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电动缸举升机构伺服性能的亚全局并行优化设计

万子平，谢　馨，任广安，郑杰基，范大鹏

（国防科技大学 智能科学学院，湖南 长沙　４１００７３）

摘　要：针对电动缸举升伺服机构的非线性环节对武器站伺服性能的影响，基于应用背景开展了伺服性
能优化方法的研究。针对可设计非线性环节中的增益波动、间隙宽度、不平衡力矩和摩擦力矩进行了作用机

理分析；基于机构布局和控制器参数建立了运动学、动力学和控制策略的数学模型、设计约束和目标优化函

数；提出了亚全局并行优化方法，对可设计非线性环节进行了基于内点法的多目标优化，解决了局部串行优

化的局部最优问题；对基于ＰＩ控制器＋ＤＯＢ观测器的复合控制策略进行了单独设计，解决了机械惯量参数、
控制器参数和观测器名义模型不匹配的问题。经验证，亚全局并行优化方法的优化结果在整体上更佳，且更
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加贴合工程实际。
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　　举升机构多应用于自卸车、雷达和火炮等非
高精度伺服设备中。其难以实现高精度伺服的原

因是举升机构比回转机构的运动副数量多，这不

仅会引入更多的静态传动误差降低系统的传动精

度，同时会引入更多的非线性动态误差减低系统

的控制性能。大长径比和大负载高精度武器的逐

渐出现，如１４５ｍｍ高射机枪、电磁炮等，使得对

举升伺服机构的研究成为必要，因为在遥控武器

站俯仰伺服系统中，举升机构可增加系统受力的

均匀性［１］和减少传动链分布的集中性。

多副机构的引入使得伺服性能的设计关联因

素增多，现有的研究多基于目标、方式和流程展开

优化，下面进行对应的分析阐述。

基于目标的优化主要方向为机械结构、功能
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指标和可靠度。机械结构［２－３］的优化目标多为零

部件的刚度和模态，它们使系统获得较高的机械

谐振频率，避免伺服运行和载体扰动带来的共振

问题。而武器站系统中，机械结构设计属于前端

设计，设计后的固有频率一般在９０Ｈｚ以上，而机
构传动链的固有频率基本在６０Ｈｚ以下，所以机
械结构的优化对系统伺服性能的优化不起主要作

用。功能指标［４－７］的优化目标多为机构的输出力

矩（推力）和功率，它们使系统的应用范围更广和

服役环境的适应性更好。而武器站系统中，关注

的不仅是系统的力矩（推力）和功率，更多的是系

统稳定精度和伺服带宽，所以仅考虑力矩（推力）

和功率的优化是局限的。可靠度［８－９］的优化目标

多为系统的运行稳健性和时域不变性，通过将机

构的不确定性引入模型，并对关联参数进行优化，

使得系统运行得更安全、更长久。而武器站系统

的验收标准现多为射击精度、伺服带宽等功能指

标，所以可靠度并非是伺服性能优化的关键指标。

由此可知，武器站的优化目标应主要与功能指标

相关，且在考虑伺服带宽的基础上，引入与射击精

度相关的各项可优化参数，使得系统的伺服性能

优化更有效且更全面。

基于方式的优化主要指机构的优化工具，主

要为各类虚拟设计平台［１０－１１］（ＡＮＳＹＳ和 Ａｄａｍｓ
等），该方法主要通过各类可视化图形软件对模

型进行虚拟构建，并对机械结构赋予材料特性

（杨氏模量、泊松比等），对运动副赋予非线性因

数（间隙宽度、摩擦力矩等），从而进行精确建

模。此类方法主要通过优化后的仿真对模型优

化效果进行迭代验证，隐藏了优化设计所需的

解析形式，所以多用于验证分析。由此可知，应

明确参数与优化效果间的关系，从而进行高效

的优化设计。

基于流程的优化主要是指机构的优化步骤，

主要分为串、并行优化［１２－１４］，主要基于运动学、动

力学和控制策略三个层面展开。串行优化是基于

上一层的优化参数对下一层的参数展开优化，而

并行优化是将三个层面的参数统一到同一量级下

进行整体优化。串行优化虽然存在优化不全面、

步骤多的问题，但思路较为简单。并行优化虽然

优化全面，但是忽略了传动链的加工装配特性，省

略了建模所需测试与辨识，易导致设计的控制参

数无实用价值。由此可知，应兼顾串行优化和并

行优化的各自优势，达到最优的设计效果。

基于上述分析，本文提出一种基于功能指标

的亚全局并行优化方法，在明确机构构型，负载特

性和非线性作用机理的基础上对伺服机构进行全

面有效的优化，并对比了局部串行和全局并行优

化的设计结果，验证了本文方法的有效性。

１　非线性机理分析

举升机构形式多样，依据最简运动副设计原

则（运动副数量最小化，运动高副数量最小化），

本文研究对象为直推式举升机构，其构型如图１
所示。

图１　直推式举升机构
Ｆｉｇ．１　Ｄｉｒｅｃｔｐｕｓｈｌｉｆｔｉｎｇｍｅｃｈａｎｉｓｍ

本文以电动缸为驱动部件实现举升机构的高

精度伺服，其系统组成及其包括的可设计和非可

设计非线性环节如图２所示。图１和图２中的参
数在１１节和１２节进行介绍。

图２　电动缸举升伺服机构的非线性环节
Ｆｉｇ．２　 Ｎｏｎｌｉｎｅａｒｓｅｃｔｏｒｏｆｅｌｅｃｔｒｉｃｃｙｌｉｎｄｅｒ

ｌｉｆｔｉｎｇｓｅｒｖｏｍｅｃｈａｎｉｓｍ

图２中，Ｇ（θＢＡＣ）和 Ｆ（θＢＡＣ）分别为输出转角
θＢＡＣ的幅值增益和输出频率。由图 ２可知，可设
计非线性环节来源于举升机构机械构型，和机构

布局相关；非可设计非线性环节来源于电机、电动

·６６·
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缸组件、负载和传感器，和部件固有特性相关。由

于在武器站伺服系统中的电流环响应时间比速度

环响应时间至少小两个数量级，可将电流环等效

为比例环节。输入指令电压 Ｕａ到电机输出转矩
Ｔｍ的比例环节增益为电机的电压转矩系数 ＫＴ＝
ＫＩＫＭ＝（１／Ｒａ）ＫＭ，其中 ＫＩ为电流系数，ＫＭ为力
矩系数，Ｒａ为电机电枢电阻，而电感系数 Ｌａ的影
响可以被忽略。

１．１　运动学非线性环节作用机理

１．１．１　非线性传动比作用机理
非线性传动比导致了举升机构输入扭矩到输

出扭矩的非线性关系。利用功率守恒定律，可求

解出电机输入力矩到机构输出转矩的函数关系为

Ｐ＝Ｔｍωｍ＝ＦＢＣｖＢＣ＝ＴＬωＬ

ＦＢＣ＝Ｔｍ
２π( )ｄ

ＴＬ＝
ＦＢＣＬＡＣＬＡＢｓｉｎ（θＢＡＣ）

Ｌ













ＢＣ

（１）

其中，ＦＢＣ和 ｖＢＣ分别为电动缸推力和线速度，ＴＬ
和ωＬ分别为负载转矩和角速度，ωｍ为电机角速
度，ｄ为电动缸导程，其余参数如图１所示。

非线性传动比在模型中可以等效为随负载转

角θＢＡＣ变化的比例增益，举升机构的传动角 θＡＢＣ
的变化范围为（０，π），当θＡＢＣ为π／２时，其增益最
大，当θＡＢＣ趋近于０时，其增益也趋近于０。非线
性传动比比例增益取值范围为

