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电磁调制非接触式压电电机输出特性
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摘要 提出了一种电磁调制非接触式压电电机，实现定、转子非接触耦合传动，具有结构可靠、运行稳定及控制方便

的特点。首先，推导了驱动机构输出角位移方程、电磁调制非接触压电电机静、动态电磁力矩方程；其次，分析了电

机的结构参数和激励信号参数对输出角位移和电磁力矩输出性能的影响规律；最后，制作样机并进行性能测试，通

过理论计算输出力矩和实验测试值的对比，验证了理论分析的正确性，并给出了样机的驱动方案。结果表明：输出

步进角随着驱动信号电压峰值的增大而增大，当驱动电压为 150 V、频率为 3 Hz时，输出步进角约为 0.82°；而输出转

矩受电磁调制机构的电压激励峰值和驱动频率的影响因素较大，驱动频率为 3 Hz、调制电压为 7 V时，输出转矩为

6.1 N·mm。该类型压电电机进一步拓宽了非接触式压电电机的研究领域，为设计高精度、大扭矩的非接触压电电

机提供借鉴。
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引 言

压电电机是利用压电陶瓷的逆压电效应激励定

子产生振动，并通过某种耦合形式转换为动子的宏

观运动的微特电机［1⁃2］。压电电机具有响应快、精度

高等特点，在精密仪器、航空航天、生物医学和光学

设备等领域有着广阔的研究和应用前景［3⁃4］。

压电电机按其工作频率可分为 3类：超声电机、

准静态电机以及谐振和准静态组合运动电机［5］。大

多数压电电机是通过定转子间相互摩擦接触传递力

矩。由于定、转子接触面间的反复摩擦，会产生大量

的能量消耗和材料磨损［6⁃8］。例如，Ungureanu等［9］

提出了一种 USR⁃60步进波型旋转超声电机，在扭

矩为 0.5 N·m时，转速为 2 r/min。Hareesh等［10］提出

了一种低速大扭矩的微型行波超声电机，该微型电

机能够双向旋转且速度可控。Yu等［11］提出了一种

基于纵向致动器的 U型线性压电超声电机，该电机

的最大输出转速为 416 mm/s，最大推力为 21 N。近

年来，为了解决压电电机定子和动子间摩擦损耗问

题，非接触式压电电机成为其研究新方向［12］。

目前，国内外学者提出了几种不同类型的非接

触式压电电机，按照耦合方式划分为气体悬浮和电

流变液 2类。Yamazaki等［13］研制了圆筒型非接触超

声波电机。该电机通过定子激励产生声场运动，使

转子悬浮并产生旋转运动，当驱动频率为 26 kHz
时，电机最高转速可达 3 kr/min。Stepanenko等［14］

提出了非接触式压电电机。该电机机身采用叶片不

对称结构，当环形定子受压电片激振后，叶片周围会

产生声流黏性力，带动转子产生旋转运动。该类电

机是定子和动子间气体为媒介的声悬浮机理的非接

触式压电电机［15］，具有输出速度高、转矩低的特点，

但存在悬浮力精度难以控制以及悬浮体的状态不稳

定等不足［16］。Qiu等［17］研制了一种非接触式电流变

液压电电机，该类电机是定、转子间以液体为媒介的

电流变液非接触式压电电机，具有速度慢、转矩大的

特点。由于使用了电流变液，这种非接触式压电马

达存在热稳定性差、漏电电流密度大、制备工艺比较

复杂、能耗高和响应时间较长等缺点［18］。

为了拓展非接触压电的研究领域，笔者提出了一

种电磁调制非接触式压电电机。介绍了电磁调制非

接触式压电电机的结构设计和工作原理，推导了驱动

机构输出角位移方程、电磁调制机构静态和动态电磁

力矩方程，根据推导结果得到主要参数对电磁输出力

矩的影响规律。制作并装配样机进行了输出性能实

验，对比了实验与理论计算结果，验证了结构设计的

可行性和理论推导的正确性，同时给出了驱动方案。
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1 电机工作原理与结构设计

