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旋转偏心质量块式消振电力作动器建模与控制

郝振洋，王 涛，曹 鑫，甘 渊，俞 强

（南京航空航天大学自动化学院，江苏 南京 210016）

摘要: 直升机等非固定翼飞行器在飞行状态时由桨叶旋转所产生的周期性低频振动会通过刚性机体传递至驾驶舱、

航空发动机以及起落架等部位，会造成机体的持续振动，严重时会影响驾驶员的生命安全。提出了旋转偏心质量块

式消振电力作动器，并开展了控制方法研究。从理论上推导了旋转偏心质量块式消振电力作动器的输出力模型以及

负载转矩模型；提出基于双电机并行独立控制的电力作动器输出力伺服控制策略，在复频域进行了稳定性分析，并针

对正弦波非线性负载扰动带来的转矩脉动问题，对双电机并行独立控制策略展开了优化设计，通过负载前馈控制使

系统具备良好的鲁棒性和抗干扰性；研制了重量为 14 kg的实验样机并完成了优化控制策略前后电力作动器稳态、动

态性能的对比验证实验。结果表明，优化控制策略下的作动器输出力动稳态性能满足各项技术指标要求。
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引 言

直升机在飞行时，其旋翼的桨叶在高度复杂的

气动环境中工作，这种气动环境会导致气动载荷的

波动，当与叶片的动态特性和弹性运动耦合时，会产

生强烈的噪声和振动［1］。这种机体的振动不仅会影

响驾驶员与乘客的舒适性，还会降低直升机的性能。

由此，降低直升机等非固定翼飞行器的振动水平已

迫在眉睫，各国科研人员也开展了大量的研究［2］。

减振技术经历了从被动式减振到主动式减振的

发展过程。被动式减振技术是指利用不需要借助外

部能量的措施和装置实现系统减振的技术，它易于

实现，装置简单，广泛应用于一些对消振水平要求不

高的场合。主动式消振技术主要根据传感器采集到

的振动力信息，控制作动器产生与其大小相等方向

相反的作动力，从而抵消振动的减振技术［3］。文献

［4］中美国西科斯基公司的 S⁃76B直升机引进了主

动消振电力作动系统，地面振动测试表明座舱振动

水平得到了大幅度降低［4］。美国学者 Kenneth D
Garnjost在其专利中提出了离心式电力作动器的机

械结构及其独立控制算法，通过电机来驱动偏心质

量块的方式输出消振力［5］。国内的主动消振技术目

前还在起步阶段，主要集中在船舶消振等减振频带

较窄的领域。文献［6］指出，南京航空航天大学在直

升机主动消振系统的减振算法方面做了大量的研究

工作，并在电磁式电力消振作动器方面取得了一定

的成果［6］，但电磁式消振作动器无法在固定工作频

率下实现输出力大范围的调整控制。文献［7］指出，

哈尔滨工程大学的韩广才课题组主要做了船舶电动

消振作动器理论分析和仿真，并且相位差在 180° ±
10°范围内减振效果良好［7］；同时文献［8］中所设计

的作动器及相角模糊控制器具有很好的性能，相角

跟踪能力很强，动态调节过程比较快，但由于控制器

结构相对复杂，动力学模型不易准确建立，所以精确

性相对一般［8］。文献［9］研究了伯努利梁受迫横向

振动机理，分析了振动响应与激振力和激振力矩作

用位置间的关系，并进行了有限元仿真验证［9］。文

献［10］构建了一种振动主动控制系统，研究了基于

Fx⁃LMS自适应滤波算法的控制律，实验验证了该

控制算法可以对舰船典型周期性机械振源的低频振

动进行减振控制［10］。

基于偏心质量块式消振电力作动器具备力幅、

频率、相位可调的优点，尤其具备在额定频率点最小

力到最大力的连续控制的能力，因此偏心质量块式

消振电力作动器系统已广泛应用在新一代非固定翼

飞行器减振系统中。但是由于偏心质量块负载存在

转矩脉动大的问题，会造成电机转速的不同步，带来

“拍频现象”，增加了系统控制器的设计难度［11］。本

文首先推导了消振电力作动器输出力的数学模型和
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负载转矩模型。其次，根据输出垂直消振力的数学