ｍｉｎ［ＧＮ（ｓ）］＝ｍｉｎ［Ｇ（ｓ）ｍａｘ（θＢＡＣ），Ｇ（ｓ）ｍｉｎ（θＢＡＣ）］

ｍａｘ［ＧＮ（ｓ）］＝
２πＬＡＢ
ｄ

θＢＡＣ∈（０，π










）

（２）
其中，ＧＮ（ｓ）为 非 线 性 传 动 比 比 例 增 益，
Ｇ（ｓ）ｍａｘ（θＢＡＣ）为 θＢＡＣ最大时的增益，Ｇ（ｓ）ｍｉｎ（θＢＡＣ）为
θＢＡＣ最小时的增益。ＬＡＢ决定了其最大增益。

非线性传动比比例增益会造成闭环系统下增

益波动，非线性越显著，增益波动越大。为考虑增

益波动对闭环特性的影响，在此建立速度环框图

和传递函数分别如图３和式（３）所示。

图３　包含非线性传动比的速度环
Ｆｉｇ．３　Ｓｐｅｅｄｌｏｏｐｗｉｔｈｎｏｎｌｉｎｅａｒｔｒａｎｓｍｉｓｓｉｏｎｒａｔｉｏ

图３中，ωｃｍｄ为负载转速指令，ＫＴ为电压转矩
系数，Ｋｐ 和 Ｋｉ为比例 －积分 （ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎａｌ

ｉｎｔｅｇｒａｌ，ＰＩ）控制器比例系数和积分系数，ＪＬ为负
载惯量。由式（２）可知，在传动范围内存在非线
性传动比比例增益峰值，为满足系统闭环稳定性，

ＰＩ控制器应采用增益波动峰值进行设计，所以在
其余传动范围内，系统的闭环增益会减小。

　
ωＬ（ｓ）
ωｃｍｄ（ｓ）

＝１－ １

１＋ＫＴ Ｋｐ＋
Ｋｉ( )ｓ １

ＪＬ( )ｓＧＮ（ｓ）
（３）

式中，ωＬ（ｓ）／ωｃｍｄ（ｓ）会随着 ＧＮ（ｓ）的减小而减
小，从而影响系统的伺服带宽和伺服精度。虽然

针对非线性传动比，又提出了各类自适应控制器，

但是这不仅增加了设计复杂度，而且会引入参数

切换时的抖振现象。

１．１．２　间隙作用机理
间隙导致了举升机构运动和扭矩间传递的不

连续性。利用死区模型表达输出力矩和传动刚度

间的关系。为弥补死区函数的不连续性，采用基

于Ｓｉｇｍｏｉｄ函数的近似死区函数对间隙模型进行
描述，其为

Ｔ－Ｌ ＝Ｋｓ ΔθＢＡＣ－４θｇａｐ
１－ｅ－ｒΔθＢＡＣ
１＋ｅ－ｒΔθ( )ＢＡＣ

ΔθＢＡＣ＝θＢＡＣ－ａｒｃｃｏｓ
Ｌ２ＡＣ＋Ｌ

２
ＡＢ－Ｌ

２
ＢＣ

２ＬＡＣＬ( )
ＡＢ

ｒ＝ １２θｇａｐ

ＬＢＣ＝
θｍｄ
２π
＋ＬＢＣ

















０

（４）

其中，Ｔ－Ｌ 为机构输出力矩（不包括驱动电机转子
驱动力矩），θｇａｐ为负载传动间隙宽度，Ｋｓ为传动
刚度，ＬＢＣ０为ＬＢＣ的初始长度，θｍ为电机输出转角。

假设系统中不含间隙，将间隙和实际传动刚度

转化为等效传动刚度 Ｋｅｑ（忽略与间隙边界的碰
撞），则等效传动刚度和实际传动刚度的刚度差为

Δｋ＝Ｋｓ－Ｋｅｑ＝
ＴＬ

ΔθＢＡＣ－４θｇａｐ
１－ｅ－ｒΔθＢＡＣ
１＋ｅ－ｒΔθＢＡＣ

－
ＴＬ
ΔθＢＡＣ

＞０

（５）
由式（５）可知，含有间隙的等效传动刚度会

小于系统的实际传动刚度。由等效传动刚度建立

起举升机构的双惯量等效模型，如图４所示。

图４　包含等效刚度的双惯量模型
Ｆｉｇ．４　Ｄｏｕｂｌｅｉｎｅｒｔｉａｍｏｄｅｌｗｉｔｈｅｑｕｉｖａｌｅｎｔｓｔｉｆｆｎｅｓｓ

·７６·
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由图４和梅森公式推导出包含等效刚度的举
升机构输入力矩到输出转速的传递函数，如