图 1为电机工作原理示意图。非接触式电磁调

制旋转压电电机由 2个压电叠堆提供动力，2个压电

叠堆呈中心对称，镶嵌分布在双稳态柔性铰链微位

移放大机构中，电机工作原理如下。

1）系统由两路直流方波信号控制，工作时压电

叠堆激励信号处于高电平并产生伸长位移，使中间

轴带动电磁调制机构产生旋转运动，同时另一路高

电平信号激励电磁调制机构产生电磁力矩，夹持着

杯形转子随着中间轴转动一个小角度。

2）当压电叠堆激励信号和电磁调制机构调制

信号都从高电平变为低电平时，压电叠堆恢复变形，

中间轴带动电磁调制机构一起回复原位，但转子不

受电磁力矩夹持而不会回转。

3）步骤 3，4重复步骤 1，2运动，当压电叠堆和

电磁调制机构再次受到高电平激励后，会使杯形转

子运动一个小角度。因此，当激励信号和调制信号

反复高低电平变化时，转子就实现了步进式连续单

向转动。若两路激励信号相位相差 180°，则电机转

子反向旋转。根据电机不同的输出要求，需要两路

激励信号参数的协调配合。

非接触式电磁调制压电电机主要由驱动部分和

传动部分组成。其中：驱动部分包括压电叠堆、双稳

态柔性铰链微位移放大机构和中间轴；传动部分包

括电磁调制耦合机构和杯形转子。

电磁调制机构主要由层叠的硅钢片和线圈绕组

组成，电磁调制机构硅钢片结构如图 2所示。硅钢

片结构可由多对极靴个数组成，较多对数的极靴会

产生更大更稳定的夹持力矩。笔者为了便于装配和

实验观察，样机选择 2对极靴进行研究分析。杯形

转子为 45钢材质，光滑环向薄壁机构，结构紧凑，转

动惯量小，易于控制调节。这种耦合方式大大减小

了摩擦力，提高了能量的传递效率和寿命。

图 3为微位移放大机构。驱动元件为压电叠

堆。基于位移放大的需求，设计时采用双稳态柔性

铰链微位移放大机构。该机构具有体积较小、灵敏

度高、无机械摩擦磨损、无需润滑和可靠性较高等优

点，可实现将压电叠堆的线性位移放大并转换成中

间轴旋转运动的需要。

通过中间轴将设计的电磁调制机构和双稳态柔

性铰链微位移放大机构相连接，并固定在下外壳上，

杯形转子通过轴承固定在上外壳中。上、下外壳用

螺栓连接，完成样机整体装配图，如图 4所示。

图 1 电机工作原理示意图

Fig.1 Working principle of this type motor

图 2 电磁调制机构硅钢片结构图

Fig.2 Structure of the silicon steel sheet

图 3 微位移放大机构

Fig.3 Micro-displacement amplification mechanism

图 4 样机整体装配图

Fig.4 Motor assembly drawing
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2 驱动机构输出角位移计算

柔性铰链的弯曲变形主要由输入驱动力引起。

根据伪刚体理论，将微位移放大机构的每个柔性铰

链都等效成刚性铰链与卷簧的复合，将柔性铰链连

接的梁结构等效成刚性杆结构，整体结构就简化成

了 2个中心对称的四杆机构，各梁长分别为 l1，l2，l3，
l4。假设各微动梁为刚体梁，通过对各梁运动形式

的计算，确定输入线位移与输出角位移之间的关系。

简化柔性微位移放大机构如图 5所示，以O0为原点，

O0O1为 x轴建立平面直角坐标系，对微位移放大机

构模型进行分析计算。

利用复数矢量法作平面四杆机构的位置分析，

将机构封闭的矢量方程式表示为三角函数形式

{l1 cosθ1 + l4 = l2 cosθ3 + l3 cosθ
l1 sinθ1 = l2 sinθ3 + l3 sinθ

（1）

式（1）简化得到

A sinθ+ B cosθ+ C= 0 （2）
其 中 ：A= 2l1 l3 sinθ1；B= 2l1 l3 cosθ1 + 2l3 l4；C=
l 22 - l 21 - l 23 - l 24 - 2l1 l4 cosθ1。