表达式，提出了双电机并行独立控制的电力作动器

输出力伺服控制策略，在复频域分析了其稳定性。

最后，为了改善由于正弦非线性负载扰动带来的转

矩脉动问题，提出了负载前馈控制策略，并对比分析

了其动稳态性能，验证了优化控制策略的合理性。

基于研制的 14 kg的工程样机，在采取优化控制策略

前后，分别对作动器进行输出力性能测试，并进行对

比分析，实验验证了所提控制策略的可行性。

1 消振电力作动器动力学建模

1. 1 垂直消振力建模

消振电力作动器是由完全对称的两组偏心质量

块式电力作动机构组成。图 1所示为单组偏心质量

块组件结构图，转子转轴与主动轮紧装配，主动轮一

侧通过齿轮驱动 1#从动轮和偏心质量块，两者旋转

方向相反。另一侧通过惰轮驱动 2#从动轮和偏心质

量块，实现了主动轮两侧从动轮和偏心质量块的相

对运动，即两侧偏心质量块旋转产生的离心力在水

平方向相互抵消，垂直方向相互叠加输出正弦周期

性变化的垂直消振力 F1。同理，另一组偏心质量块

组件也输出垂直消振力 F2，F1和 F2相互叠加合成垂

直消振力。

如图 2所示为单组偏心质量块受力分析图。其

中，ω为偏心质量块旋转角速度，φi和 θi分别表示第 i

组中的偏心质量块初始相位和当前相位，Fi1与 Fi2分

别代表第 i组中两个偏心质量块所受离心力（i=1，
2）。为了简化分析，假设两组电力作动机构中的偏

心质量块旋转频率一致，所以有：

F 1 = F 11 + F 12 = 2mω2 r cos (ωt+ φ 1 ) （1）
F 2 = F 21 + F 22 = 2mω2 r cos (ωt+ φ 2 ) （2）

式中 m和 r分别为单个偏心质量块的重量与旋转

半径。结合式（1）和（2）可以推导出合成垂直消振

力为：

F= 4mω2 r cos ( θ1 - θ2
2 ) cos ( θ1 + θ2

2 ) （3）

从式（3）可以看出，控制两组偏心质量块的相位

差和相位和可以分别控制垂直消振力的力幅和

相位。

1. 2 偏心质量块负载转矩建模

偏心质量块负载不同于其他恒转矩负载，旋转

时会产生较大的转矩脉动，引起频率误差进而影响

控制精度［12］。为了可以采取有效的控制策略减小负

载转矩脉动的影响，需要确定负载转矩的表达形式，

图 3为单组偏心质量块组件的力矩传递示意图。

其中，Te为电磁力矩，TG为偏心质量块所受重

力矩，T11为 1#从动轮对主动轮的负载转矩，T12为主

动轮对 1#从动轮的驱动转矩，T21为惰轮对主动轮的

负载转矩，T22为主动轮对惰轮的驱动转矩，T23为 2#

从动轮对惰轮的负载转矩，T24为惰轮对 2#从动轮的

驱动转矩。当各偏心质量块达到给定转速并稳定运

行时，根据力矩平衡原理，可以推导出：

TG = mgr cos θ （4）
T 12 = T 24 = TG （5）

假设齿轮组的传递效率为 100%，忽略能量损

耗，则 T11/T12=N1，T21/T22=N2，T23/T24=N3且 N1=
N2N3，其中 Ni表示第 i齿轮组的传动比（i=1，2，3），

由此主动轮所受负载力矩表示为：

TL = T 11 + T 21 =
2mgr
N 1

cos θ （6）

图 1 单组偏心质量块组件结构图

Fig. 1 Eccentric mass load mechanical transmission structure
diagram

图 2 单组偏心质量块受力分析图

Fig. 2 Force analysis diagram of single eccentric mass block

图 3 单组偏心质量块组件力矩传递示意图

Fig. 3 Schematic diagram of moment transmission of a
single set of eccentric mass components
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令 KG=2mgr/N1，KG代表主动轮所受负载力矩

