
Beiträge zum Stuttgarter Maschinenbau  

Diese Arbeit befasst sich mit einem neuen adaptiven 
Regelungsansatz für Industrieroboter mit gelenkseitiger 
Positionsmessung, um die dynamische Bahngenauigkeit 
zu verbessern. Es wird ein lineares Regelungsgesetz vor-
geschlagen, das mithilfe der LPV-Methodik zu einer Gain-
Scheduling-Regelung erweitert wird. Die Performanz des 
Ansatzes wird experimentell an einem KUKA KR210-2 
Industrieroboter validiert. 

Die Ergebnisse zeigen eine signifikante Verbesserung im 
Vergleich zur klassischen Kaskadenregelung. Der Ansatz 
stellt einen Kompromiss zwischen Regelungsperformanz 
und Robustheit dar, um die industrielle Anwendbarkeit 
sicherzustellen und beinhaltet gleichzeitig eine systema-
tische Vorgehensweise für die Systemidentifikation und 
den robusten Entwurf des adaptiven Reglers.
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Kurzfassung

Die Elastizität des Antriebsstrangs hat einen erheblichen Einfluss auf die Ge-
nauigkeit von Industrierobotern. In Kombination mit einer klassischen Kaska-
denregelung, die ausschließlich auf motorseitigen Größen basiert, führt diese
Elastizität zu einer Begrenzung der dynamischen Bahngenauigkeit. Zur Er-
schließung neuer Anwendungsbereiche muss jedoch ebendiese gesteigert wer-
den. Ein vielversprechender Ansatz hierfür ist der Einsatz fortgeschrittener
Regelungsverfahren in Verbindung mit der Integration von Zusatzsensorik für
die Rückführung gelenkseitiger Größen.
Im Stand der Technik existiert eine Vielzahl von Ansätzen zur regelungstech-
nischen Genauigkeitssteigerung von Industrierobotern. Bis heute konnte sich
jedoch noch keiner der Ansätze für Industrieroboter mit vergleichsweise hohen
Traglasten durchsetzen. Darüber hinaus bieten erste Roboterhersteller bereits
Manipulatoren mit gelenkseitiger Positionsmessung an. Jedoch wird deren
Potenzial noch nicht vollends ausgeschöpft.
Die vorliegende Arbeit befasst sich daher mit einem adaptiven, antriebsbasier-
ten Regelungsansatz für Industrieroboter mit gelenkseitiger Positionsmessung.
Der vorgeschlagene Ansatz soll dabei sowohl theoretisch fundiert als auch in
der Praxis anwendbar sein. Zu diesem Zweck wird ein auf der klassischen
Kaskadenregelung basierendes, lineares Regelungsgesetz unter Verwendung
gelenkseitiger Positionsmessung vorgeschlagen, das anschließend mithilfe der
LPV-Methodik zu einer Gain-Scheduling-Regelung erweitert wird. Dadurch
werden sowohl Stabilität als auch Performanz unter Variation der Manipulator-
konfiguration gewährleistet.
Die erreichbare Performanz des Regelungsansatzes wird experimentell für
die drei Hauptachsen eines KUKA KR210-2 Industrieroboters validiert. Dazu
werden anwendungsorientierte Validierungsszenarien durchgeführt, unter an-
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derem in Form eines Trajektorienfolgeexperiments sowie eines Fräsversuchs.
Die experimentellen Ergebnisse zeigen eine deutliche Verbesserung im Ver-
gleich zur klassischen Kaskadenregelung. Der Ansatz stellt einen Kompro-
miss zwischen Regelungsperformanz und Robustheit dar, um die industrielle
Anwendbarkeit zu gewährleisten. Des Weiteren beinhaltet der Ansatz eine
systematische Vorgehensweise für die Systemidentifikation sowie den robus-
ten Entwurf des adaptiven Reglers unter Beibehaltung einer vergleichsweise
einfachen Reglerstruktur.
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Abstract

The drivetrain elasticity has a significant influence on the accuracy of industrial
robots. This elasticity, combined with a traditional cascade control based exclu-
sively on motor-side quantities, limits the dynamic path accuracy. However, to
open up new areas of application for industrial robots, an increased dynamic
path accuracy has to be obtained. A promising approach for improving the
dynamic path accuracy is the application of advanced control methods along
with the integration of additional sensors for joint-side feedback.
There is a lot of scientific literature on control-based approaches to increase
the accuracy of industrial robots. To date, however, none of the approaches
has been able to establish itself for industrial robots with comparatively high
payloads. In addition, first robot manufacturers already offer manipulators
with joint-side position sensing. But their potential is not yet fully exploited.
Therefore, this thesis addresses this issue by an adaptive, drive-based control
for industrial robots with joint-side position sensing. The proposed approach
is intended to be both theoretically grounded and applicable in practice. For
this purpose, a linear control law based on the traditional cascade control using
joint-side position sensing is proposed. Subsequently, this control scheme is
extended to a gain-scheduling control using the LPV method. This ensures sta-
bility as well as performance under variation of the manipulator configuration.
The achievable performance of the control approach is experimentally vali-
dated for the three base joints of a KUKA KR210-2 industrial robot. For this
purpose, application-oriented validation scenarios are carried out, among oth-
ers, a trajectory tracking and a milling experiment. The experimental results
reveal a significant improvement compared to the classical cascade control. The
approach represents a trade-off between control performance and robustness
to ensure industrial applicability. Moreover, the approach involves a systematic
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approach for the system identification as well as the robust design of the adap-
tive controller while maintaining a comparatively simple controller structure.
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1 Einleitung

Seit dem ersten industriellen Einsatz eines Industrieroboters (IR) im Jahr
1961 [1] hat die Industrierobotik die Produktionstechnik maßgeblich geprägt.
In den letzten Jahrzehnten wurden IR vor allem dazu eingesetzt, den Automati-
sierungsgrad zu erhöhen und dadurch die Wettbewerbsfähigkeit zu verbessern.
Dies spiegelt sich darin wider, dass sich im Zeitraum von 2011 bis 2018 die
Anzahl der weltweit jährlich neu installierten IR mehr als verdreifacht hat [2].
Trotz der weltweiten COVID-19-Pandemie und des zwischenzeitlichen Rück-
gangs der Roboterinstallationen, wurde im Jahr 2021 ein Wachstum von 22%
im Vergleich zu vor der Pandemie im Jahr 2018 verzeichnet. Die International
Federation of Robotics sagt der weltweiten Industrierobotik auch zukünftig
hervorragende Wachstumspotenziale voraus. Dies ist unter anderem mit dem
weiter zunehmenden Wunsch nach Digitalisierung und der kosteneffizienten
Produktion grüner Technologien zu erklären [2].
Neben den traditionellen Anwendungsgebieten der Industrierobotik [3], wie
beispielsweise der Handhabung, dem Punktschweißen oder dem Sprühlackie-
ren, besteht in der Produktionstechnik der zunehmende Wunsch neue An-
wendungsgebiete zu erschließen. Beispiele hierfür sind unter anderem die
Fräsbearbeitung [4, 5, 6], das Laserschneiden [7], das Schleifen [8] sowie die
additive Fertigung [9].
DieserWunsch ist damit zu begründen, dass IR ein gutes Verhältnis vonArbeits-
raum zu Investitionskosten sowie eine durch die Anzahl an Freiheitsgraden
einhergehende hohe Flexibilität aufweisen. Anders als bei klassischen Positio-
nieraufgaben haben diese Anwendungen jedoch sowohl hohe Anforderungen
an die Wiederholgenauigkeit als auch an die dynamische Bahngenauigkeit
und Störunterdrückung. Demzufolge ist die Steigerung der Performanz hin-
sichtlich dieser Zielgrößen, unter Berücksichtigung der damit einhergehenden
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Kosten, erstrebenswert, um den Marktanteil in diesen Anwendungsgebieten zu
erhöhen.

1.1 Problemstellung

Bereits in den 1980er Jahren wurde erkannt, dass die Elastizität des Antriebs-
strangs einen signifikanten Einfluss auf die dynamische Bahngenauigkeit von IR
hat [10, 11]. IR sind heutzutage in der Regelmit einemAntriebsstrang bestehend
aus einer permanenterregten Synchronmaschine (PMSM) und einem Präzisi-
onsgetriebe ausgestattet [12]. Wegen der hohen Anforderungen hinsichtlich
Effizienz, Genauigkeit, Überlastfähigkeit und Bauraum werden üblicherweise
zwei Getriebetypen [13] – Harmonic Drive und Zykloidgetriebe – eingesetzt.
Aufgrund des Funktionsprinzips (Rollkontakt anstelle eines Zahneingriffs) wer-
den für IR mit hohen Traglasten überwiegend Zykloidgetriebe und für Leicht-
bauroboter Harmonic Drive eingesetzt. Beide Getriebetypen haben gemeinsam,
dass sie aufgrund ihres Funktionsprinzips eine verhältnismäßig geringe Steifig-
keit in Rotationsrichtung besitzen. Dies führt in Kombination mit der seriellen
Kinematik dazu, dass Industrieroboter um den Faktor 10 bis 100 weniger steif
sind als Werkzeugmaschinen [14]. Die Kombination aus vergleichsweise ge-
ringer Steifigkeit und Graviations-, Inertial- sowie Prozesskräften limitiert die
Absolutgenauigkeit wie auch die dynamische Bahngenauigkeit. Die serielle
Kinematik ist jedoch gleichzeitig für das gute Verhältnis von Arbeitsraum zu
Investitionskosten und die Flexibilität verantwortlich.
Zur Erschließung eines größeren Marktanteils in Anwendungsgebieten, die
neben der Wiederholgenauigkeit auch eine hohe dynamische Bahngenauig-
keit sowie ein gutes Störunterdrückungsverhalten benötigen, ist infolgedessen
der limitierende Einfluss der Gelenkelastizitäten zu verringern. Die Heraus-
forderung besteht darin, eine wesentliche Verbesserung zu erzielen, ohne den
Kostenvorteil gegenüber technologieorientierter Spezialmaschinen zu verlieren.