式（６）所示。
ωＬ（ｓ）
Ｔｍ（ｓ）

＝ １
［Ｊｍ＋ＪＬ／Ｇ

２
Ｎ（ｓ）］［１＋（ｓ

２／ω２ｎ）］ｓ

ωｎ＝
ｋｅｑ［Ｊｍ＋ＪＬ／Ｇ

２
Ｎ（ｓ）］

ＪｍＪ槡










Ｌ

（６）
其中，传动链谐振频率 ωｎ和等效刚度 Ｋｅｑ成正相
关，所以间隙会引起类幅值响应衰减。在速度闭

环下，间隙会引起控制器的过度补偿，从而引起自

激振荡环影响举升机构伺服精度。

从传动误差来看，间隙会引入开环下的滞回

现象，其滞回量大小为

ΔθＢＡＣ＝ θＢＡＣ－ａｒｃｃｏｓ
Ｌ２ＡＣ＋Ｌ

２
ＡＢ－Ｌ

２
ＢＣ

２ＬＡＣＬ( )
ＡＢ

＝ θｇａｐ

（７）
由式（７）可知，滞回量越大，传动误差越大。

１．２　动力学非线性环节作用机理

１．２．１　不平衡力矩作用机理
不平衡力矩导致举升机构的输入扭矩在闭环

下会叠加偏置力矩，利用力矩平衡原理，可将其表

示为与负载转角θＢＡＣ相关的偏置力矩。
Ｍｇ＝ＦｇＬＡＧｃｏｓ（θＣＡＸ） （８）

式中，Ｆｇ为负载重力，ＬＡＧ为负载力臂，θＣＡＸ为负载
和水平线的夹角。

建立包含不平衡力矩的举升机构模型，如

图５所示。

图５　含有不平衡力矩的举升机构模型
Ｆｉｇ．５　Ｌｉｆｔｉｎｇｍｅｃｈａｎｉｓｍｍｏｄｅｌｗｉｔｈｕｎｂａｌａｎｃｅｔｏｒｑｕｅ

电动缸推重比一般大于２０，所以电动缸重力
会小于负载的５％，可忽略其对伺服性能的影响，
由图５建立电压到负载转速的传递函数：

ωＬ（ｓ）
Ｕａ（ｓ）

＝
ＫＴＧＮ（ｓ）
ＪＬｓ

－
ＦｇＬＡＧｓｉｎ（θＣＡＸ）
ＪＬｓＵａ（ｓ）

（９）

在有限转角内，负载转角范围为

θＣＡＸ∈（－１５°，５０°）

ｓｉｎ（θＣＡＸ）{ ＞０
（１０）

由式（９）和式（１０）可知，不平衡力矩不存在
换向可能。在暂态特性上，不平衡力矩会造成闭

环下启动补偿阶段的“倒刺现象”，从而影响伺服

精度。在稳态特性上，不平衡力矩会造成伺服带

宽上限减小，从而影响高频伺服精度。结合图３
和图５可得不平衡力矩到速度环输出的传递函
数，如式（１１）所示。

　　
ωＬ（ｓ）
Ｆｇ（ｓ）

＝ １
ＪＬｓ＋（Ｋｐｓ＋Ｋｉ）ＫＴＧＮ（ｓ）

（１１）

由式（１１）可知，非线性传动比增益越大，不
平衡力矩对系统的影响越小。

１．２．２　摩擦力矩作用机理
摩擦导致了机构输入扭矩在速度换向时的阶

跃响应。利用Ｓｔｒｉｂｅｃｋ模型表示摩擦力Ｔｆ。
Ｔｆ＝Ｔｃ＋Ｔｐ＋Ｔｂ
Ｔｐ＝（Ｔｓ－Ｔｃ）ｅ

－ ω／ωｓ

Ｔｂ＝ｂω
{

Ｌ

（１２）

其中，Ｔｃ为库仑摩擦力，Ｔｂ为黏滞摩擦力，Ｔｐ为
摩擦指数项，Ｔｓ为最大静摩擦力，ｂ为黏滞摩擦系
数，ωｓ为速度常数。

建立系统包含摩擦的举升机构模型，如图６
所示。

图６　含有Ｓｔｒｉｂｅｃｋ摩擦的举升机构模型
Ｆｉｇ．６　ＬｉｆｔｉｎｇｍｅｃｈａｎｉｓｍｍｏｄｅｌｗｉｔｈＳｔｒｉｂｅｃｋｆｒｉｃｔｉｏｎ

建立输入电压到负载的转速传递函数

ωＬ（ｓ）
Ｕａ（ｓ）

＝
ＫＴＧＮ（ｓ）
ＪＬｓ＋ｂ

－
ｓｉｇｎ［ωＬ（ｔ）］
（ＪＬｓ＋ｂ）Ｕａ（ｓ）

（Ｔｃ＋Ｔｐ）

（１３）
由式（１３）可知，黏滞摩擦会影响机构的稳态

响应，降低系统的伺服带宽。

为便于分析摩擦的暂态作用机理，将式（１３）
转化为带有机械时间常数的传递函数形式。

ωＬ（ｓ）
Ｕａ（ｓ）

＝
Ｋｓｍ
Ｔｓｍｓ＋１

－
ＫｓｍＲａｓｉｇｎ［ωＬ（ｔ）］

（Ｔｓｍｓ＋１）ＫＭＧＮ（ｓ）Ｕａ（ｓ）
（Ｔｃ＋Ｔｐ）

Ｋｓｍ＝
ＫＴＧＮ（ｓ）
ｂ

Ｔｓｍ＝
ＪＬ













ｂ
（１４）

由式（１２）可知，摩擦指数项和库仑摩擦项

·８６·
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相关，在速度换向时会突变，所以可将 Ｓｔｒｉｂｅｃｋ
摩擦简化为等效为库仑摩擦和黏滞摩擦进行

分析。

将库仑摩擦描述为单位阶跃激励，将黏滞摩

擦描述为模型的阻尼系数，则库仑摩擦在速度反

向时，机构产生的阶跃响应频域表达式为

ωＣＬ（ｓ）＝
Ｔｃ( )ｓωＬ（ｓ）Ｔｃ（ｓ）

＝
Ｔｃ( )ｓ １
ＪＬｓ＋ｂ

＝
Ｔｃ( )ｂ １
Ｔｓｍｓ

２＋ｓ

（１５）
对式（１５）进行拉普拉斯反变换，可以得到机

构在库仑摩擦下的阶跃响应时域函数表达式

ωＣＬ（ｔ）＝Ｌ
－１ Ｔｃ( )ｂ １

Ｔｓｍｓ
２＋[ ]ｓ＝

Ｔｃ( )ｂ １－ｅ－
ｔ
Ｔ( )ｓｍ

（１６）
由式（１６）可知，库仑摩擦力 Ｔｃ越大，对机构

的暂态特性影响时间越大；机械时间常数 Ｔｓｍ越
大，对机构的暂态特性影响时间越长。

２　亚全局并行优化设计

电动缸举升伺服机构的伺服性能体现在闭

环下的机械模型和控制策略中。机械动力学模

型的优化目标为弱化非线性环节，控制策略模

型的优化目标为稳态下的积分时间乘绝对误

差［１５］（ｉｎｔｅｇｒａｌｏｆｔｉｍｅｍｕｌｔｉｐｌｉｅｄｂｙａｂｓｏｌｕｔｅｅｒｒｏｒ，
ＩＴＡＥ）和暂态下的最大误差。机械和控制的协
同优化是多目标优化的问题，方法基本可分为

局部串行优化和全局并行优化［１２－１４］。局部串

行优化的不足是：伺服性能的设计没有全局的

优化目标，其会陷入局部最优的情况，其设计流

程如图７（ａ）所示。全局并行优化的不足是：缺
少实际非线性参数的辨识，使得控制策略设计

和机构特性不匹配，其设计流程如图 ７（ｂ）
所示。

本文所提的亚全局并行优化能有效解决局部

最优问题，并可匹配机械控制特性。其所求最优

解也更加贴合工程实际，其设计流程如图７（ｃ）
所示。

（ａ）局部串行优化设计
（ａ）Ｌｏｃａｌｓｅｒｉａｌｏｐｔｉｍｉｚａｔｉｏｎｄｅｓｉｇｎ

（ｂ）全局并行优化设计
（ｂ）Ｇｌｏｂａｌｐａｒａｌｌｅｌｏｐｔｉｍｉｚａｔｉｏｎｄｅｓｉｇｎ

（ｃ）亚全局并行优化设计
（ｃ）Ｓｕｂｇｌｏｂａｌｐａｒａｌｌｅｌｏｐｔｉｍｉｚａｔｉｏｎｄｅｓｉｇｎ

图７　三种伺服性能优化方法
Ｆｉｇ．７　Ｔｈｒｅｅｓｅｒｖｏｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅｏｐｔｉｍｉｚａｔｉｏｎｍｅｔｈｏｄｓ