得到梁 l3和 l4的夹角 θ以及梁 l2与水平线的夹

角 θ3分别为

θ= 2arctanϕ ( θ1 ) （3）

θ3 = arcsin{ l1 sinθ1 - l3 sin [ 2 arctan ϕ ( θ1 ) ]
l2 }（4）

其中：ϕ ( θ1 ) =
( A+ A2 + B2 - C 2 )

B- C
。

变形后各杆位置如图 6所示。压电叠堆的驱动

力 Fp使微位移放大机构结构产生变形，各柔性铰链

处发生弯转变形，在 O1柔性铰链处产生微动角位

移，O0处输出旋转位移。比较机构变形前和变形后

的位置关系，各铰链的角度变化量为变形前后杆件

之间夹角的差值，即

Δθ= 2 [ arctan ϕ ( θ1 + Δθ1 )- arctan ϕ ( θ1 ) ]（5）

Δθ3 = arcsin{ l1 sin ( θ1 + Δθ1 ) - l3 sin [ 2arctanϕ ( θ1 + Δθ1 ) ]l2 }- arcsin{ l1 sinθ1 - l3 sin [ 2arctanϕ ( θ1 ) ]
l2 }（6）

Δθ2 = ( θ1 ′- θ3 ′)-( θ1 - θ3 )= Δθ1 - Δθ3 （7）
其中：Δθ1为柔性铰链H1处的输入角位移；Δθ为梁 3
的输出角位移。

得到微位移放大机构的放大系数为

λs=
Δθ
Δθ1

（8）

3 电磁力矩计算

3.1 静态电磁力矩

本研究中电磁调制耦合机构采用 2对极靴硅钢

片结构，绕组极靴处的环绕电流产生电磁力，电磁调

制机构磁感线分布如图 7所示。

分离出单个极靴结构建立数学模型，近似极靴

表面与转子表面为平行表面，则层叠的硅钢片单极

在杯形空心转子径向表面的投影面积为 A=ngtgb，
其中硅钢片单片厚度为 tg，叠压的硅钢片数量为 ng，
极靴每一极的槽齿总宽为 b。根据毕奥萨法尔定，

图 6 变形后各杆位置图

Fig.6 Location of each pole after deformation

图 5 简化柔性微位移放大机构

Fig.5 Simplified flexible micro-displacement amplification
mechanism

图 7 电磁调制机构磁感线分布

Fig.7 Magnetic induction line distribution diagram
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得到磁感应强度与磁通的关系为