系数。

2 电力作动器控制策略的设计及优化

根据公式（3），对输出消振力的控制可以通过控

制偏心质量块的位置来实现，而偏心质量块是由电

机通过主动轮去驱动的。因此，对于偏心质量块的

控制即是对电机转速的控制，本文提出基于双电机

并行独立控制的电力作动器输出力控制策略［13］，如

图 4所示。

该系统中，两台方波电机相互独立，通过控制两

台电机的转速进而控制偏心质量块的相位 θ1和 θ2。
对输出消振力力幅的控制通过控制 θ1-θ2来实现，当

θ1=θ2时，两组偏心质量块组件输出力F1和F2同相位，

输出幅值为 4mω2r的最大消振力；当 θ1=-θ2时，两组

偏心质量块组件输出力 F1和 F2反相位，输出消振力

为 0。能否实现对输出力的控制关键是对方波电机转

速即频率精度的精确控制，因此本文采取伺服三环控

制策略进行环路设计，ACR为电流环调节器，ASR为

转速环调节器，APR为位置环调节器，其中电流环、

转速环采用PI控制，位置环采用比例调节器。

2. 1 控制系统复频域稳定性分析

表 1给出电机参数，指导控制器参数的设计。

因为消振电力作动器采用双电机并行独立控制

策略，控制系统参数的设计可以简化为单组偏心质

量块式电力作动器传动系统的参数设计，如图 5所
示。其中，TΣi=100 μs代表三相逆变桥和电流环采

样滤波电路等效的一阶惯性环节时间常数，Kpwm为

逆变桥放大系数取为 1，Ton表示转速环采样滤波时

间常数，时间为 0.5 ms，TL为偏心质量块带来的负载

转矩。为了简化设计过程，先不考虑由正弦负载扰

动引起的转矩脉动，根据文献［14⁃15］采取的环路设

计方法可以得到电力消振作动器控制系统的各环路

参数，如表 2所示。

由于电流环的调节时间要远快于转速环以及位

图 4 基于双电机并行独立控制的电力作动器输出力伺服控制策略框图

Fig. 4 Block diagram of servo control strategy of electric actuator output force based on parallel independent control of dual
motors

图 5 偏心质量块式电力作动器传动系统框图

Fig. 5 Block diagram of eccentric mass electric actuator transmission system
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置环，因此可以将电流环等效为一阶惯性环节，再将

该一阶惯性环节和转速环采样滤波电路合并，得到

时间常数为 TΣn 的一阶惯性环节，其中 TΣn=Ton+
2TΣi=0.7 ms，如图 6所示。其中，Te为电磁转矩，根

据叠加原理，分别计算出从 θ*和 TL到输出 θ的传递

函数 ϕ1（s），ϕ2（s）：

ϕ 1 ( s )=KT ⋅ASR ⋅APR/ [ Jm s2 (TΣn s+1 )+
ASR ⋅KT ⋅ s+KT ⋅ASR ⋅APR ] （7）

ϕ 2 ( s )=-(TΣn s+1 )/ [ Jm s2 (TΣn s+1 )+
ASR ⋅KT ⋅ s+KT ⋅ASR ⋅APR ] （8）

结合式（7）和（8），输出 θ可以表示为：

θ ( s )= ϕ 1 ( s )θ ∗ ( s )+ ϕ 2 ( s )TL ( s ) （9）
写成传递函数矩阵形式如下：

θ ( s) =
é

ë

ê
êê
ê
ê
ê ù

û

ú
úú
úϕ 1 ( s )