2



1.2 Aufbau der Arbeit

1.2 Aufbau der Arbeit

Die Arbeit ist wie folgt gegliedert: Im Anschluss an diese Einleitung widmet
sich Kapitel 2 dem Stand der Technik. Dieser beinhaltet unter anderem die
Herleitung der Bewegungsgleichungen des Starrkörpersystems sowie die Mo-
dellierung des dynamischen Verhaltens des elastischen Antriebsstrangs. Da das
Modell im weiteren Verlauf der Arbeit vorwiegend für den Reglerentwurf und
die Systemanalyse herangezogen wird, liegt das Augenmerk darauf eine hand-
habbare Modelltiefe bei ausreichender Genauigkeit zu erzielen. Darüber hinaus
wird der Stand der Technik zur Parameteridentifikation des damit vorliegenden
Dynamikmodells des flexiblen Mehrkörpersystems beschrieben. Außerdem
werden die dieser Arbeit zugrunde liegende Regelungstheorie erläutert sowie
vorhandene Ansätze zur Dynamik- und Genauigkeitssteigerung von Industrie-
robotern verglichen.
Mit dem Vorliegen der Anforderungen aus der Problemstellung sowie den aus
dem Stand der Technik gewonnenen Erkenntnissen werden in Kapitel 3 sowohl
die Zielsetzung als auch die Vorgehensweise zur Lösungsfindung detailliert.
Diese Erkenntnisse werden im nachfolgenden Kapitel 4 für denmodellbasierten
Entwurf des Regelungsansatzes der antriebsbasierten Schwingungsdämpfung
herangezogen. Zunächst wird ein linearer Regelungsansatz hergeleitet, der
danach mittels der Gain-Scheduling-Methode erweitert wird, um den Einfluss
der nichtlinearen Starrkörperdynamik zu berücksichtigen. Hierbei wird die
sogenannte LPV-Methode eingesetzt, wodurch die typischen Nachteile von
klassischem Gain-Scheduling (unter anderem eine fehlende Systematik für den
Stabilitätsnachweis) vermieden werden.
Im Anschluss findet in Kapitel 5 die experimentelle Untersuchung des entwi-
ckelten Verfahrens beispielhaft anhand eines KUKA KR210-2 Industrieroboters
statt. Grundlage hierfür ist die Parameteridentifikation des zuvor hergeleiteten
Dynamikmodells des flexiblen Mehrkörpersystems. Bei den vorgeschlagenen
Identifikationsverfahren wird Wert darauf gelegt, dass keine zusätzliche Sen-
sorik und Aktorik benötigt wird. Dadurch entsteht ein geringerer Aufwand
bei der erneuten Identifikation im Rahmen von Wartungen oder verschleißbe-
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dingten Veränderungen des dynamischen Verhaltens, einhergehend mit einer
erhöhten industriellen Akzeptanz. Anschließend erfolgt mittels des identifizier-
ten Modells die Reglersynthese und experimentelle Validierung anhand eines
Trajektorienfolgeexperiments. Des Weiteren wird eine Fräsbearbeitung durch-
geführt, bei der sowohl das Führungs- als auch Störverhalten anwendungsnah
validiert wird.
Abschließend werden in Kapitel 6 die Ergebnisse dieser Arbeit zusammen-
gefasst und ein Ausblick auf zukünftige, weiterführende Forschungsarbeiten
gegeben.
Teile dieser Arbeit beruhen auf bereits veröffentlichten Ergebnissen [15, 16, 17,
18, 19, 20]. An den jeweiligen Stellen, bei denen größere Abschnitte sinnge-
mäß übernommen werden, wird explizit auf die entsprechende Publikation
hingewiesen.
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2 Stand der Technik

Modellbasierte Regelungsverfahren stellen einen kostengünstigen Ansatz zur
Erhöhung der dynamischen Bahngenauigkeit von IR dar. Da Modelle des phy-
sikalischen Systemverhaltens eine Voraussetzung für all diese Regelungsver-
fahren sind, beschreibt dieses Kapitel einleitend das übliche Vorgehen zur
Modellierung und Parameteridentifikation. Nachfolgend wird die dieser Arbeit
zugrundeliegende, fortgeschrittene Regelungstheorie der robusten Regelung
sowie die Methode des Gain-Scheduling wiedergegeben. Abschließend werden
bestehende Lösungsansätze zur Dynamik- und Genauigkeitssteigerung von
Industrierobotern erläutert und bewertet.

2.1 Modellierung von Industrierobotern

In diesem Unterkapitel wird das dynamische Modell eines 6-Achs-IR mit klas-
sischer Knickarmkinematik beschrieben. Dabei liegt der Fokus auf einer hand-
habbaren Komplexität, sodass sich das Modell für den nachfolgenden Regler-
entwurf eignet. Die Grundlage bildet ein physikalisches Modell, das mittels
Vermessung des Ein-/Ausgangsverhaltens in vergleichsweise geringem Auf-
wand identifiziert werden kann sowie das grundlegende dynamische Verhalten
abbildet.
Die Modellierung orientiert sich an den zahlreichen in der Literatur vorhan-
denen Herleitungen von Modellen für serielle Roboter mit elastischen Gelen-
ken [3, 11, 21, 22]. Bei der Modellierung wird unter anderem die Annahme
getroffen, dass die dominierende Elastizität in der Rotationsachse jedes Gelenks
liegt. Diese Modellannahme ist weit verbreitet und wurde unter anderem für
einen KUKA KR125 IR, der dem im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Expe-
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rimentalsystem (vergleiche Anhang A) ähnelt, bestätigt [23]. Dies ist darauf
zurückzuführen, dass die Glieder üblicher IR aus Hohlkörpern aus Aluminium-
guss bestehen, womit diese deutlich steifer als die in den Gelenken verbauten
Getriebe in Rotationsrichtung sind.
Für die Modellherleitung wird das elastische Mehrkörpersystem in die zwei
Subsysteme Starrkörperdynamik und Dynamik des elastischen Antriebsstrangs
eingeteilt. Zunächst werden die Bewegungsgleichungen der Starrkörperdyna-
mik mittels des Lagrange-Formalismus hergeleitet. Danach erfolgt die Model-
lierung des elastischen Antriebsstrangs. Den Abschluss des Unterkapitels bildet
die Zusammenfassung der beiden Teilsysteme zu einem Gesamtmodell.

2.1.1 Starrkörperdynamik

In diesem Abschnitt werden die Bewegungsgleichungen der Starrkörperdyna-
mik, die die Beziehung zwischen den mittels der Aktuatoren eingebrachten
Drehmomente der Gelenke und der daraus resultierenden Bewegung der Ro-
boterstruktur beschreibt, hergeleitet. Hierfür werden sowohl die Glieder als
auch die Gelenke als starr angesehen. Die systematische Herleitung der Bewe-
gungsgleichungen erfolgt mittels des Lagrange-Formalismus.
Grundvoraussetzung ist das Vorliegen einer geometrischen Beschreibung des
Manipulators (Position, Geschwindigkeit und Beschleunigung der Körper ohne
Berücksichtigung der Kräfte und Momente), der sogenannten Kinematik. Zur
kinematischen Modellierung von seriellen Robotern existieren mehrere Varian-
ten, wobei sich im Bereich von IR die Beschreibung mit Denavit-Hartenberg-
Parametern etabliert hat [24]. Mittels homogener Transformationsmatrizen und
jeweils vier Parametern werden die Koordinatensysteme der seriellen Kette
definiert. Die Bewegung des Manipulators wird dadurch beschrieben, dass ei-
ner dieser vier Parameter, die Gelenkposition, variabel ist. Mit Vorliegen dieser
Beschreibung kann die direkte Kinematik berechnet werden, die wiederum die
Pose (Position und Orientierung) des Endeffektors des Manipulators im Raum
auf Basis der Gelenkpositionen beschreibt [25].
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2.1 Modellierung von Industrierobotern

Zur Berechnung der Starrkörperdynamik wird die Lagrange-Funktion

L = T − U (2.1)

in Abhängigkeit der generalisierten Koordinaten (Gelenkpositionen q ∈ RN)
aufgestellt, wobei T der kinetischen und U der potentiellen Energie entspricht.
Für die Berechnung der kinetischen und potentiellen Energien werden die kine-
matischen Größen in Beziehung zu den Masseeigenschaften des Manipulators
gesetzt. Jedes Glied – entspricht einem Starrkörper – erhält eineMassemi, einen
Massenschwerpunkt

rm,i =
[
xi yi zi

]T
(2.2)

sowie einen Trägheitstensor

Ii =

Ixx,i Ixy,i Ixz,i

Ixy,i Iyy,i Iyz,i

Ixz,i Iyz,i Izz,i

 , (2.3)

die sich auf die zuvor definierten körperfesten Gelenkkoordinatensysteme be-
ziehen. Die anschließende Bildung der Ableitung der Lagrange-Funktion (2.1)

d

dt

(
∂L
∂q̇

)
− ∂L

∂q
= ξ, (2.4)

mit den generalisierten Kräften ξ, führt zu den gewünschten Bewegungsglei-
chungen bezüglich der generalisierten Koordinaten. Dabei beinhaltet der Vektor
der generalisierten Kräfte ξ die extern angreifenden und dissipativen Kräfte,
wie beispielsweise die Aktorkräfte τs. Damit resultiert die Starrkörperdynamik

M(q)q̈ +C(q,q̇)q̇ + g(q) = ξ, (2.5)

mit der Massenmatrix M(q), den Coriolis- und Zentrifugalkräften C(q,q̇)

sowie dem Gravitationsvektor g(q).
Interagiert der Endeffektor des Manipulators mit der Umgebung, so entstehen
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Kontaktkräfte, die in Anlehnung an [3] als Vektor

he =
[
fx fy fz τx τy τz

]T
(2.6)

mit den Anteilen der Kontaktkräfte fx, fy und fz sowie der Kontaktmomente τx,
τy und τz modelliert werden. Mittels der transponierten geometrischen Jacobi-
Matrix JT(q) ∈ RN×6 des Manipulators können die Kräfte in den Gelenkraum
transformiert werden. Diese Kontaktkräftewirken denAktorkräften τs entgegen
und sind ebenfalls Teil der generalisierten Kräfte ξ.
Zusammenfassend resultieren die Bewegungsgleichungen eines Roboters mit
starren Gelenken zu

M(q)q̈ +C(q,q̇)q̇ + g(q) = τs − JT(q)he. (2.7)

Für eine ausführliche Herleitung wird auf [25] verwiesen.
Es wird angemerkt, dass die Starrkörperdynamik (2.5) eine nichtlineare Diffe-
rentialgleichung zweiter Ordnung ist, die eine essenzielle Rolle bei der System-
analyse und demReglerentwurf einnimmt. Sie findet sowohl für die numerische
Simulation als auch für modellbasierte Regelungsverfahren, wie zum Beispiel
die Vorsteuerung der inversen Starrkörperdynamik, Einsatz. Außerdem wird
darauf hingewiesen, dass das dynamische Modell serieller Manipulatoren nütz-
liche Eigenschaften aufweist, die für den Reglerentwurf herangezogen werden
können (siehe Anhang C).

2.1.2 Elastischer Antriebsstrang

Die Aktorkräfte, die an den Gelenken des Manipulators wirken (vergleiche
(2.7)), werden von den in den Robotergelenken verbauten Antriebssträngen
erzeugt. Diese, üblicherweise aus einer PMSM und einem Präzisionsgetriebe
bestehend [12], sind hauptverantwortlich für die Limitierung der dynami-
schen Bahngenauigkeit von IR. Die wesentlichen Effekte sind hierbei neben der
Drehmomentbildung der Motoren sowohl die im Antriebsstrang auftretende
Reibung als auch die Elastizität der Getriebe in Rotationsrichtung. Da das Au-
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genmerk des Modells auf dem Reglerentwurf liegt, werden weitere auftretende
Effekte, wie die Drehmomentwelligkeit der Motoren [26, 27], kinematische
Übertragungsfehler der Getriebe [22, 28] sowie das nichtlineare Steifigkeits-
und Hystereseverhalten der Getriebe [18, 19, 29, 30] im Rahmen dieser Arbeit
vernachlässigt.