B= ϕ
A
= μ0 NI

δ
（9）

其中：B为磁感应强度；ϕ为叠压硅钢片中磁通；δ为

气隙长度；N 为匝数；I为绕组电流；μ0 为空气磁

导率。

定子和转子对应表面处近似为平行面，根据右

手定则可判断磁感线方向和麦克斯韦电磁力公式为

F= ϕ2

A
1
2μ0

（10）

杯形转子的旋转中心距离极靴表面的距离为

r1，距离转子外表面距离为 r2，气隙长度为 δ=r1-r2，
整理式（10）可得

F= μ0ng tgb ( )NI 2

2 ( r1 - r2 )
（11）

图 8为产生电磁力矩原理图。如图 8所示，极靴

处的磁场产生电磁力夹持着杯形转子。当电磁调制

耦合机构受中间轴扭转驱动力产生扭转位移时，由

于杯形转子惯性的存在，极短时间内运动反应滞后

于电磁调制机构，使有效磁通面的法向电磁力作用

点偏斜，极靴表面与转子表面出现一个位错角度

Δθ，A和 B两点的距离瞬间从 δ变成了 δ1，电磁力 F

变成 F1，此时电磁力为

F 1 = μ0ng tgb ( )NI 2/2δ1 （12）

其中：δ1 = r 21 + r 22 - 2r1 r2 cosΔθ。
电磁力 F1可分解出与旋转切向方向夹角为 β的

电磁力，形成电磁力矩。电磁力矩方程为

M = F 1
r1 + r2
2 cosβ （13）

根据几何关系得到

cosβ= r1 sinΔθ
δ1

= r1 sinΔθ
r 21 + r 22 - 2r1 r2 cosΔθ

（14）

联立式（12）~（14），得到若干极靴产生的静态

电磁力矩为

M = xμ0ng tgb ( NI )2 r1 ( r1 + r2 )sinΔθ
4 ( r 21 + r 22 - 2r1 r2 cosΔθ )3/2

（15）

其中：x为极靴数。

3.2 动态电磁力矩

电磁调制非接触压电电机中电磁调制信号为直

流方波信号。该驱动信号的频率为 ω，周期为 T=
2π/ω，电压幅值为U。在时域内，驱动信号为

U 1 ( t )= {U ( 0≤ t< ηT )
0 ( ηT ≤ t< T )