ϕ 2 ( s )
[ θ ∗ ( s ) TL ( s ) ] （10）

式中 G（s）=［ϕ1（s）ϕ2（s）］T为单组偏心质量块式

电力作动传动系统的闭环传递函数矩阵。

根据线性系统理论［16］，对于 p维输入 q维输出的

线性时不变系统，G（s）的特征多项式 αG（s）=G（s）所

有 1阶、2阶、…、max（q，p）阶子式的最小公分母，所

以单组偏心质量块式电力作动器传动系统的特征多

项式为：

αG ( s )= JmTΣn s4 + Jm s3 + Knp KT s2 +
( Kni KT + Knp Kpp KT ) s+ Kni Kpp KT（11）

式中 Knp和 Kni分别为转速环比例系数与积分系

数，Kpp表示位置环比例系数。

结合公式（11），G（s）可以表示为：

G ( s) =

é

ë

ê

ê

ê

ê

ê
êê
ê

ê

ê

ê

ê ù

û

ú

ú

ú

ú
úú
ú

ú

ú

ú( Kni+ Knp s )Kpp KT

αG ( s )

- (TΣn s+ 1 ) s
αG ( s )

（12）

则G（s）的史密斯⁃麦克米伦形M（s）形式如下：

M ( s) =
é

ë

ê

ê

ê

ê
êêê
ê

ê

ê ù

û

ú

ú

ú
úú
ú

ú

ú

ú

ús ( s+ Kni

Knp
) ( s+ 1

TΣn
)

fG ( s )
0

（13）

式中 fG（s）为 αG（s）的首一多项式，根据有限极点零

点罗森布罗克定义［17］，对于秩为 r的 q×p传递函数

矩阵G（s），基于其史密斯⁃麦克米伦形M（s），有：

G（s）有限极点=“M（s）中所有非零元的分母等

于零的根”。

G（s）有限零点=“M（s）中所有非零元的分子等

于零的根”。

根据上述理论，G（s）的有限极点为：

p1=-321.9+722.84i，p2=-321.9-722.84i，
p3=-641.84，p4=-142.94
G（s）的有限零点为：

z1=0，z2=-285.57，z3=-1428.57
为了确定消振电力作动器控制系统各零极点的

运动轨迹，还需要知道传递函数矩阵 G（s）在无穷远

处的极点和零点。首先，基于变换 s=λ-1，导出：

G ( λ-1) =
é

ë

ê

ê

ê

ê

ê
êê
ê

ê

ê

ê

ê ù

û

ú

ú

ú

ú
úú
ú

ú

ú

ú( Kni+ Knp λ-1 )Kpp KT

αG ( λ-1 )

- (TΣn λ-1 + 1 ) λ-1

αG ( λ-1 )

（14）

表 1 电机参数

Tab. 1 Motor parameters

参数

定子绕组相电阻 Rm/Ω

定子绕组相电感 Lm/mH

转矩常数KT/(mN·m·A-1)

速度常数Kn/[(r·min-1)·V-1]

机械时间常数 Tm/ms

转子等效转动惯量 Jm/(g·cm2)

数值

0.1535

0.094

53.4

179

13

1210

表 2 环路控制器参数

Tab. 2 Loop controller parameters

电流环

转速环

位置环

比例系数

0.47

1.94

164.46

积分系数

768

554

0

开环截止频率/
(rad·s-1)
4560

796

161

图 6 偏心质量块式电力作动器传动系统简化框图

Fig. 6 Simplified block diagram of eccentric mass type electric actuator transmission system
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再表示为以 λ为变量的有理分式矩阵，有：

H ( λ) =

é

ë

ê

ê

ê

ê

ê

ê

ê
êê
ê
ê

ê

ê

ê

ê

ê ù

û

ú

ú

ú

ú

ú

ú
úú
ú

ú

ú

ú

ú

ú( Kni λ+ Knp ) λ3Kpp KT

JmTΣn Π
i= 1

4

( 1- pi λ )

-(TΣn+ λ ) λ2

JmTΣn Π
i= 1

4

( 1- pi λ )