Motor und Leistungselektronik

Die Modellierung der Motoren und der Leistungselektronik basiert auf den
gängigenModellen für die Regelung von elektrischenMaschinen [31, 32]. Im Be-
trieb ohne Feldschwächung (Ankerstellbereich) entspricht der Signalflussplan
einer PMSM dem einer Gleichstrommaschine [32]. Dementsprechend kann
diese aus regelungstechnischer Sicht auch als eine solche betrachtet werden.
Der Entwurf der Stromregelung von Gleichstrommaschinen erfolgt üblicher-
weise unter Verwendung des Betragsoptimums [33]. Infolgedessen wird die
Dynamik der geschlossenen Stromregelung (Übertragungsfunktion von der
Sollstromstärke im,d,i beziehungsweise dem Motorsollmoment τm,d,i zum Mo-
tormoment τm,i) für den Reglerentwurf durch ein Verzögerungsglied erster
Ordnung mit der Zeitkonstante Tτ,i approximiert

τm,i

im,d,i
=

km,i

1 + s · Tτ,i
mit τm,d,i = km,iim,d,i (2.8)

und der Dynamik der Regelstrecke zugeschlagen. Darüber hinaus wird die
Stellgrößenbeschränkung durch das maximale Motormoment τmax,i als Sätti-
gung

sat(τm,i) =


τmax,i für τm,i > τmax,i

τm,i für − τmax,i ≤ τm,i ≤ τmax,i

−τmax,i für τm,i < −τmax,i

(2.9)

modelliert.
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Die elektrische Zeitkonstante der Stromregelung ist um mehr als eine Größen-
ordnung niedriger als die der Robotermechanik. Vor diesem Hintergrund ist
der Modellierungsgrad als Verzögerungsglied erster Ordnung ausreichend.
Darüber hinaus sei erwähnt, dass industriell verfügbare Antriebsregelgerä-
te sowohl die notwendige Leistungselektronik als auch die Algorithmen zur
feldorientierten Regelung inklusive Kommunikationsschnittstellen beinhalten.

Getriebe

Die Elastizität, die in den in der Literatur [3, 11, 21, 22] verfügbaren Modellen
für serielle Roboter mit elastischen Gelenken berücksichtigt wird, ist größten-
teils auf die in den Gelenken verbauten Getriebe zurückzuführen. In IR mit
hohen Traglasten werden aufgrund ihrer hohen Überlastfähigkeit zumeist Zy-
kloidgetriebe verbaut [13]. Die Besonderheit der Getriebe desWeltmarktführers
Nabtesco [34] ist deren zweistufiger Aufbau, der in der Abbildung 2.1 darge-
stellt ist. Die erste Getriebestufe, auch als Vorstufe bezeichnet, wird realisiert
indem ein Antriebsritzel, das auf der Motorwelle sitzt, in eine Stirnradstufe,
die mit den Kurbelwellen verbunden ist, greift. Die dadurch resultierende
Rotation der Kurbelwellen bewirkt eine exzentrische Bewegung zweier um
180 ◦ zueinander versetzten Kurvenscheiben. Diese zykloidisch geformten Kur-
venscheiben rollen auf zylindrischen Bolzen, die sich auf der Innenseite des
Gehäuses befinden, ab. Während einer Umdrehung der Kurbelwellen dreht
sich die Kurvenscheibe um den Abstand eines Bolzens weiter, wobei die Kur-
venscheiben mit mehreren Bolzen in Kontakt bleiben. Durch den zweistufigen
Aufbau kannmit Hilfe des Austauschs der Vorstufe das Übersetzungsverhältnis
variiert werden, ohne dass die Hauptstufe angepasst werden muss. Jedoch er-
geben sich dadurch zusätzliche Ungenauigkeiten in der Übersetzung basierend
auf dem Verhalten von Stirnradstufen, wie beispielsweise ein Umkehrspiel.
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Lager

Flansch

Antriebs-
ritzel

Stirnrad
Kurvenscheibe

Kurbel-
welle

Abtriebs-
welle

Bolzen
Gehäuse

(a) Aufbau

Antriebsritzel

Bolzen

Abtriebs-
welle
Kurbel-
welle

Kurven-
scheiben

Gehäuse

VorstufeHauptstufe

(b) Funktionsprinzip

Abbildung 2.1: Aufbau und Funktionsprinzip eines Zykloidgetriebes (basie-
rend auf [34])

Übersetzung Ein ideal starres Getriebe ändert das Drehmoment und die
Winkelbewegung zwischen Ein- und Ausgang entsprechend der Übersetzung.
Fertigungs- und Montagetoleranzen führen dazu, dass kinematische Übertra-
gungsfehler zwischenAn- undAbtrieb unvermeidbar sind. Infolgedessen treten
diese ebenfalls bei Zykloidgetrieben auf [35]. Diese kinematischen Fehler kön-
nen wegen ihrer Periodizität beispielsweise als variierende Übersetzung mittels
Fourierreihen modelliert werden [22, 28]. Aufgrund der Zielsetzung des Mo-
dells für den Einsatz im regelungstechnischen Entwurf sowie der vorhandenen
gelenkseitigen Positionsmessung wird eine ideale Übersetzung

ui =
θ̇i
q̇i

(2.10)

zwischen Motordrehzahl θ̇i und Gelenkgeschwindigkeit q̇i modelliert.

Elastizität Unter Belastung entsteht aufgrund der endlichen Steifigkeit der
Übertragungselemente zwangsweise eine unerwünschte Torsion zwischen An-
und Abtrieb. Aus Untersuchungen an Harmonic-Drive-Getrieben [29, 30] wie
auch Zykloidgetrieben [18, 19] ist bekannt, dass diese Elastizität sowohl nichtli-
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near ist als auch ein Hystereseverhalten aufweist. Dieses komplexe, nichtlineare
Verhalten kann nur mit entsprechender Sensorik (gelenkseitige Positions- und
Drehmomentsensorik) und hohem Aufwand identifiziert werden. Ein Modell,
das dieses Verhalten berücksichtigt, ist vor allem für Regelungsansätze, die auf
gelenkseitige Positionsmessung verzichten, interessant [19, 36]. Infolgedessen
wird für die Modellierung der Elastizität auf das bekannte Spong-Modell [11]
mittels einer linearen Federsteifigkeit ki zurückgegriffen. Dieses Modell wird
um eine zusätzliche lineare Dämpfung di ergänzt, womit das Übertragungsver-
halten der Motordrehzahl θ̇i zur Gelenkgeschwindigkeit q̇i dem eines linearen
Feder-Dämpfer-Gliedes

q̇i

ui
−1θ̇i

=
1 + s · di

ki

1 + s · di

ki
+ s2 · Mii(q)

ki

(2.11)

mit der idealen Getriebeübersetzung ui und der Trägheit Mii entspricht, wobei
die Trägheit Mii von der Manipulatorkonfiguration q abhängig ist.

Reibungsmodellierung

Reibung ist ein nichtlineares Verhalten, das in allen mechanischen Systemen
beim physikalischen Kontakt zwischen Oberflächen auftritt [37] und folglich
auch in den Antriebssträngen von IR. Darüber hinaus ist bekannt, dass die
Reibung eine Abhängigkeit von einer Vielzahl von Einflüssen aufweist, wie
beispielsweise der Betriebstemperatur, dem Schmiermittel oder auch dem Ver-
schleiß. Untersuchungen an Harmonic-Drive-Getrieben [38, 39, 40] wie auch an
Zykloidgetrieben [19, 41] haben eine dominante Abhängigkeit von der externen
Last und der Betriebstemperatur aufgezeigt. Überdies wurde festgestellt, dass
bei IR mit großen Traglasten die Reibung bis zu 50% des Gesamtfehlers [42]
verursacht. Aufgrund der Komplexität des Verhaltens existieren Dissertationen,
die sich ausschließlich mit der Modellierung und Kompensation von Reibung
in Aktuatorsystemen [43] und insbesondere in der Industrierobotik [44] be-
schäftigen.
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2.1 Modellierung von Industrierobotern

Da ein Ziel dieses Kapitels die Herleitung eines für den Reglerentwurf geeig-
neten Modells ist, beschränkt sich die Reibungsmodellierung im Weiteren auf
vergleichsweise einfache, statische Reibungsmodelle. Damit werden an realen
Systemen beobachtete Reibungsphänomene wie Temperatur- und Lastabhän-
gigkeit, Variation der Haftreibung, kleine Bewegungen während der Haftphase
oder Hystereseeffekte nicht berücksichtigt [37].
Die klassischen, statischen Reibmodelle beschreiben jeweils einen funktionalen
Zusammenhang zwischen dem Reibmoment τf,i und der Relativgeschwindig-
keit der Kontaktflächen θ̇i. Dieser funktionale Zusammenhang ohne interne
Dynamik wirkt stets der Bewegung entgegen und ist damit dissipativ. Im ein-
fachsten Fall, der Coulombschen Reibung

τf,i = Fc,isign(θ̇i), (2.12)

ist das Reibmoment τf,i konstant und richtungsabhängig (vergleiche Abbil-
dung 2.2a). Eine Schwäche dieser Beschreibungsform, wie auch für alle wei-
teren statischen Reibmodelle, ist die Unstetigkeit bei Geschwindigkeit null.
Deshalb wird in der Praxis oftmals eine Approximation der Unstetigkeit mittels
einer steilen, stetigen Funktion vorgenommen.
Aufgrund der Viskosität von Schmiermitteln nimmt die Reibung mit ansteigen-
der Geschwindigkeit zu. Für diesen viskosen Reibanteil

τf,i = Fv,iθ̇i, (2.13)

mit dem viskosen Reibungskoeffizienten Fv,i, wird eine lineare Abhängigkeit
angenommen. In Kombination mit der Coulombschen Reibung resultiert die in
Abbildung 2.2b dargestellte Kennlinie.
Anders als in Bewegung, ist das Reibmoment im Ruhezustand eine Funkti-
on des externen Moments τext,i und nicht der Geschwindigkeit θ̇i. Dies kann
gemäß [37] wie folgt modelliert werden:

τf,i =

τext,i für |τext,i| < Fs,i

τf,i(θ̇i) für |τext,i| ≥ Fs,i.
(2.14)
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θ̇i

τf,i

(a) Coulombsche Reibung

θ̇i

τf,i

(b) Coulombsche und vis-
kose Reibung

θ̇i

τf,i

(c) Stribeck-Reibung

Abbildung 2.2: Statische Reibungsmodelle (angelehnt an [37])

Während des Haftvorgangs kann das ReibmomentWerte im Bereich [−Fs,i;Fs,i]

annehmen, was zur einer Uneindeutigkeit der Lösung führt.
Ein weiterer Effekt ist ein kontinuierlicher Übergang zwischen Haftreibung Fs,i

und Coulombscher Reibung Fc,i. Die sogenannte Stribeck-Kurve

τf,i(θ̇i) = sign(θ̇i)

Fc,i + (Fs,i − Fc,i) exp

−

∣∣∣∣∣ θ̇ivs,i

∣∣∣∣∣
δs,i

+ Fv,iθ̇i, (2.15)

mit dem Formfaktor δs,i und der Stribeck-Geschwindigkeit vs,i, modelliert den
Übergang zwischen Haftreibung und Coulombscher Reibung mittels einer
Exponentialfunktion (siehe Abbildung 2.2c) [37].