（16）

其中：η为占空比，0< η< 1。
将式（16）进行傅里叶级数展开，得到

U 1 ( t )= ηU+ U
nπ ∑n= 1

∞

[ sin ( 2nπη )cos ( )nωt +

][ 1- cos ( 2nπη ) ]sin ( )nωt
（17）

电磁调制外部电路可等效为由绕组电阻、外接

电阻和绕组电感组成。将其等效为 RL（R为电路等

效电阻，L为电路等效电感）感抗负载电路，如图 9
所示。

根据一阶瞬态电路中各处电压关系，各元件间

动态电压关系为

U 1 ( t) = L
diL
dt + RiL （18）

其中：L为调制电路等效电感；R调制电路等效阻

抗；iL为调制电路动态电流。

当 初 始 条 件 t=0 时 ，iL=0，得 到 式（18）的 通

解为

iL ( t) =
ηU
R
- ηU

R
e-

R
L
t+

Ue-
R
L
t

nπL ( )n2L2R2 + R2 ∑
n= 1

∞

{ -e
R
L
t cos ( )nωt [ L2nω ( 1-

cos ( 2nπη ) )- LR sin ( 2nπη ) ]+

e
R
L
t sin (nωt) [ L2nω sin ( 2nπη )+ LR ( 1-

cos ( 2nπη ) ) ]+ cos (nωt) [ L2nω ( 1-
cos ( 2nπη ) ) ]- }LR sin ( 2nπη ) （19）

图 8 产生电磁力矩原理图

Fig.8 Principle diagram of electromagnetic moment generat⁃
ed

图 9 等效电路简图

Fig.9 Equivalent circuit diagram

将求得的通电电磁耦合机构中的动态电流代入

式（15），得到电磁耦合机构的动态夹持力矩为

M d =
xμ0ng tgb [ NiL ( )t ]2 r1 ( r1 + r2 )sinΔθ

4 ( r 21 + r 22 - 2r1 r2 cosΔθ )3/2
（20）

4 结果分析

表 1，2分别为电磁调制非接触式压电电机的双

稳态柔性铰链部分结构参数和电磁调制耦合部分计

算参数。将表 1数据代入式（5）~（8），得到梁长对

机构放大系数的影响，如图 10所示。如图 10可知，

在可实现的偏转角范围内，双稳态柔性铰链放大机构

的放大系数随着 l1和 l4的增大而增大，随着 l2和 l3的增

大而减小，但都会随角度的增大而非线性增大。经计

算当 l1=40 mm，l2=19 mm，l3=11 mm，l4=41 mm，

偏转角度在 0~0.03 rad时，放大系数在 4.1~4.4之间。

但是，为了增大放大系数而继续增加梁长，会使四杆机

构失效后退化构成三角形，失去运动能力。因此，在机

构设计时要选择合理的梁长。

将表 2数据代入式（15），（20），得到不同参数下静

态力矩随偏转角的变化如图 11所示。如图 11可知，

调制电压峰值为 5 V时，随着偏转位错角度的增大，静

态电磁力矩先增大到某个最大值后又逐渐减小。改

变气隙大小不仅影响电磁力矩的峰值大小，还会影响

出现峰值时对应位错角度的大小；而改变电磁调制机

构匝数和电流只会影响电磁力矩的峰值大小。当调

制电压为 5 V、匝数为 200、气隙为 0.5 mm、位错角度

为 0.02 rad左右时，静态电磁力矩约为 4 N·mm左右。

不同参数对动态力矩的影响如图12所示。当调制

电压峰值为5 V、调制频率为3 Hz时，动态电磁力矩波形

和调制信号波形的形状基本一致，呈现周期方波变化的

形式。动态电磁力矩受气隙和匝数的影响显著，减小

气隙和增大匝数能有效增大动态电磁力矩峰值大小。

表 1 双稳态柔性铰链结构参数

Tab.1 Structural parameters of bistable flexible

hinge

表 2 电磁调制耦合部分计算参数

Tab.2 Calculating parameters of electromagnetic

modulation coupling mechanism

图 10 梁长对放大系数的影响

Fig.10 Effect of beam length on amplification factor

图 11 不同参数下静态力矩随偏转角的变化

Fig.11 The change of static torque with deflection angle un⁃
der different parameters

图 12 不同参数对动态力矩的影响

Fig.12 The effect of parameters on dynamic moment
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将求得的通电电磁耦合机构中的动态电流代入