２．１　运动学优化设计

２．１．１　运动学数学模型
在建立举升机构运动学数学模型时，为避免

运动部件产生干涉，将原有的武器射界 （－１０°～
４５°）调整至 （－１５°～５０°），则运动学坐标系如
图８所示。

图８　举升机构运动坐标系
Ｆｉｇ．８　 Ｍｏｔｉｏｎｃｏｏｒｄｉｎａｔｅｓｙｓｔｅｍｏｆｌｉｆｔｉｎｇｍｅｃｈａｎｉｓｍ

由图８可知，运动学设计变量为负载铰点坐
标Ａ（ｘ０，ｙ０），电动缸上、下铰点坐标 Ｂ（ｘ１，ｙ１）和
Ｃ（ｘ２，ｙ２）。ＬＡＢ与水平线Ｙ＝ｙ０的夹角为 θη，适配
器轴线与水平线的夹角为θλ，ＬＡＢ与适配器轴线的

·９６·
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夹角为 θη－θλ。其中，θＢＡＣ０为负载最大俯角时
θＢＡＣ的值。

由图８中的坐标关系可得运动学数学模型：

ＬＡＣ＝ （ｘ０－ｘ２）
２＋（ｙ０－ｙ２）槡

２

ＬＡＢ＝ （ｘ０－ｘ１）
２＋（ｙ０－ｙ１）槡

２

ＬＣＢ＝ （ｘ２－ｘ１）
２＋（ｙ２－ｙ１）槡

２

ＬＣＢ′＝ （ｘ２－ｘＢ）
２＋（ｙ２－ｙＢ）槡

２

ΔＬＣＢ＝ＬＣＢ′－ＬＣＢ
ｘＢ＝ｘ０－ＬＡＢｃｏｓ（ΔθＢＡＣ－θη）

ｙＢ＝ｙ０＋ＬＡＢｓｉｎ（ΔθＢＡＣ－θη）

θη＝ａｒｃｔａｎ
ｘ１－ｘ０
ｙ１－ｙ( )





















０

（１７）

其中，Ｂ′（ｘＢ，ｙＢ）为变化的铰点 Ｂ的坐标，ΔＬＣＢ为
电动缸最大变化长度。

２．１．２　运动学设计约束
运动学设计约束包括空间约束和机构约束。

空间约束主要包括建造纵深Ｈｍａｘ下的边界约
束和相对位置约束，其为

ｙ０－ｙ２≤Ｈｍａｘ
ｙ２＜ｙ{

０

（１８）

机构约束主要包括举升机构的电动缸约束、

传动角约束和机构死点约束。

电动缸约束是电动缸机械特性，其为

ＬＢ′Ｃ－ＬＢＣ＜ＬＢＣ－Ｄｓ
ＬＢＣ＞Ｄｓ＋Ｌｓ
ＬＢ′Ｃ＜Ｄｓ＋２Ｌ

{
ｓ

（１９）

其中，电动缸行程为Ｌｓ，附件长度为 Ｄｓ，电动缸的
最短和最长长度分别为Ｄｓ＋Ｌｓ和Ｄｓ＋２Ｌｓ。

传动角约束为机构机械特性，其为

ｍｉｎ（θＡＢＣ）≥１０°×（π／１８０°）

θＡＢＣ＝ａｒｃｃｏｓ
Ｌ２ＡＢ＋Ｌ

２
ＢＣ－Ｌ

２
ＡＣ

２ＬＡＢＬ( )
ＢＣ

θＡＢ′Ｃ＝ａｒｃｃｏｓ
Ｌ２ＡＢ＋Ｌ

２
Ｂ′Ｃ－Ｌ

２
ＡＣ

２ＬＡＢＬ( )













Ｂ′Ｃ

（２０）

机构死点约束为机构机械特性，其为

ＬＢ′Ｃ≤ＬＡＣ＋ＬＡＢ′
ＬＡＣ≤ＬＡＢ＋Ｌ{

ＢＣ

（２１）

死点约束是保证举升机构ＬＡＢ与ＬＡＣ不共线。
２．１．３　运动学优化目标

运动学优化目标为增益波动和间隙宽度

最小。

设定增益波动目标函数为

ｆ１（ΔθＢＡＣ）＝ｍｉｎ｛ｍａｘ［ＧＮ（ｓ）］－ｍｉｎ［ＧＮ（ｓ）］｝

ＧＮ（ｓ）＝
２πＬＡＣＬＡＢｓｉｎ（θＢＡＣ０＋ΔθＢＡＣ）

ｄＬＢＣ
ΔθＢＡＣ∈（０°，６５°










）

（２２）
电动缸举升伺服机构的传动间隙只出现在电

动缸的直线进给方向，其为铰链Ａ、铰链Ｂ和电动
缸传动间隙的总和。直线进给方向间隙宽度 Ｌｇａｐ
与负载转角间隙宽度 θｇａｐ的对应关系如图 ９
所示。

图９　直线间隙宽度与转角间隙宽度的对应关系
Ｆｉｇ．９　Ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｂｅｔｗｅｅｎｌｉｎｅａｒｇａｐｗｉｄｔｈ＆

ｃｏｒｎｅｒｇａｐｗｉｄｔｈ

由近似等效和正弦定理，可得其对应关系为

Ｌｇａｐ
ｓｉｎ（θｇａｐ）

＝
ＬＡＢ

ｓｉｎ（θＡＢＣ）
，Ｌｇａｐ→０

ＬＡＣ
ｓｉｎ（θＡＢＣ）

＝
ＬＢＣ

ｓｉｎ（θＢＡＣ
{

）

（２３）

基于上述分析，间隙转化率目标函数为

ｆ２（ΔθＢＡＣ）＝ｍｉｎ ∫
６５

０
θｇａｐｄθ( )ＢＡＣ ／[ ]６５

θｇａｐ ＝ａｒｃｓｉｎ
ＬＡＣＬｇａｐｓｉｎ（θＢＡＣ０＋ΔθＢＡＣ）

ＬＡＢＬ
[ ]

ＢＣ

ΔθＢＡＣ∈（０°，６５°










）

（２４）
由式（２４）可知，间隙转化率与ＬＡＢ呈负相关。

２．２　动力学优化设计

２．２．１　动力学数学模型
在建立举升机构动力学数学模型时，需明确

影响其伺服性能的负载特性，其负载主要分为后

坐力矩、不平衡力矩、惯性力矩和摩擦力矩。其

中，后坐力矩在构型确定后为常值力矩。动力学

坐标系如图１０所示。
由图１０可知，动力学设计变量为负载铰点坐

标Ａ（ｘ０，ｙ０），负载重心坐标 Ｇ（ｘ４，ｙ４），负载包络
后、前端点坐标 Ｄ（ｘ３，ｙ３）和 Ｅ（ｘ５，ｙ５），Ｈｍａｘ为举

·０７·
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图１０　举升机构动力坐标系
Ｆｉｇ．１０　 Ｄｙｎａｍｉｃｃｏｏｒｄｉｎａｔｅｓｙｓｔｅｍｏｆｌｉｆｔｉｎｇｍｅｃｈａｎｉｓｍ