2.1.3 Gesamtmodell

Das Gesamtmodell ergibt sich aus der Zusammenfassung der beiden Teilsyste-
me gemäß Unterabschnitt 2.1.1 und 2.1.2. Die Abbildung 2.3 veranschaulicht
das Zusammenspiel zwischen elastischemGelenk und der Starrkörperdynamik.
Für die Herleitung des Gesamtmodells wird die klassische 6-Achs-IR-Kinematik
vorausgesetzt. Diese aus sechs Drehgelenken aufgebaute Kinematik setzt sich
aus einem anthropomorphen Arm mit sphärischem Handgelenk zusammen.
Mit Hilfe der ersten drei Gelenke – auch als Hauptachsen bezeichnet – erfolgt
die Positionierung im Arbeitsraum. Mittels der weiteren Gelenke – auch als
Handachsen bezeichnet – wird die Orientierung festgelegt. Hierbei wird ange-
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ui

ki

di Mii

qi
τf,i

θi

Jm,i

τm,i

Abbildung 2.3: Mechanisches Modell eines elastischen Robotergelenks (ange-
lehnt an [15])

merkt, dass eine Vielzahl existierender Manipulatoren diese oder eine ähnliche
Kinematik aufweisen. Dies ist darauf zurückzuführen, dass dadurch bei der Lö-
sung des Problems der inversen Kinematik eine Entkopplung der Position von
der Orientierung erzielt wird, die eine analytische Lösung erlaubt [25]. Im Rah-
men der Arbeit werden in Anlehnung an [11] die folgenden Modellannahmen
getroffen:

• Die ersten drei Gelenke werden als elastisches Teilsystem betrachtet, wo-
hingegen die Gelenke der Handachse als ideal starr angenommenwerden.
Dies ist damit zu begründen, dass der Hebelarm der Hauptachsen bezüg-
lich des TCP des Manipulators üblicherweise deutlich größer ist als der
der Handachsen.

• Aufgrund der hohen Getriebeübersetzungen wird nur die kinetische
Energie derMotorträgheiten umdie Rotationsachse berücksichtigt, womit
die Trägheitskopplung zwischen den Motorträgheiten und den Gliedern
vernachlässigt wird.

• Die Motorträgheiten sind rotationssymmetrisch zur Rotationsachse und
ihr jeweiliger Schwerpunkt liegt auf den zugehörigen Rotationsachsen,
womit sie unabhängig von der Motorposition sind.
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• Die Statoren der Motoren sind auf den Gelenken montiert und tragen
somit zu deren kinetischer Energie bei.

Infolgedessen resultiert das Gesamtmodell des Roboters

M(q)q̈ +C(q,q̇)q̇ + g(q)+ JT(q)he = τg (2.16a)

Jm · θ̈ + τf +U−1 · τg = τm (2.16b)

Kg ·
(
U−1θ − q

)
+Dg · (U−1θ̇ − q̇) = τg (2.16c)

sign(θ̇)

Fc + (Fs − Fc) exp

−

∣∣∣∣∣ θ̇

Uvs

∣∣∣∣∣
δs
+ FvU

−1θ̇ = τf , (2.16d)

das dieGrundlage dieserArbeit darstellt, wobei die zuvor eingeführten skalaren
Größen zu Matrizen beziehungsweise Vektoren erweitert werden.

2.2 Parameteridentifikation

In diesem Unterkapitel wird der Stand der Technik für die Identifikation des
in Unterkapitel 2.1 eingeführten Robotermodells (2.16) vorgestellt. Anders als
bei der Starrkörpermodellierung existiert in der Literatur für die Identifikation
des Modells eines Roboters mit elastischen Gelenken und starren Gliedern
keine einheitliche Vorgehensweise. Dabei ist die Identifikation dieses Modells
aufgrund der nichtlinearen Systemdynamik eine anspruchsvolle Aufgabe und
mitunter für die praktische Umsetzung modellbasierter Ansätze entscheidend.
Ausgehend von einleitenden Vorüberlegungen werden in der Literatur vor-
handene Verfahren vorgestellt. Wie auch bei der Modellierung wird für die
Identifikation das Gesamtsystem in die zwei Subsysteme Starrkörperdynamik
und elastischer Antriebsstrang eingeteilt.

2.2.1 Methodik und Vorüberlegungen

Die Systemidentifikation stellt ein systematisches Vorgehen dar, um das mathe-
matischeModell eines dynamischen Systemsmöglichst gut an die beobachteten
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Daten anzupassen [45]. Sobald einmathematischesModell ausgewählt ist, wird
die bestmögliche Anpassung des Modells zu einem Problem der Schätzung
der Modellparameter [46]. Dieses Problem wird üblicherweise als Optimie-
rungsproblem der Minimierung des Fehlers zwischen den beobachteten Daten
und dem Modell gelöst. Um das gemessene Systemverhalten in möglichst gute
Übereinstimmung mit dem Modell zu bringen, stellt neben der Auswahl des
Modells die Auswahl der Experimente zur Generierung der Messdaten einen
ebenso essenziellen Schritt dar. Hierfür existieren gängige Anregungssignale
wie beispielsweise Sprung, Chirp oder PRBS, sowie auf spezielle Anwendungen
optimierte Anregungstrajektorien. Darüber hinaus kann die Minimierung des
Fehlers sowohl im Zeit- als auch Frequenzbereich durchgeführt werden. Ein
weiterer wichtiger Schritt ist die Validierung des Modells mittels eines applika-
tionsspezifischen Szenarios. Es ist zu berücksichtigen, dass ein Modell lediglich
für die gegebene Applikation gute Ergebnisse liefern sollte. Hierbei ist oftmals
ein einfacheres Modell, das das System innerhalb der vom Anwender spezifi-
zierten Anforderungen hinreichend genau beschreibt [45], zu bevorzugen.

2.2.2 Starrkörperdynamik

Die Starrkörperparameter (Massen, Massenschwerpunkte und Trägheitsmo-
mente der Glieder) können mit einem CAD-Modells ermittelt werden. Jedoch
stellen Roboterhersteller diese nicht in ausreichendem Detaillierungsgrad zur
Verfügung, weshalb Forscher Identifikationsverfahren auf Basis der Messung
des Ein-/Ausgangsverhaltens entwickelt haben [47, 48, 49]. Das gängigste
Verfahren ist in den nachfolgenden Abschnitten beschrieben. Dafür wird zu-
nächst die nichtlineare Starrkörperdynamik als ein in den Modellparametern
lineares Modell umformuliert. Basierend auf diesem Modell werden optimale
Anregungstrajektorien berechnet, die eine ausreichende Anregung der Starr-
körperdynamik sicherstellen. Mittels dieses Vorgehens kann eine Anregung
der Elastizität der Gelenke vermieden und die Trennung der Identifikation
der Starrkörperdynamik vom elastischen Antriebsstrang sichergestellt werden.
Gleichzeitig ist dadurch eine spezielle Form der Signalaufbereitung realisier-
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bar, die den Einfluss höherfrequenter Störungen minimiert, wie beispielsweise
Messrauschen oder nicht modellierte Dynamik.

Modell mit minimalen Trägheitsparametern

Die Starrkörperdynamik (2.7) eines seriellen Manipulators ist eine nichtlineare
Differentialgleichung zweiter Ordnung mit zehn Trägheitsparametern je Glied.
Die Beschränkung auf serielle Manipulatoren mit jeweils einem Freiheitsgrad
je Gelenk führt dazu, dass einige dieser Parameter keinen Einfluss auf das
dynamische Verhalten haben. Darüber hinaus können manche Parameter nur
in Gruppen identifiziert werden, da diese lediglich in Linearkombinationen
auftreten. Folglich können diese Parameter auf Basis derMessung des Ein-/Aus-
gangsverhaltens nicht eindeutig identifiziert werden und verringern somit die
Robustheit des Identifikationsprozesses. Um dies zu umgehen, haben Gautier
und Khalil [47] einen Algorithmus zur Bestimmung der minimalen Anzahl
der dynamikbeeinflussenden Parametern von seriellen Manipulatoren entwi-
ckelt. Dabei wird die Dynamik in den sogenannten baryzentrischen Parametern
beschrieben, bei denen der Bezug des Massenschwerpunkts und des Trägheits-
tensors auf das Gelenkkoordinatensystem anstelle des Massenschwerpunkts
gewählt wird. Das Ergebnis dieser Methode ist neben der Eliminierung der
nicht dynamikbeeinflussenden Parametern ein Modell

τs = M(q)q̈ +C(q,q̇)q̇ + g(q)

= Ys(q,q̇,q̈) · πs,
(2.17)

mit der Regressormatrix Ys, das linear in den Parametern πs ist. Infolgedessen
ist für die Identifikation ein einfaches lineares, anstelle eines komplexen nichtli-
nearen Optimierungsproblems zu lösen [45].
Unter der Annahme eines starren Antriebsstrangs sind in den Aktorkräften τs

τs = U (τm − JmUq̈ − τf(q̇)) (2.18)
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lediglich die Motorträgheiten Jm wie auch die Motorreibung τf zu berücksich-
tigen. Um die Linearität des Modells zu erhalten wird anstelle der nichtlinearen
Stribeck-Kurve (2.15) ein coulombsch-viskoses Reibmodell

τf(θ̇) = sign(θ̇)Fc +U−1θ̇Fv (2.19)

verwendet, womit jeweils zwei Parameter je Gelenk hinzukommen. Der da-
durch resultierende Fehler im Bereich kleiner Geschwindigkeiten wird in Kauf
genommen, um die Linearität des Modells zu erhalten.
Aufgrund des seriellen Aufbaus entstehen bei IR mit großen Traglasten durch
die Schwerkraft vergleichsweise große Kräfte an den ersten Gelenken. Zur
Kompensation dieser Kräfte wird oftmals ein sogenannter Gewichtsausgleich
zwischen dem ersten und zweiten Gelenk integriert. Aufgrund dieses Gewichts-
ausgleichs, der im einfachsten Fall eine vorgespannte Feder ist, kann der Motor
des zweiten Gelenks signifikant kleiner dimensioniert werden [49]. Bei der
Integration eines Modells des Gewichtsausgleichs ist zu beachten, dass die
Linearität des Modells bezüglich der Parameter erhalten bleibt. Infolgedessen
wird der Zusammenhang zwischen der Gelenkposition des zweiten Gelenks
sowie dem Ausgleichsmoment [50] zumeist mittels einer Fourierreihe [51]
approximiert.