式（15），得到电磁耦合机构的动态夹持力矩为

M d =
xμ0ng tgb [ NiL ( )t ]2 r1 ( r1 + r2 )sinΔθ

4 ( r 21 + r 22 - 2r1 r2 cosΔθ )3/2
（20）

4 结果分析

表 1，2分别为电磁调制非接触式压电电机的双

稳态柔性铰链部分结构参数和电磁调制耦合部分计

算参数。将表 1数据代入式（5）~（8），得到梁长对

机构放大系数的影响，如图 10所示。如图 10可知，

在可实现的偏转角范围内，双稳态柔性铰链放大机构

的放大系数随着 l1和 l4的增大而增大，随着 l2和 l3的增

大而减小，但都会随角度的增大而非线性增大。经计

算当 l1=40 mm，l2=19 mm，l3=11 mm，l4=41 mm，

偏转角度在 0~0.03 rad时，放大系数在 4.1~4.4之间。

但是，为了增大放大系数而继续增加梁长，会使四杆机

构失效后退化构成三角形，失去运动能力。因此，在机

构设计时要选择合理的梁长。

将表 2数据代入式（15），（20），得到不同参数下静

态力矩随偏转角的变化如图 11所示。如图 11可知，

调制电压峰值为 5 V时，随着偏转位错角度的增大，静

态电磁力矩先增大到某个最大值后又逐渐减小。改

变气隙大小不仅影响电磁力矩的峰值大小，还会影响

出现峰值时对应位错角度的大小；而改变电磁调制机

构匝数和电流只会影响电磁力矩的峰值大小。当调

制电压为 5 V、匝数为 200、气隙为 0.5 mm、位错角度

为 0.02 rad左右时，静态电磁力矩约为 4 N·mm左右。

不同参数对动态力矩的影响如图12所示。当调制

电压峰值为5 V、调制频率为3 Hz时，动态电磁力矩波形

和调制信号波形的形状基本一致，呈现周期方波变化的

形式。动态电磁力矩受气隙和匝数的影响显著，减小

气隙和增大匝数能有效增大动态电磁力矩峰值大小。

表 1 双稳态柔性铰链结构参数

Tab.1 Structural parameters of bistable flexible

hinge

l1 /mm
40.64

l2/mm
19.73

l3/mm
10.77

l4/mm
41.51

表 2 电磁调制耦合部分计算参数

Tab.2 Calculating parameters of electromagnetic

modulation coupling mechanism

参数

x

N

B/mm
ρ/(Ω·m-1 )
U/V
tg/mm

数值

4
200
8

1.7×10-8

12
0.35

参数

R/Ω
μ0/(H·m-1)
ng
r1/mm
Rt/mm
r1/mm

数值

50
4π×10-7

30
17.5
11
17

图 10 梁长对放大系数的影响

Fig.10 Effect of beam length on amplification factor

图 11 不同参数下静态力矩随偏转角的变化

Fig.11 The change of static torque with deflection angle un⁃
der different parameters

图 12 不同参数对动态力矩的影响

Fig.12 The effect of parameters on dynamic moment
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调制信号频率对动态电磁力矩的影响如图 13所
示。当调制电压峰值为 5 V、改变调制信号频率时，随

着信号频率的增大，动态电磁力矩波形发生变化，动态

电磁力矩峰值随着频率的增大而减小。当角频率为

500 rad/s后，转矩波形已经变形成类似三角波，动态电

磁力矩峰值也小于 4 N·mm，且匝数越大，峰值下降越

快。其原因是励磁线圈的匝数越大，励磁线圈的等效

电感越大，励磁线圈的磁化和退磁时间常数就越大。

5 实验测试

完成样机的制作和装配后，通过实验对样机输

出特性进行测试，并将实验数据与理论计算进行对

比。控制系统中电磁调制信号和压电驱动信号都

是同相位同频率不同峰值的方波信号，利用计算机

编写 LabVIEW程序产生压电驱动信号和电磁调制

信号。一路信号通过数据采集卡 1（NI USB⁃6009）
数模转化输出，再经功率放大器放大功率后驱动压

电叠堆；另一路信号通过数据采集卡 2（NI USB⁃
6009）输出后，再输入光耦离合继电器来控制电磁

调制机构对杯形转子的电磁力夹持。图 14为测试

系统结构流程图。样机输出性能测试实验如图 15
所示。

采用平均放大系数为 7.2的双稳态柔性铰链微位

移放大机构作为实验样机的驱动部分，对样机的转速、

步进角和输出力矩进行测量。转速测量的方法是在一

定的条件下，对样机电机在给定的运动区间内的运行

时间进行多次测量，并计算出转速的平均值。在测试

中，选择压电叠堆驱动信号的电压为 100~150 V，频率

为 1~10 Hz，占空比为 50%~70%。在不同的实验条

件下，样机转速测量数据的拟合曲线如图 16所示。

步进角的获取方式是计数转子转过选定区间时

所需的步数，计算出对应步进角，多次测量步进角后

取平均值。不同参数下步进角随频率的变化如图

17所示。如图 17（a）所示，当驱动信号占空比为

50%时，转子的转速随驱动信号频率或电压峰值的

增大而增大，驱动信号频率对转速的影响远大于电

压峰值的影响。当驱动电压峰值为 150 V，驱动频

率为 3 Hz时，电机角速度约为 0.037 rad/s。如图 17
（b）所示，当驱动信号电压峰值为 150 V时，随着驱

动频率的增大，改变占空比也会影响转速的变化。

与电压峰值的影响一样，占空比对转速的影响小于

信号频率对转速的影响。另外，比较占空比分别为

图 13 调制信号频率对动态电磁力矩的影响

Fig.13 The effect of modulation signal frequency on dynam⁃
ic moment

图 14 测试系统结构流程图

Fig.14 The flow diagram of test system

图 15 样机输出性能测试实验

Fig.15 The test of output performance

图 16 样机转速测量数据的拟合曲线

Fig.16 The curve of prototype speed measurement data
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50%，60%和 70%时对转速的影响发现，当占空比