升机构的限高线，ΔθＢＡＣ为变化的武器射界，ＬＧ为
重心到适配器轴线的距离，ＬＡ为铰点 Ａ到火线
的距离。

由图 １０中的坐标关系可得动力学数学模
型为

ＬＡＤ＝ （ｘ０－ｘ３）
２＋（ｙ０－ｙ３）槡

２

ＬＡＧ＝ （ｘ０－ｘ４）
２＋（ｙ０－ｙ４）槡

２

ＬＡＥ＝ （ｘ０－ｘ５）
２＋（ｙ０－ｙ５）槡

２

（ｘＤ，ｘＥ）＝ｘ０＋（－ＬＡＤ，ＬＡＥ）·ｃｏｓ（ΔθＢＡＣ－θγ）

（ｙＤ，ｙＥ）＝ｙ０＋（－ＬＡＤ，ＬＡＥ）·ｓｉｎ（ΔθＢＡＣ－θγ）

ｘＧ＝ｘ０＋ＬＡＧｃｏｓ（ΔθＢＡＣ－θγ＋θＧ）

ｙＧ＝ｙ０＋ＬＡＧｓｉｎ（ΔθＢＡＣ－θγ＋θＧ）

θγ＝ａｒｃｔａｎ
ｘ５－ｘ０
ｙ５－ｙ( )





















０

（２５）
其中，Ｄ′（ｘＤ，ｙＤ）和Ｅ′（ｘＥ，ｙＥ）为变化的铰点Ｄ和
Ｅ的坐标，Ｇ′（ｘＧ，ｙＧ）为变化的重心Ｇ的坐标。θγ
为最大俯角时适配器轴线与水平线的夹角。

２．２．２　动力学设计约束
动力学设计约束包括俯仰边界约束和相对位

置约束。俯仰边界约束要求负载在上下俯仰时不

会触碰到载体边界，相对位置约束要求铰点 Ａ距
离火线和重心的位置大于一定范围，其为

ＬＡＥｓｉｎ（θγ）≤Ｈｍａｘ
ＬＡＤｓｉｎ（ΔθＢＡＣ－θγ）≤Ｈｍａｘ
（ＬＡＧ，ＬＡ）≥（ＬＧ，０

{
）

（２６）

２．２．３　动力学优化目标
动力学优化目标为不平衡力矩和摩擦力矩

最小。

不平衡力矩的目标函数为

ｆ３（ΔθＢＡＣ）＝ｍｉｎ∫
６５

０
ＴｇｄθＢＡＣ






５５

Ｔｇ＝ＦｇＬＡＧｃｏｓ（ΔθＢＡＣ－θγ＋θＧ）

ΔθＢＡＣ∈（０°，６５°










）

（２７）

其中，Ｔｇ为不平衡力矩。
电动缸举升机构的所有运动副在运动过程中

均会产出摩擦力，其中包括铰链Ａ、铰链Ｂ和铰链
Ｃ的摩擦转矩（ＴｆＡ、ＴｆＢ和ＴｆＣ），以及滚珠丝杠的摩
擦阻力ＦｆＢＣ。机构摩擦力分布如图１１所示。

图１１　举升机构摩擦力分布
Ｆｉｇ．１１　Ｆｒｉｃｔｉｏｎｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｏｆｌｉｆｔｉｎｇｍｅｃｈａｎｉｓｍ

图１１中，Ｗｇ为重力力臂，ＷＢＣ为电动缸推力
力臂。可求得电动缸的推力和力臂为

　　

ＦＢＣ＝
Ｔｒ＋Ｔｇ＋Ｔｉ
ｗＢＣ

ＷＢＣ＝

ｙＢ－ｙ２
ｘ２－ｘ( )

Ｂ

ｘ０＋ｙ０＋ｙＢｘ２－ｙ２ｘＢ

１＋
ｙＢ－ｙ２
ｘ２－ｘ( )

Ｂ槡













２

（２８）

其中：Ｔｒ为后坐力矩，Ｔｒ＝Ｆｒ×ＬＡ；Ｔｉ为惯性力
矩，Ｔｉ＝（Ｊ＋ｍＬ

２
ＡＧ）αＢＡＣ。

由电动缸推力可求解出各运动副的摩擦力。

（ＴｆＡ，ＴｆＢ，ＴｆＣ，ＦｆＢＣ）＝（ρＡ Ｆ２Ａｘ＋Ｆ
２

槡 Ａｙ，ρＢＦＢＣ，ρＣＦＢＣ，μＢＣＦＢＣ）

（ＦＡｘ，ＦＡｙ）＝［ＦＢＣｃｏｓ（θＢＣＸ），Ｆｇ－ＦＢＣｓｉｎ（θＢＣＸ）］

（ρＡ，ρＢ，ρＣ）＝αｐ（μＡｒＡ，μＢｒＢ，μＣｒＣ），αｐ∈ １，π[ ]










２

（２９）
其中，参数（ρＡ，μＡ，ｒＡ）、（ρＢ，μＢ，ｒＢ）和（ρＣ，μＣ，ｒＣ）
分别为铰链Ａ、铰链Ｂ和铰链Ｃ的摩擦圆半径、摩
擦系数和轴承半径，αｐ为摩擦力和压力的夹角。
在举升机构中，铰链 Ａ一般为大半径滚珠轴承，
铰链Ｂ和铰链Ｃ一般为小半径滚针轴承，经过计
算可近似设定ρ＝ρＡ＝ρＢ＝ρＣ。

将铰链 Ｂ、铰链 Ｃ及滚珠丝杠的摩擦力折算
到铰链Ａ处，可得铰链Ａ处的总摩擦力为

·１７·
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　 Ｔｆ＝ＴｆＡ＋ＴｆＢ
ωＡＢＣ
ωＢＡＣ

＋ＴｆＣ
ωＡＣＢ
ωＢＡＣ

＋ＦｆＢＣＧＮ（ｓ） （３０）

式中，ωＡＢＣ、ωＡＣＢ和 ωＢＡＣ分别为 θＡＢＣ、θＡＣＢ和 θＢＡＣ角
速度大小，其运动学关系为

ωＢＡＣ＝ωＡＢＣ＋ωＡＣＢ （３１）
将铰链摩擦合力分解成分力形式，再求和得

ＴｆＡ＝［ＦＢＣｃｏｓ（θＢＣＸ）－ＦＢＣｓｉｎ（θＢＣＸ）＋Ｆｇ］ρ

ＴｆＢ＝ＴｆＣ＝［ＦＢＣｃｏｓ（θＢＣＸ）＋ＦＢＣｓｉｎ（θＢＣＸ）］{ ρ

（３２）
结合式（３１）和式（３２）对式（３０）进行近似简

化，可得机构所有摩擦力折算到铰链 Ａ的总摩擦
力为

ＴｆＡＢＣ＝ρ［２ＦＢＣｃｏｓ（θＢＣＸ）＋Ｆｇ］＋μＢＣ［ＦＢＣＧＮ（ｓ）］

ｃｏｓ（θＢＣＸ）＝ｃｏｓ
２（θＡＣＸ）＋

ｓｉｎ（θＢＡＣ）ＬＡＢ
Ｌ

{
ＢＣ

（３３）
由式（３３）可知，机构总摩擦力和电动缸的输

出推力ＦＢＣ成正相关。
基于上述分析，摩擦力的目标函数表述为

ｆ４（ΔθＢＡＣ）＝ｍｉｎ∫
６５

０
ＴｆＡＢＣｄθＢＡＣ[ ]
６５

ΔθＢＡＣ∈（０°，６５°
{

）

（３４）

２．３　控制策略学优化设计

２．３．１　控制策略数学模型
为实现高精度伺服，在此应用ＰＩ控制器结合

扰动观测器（ｄｉｓｔｕｒｂａｎｃｅｏｂｓｅｒｖｅｒ，ＤＯＢ）的复合控
制策略。ＰＩ作为稳态控制器，数学模型为 Ｋｐ＋
Ｋｉ／ｓ。ＤＯＢ作为扰动观测器，数学模型为线性动
力学模型的逆模型，主要考虑观测精度，而观测精