Generierung optimaler Anregungssignale

Für das Ergebnis des Identifikationsprozesses ist es essenziell, dass eine ausrei-
chende Anregung erfolgt, um trotz auftretender Störungen, wie beispielsweise
Messrauschen, eine genaue Schätzung zu ermöglichen [52]. Zur Generierung
optimaler Anregungstrajektorien existieren mehrere Ansätze. Beispiele hier-
für sind unter anderem die Interpolation zwischen optimalen Positions- und
Geschwindigkeitspunkten mit Hilfe von Polynomen fünfter Ordnung [53],
B-Splines [54] oder auch endliche Fourierreihen [52]. Beim Fourierreihen-
basierten Ansatz werden die Trajektorien der Position qi, der Geschwindig-
keit q̇i und der Beschleunigung q̈i für jedes Gelenk i als endliche Fourierreihe

19



2 Stand der Technik

der Form

qi(t) = qi(0) +

Nf∑
k=1

(ai,k sin (ωfkt)− bi,k cos (ωfkt))

q̇i(t) =

Nf∑
k=1

(ai,kωfk cos (ωfkt) + bi,kωfk sin (ωfkt))

q̈i(t) =

Nf∑
k=1

(
−ai,k (ωfk)

2 sin (ωfkt) + bi,k (ωfk)
2 cos (ωfkt)

)
,

(2.20)

mit den Fourier-Koeffizienten ai,k und bi,k, der Grundfrequenz ωf, der Ord-
nung Nf und der Anfangsposition qi(0), vorgegeben. Ein großer Vorteil dieses
Ansatzes ist die inhärente Periodizität und Bandbreitenlimitierung der Anre-
gungstrajektorien [49]. Aufgrund der Trennung der Identifikation der Starrkör-
perdynamik von der Gelenkelastizität ist zu beachten, dass eine ausreichende
Anregung der Starrkörperdynamik, jedoch nicht der Gelenkelastizitäten erfolgt.
Durch die geeignete Wahl der Grundfrequenz ωf und Ordnung Nf erfolgt ex-
plizit eine Anregung in einem vorgegebenen Frequenzbereich [ωf, ωfNf].
Bei der Parametrierung der Trajektorien sind Beschränkungen der Positionen,
Geschwindigkeiten und Beschleunigungen im Gelenkraum sowie kartesische
Arbeitsraumbeschränkungen zur Vermeidung von Kollisionen notwendig. In-
folgedessen ist das Ausprobieren verschiedener Parameterkombinationen in
der Regel nicht zielführend. Anstelle dessen hat sich das Lösen eines nicht-
linearen Optimierungsproblems mit Nebenbedingungen als gängiger Weg
durchgesetzt [49], bei dem die Fourier-Koeffizienten ai,k und bi,k die Freiheits-
grade darstellen. Basierend auf dem zuvor hergeleiteten Modell mit minimalen
Parametern (2.17) erfolgt die Minimierung der Konditionszahl der Regressor-
matrix Ys

min
φ

cond (Ys) = min
φ

‖Ys‖2
∥∥Ys

−1
∥∥
2

(2.21)

mit demVektorφ, der die Fourier-Koeffizienten ai,k und bi,k enthält. Dieses Vor-
gehenminimiert die Sensitivität der Lösung der Parameterschätzung gegenüber
dem Einfluss von Störungen in den Messdaten und hat sich in vielen Arbeiten
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2.2 Parameteridentifikation

zur experimentellen Roboteridentifikation [53, 54, 55, 56] als sinnvoll erwiesen.
Es wird angemerkt, dass zur Berechnung der Anregungstrajektorien lediglich
die Kenntnis der Kinematik und kein Vorwissen über die Trägheitsparameter
notwendig ist.

Parameterschätzung

Die Schätzung der Trägheitsparameter erfolgt unter Minimierung der Summe
des quadratischen Fehlers

min
πs

‖Ys(q,q̇,q̈)πs − τs‖2 (2.22)

zwischen dem Modell (2.17) und den gemessenen Aktorkräften (2.18). Für die
Lösung des Optimierungsproblems (2.22) werden neben den Motormomenten
und den Gelenkpositionen, die gemessen werden, auch die Geschwindigkei-
ten und Beschleunigungen benötigt. Da die Messdaten verrauscht und von
höherfrequenten Störungen überlagert sind, ist eine numerische Differentiation
nachteilig bezüglich der Genauigkeit der Schätzung. Da für die Anregung peri-
odische, bandbreitenlimitierte Anregungstrajektorien (2.20) verwendet werden,
können die Signale durch Auswahl des relevanten Frequenzbereichs [ωf, ωfNf]

gefiltert werden. Dadurch ist die Berechnung nahezu rauschfreier Geschwin-
digkeiten und Beschleunigungen realisierbar [49].
Aufgrund der Linearität des hergeleiteten Starrkörpermodells ergibt sich die
geschlossene Lösung des Optimierungsproblems zu

πs =
(
Ys

TYs

)−1

Ys
Tτs. (2.23)

2.2.3 Elastischer Antriebsstrang

Zur Reduzierung der Komplexität der Identifikation des Gesamtmodells (2.16)
wird, wie anfänglich erwähnt, die Trennung zwischen der Starrkörperdynamik
und dem elastischen Antriebsstrang vorgenommen. In der Literatur gibt es eine
Vielzahl von Ansätzen zur Identifikation von elastischen Antriebssträngen, die
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sich hinsichtlich der Methode und dem Detaillierungsgrad stark unterscheiden.
Eine Möglichkeit, dies bei der Identifikation eines elastischen Antriebsstrangs
zu realisieren, besteht darin, die verbleibenden Gelenke zu fixieren, sodass für
jedesGelenk ein Systemmit einemFreiheitsgrad verbleibt. Dabei ist zu beachten,
dass die Fixierung mindestens doppelt so steif wie die Gelenksteifigkeit sein
sollte, damit diese voneinander trennbar sind [55].

Reibung

Im Rahmen der Starrkörperidentifikation werden üblicherweise bereits die
Coulombschen Fc und viskosen Fv Reibkoeffizienten identifiziert. In diesem
Abschnitt wird das Vorgehen beschrieben, um den kontinuierlichen Übergang
zwischen der Haftreibung Fs und der Coulombschen Reibung Fc, den soge-
nannten Stribeck-Effekt, zu identifizieren. Dies erfolgt getrennt von der Starr-
körperidentifikation, da durch die Integration der Stribeck-Kurve (2.15) die
Linearität des Starrkörpermodells (2.17) verloren gehen würde.
Zur Identifikation der Stribeck-Kurve werden aufgrund der statischen Abhän-
gigkeit von der Motordrehzahl θ̇i üblicherweise mehrere Bewegungen mit
konstanter Drehzahl im geschlossenen Regelkreis ausgeführt [37]. Unter Ver-
wendung dieses Vorgehens, separat für jedes Gelenk i, verbleibt vom Gesamt-
modell (2.16) näherungsweise

τf,i ≈ τm,i − ui
−1gi(q), (2.24)

mit dem i-ten Eintrag des Gravitationsvektors g(q).

Gelenksteifigkeit und -dämpfung

Wie auch für den gesamten elastischen Antriebsstrang existiert eine Vielzahl
von Ansätzen zur Identifikation der Gelenksteifigkeit. Hierbei kann die wesent-
liche Unterscheidung zwischen einer statischen und dynamischen Vermessung
vorgenommen werden.
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DasGrundprinzip der statischenVermessung basiert auf einer konstanten Belas-
tung und der Ermittlung der dadurch entstehenden Auslenkung. Dabei können
Belastungen an einzelnen Gelenken [57] oder am Endeffektor [58] eingebracht
werden. Alici und Shirinzadeh [58] identifizieren die Gelenksteifigkeitswerte
eines Motoman SK120 mittels statischer Belastung und Messung der Belastung
per Kraft-/Drehmomentsensor am Handgelenk sowie der kartesischen Aus-
lenkung unter Zuhilfenahme eines Lasertrackers. Anschließend lösen sie ein
nichtlineares Optimierungsproblem, wobei die Gelenksteifigkeiten mittels der
geometrischen Jacobi-Matrix in den kartesischen Raum transformiert werden.
Neuere Arbeiten [59, 60] beschäftigen sich unter anderem mit der Auswahl
geeigneter Manipulatorkonfigurationen zur Erhöhung der Robustheit der Iden-
tifikation im kartesischen Raum.
Die Ansätze zur dynamischen Vermessung basieren auf der Schwingungsanre-
gung der Gelenkelastizität und der Analyse der Amplitude und Phase der resul-
tierenden Schwingung. Pfeiffer und Hölzl [55] ermitteln die Gelenksteifigkeit
und Dämpfung unter Fixierung der Gelenke. Anschließend wird das System
mit den Motoren sowohl statisch als auch durch sinusförmige Schwingungen
angeregt und das Schwingungsverhalten mit einem zusätzlichen Kraftsensor
analysiert. Anstelle der Fixierung der Gelenke vermisst Albu-Schäffer [21] in
seiner Dissertation die Gelenke einzeln auf einem Prüfstand. Die Identifikation
erfolgt mittels sprungförmiger Anregung und Minimierung des quadratischen
Fehlers zwischen der gemessenen Abklingkurve des Gelenkdrehmoments und
dem verbleibenden System mit einem Freiheitsgrad [21]. Die Anregung wird
durch einen Geschwindigkeitssprung erreicht indem während der Bewegung
dieMotorbremse geschlossenwird. EinenAnsatz zur dynamischenVermessung
ohne Zusatzsensorik verfolgt Wernholt [61] durch Schätzung der multivariaten
Frequenzgänge von den Motordrehmomenten zu den Motorbeschleunigungen
und der Linearisierung des nichtlinearen Robotermodells in derMesskonfigura-
tion. Als Anregungssignal wird ein sinusförmiges Signal verwendet. Das Signal
wird so gewählt, dass ein Nulldurchgang vermieden wird, um den Einfluss der
Haftreibung zu minimieren. Weitere Informationen zur Identifikation linearer
Modelle mittels Frequenzgangschätzungen können in [46] nachgeschlagen
werden.
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2.3 Robuste Regelung

Das Konzept der robusten Regelung entstand in den 1970er Jahren, nachdem
optimale Reglerentwürfe an realen Systemen nicht die erwartete Performanz lie-
ferten. Ab diesem Zeitpunkt gewann die Berücksichtigung der Modellunsicher-
heit bei der Begrenzung der erreichbaren Regelleistungmehr an Bedeutung. Ein
bekanntes Verfahren zur robusten Reglerauslegung stellt die H∞-Optimierung
dar. DieH∞-Optimierung zur robusten Reglerauslegungwurde vonZames [62]
entscheidend geprägt. Daneben leisteten unter anderem Safonov [63], durch
die Identifikation der Bedeutung der Sensitivitätsfunktion und der komplemen-
tären Sensitivitätsfunktion, sowie Doyle und Stein [64], mit der Verknüpfung
der Sensitivitätsfunktionen mit dem klassischen Bode-Diagramm des offenen
Regelkreises, Pionierarbeit auf dem Gebiet der robusten Regelung. Ein ausführ-
licher Überblick über die Entstehung und Entwicklung der robusten Regelung
kann in [65] nachgeschlagen werden.
In diesem Unterkapitel wird zunächst eine Einführung in den Reglerentwurf
mittels H∞-Optimierung gegeben. Darauf aufbauend wird das Konzept der
strukturierten H∞-Regelung vorgestellt, mittels derer typische Limitierungen
beim praktischen Einsatz der klassischen H∞-Regelung überwunden werden.