（15）

进而，定出H（λ）的史密斯⁃麦克米伦形N（λ）为：

N ( λ) =

é

ë

ê

ê

ê

ê

ê

ê
êê
ê

ê

ê

ê

ê

ê ù

û

ú

ú

ú

ú

ú
úú
ú

ú

ú

ú

ú( λ+ Knp

Kni
) ( λ+ TΣn ) λ3

Π
i= 1

4

( λ- 1
pi
)

0

（16）

所以，G（s）在无穷远处（s=∞）的零极点也是

N（λ）在 λ=0处的零极点。可以定出，G（s）在“s=∞”

处的极点重数为 0，零点重数为 3。基于上述分析，

因为极点均具有负实部，所以可以判定控制系统是

稳定的，为了进一步分析其稳态性能，绘制出 ϕ1（s），

ϕ2（s）的根轨迹，如图 7，8所示。

从图 7中分析可得，随着工作频率 ω的增加，

ϕ1（s）的两个极点将进入虚轴的右半平面，临界频率

为 ω1=960 rad/s，当 ω>ω1时，ϕ1（s）将会失稳；同样，

在图 8中，随着工作频率 ω的增加，ϕ2（s）的两个极点

将进入虚轴的右半平面，临界频率为 ω2=260 rad/s，

当 ω>ω2时，ϕ2（s）将会失稳。因此，能够充分保证消

振控制系统稳定工作的频带为（0，260）rad/s。

2. 2 正弦非线性负载扰动抑制研究

由于电力消振作动器采用偏心质量块负载，偏

心质量块带来了转速脉动增大、环路响应降低等不

利影响，进而影响输出作动力的频率和力幅精度［18］。

由于转速环的响应低于电流环，仅仅通过转速环难

以满足偏心质量块导致的负载周期性脉动，因此建

立了负载模型，将负载前馈至电流环给定值。前馈

控制策略可以让电流环及时响应负载的变化，消除

偏心质量块带来的不利影响，达到减小转速脉动、提

高环路响应的目的［19］。

由式（6）可知，等效负载转矩为一周期正弦脉动

量，对于电力作动器系统来说是一周期扰动量，且为

低频扰动。仅靠 PI调节器和反馈控制，可以选择合

适的参数改变带宽，抑制高频扰动，但却无法抑制低

频扰动，因此引入负载前馈控制，优化控制系统框图

如图 9所示。

为了简化分析，对图 9进行合理简化为如图 10
所示的简化框图。其中，Gn（s）为负载前馈传递函

数。根据在 2.1节采用的叠加原理，可以分别计算

出从 θ*和 TL到输出 θ的传递函数 ϕ*1（s），ϕ*2（s）。

图 9 优化控制系统框图

Fig. 9 Optimized control system block diagram

图 7 ϕ1（s）的根轨迹图

Fig. 7 Root locus diagram of ϕ1（s）

图 8 ϕ2（s）的根轨迹图

Fig. 8 Root locus diagram of ϕ2（s）
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ϕ ∗1 ( s )= KT ⋅ASR ⋅APR/ [ Jm s2 (TΣn s+ 1 )+
ASR ⋅KT ⋅ s+ KT ⋅ASR ⋅APR ] （17）

ϕ ∗2 ( s )=[-(TΣn s+ 1 )+ Gn ( s )KT (T on s+ 1 ) ] /
[ Jm s2 (TΣn s+ 1 )+ ASR ⋅KT ⋅ s+
KT ⋅ASR ⋅APR ] （18）