度和名义模型精度相关。

２．３．２　控制策略内部约束
控制器没有设计方面的约束，但需要考虑交

流伺服电机的输出力矩约束和电机的输出功率约

束，如式（３５）所示，因为其会引入一定饱和特性，
影响控制效果。

ＵａＫＴ Ｋｐ＋
Ｋｉ( )ｓ≤ｍａｘ（Ｔｍ）

ＵａＫＴ Ｋｐ＋
Ｋｉ( )ｓＧＮ（ｓ）ωＬ≤ｍａｘ（Ｐｍ{ ）

（３５）

其中，Ｐｍ为电机输出功率。
ＤＯＢ观测器同样没有设计方面的约束，但需

要考虑低通滤波器的带宽设计要求和鲁棒性设计

约束，分别如式（３６）和式（３７）所示。

Ｆｑ∈［ｍａｘ（ＦＬ），ｍｉｎ（Ｆｅｎｃ）］ （３６）
式中，ＦＬ为伺服频率，Ｆｅｎｃ为编码器噪声频率，Ｆｑ
为滤波器截止频率。

Ｑ（ｓ）［Ｇｓ（ｓ）－Ｇｐ（ｓ）］∞≤１ （３７）
式中，Ｑ（ｓ）为滤波器模型，Ｇｓ（ｓ）为系统模型。
２．３．３　控制策略优化目标

控制器优化目标采用 ＩＴＡＥ准则。该准则设
计的系统暂态响应振荡小，控制参数适应性好。

则优化目标函数为

ｆ５（ΔθＡＢＣ）＝∫
∞

０
ｔωｅｒｒｏｒ（ｔ）ｄｔ

ωｅｒｒｏｒ（ｔ）＝ωｃｍｄ（ｔ）－ωＬ（ｔ
{

）

（３８）

其中，ωｅｒｒｏｒ为速度环误差。

３　优化结果的分析与比较

在现有样机上进行优化，实物如图１２所示。

图１２　电动缸举升伺服机构样机
Ｆｉｇ．１２　Ｐｒｏｔｏｔｙｐｅｏｆｅｌｅｃｔｒｉｃｃｙｌｉｎｄｅｒｌｉｆｔｉｎｇ

ｓｅｒｖｏｍｅｃｈａｎｉｓｍ

样机的常值参数见表１，非独立变量（及相关
的独立变量）见表２。

３．１　多目标优化算法设定

多目标优化求解器选用 ＭＡＴＬＡＢ中的
ｆｍｉｎｃｏｎ函数中的内点法求解器（ｉｎｔｅｒｉｏｒｐｏｉｎｔ）。
相对于序列二次规划求解器和有效集求解器

（ａｃｔｉｖｅｓｅｔ），其求解较为连续，有更高的收敛
精度。

在设定总优化目标函数时，可通过线性加权

法设定各个子目标函数的权重，权重的作用是将

各目标函数调整到同一量级下进行综合优化。将

亚全局并行优化的总目标优化函数设定为

ｆ（ΔθＢＡＣ）＝∑
４

ｉ＝１
ｗｉｆｉ（ΔθＢＡＣ）＋ｆ５（ΔθＢＡＣ）

（３９）

式中，ｗｉ为目标函数权值，∑
４

ｉ＝１
ｗｉｆｉ（ΔθＢＡＣ）表示多

目标协同优化目标函数，ｆ５（ΔθＢＡＣ）为单独优化目

·２７·



　第５期 万子平，等：电动缸举升机构伺服性能的亚全局并行优化设计

表１　样机常值参数
Ｔａｂ．１　Ｃｏｎｓｔａｎｔｐａｒａｍｅｔｅｒｓｏｆｐｒｏｔｏｔｙｐｅ

常值参数类型 常值参数含义 常值参数数值

Ｌｇａｐ／ｍｍ 直线进给方向间隙宽度 ０．０３

Ｆｇ／Ｎ 负载重力 １６７４．９

Ｆｒ／Ｎ 武器后坐力 ０

αＢＡＣ／（ｒａｄ／ｓ
２） 负载转角最大角加速度 １

（ρＡ，ρＢ，ρＣ）／ｍｍ Ａ，Ｂ，Ｃ点摩擦圆半径 ０．０６

μＡ，μＢ，μＣ Ａ，Ｂ，Ｃ点摩擦系数 ０．０１５

μＢＣ 电动缸摩擦系数 ０．０７５

Ｈｍａｘ／ｍ 最大建造纵深 ０．５８

ΔθＢＡＣ／（°） 负载转角行程 ６５

ＤＳ／ｍ 电动缸附件长度 ０．２５３

ＬＳ／ｍ 电动缸行程 ０．２３

ＬＡ ／ｍ Ａ点至火线最小距离 ０

ＬＧ ／ｍ Ｇ点至轴线最小距离 ０

ｍａｘ（Ｔｍ）／（Ｎ·ｍ） 最大输出力矩 ２．３９

ｍａｘ（Ｐｍ）／Ｗ 最大输出功率 ７５０

（θη－θγ）／（°） ＡＢ线与火线的夹角 ２７．２３

（Ｊｍ，ＪＬ）／（ｋｇ·ｍ
２） 电机转子和负载惯量 （０．００２，２１．６１）

ＬＧＥ／ｍ ＧＥ线长度 １．９５６

ＬＧＤ／ｍ ＧＤ线长度 ０．６６８

ＫＴ 电压转矩系数 ０．２３９

（ＦＬ，Ｆｅｎｃ）／Ｈｚ 伺服带宽、反馈噪声频率 （９０，５００）

Ｆｑ／Ｈｚ 观测器滤波截止频率 １２０

标函数。在上述基础上，分别设定两个对照组，局

部串行优化和全局并行优化，其目标函数分别为

式（４０）和式（４１）。
ｆ（ΔθＢＡＣ）＝ｆ１（ΔθＢＡＣ）＋ｆ２（ΔθＢＡＣ）＋…＋ｆ５（ΔθＢＡＣ）

（４０）

ｆ（ΔθＢＡＣ）＝∑
５

ｉ＝１
ｗｉｆｉ（ΔθＢＡＣ） （４１）

将各优化目标函数统一到同一量级后，可依

据文献［１６］对权值进行二次定义，其中间隙宽
度、摩擦力矩、不平衡转矩的权值均有定义，而增

益波动和 ＩＴＡＥ值仅与机构的稳定精度相关，所