2.3.1 H∞-Optimierung

Das Ziel der robusten Reglerauslegung ist es, einen Regler zu entwerfen, der
trotz Unsicherheiten der Strecke nicht instabil wird und ein nominelles Verhal-
ten aufweist. Die H∞-Methodik ist ein effektiver, optimierungsbasierter Ansatz
zur Lösung eines solchen Entwurfsproblems für LTI-Systeme. Zur numerischen
Lösung von H∞-Optimierungsproblemen steht kommerzielle Software, wie
zum Beispiel die Control System Toolbox von Matlab [66], zur Verfügung. Die
nachfolgenden Ausführungen basieren zu weiten Teilen auf den Beschreibung
von [67, 68, 69].
Den Kern des Reglerentwurfs mittels der H∞-Methodik stellt die H∞-Norm
dar, wobei der H∞-Raum ein Unterraum der Hardy-Räume Hp mit p ≥ 1,
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benannt nach dem Mathematiker G. H. Hardy [68], ist. Mathematisch ist die
H∞-Norm eine Vektornorm in eben jenem Hardy-Raum mit p → ∞. In der
Systemtheorie ist die H∞-Norm einer Übertragungsfunktion G(s) wie folgt
definiert:

‖G(s)‖∞ := sup
ω

|G(jω)|. (2.25)

Dabei wird vorausgesetzt, dass der Grad des Nenners größer ist als der des
Zählers der Übertragungsfunktion. Im Falle eines SISO-Systems entspricht die
H∞-Norm demMaximalwert des Amplitudengangs der Übertragungsfunktion
über alle Frequenzen ω.
Zur numerischen Berechnung der H∞-Norm eines LTI-Systems mittels linearer
Matrixungleichungen (LMU) kann das sogenannte Bounded Real Lemma (sie-
he Anhang B.1) verwendet werden [70]. Dieses stellt ein zentrales Ergebnis der
robusten Regelungstechnik dar und wird unter anderem für die LMU-basierte
Berechnung eines H∞-Reglers herangezogen [68].
Bei einem H∞-Reglerentwurf wird die H∞-Norm genutzt, um Designanforde-
rungen an den geschlossenen Regelkreis zu definieren und damit den eigentli-
chen Reglerentwurf als Optimierungsproblem zu formulieren. Ausgangspunkt
stellt der in Abbildung 2.4 dargestellte Standardregelkreis dar. Dieser besteht
aus dem Regler K(s), der Regelstrecke G(s), der Führungsgröße r, dem Re-
gelfehler e, der Stellgröße u, der Regelgröße y, der Eingangsstörung d, der
Ausgangsstörung n und dem Messrauschen m. Sowohl bei der Systemanalyse
als auch dem Reglerentwurf spielen die Sensitivitätsfunktion

S =
e

r

∣∣∣∣
d,n,m=0

=
1

1 +GK
(2.26)

y
G(s)

r
+
+

+
+

K(s)

d n

-
+ e u

m+

+

Abbildung 2.4: Standardregelkreisstruktur (angelehnt an [68])
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und die komplementäre Sensitivitätsfunktion

T =
y

r

∣∣∣∣
d,n,m=0

=
GK

1 +GK
(2.27)

eine entscheidende Rolle [71]. Der Regelfehler des Standardregelkreises (ver-
gleiche Abbildung 2.4) setzt sich wie folgt zusammen [68]:

e = S(r − n) + Tm− SGd. (2.28)

Folglich können anhand der Sensitivitätsfunktion und der komplementären
Sensitivitätsfunktion wesentliche Eigenschaften des geschlossenen Regelkreises
abgeleitet werden. Für eine gute Regelungsperformanz sollte die Amplitude
der Sensitivitätsfunktion |S| über einen großen Bereich möglichst klein sein, um
Eingangsstörungen d beziehungsweise Ausgangsstörungen n zu unterdrücken
sowie ein gutes Folgeverhalten aufzuweisen. Für eine ausreichende Robustheit
gegenüber Messrauschen sollte die Amplitude der komplementären Sensitivi-
tätsfunktion |T | ebenfalls möglichst gering sein.
Gemäß der Definition der Sensitivitätsfunktionen gilt für SISO-Systeme

S + T = 1. (2.29)

Dieser Zusammenhang zeigt auf, dass es nicht möglich ist beide Funktionen
beliebig vorzugeben. Daraus geht der fundamentale Trade-Off zwischen Perfor-
manz und Robustheit beim Reglerentwurf hervor.
Eine weitere fundamentale Einschränkung stellt der sogenannte Wasserbettef-
fekt dar. Dieser geht aus dem Sensitivitätsintegral nach Bode [68]∫ ∞

0

ln |S(jω)| dω = 0 (2.30)

hervor. Dieses besagt für nicht-minimalphasige Systeme (keine Nullstellen
in der rechten komplexen Halbebene) und einem relativen Grad von zwei,
dass der über die Frequenz integrierte Logarithmus des Betrags der Sensitivi-
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tätsfunktion eines SISO-System konstant ist. Dies ist gleichbedeutend damit,
dass eine Verbesserung der Sensitivität in einem Frequenzbereich mit einer
Verschlechterung in einem anderen Frequenzbereich einhergeht [72].
Zur Veranschaulichung der üblichen Form dieser Funktionen sei ein System
zweiter Ordnung

S =
s · (s+ 2Dω0)

s2 + s · 2Dω0 + ω0
2

T =
ω0

2

s2 + s · 2Dω0 + ω0
2

(2.31)

gegeben, dessen Sensitivitätsfunktionen in der Abbildung 2.5 dargestellt sind.
Die Performanzanforderungen an den geschlossenen Regelkreis können anhand
der Sensitivitätsfunktionen spezifiziert werden. Die Aufgabe des Reglerent-
wurfs liegt dann darin begründet, die oftmals subjektiven Performanzanforde-
rungen in Form von Gewichtungsfunktionen zu formulieren. Hierbei hat sich
die Verwendung derH∞-Norm als Optimierungskriterium bewährt. DieHaupt-
ziele der meisten Anwendungen sind neben einem guten Führungsverhalten
sowohl die Störunterdrückung als auch ein Roll-Off gegen nicht modellierte Dy-
namik. Als Roll-Offwird ein genügend steiles Abfallen der Kreisverstärkung der
Amplitude der komplementären Sensitivitätsfunktion |T | im höherfrequenten
Bereich bezeichnet. Infolgedessen ist das Regelsystem gegen nicht modellierte
Dynamik und Messrauschen ausreichend robust. Hierfür hat sich das soge-
nannte gemischte Sensitivitätsproblem als sinnvoll erwiesen. Dies erlaubt die
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Abbildung 2.5: Sensitivitätsfunktionen eines Systems zweiter Ordnung mit
D = 0,35 und ω0 = 1 rad/s
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gleichzeitige Formung mehrerer Frequenzgänge zur Erfüllung der Performanz-
anforderungen. Dafür wird eine multikritelle Kostenfunktion∥∥∥∥∥∥∥

 W1S

W2KS

W3T


∥∥∥∥∥∥∥
∞

≤ 1 (2.32)

mit den Gewichtungsfunktionen W1, W2 und W3 angesetzt. Neben den klassi-
schen Sensitivitätsfunktionen S und T wird oftmals die Übertragungsfunktion
KS von der Führungsgröße r zur Stellgröße u zur Begrenzung des benötigten
Stellaufwands ergänzt. Die Gewichtungsfunktionen

‖S‖∞ ≤
∥∥W−1

1

∥∥
∞ , ‖KS‖∞ ≤

∥∥W−1
2

∥∥
∞ , ‖T‖∞ ≤

∥∥W−1
3

∥∥
∞ (2.33)

entsprechen dabei den Kehrwerten der gewünschten Formen der Übertra-
gungsfunktionen S, T und KS. Neben diesen können auch beliebige andere
Übertragungsfunktionen des Regelkreises mittels Gewichtungsfunktionen ge-
formt werden, sofern sie analytisch bekannt sind.
Bei jedem Reglerentwurf ist zu berücksichtigen, dass das mathematische Mo-
dell der Strecke nicht die vollständige Komplexität des physikalischen Systems
wiedergibt. Es ist nahezu unvermeidlich, dass unter allen Randbedingungen,
wie zum Beispiel Temperatur, Verschleiß und Stellgrößenbegrenzungen, das
Streckenmodell keine exakte Repräsentation des physikalischen Verhaltens wi-
derspiegelt. Bei physikalischen Systemen ist die Modellordnung und -struktur
für hohe Frequenzen unbekannt. Demzufolge beträgt die Modellunsicherheit
eines jeden Systems ab einer bestimmten Frequenz 100% [64, 72]. Darüber
hinaus kann es für den Reglerentwurf aus Einschränkungen der praktischen
Umsetzung sinnvoll sein, trotz des Vorliegens eines detaillierten Modells, ein
nominelles Modell niedrigerer Ordnung zu verwenden und die vernachlässigte
Dynamik als Unsicherheit zu repräsentieren.
Die Ursache der Modellunsicherheit kann entweder auf parametrische Unsi-
cherheit oder vernachlässigte und nicht modellierte Dynamik zurückgeführt
werden [67]. Bei der parametrischen Unsicherheit wird angenommen, dass
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ein Parameter zwischen einem minimalen und maximalen Wert schwanken
kann. Die vernachlässigte und nicht modellierte Dynamik ist deutlich schwerer
präzise zu beschreiben. Es gibt eine Vielzahl von Ansätzen zur Beschreibung
dieser Unsicherheiten. Ein Überblick über Beschreibungsvarianten bietet das
Buch von Weinmann [73]. Dabei hat sich der Frequenzbereich als sinnvolles
Werkzeug etabliert, um unmodellierte Dynamik zu beschreiben [67].
Aufgrund der vergleichsweise einfachen Theorie und breiten Anwendbar-
keit [69] ist die Modellierung als multiplikative Unsicherheit verbreitet. Dabei
werden sowohl die parametrischen Unsicherheiten als auch die vernachlässigte
Dynamik zu einer einzigen Störung zusammengefasst. Die unsicherheitbehaf-
tete Strecke Ĝ ergibt sich zu

Ĝ = G · (1 +Wm∆m) , ‖∆m‖∞ < 1, (2.34)

mit der nominellen StreckeG, dem UnsicherheitsprofilWm und der normierten
Unsicherheit ∆m (siehe Abbildung 2.6). Auf Basis des während einer expe-
rimentellen Systemidentifikation ermittelten Frequenzgangs Ĝ(jω) wird ein
multiplikatives Unsicherheitsmodell

∆m(jω) =
Ĝ(jω)−G(jω)

G(jω)
(2.35)

der nominellen Strecke G(jω) bestimmt, wobei das Unsicherheitsprofil

|Wm(jω)| ≥ |∆m(jω)| , ∀ω (2.36)

für alle Frequenzen ω größer als die multiplikative Unsicherheit ∆m(jω) zu
wählen ist [69].
Ausgehend von der Modellierung der Unsicherheit existieren Bedingungen für
die robuste Stabilität und die Performanz des geschlossenen Regelkreises. Hier-
bei besteht eine enge Verbindung zwischen der Sensitivitätsfunktion und dem
Stabilitätskriterium von Nyquist sowie den klassischen Stabilitätsreserven. Das
Stabilitätskriterium von Nyquist besagt, dass der geschlossene Regelkreis stabil

29



2 Stand der Technik

G+
+

∆m ĜWm

Abbildung 2.6: SISO-Regelstrecke mit multiplikativer Unsicherheit (angelehnt
an [67])

ist, wenn die Nyquist-Kurve des offenen Regelkreises L(jω) den Punkt−1 nicht
umkreist. Dabei entspricht der minimale Abstand zwischen der Nyquist-Kurve
und dem Punkt −1 dem Kehrwert des Maximalwerts der Sensitivitätsfunktion

MS =
(
min
ω

|1 + L(jω)|
)−1

= max
ω

|S(jω)|. (2.37)

Anhand des Maximalwerts der Sensitivitätsfunktion lassen sich die klassischen
Stabilitätsreserven [67]

ar ≥
MS

MS − 1
, φr ≥ 2 · arcsin( 1

2MS
) (2.38)

der Amplituden- ar und Phasenreserve φr berechnen. Darüber hinaus kann der
offene Kreis einer unsicherheitsbehafteten Strecke

L̂ = ĜK = L+WmL∆m, ∀ω (2.39)

als Scheibe um die Nyquist-Kurve mit dem Radius WmL interpretiert werden.
Gemäß dem Stabilitätskriterium von Nyquist muss

|WmL| < |1 + L| (2.40)

und damit
‖WmT‖∞ < 1 (2.41)

für den Erhalt der robusten Stabilität gelten [67]. Diese Bedingung ist gleich-
bedeutend mit der klassischen Forderung eines ausreichenden Roll-Off der
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2.3 Robuste Regelung

komplementären Sensitivitätsfunktion, wobei mittels eines Unsicherheitsmo-
dells der benötigte Roll-Off quantifiziert wird.
Für einen klassischen H∞-Entwurf wird das Systems in eine spezielle Form
überführt. Dabei werden die Strecke, der Regler und die Unsicherheiten von-
einander getrennt, sowie um die jeweiligen Gewichtungsfunktionen erweitert.
Anschließend kann mit gängigen Algorithmen, wie der iterativen Lösung zwei-
er algebraischer Riccati-Gleichungen [74] oder der Lösung einer LMU [70]
unter Verwendung des Bounded Real Lemma (siehe Definition 4), das Ent-
wurfsproblem gelöst werden.