对比式（7），（8）和（17），（18）可得，从给定相位

θ*到偏心质量块输出相位 θ的传递函数保持不变，因

此其零极点也不会发生变化。但是，从正弦负载扰

动 TL到输出 θ的传递函数发生了变化，附加了一个

分量。通过合理设计 Gn（s）可以使附加分量与 ϕ2（s）

相抵消，从而消除正弦负载扰动对控制系统输出的

影响。

将 ϕ*2（s）的分子和分母表示成关于 s的有理多

项式形式如下：

ϕ ∗2 ( s )=
-(TΣn s+1 ) s+Gn ( s )KT (T on s+1 ) s

αG ( s )
（19）

假 设 ϕ*2（s）=0，有 Gn（s）KT（Tons+1）=
TΣns+1，即：

Gn ( s )=
1
KT
+ 2TΣi

KT
s （20）

式（20）为正弦负载扰动近似全补偿条件，在实

际工程应用中可用 PD调节器实现。

优化后单组偏心质量块组件传动机构的传递函

数矩阵为：

G ∗ ( s )=
é

ë

ê

ê
ê
êê
ê

ê

ê ù

û

ú

ú
úú
ú

ú( Kni+ Knp s )Kpp KT

αG ( s )
0

（21）

采用和 2.1 节相同的计算方法，可以求解出

G*（s）的有限零极点。

有限极点：

p1=-321.9+722.84i，p2=-321.9-722.84i，
p3=-641.84，p4=-142.94
有限零点：z=-285.57
与 G（s）相同，G*（s）无无穷极点，无穷零点的重

数为 3，由极点均具有复实部可得优化后控制系统

稳定，其根轨迹图如图 11所示。

图 11与图 7相同，当工作频率超过 ω1时，将有

两个极点进入虚轴的右半平面，控制系统不能再稳

定工作，因此优化后控制系统的频带为（0，960）
rad/s，因为消振电力作动器的额定工作频率为 21.5
Hz，优化后控制系统稳定工作的频带宽度是其额定

工作频率的 5倍以上，满足工程设计要求。

2. 3 控制系统动态性能对比分析

前两节对优化前后控制系统的稳定性能和工作

频带进行了研究，优化后的消振控制系统具有更加

良好的稳定性能和更宽的工作频带。动态性能同样

是消振系统设计过程中需要考虑的关键因素，本节

基于优化前后控制系统的单位阶跃响应曲线对比分

析了控制系统的动态性能。

结合 2.1和 2.2节，优化前后消振作动器单组偏

心质量块组件传动机构的输出分别为：

θ1 ( s )= a
s+ b
fG ( s )

θ ∗ ( s )+ c
( s+ d ) s
fG ( s )

TL ( s )（22）

θ2 ( s )= a
s+ b
fG ( s )

θ ∗ ( s ) （23）

式中 θ1（s），θ2（s）为优化前后偏心质量块组件输出

相 位 ，a=KppKTKnp/（JmTΣn），b=Kni/Knp，c=-1/Jm，
d=1/TΣn。已知 TL（s）为一正弦脉动量，与工作频率

ω有关，代入式（22），优化前后控制系统的单位阶跃

图 11 优化控制系统根轨迹图

Fig. 11 Optimal control system root locus diagram

图 10 优化控制系统简化框图

Fig. 10 Simplified block diagram of optimized control system
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响应分别表示为：

μ1 ( s )= a
s+ b
fG ( s )

⋅ 1
s
+ c

( s+ d ) s
fG ( s )

⋅ KG s
s2 + ω2

（24）

μ2 ( s )= a
s+ b
fG ( s )