以定义其权值和不平衡力矩权值一致。增益波动

权值ｗ１＝００１，间隙宽度权值ｗ２＝６，不平衡力矩
权值 ｗ３＝０００５，摩擦力矩权值 ｗ４＝００３，ＩＴＡＥ
权值ｗ５＝００１。

表２　样机非独立变量
Ｔａｂ．１　Ｄｅｐｅｎｄｅｎｔｖａｒｉａｂｌｅｓｏｆｐｒｏｔｏｔｙｐｅ

非独立变量类型 非独立变量含义 相关独立变量

ＬＡＣ／ｍ ＡＣ线长度 Ａ，Ｃ点坐标

ＬＡＢ／ｍ ＡＢ线长度 Ａ，Ｂ点坐标

ＬＢＣ／ｍ ＢＣ线长度 Ｂ，Ｃ点坐标

θη／（°） ＡＢ线与水平线夹角 Ａ，Ｂ点坐标

ＬＡＤ／ｍ ＡＤ线长度 Ａ，Ｄ点坐标

ＬＡＥ／ｍ ＡＥ线长度 Ａ，Ｅ点坐标

ＬＡＧ／ｍ ＡＧ线长度 Ａ，Ｇ点坐标

θλ／（°） 轴（火）线与水平线夹角 Ａ，Ｂ点坐标

θＡＢＣ 举升机构传动角 Ａ，Ｂ，Ｃ点坐标

θＢＡＣ ＡＢ线与ＡＣ线夹角 Ａ，Ｂ，Ｃ点坐标

θＢＣＸ ＢＣ线与水平线夹角 Ｂ，Ｃ点坐标

Ｗｇ 重力力臂 Ａ，Ｇ点坐标

ＷＢＣ 电动缸推力力臂 Ｂ，Ｃ点坐标

ＧＮ／ｓ 增益波动 Ａ，Ｂ，Ｃ点坐标

θｇａｐ／（°） 负载转角间隙宽度 Ａ，Ｂ，Ｃ点坐标

Ｔｉ 后坐力矩 Ａ点坐标

Ｔｒ 惯性力矩 Ａ，Ｇ点坐标

Ｔｇ 不平衡转矩 Ａ，Ｇ点坐标

ＦＢＣ 电动缸推力 Ｂ，Ｃ点坐标

ＴｆＡ，ＴｆＢ，ＴｆＣ Ａ，Ｂ，Ｃ点折算转矩 Ａ，Ｂ，Ｃ，Ｇ点坐标

ＴｆＢＣ 电动缸折算转矩 Ａ，Ｂ，Ｃ，Ｇ点坐标

ωｅｒｒｏｒ 速度环误差 Ｋｐ，Ｋｉ控制参数

３．２　非线性优化效果分析

以原始布局的设计变量为起始点进行搜索

优化，原始布局和三种优化布局设计变量见

表３。结合图４～６可得举升伺服机构的开环模
型，如图１３所示。代入表３中的布局参数，并在
开环下采用恒值电压输入，使负载从 －１５°运行
到５０°。通过单一变量法可得各布局下增益波
动、间隙宽度、摩擦力矩和不平衡力矩随着夹角

θＣＡＸ的变化曲线，如图１４所示。由图１４可得原
始布局和三种优化布局下的非线性环节目标值

如表４所示。

·３７·
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表３　布局设计变量
Ｔａｂ．３　Ｌａｙｏｕｔｄｅｓｉｇｎｖａｒｉａｂｌｅｓ

布局类型 Ａ（ｘ０，ｙ０）／ｍ Ｂ（ｘ１，ｙ１）／ｍ Ｃ（ｘ２，ｙ２）／ｍ ＬＡＧ／ｍ

原始布局 （０．１７２，０．６７４） （０．３２４，０．５２８） （０．１００，０．１００） ０．０５

局部串行优化布局 （０．１３９，０．７０６） （０．３２４，０．５２８） （０．３２４，０．００１） ０

全局并行优化布局 （０．１４７，０．６９８） （０．３２４，０．５２８） （０．１７８，０．０３２） ０

亚全局并行优化布局 （０．１４５，０．７０１） （０．３２４，０．５２８） （０．１７７，０．０３０） ０

图１３　电动缸举升伺服机构开环模型
Ｆｉｇ．１３　Ｏｐｅｎｌｏｏｐｍｏｄｅｌｏｆｅｌｅｃｔｒｉｃｃｙｌｉｎｄｅｒｌｉｆｔｉｎｇｓｅｒｖｏｍｅｃｈａｎｉｓｍ

（ａ）增益波动变化曲线
（ａ）Ｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｇａｉｎｆｌｕｃｔｕａｔｉｏｎ

（ｂ）间隙宽度变化曲线
（ｂ）Ｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｇａｐｗｉｄｔｈ

（ｃ）摩擦力矩变化曲线
（ｃ）Ｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｆｒｉｃｔｉｏｎｍｏｍｅｎｔ

（ｄ）不平衡力矩变化曲线
（ｄ）Ｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｕｎｂａｌａｎｃｅｍｏｍｅｎｔ

图１４　单一变量下的非线性变化曲线
Ｆｉｇ．１４　Ｎｏｎｌｉｎｅａｒｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｕｎｄｅｒｓｉｎｇｌｅｖａｒｉａｂｌｅ

·４７·
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表４　非线性环节目标值
Ｔａｂ．４　Ｔａｒｇｅｔｖａｌｕｅｏｆｎｏｎｌｉｎｅａｒｓｅｃｔｏｒ