2.3.2 Strukturierter H∞-Entwurf

Bei der klassischen H∞-Synthese resultieren Regelungsstrukturen hoher Ord-
nung. In der Praxis besteht jedoch oftmals die Einschränkung, dass sowohl
dezentrale als auch fixe Regelungsstrukturen niederer Ordnung, wie beispiels-
weise PID-Regler, vorgegeben sind, die nicht ohne Weiteres geändert werden
können. Dies ist unter anderem mit dem Implementierungsaufwand, dem be-
nötigten Expertenwissen sowie der Möglichkeit einer Nachjustierung vor Ort
zu begründen. Aufgrund dessen ist der Einsatz einer solchen Synthese selten
in der industriellen Praxis zu finden.
Sobald Einschränkungen der Reglerstruktur vorliegen, ist das Synthesepro-
blem nicht mehr konvex und oftmals sogar NP-schwer [75]. Zur Lösung sol-
cher Probleme haben Apkarian und Noll [76, 77] Algorithmen zur nichtglat-
ten Optimierung vorgestellt. Die Algorithmik hat sich anhand verschiedener
Anwendungsbeispiele (zum Beispiel Festplattenlaufwerk, Vier-Tank-System,
Feder-Masse-Dämpfer-System) als praktisches Werkzeug erwiesen [78] und ist
mittlerweile in kommerzieller Software, wie zum Beispiel in Matlab über den
systune Befehl [66, 79], verfügbar.
Diese nichtglatte Optimierungstechnik bietet als Erweiterung der klassischen
H∞-Synthese die Möglichkeit, die Gewichtungsfunktionen in zwei Klassen
zu unterteilen, die so genannten weichen und harten Anforderungen. Dabei
sollten Anforderungen zur Erhaltung der robusten Stabilität als hart und al-
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le Performanzanforderungen als weich spezifiziert werden. Es resultiert das
beschränkte Minimierungsproblem der Form

min f(x) s.t. g(x) ≤ 1,

mit f(x) := max
i

fi(x), g(x) := max
j

gj(x),
(2.42)

das durch die Anpassung der Regelverstärkungen x gelöst wird, indem die
weichen Anforderungen fi(x) minimiert und die harten Anforderungen gj(x)

als Nebenbedingungen erzwungen werden (fi und gj sind jeweils H∞-Normen
einer gewichteten Übertragungsfunktion).

2.4 LPV-basiertes Gain-Scheduling

Gain-Scheduling ist eine Reglerentwurfsmethode, die sich in vielen techni-
schen Anwendungen als erfolgreich erwiesen hat. Dabei wird ein Regler für
eine nichtlineare Strecke durch Zusammenfügen einer Sammlung von linearen
Reglern konstruiert. Der konventionelle Ansatz besteht darin, den gesamten
Betriebsbereich des Systems in kleinere Bereiche zu unterteilen. Anschließend
wird für jeden dieser kleineren Bereiche ein linearer Regler ausgelegt und die
resultierende Menge lokaler, linearer Regler interpoliert [80]. Trotz ihrer Prakti-
kabilität bieten Gain-Scheduling-Entwürfe keine Garantien für die Robustheit,
Performanz oder die Stabilität des Gesamtsystems [81]. Es kann lediglich eine
Stabilitätsaussage an den lokalen Auslegungspunkten garantiert werden. Auf-
grund dessen sind zur Sicherstellung der globalen Stabilität zeitaufwändige
Simulationen über den gesamten Parameterraum notwendig. Ein Überblick
über den Stand der Technik zu Gain-Scheduling ist in [82, 83] zu finden.
Zur Überwindung dieser Problematik führte Shamma in seiner Dissertation
1988 [84] die sogenannten LPV-Systeme für die Analyse eines Gain-Scheduling-
Reglerentwurfs ein. Die Theorie der LPV-Systeme wird zur Vereinfachung eini-
ger Interpolations- undRealisierungsproblemevon klassischemGain-Scheduling
verwendet [85]. Hierfür wird das nichtlineare System als lineares System in Ab-
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hängigkeit einer zeitvarianten Größe beschrieben, der sogenannten Scheduling-
Variablen. Von dieser wird angenommen, dass sie in Echtzeit vorliegt. Daraus
folgt, dass für eingefrorene Werte der Scheduling-Variablen ein LPV-System als
LTI-System behandelt werden kann. Existieren für ein Systemwenige Variablen,
die zumindest einen großen Teil der Änderung der Dynamik ausmachen, so ist
die Beschreibung als LPV-System naheliegend.
Durch diese systematische Entwurfsmethode können die kritischen Punkte
von klassischem Gain-Scheduling umgangen werden. Die Hauptvorteile sind
unter anderem:

• Nutzung leistungsfähiger, gut verstandener, linearer Entwurfswerkzeuge
für nichtlineare Probleme.

• Stabilitäts- und Robustheitsnachweis über den gesamten Parameterraum.

• Anpassung der Reglerparametrierung an sich ändernde Dynamik der
Regelstrecke.

Ein Überblick über Anwendungsergebnisse von LPV-Regelungen ist in [86]
zu finden. Der LPV-Ansatz wurde bereits unter anderem erfolgreich für die
Flugregelung [87], eine Brückenkranregelung [88], elektromagnetische Ak-
toren [89] und Dieselmotoren [90] angewandt. Aufgrund der nichtlinearen
Dynamik von Robotermanipulatoren ist ein LPV-Regelungsansatz eine nahelie-
gende Schlussfolgerung. In der Literatur sind jedoch vergleichsweise wenige
Nachweise zu finden. Neben dem eigentlichen Reglerentwurf ist besonders
die Herleitung des LPV-Modells ausgehend von dem nichtlinearen System
von praktischem Interesse. In [91] wird ein LPV-basierter Gain-Scheduling
Regler für einen starren Manipulator mit zwei Gelenken vorgestellt. Dabei wird
das LPV-Modell des Manipulators unter einer Starrkörperannahme mittels
eines Parameterset-Mappings erstellt und anschließend mit einer Singulärwert-
zerlegung reduziert. [92] und [93] leiten jeweils ein LPV-Modell unter einer
Starrkörperannahme her. Zusätzlich werden sowohl die Gravitation als auch
Reibmomente vernachlässigt. Bei dem in [94] hergeleiteten LPV-Modell wird
die Gelenkelastizität mittels einer linearen Federsteifigkeit berücksichtigt. Je-
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doch wird die Trägheitskopplung zwischen den Gelenken vernachlässigt. Die
aufgelistete Literatur hat gemeinsam, dass lediglich Robotermanipulatoren mit
zwei Freiheitsgraden berücksichtigt werden, sowie, dass zumeist eine Starrkör-
perannahme getroffen wird.
In diesem Unterkapitel wird zunächst eine Einführung in die Modellierung
und in die grundlegenden Eigenschaften von LPV-Systemen gegeben. Darauf
aufbauend erfolgt die Beschreibung einer Methodik für einen Gain-Scheduling-
Entwurf, der einen systematischen Stabilitätsnachweis ermöglicht.

2.4.1 LPV-Modellierung

Oftmals weisen industrielle Regelungsstrecken signifikante Nichtlinearitäten
auf, die in der Modellierung berücksichtigt werden müssen. Zur Systemanalyse
existieren zumeist detaillierte nichtlineare Streckenmodelle. Für den Reglerent-
wurf sind diese Modelle jedoch üblicherweise ungeeignet. Ein weit verbreiteter
Ansatz zur Handhabung nichtlinearer Strecken ist die Linearisierung an aus-
gewählten Arbeitspunkten [95]. Auf Basis einer solchen Linearisierung der
nichtlinearen Systemdynamik kann ein LPV-Modell erzeugt werden.
Seit der Einführung von Shamma 1988 [84] ist eine Vielzahl von Ansätzen
zur Modellierung und Identifikation von LPV-Systemen hervorgegangen. Ein
Überblick ist in [96] zu finden. Es existieren unter anderem die Zustandsraum-
darstellung und die Ein-/Ausgangsform [97], wobei die zustandsraumbasierte
Darstellung weiter verbreitet ist [86] und auch im Rahmen dieser Arbeit ver-
wendet wird.
LPV-Systeme sind nichtlineare Systeme deren Zustandsraummatrizen von ei-
nem zeitvarianten, exogenen Parametervektor ρ(t) abhängen. Die Trajektorien
des exogenen Parametervektors sind unbekannt, können jedoch in Echtzeit
ermittelt werden. Damit resultiert ein LPV-System in Zustandsraumdarstel-
lung [98]

ẋ = A(ρ(t))x+B(ρ(t))u

y = C(ρ(t))x+D(ρ(t))u
(2.43)
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mit der Systemmatrix A ∈ Ra×a, der Eingangsmatrix B ∈ Ra×b, der Aus-
gangsmatrix C ∈ Rc×a, der Durchgangsmatrix D ∈ Rc×b und dem exogenen
Parametervektor ρ ∈ Rk.
Ein LPV-System kann sowohl als LTI-Systemmit einer zeitvarianten, parametri-
schen Unsicherheit als auch als nichtlineares System mit einer linearen Parame-
terabhängigkeit interpretiert werden. Für einen statischen Wert des exogenen
Parametervektors ρ vereinfacht sich das LPV-System zu einem LTI-System

G(s,ρ) = D(ρ) +C(ρ) (sI −A(ρ))
−1

B(ρ). (2.44)

Mittels dieses Ansatzes können die lokalen Eigenschaften des nichtlinearen
Systems im Frequenzbereich analysiert werden.
Hängt der Parametervektor vom Zustand des nichtlinearen Systems ab, so
spricht man von einem Quasi-LPV-System. Solche Systeme können insofern als
LPV-Systeme behandelt werden, solange die LPV-Systemdynamik schneller
als die des zustandsabhängigen Parametervektors ist.
Besteht eine affine Abhängigkeit der Zustandsraummatrizen vom Parameter-
vektor ρ, so handelt es sich um eine für den Reglerentwurf besonders attraktive
Sonderform (siehe [98, 99]). Damit die Zustandsraummatrizen affin von ρ

abhängen, muss Folgendes gelten:[
A(ρ) B(ρ)

C(ρ) D(ρ)

]
=

[
A0 B0

C0 D0

]
+

[
Aρ1 Bρ1

Cρ1 Dρ1

]
ρ1 + . . . +

[
Aρk

Bρk

Cρk
Dρk

]
ρk.