为 50%时，对应转速最小；占空比为 60%时，对应转

速较最大。原因是电磁调制机构和转子耦合传递转

速时，由于转子本身的惯性，转子动作会比调制信号

滞后，延长高电平比例会使转速传递效率更高；继续

增大较高电平比例，较低电平比例就会减小，使得压

电叠堆受到激励伸长变形后没用充足时间恢复原

形，从而影响下一次的伸长变形，造成实际伸长量减

小，降低了转速。因此，占空比为 60%对应转速既

大于 50%时对应转速，也大于 70%时对应转速。

如图 17所示，步进角随驱动信号频率驱动电压

峰值的增大呈非线性增大。当驱动信号电压峰值为

150 V时，改变不同占空比能有效改变步进角大小。

占空比为 50%以下，各频率步进角相对最小；占空

比为 60%以下，各频率步进角相对最大。因此，改

变占空比对速度和步进角的影响都很显著。

在测量样机输出转矩的实验中，将一根细绳的

一端固定在输出轴上，另一端连接到一个张力计上。

当电机运行时，紧固绳子，此时的张力将显示在微拉

力计上，输出转矩可由实测拉力计算得出。图 18为
参数对电磁力矩的影响曲线。

由图 18可知，经过实验测试后，当调制信号为

50%占空比、频率不同时，转子输出转矩随着调制信号

电压峰值的增大而明显增大。以频率为 3 Hz为例，当

调制信号电压峰值为 5 V时，输出的电磁力矩约为

3.2 N·mm；当调制信号电压峰值为 7 V时，输出的电磁

力矩约为 6.1 N·mm；当调制信号电压峰值为 5.5 V时，

不同占空比下输出转矩随调制信号频率的增大而先增

大后减小，最大值在 3 Hz附近。电磁耦合机构在电学

意义上等同于电感。随着频率的增加，调制信号周期

小于励磁线圈的充放电时间，输出的动态电磁力有效

值变小。

表 3为转矩的理论值与测量值对比。可见，理论计

算值与实验测试值之间存在误差，当电压为 7 V时，误

差最大为 23.28%；当电压为 5 V 时，误差最小为

19.74%。产生误差的原因是转子旋转时受本身惯性

影响较大。输出转矩的理论计算值与实验测试值对电

压影响的变化规律一致，验证了理论计算的正确性。

6 结 论

1）输出转速受压电叠堆的驱动信号电压峰值

和占空比的影响因素最大，一般选驱动信号电压峰

值范围为 130~150 V，驱动频率直接影响转子转

速，但为了电机工作状态稳定，传动效率良好，选驱

动频率范围为 3~7 Hz，占空比为 50%~60%。当电

压为 150 V，频率为 3 Hz时，转速为 0.037 rad/s。
2）输出步进角受压电叠堆的驱动信号电压峰

值和占空比影响因素最大，一般选驱动信号电压峰

值为 130~150 V、占空比为 50%~60%，增大电压

峰值或占空比会明显增大步进角；增大驱动频率对

步进角的增大不太明显，一般选驱动频率范围为

3~7 Hz。当驱动电压为 150 V，频率为 3 Hz时，输

出步进角为 0.82°左右。

3）输出转矩受电磁调制机构的调制电压峰值

和驱动频率的影响因素最大。当驱动频率为 3 Hz，
输出转矩为 3.2~6.1 N·mm时，选择调制信号电压

峰值为 5~7 V；当驱动频率为 3 Hz，调制电压为 7 V
时，输出转矩为 6.1 N·mm。

图 17 不同参数下步进角随频率的变化

Fig.17 The change of stepping angles with frequency under
different parameters

图 18 参数对电磁力矩影响

Fig.18 The influence of parameters on electromagnetic mo⁃
ment

表 3 转矩的理论值与测量值对比

Tab.3 Comparison of theoretical and measured values

U / V

5.0
5.5
6.0
6.5
7.0

理论转矩/
(N·mm)

4.043
4.893
5.805
6.813
7.901

测试转矩/
(N·mm)

3.245
3.568
4.520
5.420
6.062

相对误
差/%

19.74
27.08
22.14
20.45
23.28
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