布局类型

增益波动 间隙宽度 摩擦力矩 不平衡力矩

目标值

ｆ１

优化百分

比／％

目标值ｆ２／

（°）

优化百分

比／％

目标值ｆ３／

（Ｎ·ｍ）

优化百分

比／％

目标值ｆ４／

（Ｎ·ｍ）

优化百分

比／％

原始布局 １１．１ ０．０１５７ １３８ ７７．１

局部串行优化布局 ０．９ ９１．８ ０．０１３５ １４．０ １３５ ２２ ０ １００

全局并行优化布局 ２．１ ８１．１ ０．０１２９ １７．８ １３３ ３６ ０ １００

亚全局并行优化布局 ２．１ ８１．１ ０．０１２９ １７．８ １３３ ３６ ０ １００

　　在优化值方面，优化的间隙宽度和摩擦力矩
的量级要远小于优化的增益波动和不平衡力矩的

量级，但其优化依然重要。这是因为间隙宽度和

摩擦力矩是制约系统伺服性能的主要因素，其引

起的暂态误差无法通过稳态控制器快速精确补

偿。且在病态工况下，间隙宽度和摩擦力矩会远

大于理想量级。

在优化百分比方面，三种优化方法都大大减

小了电动缸举升伺服机构的非线性，其中不平衡

力矩的优化更是达到１００％。这是因为在动力学
设计约束允许的条件下，不平衡力矩与其余三项

非线性环节是不耦合的，而其余三项非线性环节

相互耦合。

在局部串行优化的效果方面，除增益波动，其

余非线性的优化效果均会劣于全局并行优化和亚

全局并行优化。这是因为局部串行优化的优化顺

序为不平衡力矩→摩擦力矩→间隙宽度→增益波
动，这使得最后优化的增益波动取得了三个耦合

非线性中的局部最优，而非耦合的不平衡力矩则

没受到影响。在此可看出局部串行优化的局部优

化问题。

在全局和亚全局并行优化的效果方面，两者

优化效果基本一致，在此可看出全局并行优化的

非必要性。

３．３　伺服特性优化效果分析

为保证闭环系统的稳定性，在机构传动比增

益最大处设定 ＰＩ参数。在速度闭环下采用
１（°）／ｓ的阶跃信号作为输入，并以 ＩＴＡＥ准则进
行优化。原始系统和三种优化系统的控制器设计

变量见表５。
表５　控制器设计变量

Ｔａｂ．５　Ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｒｄｅｓｉｇｎｖａｒｉａｂｌｅｓ

布局类型 （Ｋｐ，Ｋｉ）

原始布局 （１９．３，７．０００）

局部串行优化布局 （１７．７，０．００５）

全局并行优化布局 （１８．８，０．００６）

亚全局并行优化布局 （１８．３，０．００６）

由于电动缸传动较为复杂，所以难以直接获

得惯量。在全局并行优化通过模型间接获取的惯

量会引入误差，所以其设计的控制器和观测器均

会引入误差，这里定义误差为 ＋０００１３ｋｇ·ｍ２。
而其余两种优化方法的控制器和观测器均采用准

确辨识的惯量参数。

结合图３～６可得举升机构闭环模型，如图１５
所示。其名义模型如图１６所示，其中将间隙宽度
作为扰动输入时，需要变换名义模型形式［１７］。

图１５　电动缸举升伺服机构闭环模型
Ｆｉｇ．１５　Ｃｌｏｓｅｄｌｏｏｐｍｏｄｅｌｏｆｅｌｅｃｔｒｉｃｃｙｌｉｎｄｅｒｌｉｆｔｉｎｇｓｅｒｖｏｍｅｃｈａｎｉｓｍ

·５７·
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图１６　名义模型
Ｆｉｇ．１６　Ｎｏｍｉｎａｌｍｏｄｅｌ

　　在速度闭环下采用正弦信号（０５６５ｒａｄ／ｓ）
输入，使负载在（－１５°，５０°）间做正弦运动。代
入表３的布局变量参数和表 ５的控制器变量参
数。通过单一变量法可得增益波动和不平衡力矩

影响下单周期 ＩＴＡＥ值变化曲线，如图 １７（ａ）、
图１７（ｂ）所示，及摩擦力矩和间隙宽度影响下单
周期的最大误差变化曲线，如图１７（ｃ）、图１７（ｄ）
所示。由图１７可得原始系统和三种优化系统下
的伺服性能指标，见表６。

由于ＰＩ控制器和ＤＯＢ观测器对不同非线性

环节的补偿方式不同，这里分开进行分析。增益

波动和不平衡力矩属于稳态误差，应结合控制器

进行分析。摩擦力矩和间隙宽度属于暂态误差，

应结合观测器进行分析。

从增益波动对伺服性能的影响来看，局部串

行优化方法和亚全局并行优化方法均对举升机构

的伺服性能产生了积极的影响，且优化效果相近。

而全局并行优化虽然也产生了积极的作用，但是

效果并不如另两种优化方法，这是因为惯量误差

导致了控制器的参数非最优。

（ａ）增益波动下的单周期ＩＴＡＥ值变化曲线
（ａ）ＶａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｓｉｎｇｌｅｐｅｒｉｏｄＩＴＡＥｖａｌｕｅ

ｕｎｄｅｒｇａｉｎｆｌｕｃｔｕａｔｉｏｎ

（ｂ）不平衡力矩下的单周期ＩＴＡＥ值变化曲线
（ｂ）ＶａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｓｉｎｇｌｅｐｅｒｉｏｄＩＴＡＥｖａｌｕｅ

ｕｎｄｅｒｕｎｂａｌａｎｃｅｄｔｏｒｑｕｅ

（ｃ）摩擦力矩下的单周期最大误差变化曲线
（ｃ）Ｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｓｉｎｇｌｅｐｅｒｉｏｄｍａｘｉｍｕｍｅｒｒｏｒ

ｕｎｄｅｒｆｒｉｃｔｉｏｎｍｏｍｅｎｔ

（ｄ）间隙宽度下的单周期最大误差变化曲线
（ｄ）Ｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｓｉｎｇｌｅｐｅｒｉｏｄｍａｘｉｍｕｍｅｒｒｏｒ

ｕｎｄｅｒｇａｐｗｉｄｔｈ

图１７　单一变量下的单周期误差变化曲线
Ｆｉｇ．１７　Ｖａｒｉａｔｉｏｎｃｕｒｖｅｏｆｓｉｎｇｌｅｐｅｒｉｏｄｅｒｒｏｒｕｎｄｅｒｓｉｎｇｌｅｖａｒｉａｂｌｅ

·６７·
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表６　伺服性能目标值
Ｔａｂ．６　Ｔａｒｇｅｔｖａｌｕｅｏｆｓｅｒｖｏｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ

布局类型

增益波动 不平衡力矩 摩擦力矩 间隙宽度

ＩＴＡＥ值
ｆ５／（°）

优化百分

比／％

ＩＴＡＥ值
ｆ５／（°）

优化百分

比／％
最大误差

值／（（°）／ｓ）
优化百分

比／％
最大误差

值／（（°）／ｓ）
优化百分

比／％

原始布局 ８．５５ ９．８８ ２．２ ０．６０

局部串行优化布局 ７．４４ １３．０ ７．４４ ２４．７ ２．３２ －５．５ ０．６１ －１．７

全局并行优化布局 ８．０６ ５．７ ８．０６ １８．４ ３．１４ －４２．７ ０．８５ －４１．７

亚全局并行优化布局 ７．４５ １２．９ ７．４５ ２４．６ ２．０６ ６．４ ０．５９ １．７

　　从不平衡力矩对伺服性能的影响来看，三种
优化方法对不平衡力矩的完全消除、对举升机构

伺服性能的影响效果有着积极作用，而原始系统

则较差，这是因为在伺服启动的初级阶段产生了

不平衡力矩的暂态补偿误差。

从摩擦力矩对伺服性能的影响来看，全局并

行优化方法对伺服性能产生了不利的影响，这是

因为引入的惯量误差导致了观测器的观测误差，

从而导致摩擦力矩补偿失效，而其余两种方法则

不会。由于亚全局并行优化在弱化摩擦力矩非线

性时为最优，其在摩擦力矩影响下的伺服性能中

也取得了最优。

从间隙宽度对伺服性能的影响来看，仍然是

亚全局并行优化方法最优，而全局并行优化效果

最不理想，这同样是惯量误差引起的。同理可知，

全局并行优化的观测器观测误差对间隙引起的激

振环补偿失效，引入了一定的激振特性。

４　结论

１）电动缸举升伺服机构的可设计非线性环
节中的增益波动、间隙宽度、不平衡力矩和摩擦力

矩为影响机械特性的主要因素，是伺服性能优化

的关键。

２）电动缸举升伺服机构的可设计非线性环
节和机构布局相关，弱化非线性环节对机械伺

服性能的影响可从机构布局出发，且优化效果

明显。

３）亚全局并行优化方法可以有效弥补局部
串行优化的局部最优问题和全局并行优化的机械

参数和控制参数设计不匹配问题，对伺服性能的

优化效果最佳，且更加贴合工程实际。
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