⋅ 1
s

（25）

式（24），（25）的 时 域 表 达 式 为 ：μ1（t）=
L-1［μ1（s）］，μ2（t）=L-1［μ2（s）］，其中，L-1表示拉普拉

斯逆变换。为了分析工作频率 ω对优化前控制系统

单位阶跃响应性能的影响，下面分别给出在工作频

率 ω=14，21.5，30 Hz下对应的单位阶跃响应曲线，

如图 12所示。

从整体轮廓图可以看出，优化前不同工作频率

下系统单位阶跃响应曲线在上升阶段会有超调现

象，并且工作频率越高，超调量越严重，在 30 Hz时
超调量 σ=2.3。从局部放大图可以看出，不同工作

频率下系统单位阶跃响应曲线在稳态阶段会发生振

荡，并存在稳态误差。与超调量的规律相同，工作频

率越高，振荡越严重，稳态误差也越大，在 30 Hz时
稳态误差为 0.024。

为了清楚地说明负载前馈控制策略的优越性，

将优化前后的控制系统单位阶跃响应曲线绘制于如

图 13所示的一张图中，给定频率为额定工作频率

21.5 Hz。
从图中可以看出，优化前的系统单位阶跃响应

曲线相当于在优化后的系统单位阶跃响应曲线的

基础上叠加了一个正弦脉动分量。当 ω=21.5 Hz
时，优化前的调节时间 ts=0.13 s、超调量 σ=2、稳
态误差为 0.02；优化后的调节时间 ts=0.07 s、几乎

没有超调量和稳态误差。相比于优化前，优化后的

控制系统具有更好的动稳态性能，鲁棒性和抗扰动

能力更强。

3 实验验证

为了验证负载前馈控制策略的正确性和优化后

消振控制系统的优良性能，搭建了消振系统实验平

台（如图 14所示），在实验平台上开展了电力消振作

动器性能对比验证实验。实验平台主要由作动器、

控制器、转接板、上位机以及直流电源组成。上位机

将作动力的幅值、相位和频率信息发送给控制器，控

制器将转速、偏心轮位置、故障信号等作动器的状态

信息发送给上位机。SCI 通信模块为预留的测试端

口，用于实验调试时将程序里的变量值输出观测，例

如转速给定值、转速实测值、状态标志位等，直流电

源提供作动器主电以及控制器的控制电。

表 3给出了主动消振电力作动器的性能技术

指标。

图 12 优化前不同频率下控制系统单位阶跃响应图

Fig. 12 The unit step response diagram of the control system
at different frequencies before optimization

图 13 优化前后控制系统单位阶跃响应曲线

Fig. 13 The unit step response curve of the control system
before and after optimization

图 14 主动消振用电力作动器实验平台

Fig. 14 Experimental platform of electric actuator for active
vibration reduction

表 3 电力作动器技术基本指标

Tab. 3 Basic technical indicators of electric actuators

指标

额定工作频率/Hz
输出力振幅精度/%

频率精度/%
相位稳态精度/%

数值

21.5
≤5
≤0.5
≤5
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3. 1 电机转速对比实验验证

电机转速的性能可以反映控制效果的优劣，作

动器额定频率为 21.5 Hz，折算到电机侧额定转速为

4000 r/min。针对指标中 0.5%的额定频率变化要

求，分别进行了给定转速 4000 r/min和额定转速

4000 r/min突降 300 r/min的测试实验，图 15为优化

控制策略前后稳态电机转速和转速动态变化波形，

其中横坐标“数据点/个”表示通过 SCI 通信模块将

转速数据输出观测的采样点个数。

从图 15（a）可以看出，优化前转速脉动范围为

3900~4160 r/min，转速脉动量约为 260 r/min，而优

化后转速脉动范围是 3960~4050 r/min，转速脉动量

约为 90 r/min；从图 15（b）中可以看出，优化前转速下

降 300 r/min需要 8个脉动周期，而优化后需要约 2个
脉动周期，约是优化前的 1/4。可见，优化控制策略

可以减小转速脉动，提高转速突降时的动态响应速

度，有利于提高电力作动器的输出力控制精度。

3. 2 作动器输出力性能对比实验验证

额定频率 21.5 Hz的情况下，依次给作动器发送

输出最大力幅、输出最小力幅、输出力幅变化 300 N
的指令，优化控制策略前后对比实验波形如图 16~
18所示。

图 15 优化控制策略前后电机转速波形

Fig. 15 Motor speed waveform before and after optimizing
control strategy

图 16 优化控制策略前后输出最大力波形及频率精度

Fig. 16 Output maximum force waveform and frequency
accuracy before and after optimizing the control
strategy
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从图 16（a）可知，优化前的输出力幅有明显脉

