矩陀螺框架电机的数学模型，针对 BLDCM 的超

低速机电特性提出了一种无电流环 FOC 的 CMG 框

架电机控制策略。设计了转速观测器用于提高转速

测量精度和分辨率，滤除传感器的测量噪声。仿真和

实验结果显示，该控制策略对于 CMG 框架电机具有

良好的超低速高精度控制性能和鲁棒性，有效抑制了

CMG多源扰动对框架电机的负面影响。
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