动，且略微向下偏置，而优化后输出力幅恒定，基本

关于 0对称；由图 16（b）可知，优化前输出力频率精度

存在 0.25 Hz的误差，而优化后与给定值完全相同。

由图 17可以看出，优化前最小力幅变化范围

为±600 N，相 比 之 下 优 化 后 力 幅 的 变 化 范 围

为±150 N，变化范围比优化前缩小了 900 N。

由图 18（a）可知，优化前力幅变化 300 N过程缓

慢，调节时间超过 5 s，并且力幅波动较大，而优化后力

幅变化 300 N调节时间不超过 0.5 s，输出力波形稳定。

结合图 16~18可知，优化控制策略下作动器的

动稳态性能优良，可以快速跟踪上给定指令，满足控

制精度要求，也进一步验证了本文所提出的负载前

馈控制策略的正确性和理论分析的合理性。

4 结 论

为了解决直升机的振动问题，本文提出了基于

双电机并行独立控制的输出力伺服控制策略，并针

对由偏心质量块负载带来的正弦非线性扰动问题和

转矩脉动问题提出了负载前馈控制策略。得出如下

结论：

1）本文推导了消振电力作动器垂直输出力和负

载转矩的数学模型，将作动器系统模块化，为实现输

出消振力的控制提供了理论基础。

2）提出了基于双电机并行独立控制的输出力伺

服控制策略，系统中的两台电机相互独立，控制的核

心是对单侧偏心质量块组位置的精确跟踪，控制方

法简单有效。

3）对于并行独立控制策略，考虑到偏心质量块

带来的正弦非线性扰动，提出了负载前馈控制策略，

可以实现对负载扰动的全补偿，提高了控制系统的

抗干扰能力，同时结合控制系统的根轨迹显著提高

了系统的频带宽度。

4）与优化前的并行独立控制系统相比，优化后

控制系统的单位阶跃所反映的系统动态性能更加优

图 17 优化控制策略前后输出最小力波形

Fig. 17 Output minimum force waveform before and after
optimizing control strategy

图 18 优化控制策略前后力幅变化 300 N实验波形

Fig. 18 300 N experimental waveform of force amplitude
change before and after optimization of control strate⁃
gy
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良，结合具体的动态性能指标——调节时间、超调

量、稳态误差等，优化后控制系统满足消振电力作动

器性能指标要求。
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Modeling and control of rotating eccentric mass block vibration damping
electric actuator

HAO Zhen-yang，WANG Tao，CAO Xin，GAN Yuan，YU Qiang
（College of Automation Engineering，Nanjing University of Aeronautics and Astronautics，Nanjing 210016，China）

Abstract: The periodic low-frequency vibration generated by the rotation of the blade of non-fixed-wing aircraft such as helicopters
in flight will be transmitted to the cockpit，aero engines and landing gears through the rigid body，which will cause continuous vi⁃
bration of the body and affect the driving safety of personnel in severe cases. Based on this，this paper proposes a rotating eccentric
mass-type vibration damping electric actuator and carries out research on its control method. The output force model and load
torque model of the rotating eccentric mass-type vibration damping electric actuator are theoretically derived. The power actuator
output force servo control strategy based on the parallel independent control of dual motors is proposed，and the stability analysis is
carried out in the complex frequency domain. Aiming at the torque ripple problem caused by sine wave nonlinear load disturbance，
the dual-motor parallel independent control strategy is optimized. Through load feedforward control，the system has good robust⁃
ness and anti-interference. An experimental prototype of a weight of 14 kg is developed and the steady-state and dynamic perfor⁃
mance comparison and verification experiments of the electric actuator before and after the optimized control strategy are complet⁃
ed. The results show that the dynamic and steady-state performance of the actuator output force under the optimized control strate⁃
gy meets the requirements of various technical indicators.

Key words: vibration control；vibration damping electric actuator；parallel independent control；load feedforward control；robust⁃
ness
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