(2.45)
Variiert der Parametervektor ρ innerhalb eines Polytops (Verallgemeinertes
Vieleck beliebiger Dimension), so wird von einem polytopen LPV-System ge-
sprochen. Ein Polytop

Θ := Co{Nj : j = 1, ... ,r} =


r∑

j=1

αjNj : αj ≥ 0,

r∑
j=1

αj = 1

 (2.46)
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ist die konvexe Hülle von r = 2k gleich dimensionierten Matrizen Nj mit
den Gewichtungsparametern αj , die vom Parametervektor ρ abhängen. Ein
polytopes LPV-System ist wie folgt definiert:

Definition 1 (Polytopes LPV-System [98]) Ein System wird als polytop bezeich-
net, wenn dessen ZustandsraummatrizenA(ρ),B(ρ), C(ρ) undD(ρ) affin vom
Parametervektor ρ abhängen, wobei der Parametervektor ρ sich innerhalb eines konve-
xen Polytops bewegt.

2.4.2 LPV-Methodik

Das volle Potenzial der LPV-Methodik wird durch den Einsatz beim Reglerent-
wurf entfaltet. Im Gegensatz zum Ansatz der robusten Regelungstechnik wird
die Abhängigkeit vomParametervektor als in Echtzeit messbar und nicht als Un-
sicherheit angenommen. Infolgedessen adaptiert sich der Regler an das variable
Streckenverhalten, wodurch eine verbesserte Regelungsperformanz resultiert.
Im Gegensatz zu klassischem Gain-Scheduling, bei dem eine Limitierung der
Änderungsrate des Parametervektors angenommen wird [80], existieren für
LPV-Systeme Analysemethoden, um einen systematischen Gain-Scheduling-
Entwurf mit garantiertem Stabilitätsnachweis durchzuführen. Diese Methoden,
die im Anhang B.4 beschrieben sind, basieren zu großen Teilen auf der Stabili-
tätstheorie nach Lyapunov (siehe Anhang B.3).
Im Folgenden wird vorausgesetzt, dass die nichtlineare Regelstrecke in der
zuvor beschriebenen LPV-Zustandsraumdarstellung mit affiner Abhängigkeit
vom Parametervektor ρ vorliegt. Wenn eine solche Regelstrecke über eine Rück-
führung mit einem konstanten oder vom Parametervektor ρ affin abhängigen
Regler geschlossen wird, so ist nicht garantiert, dass die affine Abhängigkeit
erhalten bleibt. Der geschlossene Regelkreis kann jedoch so umstrukturiert
werden, dass dies der Fall ist. Dazu wird die nachfolgende Methodik, die zu
weiten Teilen auf [98] beruht, herangezogen.
Zunächst wird der geschlossene Regelkreis in die in Abbildung 2.7 dargestellte
Struktur überführt. Hierfür wird die Regelstrecke, wie auch in der robusten
Regelungstechnik üblich, um den externen Störeingang w ∈ Rb1 und die Per-
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formanzgrößen z ∈ Rc1 erweitert. Es resultiert die Strecke P

ẋ = A(ρ)x+B1(ρ)w +B2(ρ)u

z = C1(ρ)x+D11(ρ)w +D12(ρ)u

e = C2(ρ)x+D21(ρ)w +D22(ρ)u

(2.47)

mit dem Zustand x ∈ Rap , dem Eingangsvektor u ∈ Rb2 und dem Regelfeh-
ler e ∈ Rc2 . Von der Strecke wird weiterhin angenommen, dass die System-
matrizen affin von dem Parametervektor ρ abhängen. Damit ist die Strecke
gemäß Definition 1 polytopisch. Die Systemmatrizen gehören demzufolge zu
dem Polytop

Θ := Co


 Aj B1,j B2,j

C1,j D11,j D12,j

C2,j D21,j D22,j

 , j = 1, ... ,r

 , (2.48)

wobei Aj , ... ,D22,j den Werten der Systemmatrizen A(ρ), ... ,D22(ρ) an den
Rändern des Parameterpolytops entsprechen.
Für die Strecke wird ein LPV-Regler K in Zustandsraumdarstellung

ẋK = AK(ρ)xK +BK(ρ)e

u = CK(ρ)xK +DK(ρ)e
(2.49)

z
G(s,ρ)

w

eu

y

P

K(s,ρ)

-

Abbildung 2.7: Regelkreisstruktur für LPV-Entwurf (angelehnt an [98])
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mit dem internen Zustand xK ∈ Rak angesetzt. Wird die Strecke P (2.47) mit
dem Regler K (2.49) geschlossen, resultiert der geschlossene Regelkreis

ẋCL = ACL(ρ)xCL +BCL(ρ)w +B2,CL(ρ)u

z = CCL(ρ)xCL +DCL(ρ)w +D2,CL(ρ)u
(2.50)

mit der Vereinfachung D22(ρ) = 0 und dem Redheffer-Sternprodukt [68] zu

xCL =

[
x

xK

]

ACL =

[
A(ρ) +B2(ρ)DK(ρ)C2(ρ) B2(ρ)CK(ρ)

BK(ρ)C2(ρ) AK(ρ)

]

BCL =

[
B1(ρ) +B2(ρ)DK(ρ)D21(ρ)

BK(ρ)D21(ρ)

]
B2,CL = 0

CCL =
[
C1(ρ) +D12(ρ)DK(ρ)C2(ρ) D12(ρ)CK(ρ)

]
DCL =

[
D11(ρ) +D12(ρ)DK(ρ)D21(ρ)

]
D2,CL = 0.

(2.51)

Anhand der Systemmatrizen des geschlossenen Regelkreises (2.51) ist ersicht-
lich, dass selbst für konstante Regelparameter (2.49) mehrere von dem Para-
metervektor ρ abhängige Systemmatrizen multipliziert werden, wodurch die
Affinität nicht per se erhalten bleibt. Darüber hinaus ist ein direkter Durchgriff
vom Eingangsvektor u auf die Performanzgröße z und den Zustandsvektor xCL

unerwünscht. In [98] wurde identifiziert, dass die Strecke P für den Erhalt der
Affinität folgende Voraussetzungen erfüllen muss:
(V1) D22(ρ) = 0, sodass B2,CL = D2,CL = 0.
(V2) B2,C2,D12 und D21 sind unabhängig vom Parametervektor ρ, sodass

die Affinität erhalten bleibt.
Wenn die erste Voraussetzung nicht erfüllt ist, muss der gesamte Regelkreis so
umstrukturiert werden, dass bei der neuen Strecke P keine direkte Übertra-
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gung vonu nach e stattfindet. Ist die zweite Voraussetzung nicht erfüllt, können
die Filtermethoden aus [98] eingesetzt werden. Für jeden der b2 Eingänge und
c2 Ausgänge wird ein PT1-Filter angesetzt. Damit wird die Regelstrecke (2.47)
um eine Eingangsfilterung

ẋu = Auxu +Buũ

u = Cuxu
(2.52)

mit dem Zustand xu ∈ Rb2 , dem neuen Eingang ũ ∈ Rb2 und/oder eine Aus-
gangsfilterung

ẋe = Aexe +Bee

ẽ = Cexe
(2.53)

mit dem Zustand xe ∈ Rc2 und dem neuen Ausgang ẽ ∈ Rc2 ergänzt. Es
resultiert die erweiterte LPV-Strecke P̃

˙̃x = Ã(ρ)x̃+ B̃1(ρ)w + B̃2ũ

z = C̃1(ρ)x̃+D11(ρ)w

ẽ = C̃2x̃

(2.54)

mit

x̃ =

 x

xu

xe

 , Ã =

 A(ρ) B2(ρ)Cu 0

0 Au 0

BeC2(ρ) 0 Ae

 ,

B̃1 =

 B1(ρ)

0

BeD21(ρ)

 , B̃2 =

 0

Bu

0

 ,

C̃1 =
[
C1(ρ) D12(ρ)Cu 0

]
, C̃2 =

[
0 0 Ce

]
.

(2.55)

Infolgedessen sind die erweiterten Systemmatrizen B̃2 und C̃2 vom Parame-
tervektor ρ unabhängig. Es ist anzumerken, dass solange die Filterbandbreiten
größer als die gewünschte Systembandbreite gewählt werden, keine wesentli-
che Veränderung der ursprünglichen Regelstrecke erfolgt. Jedoch wird durch
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die Einführung der Filtermethoden die Voraussetzung (V2) erzwungen. Die-
se Filteroperationen können als Dynamik der Sensorik beziehungsweise der
Aktorik interpretiert werden, womit Sie aus praktischer Sicht zu keinen Ein-
schränkungen führen [98]. Der geschlossene Regelkreis weist somit eine vom
Parametervektor ρ affine Abhängigkeit auf, womit eine Stabilitätsanalyse ge-
mäß Anhang B.4 durchgeführt werden kann.
Unter der Annahme, dass die Regelstrecke die zuvor beschriebenen Vorausset-
zungen erfüllt, wird in Anlehnung an [98] ein polytoper LPV-Regler Ω(ρ) in
Zustandsraumdarstellung

Ω(ρ) =

r∑
j=1

αjΩj =

r∑
j=1

αj

[
AK,j BK,j

CK,j DK,j

]
(2.56)

mit αj ≥ 0 und
∑r

j=1 αj = 1 angesetzt. Dafür ist zunächst jeweils ein robus-
ter H∞-Entwurf eines LTI-Reglers an den j Rändern des Parameterpolytops
durchzuführen. Anschließend resultiert der LPV-Regler aus der konvexen In-
terpolation der an den Rändern ausgelegten LTI-Reglern bezüglich des Para-
metervektors ρ. Danach wird mit den Methoden aus dem Anhang B.4 sowohl
die Stabilität als auch die quadratische H∞-Performanz über den gesamten
Parameterraum überprüft. Darüber hinaus ist eine simulative Untersuchung
der Performanz gegenüber der nichtlinearen Regelstrecke weiterhin empfeh-
lenswert.
Für den einfachsten Fall einer LPV-Strecke mit einer affinen Abhängigkeit von
nur einem Parameter ρ = p(t) ∈ R1 ergibt sich der LPV-Regler zu[

AK(p(t)) BK(p(t))

CK(p(t)) DK(p(t))

]
=

2∑
j=1

αj

[
AK,j BK,j

CK,j DK,j

]
(2.57)

mit
α1 =

p(t)− p

p− p
, α2 = 1−

p(t)− p

p− p
(2.58)

sowie dem minimalen p und dem maximalen p Parameterwert.
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2.5 Ansätze zur Genauigkeits- und
Dynamiksteigerung von Industrierobotern

Aufgrund des Verbesserungspotenzials und der Komplexität der Problem-
stellung hat sich die Forschung in den letzten Jahrzehnten kontinuierlich mit
der Genauigkeits- und Dynamiksteigerung von IR befasst. Die bisherigen For-
schungsaktivitäten zur Erhöhung der Bahngenauigkeit von IR lassen sich in die
Bereiche theoretisch geprägter, praxisorientierter und applikationsspezifischer
Ansätze einteilen.

2.5.1 Theoretisch geprägte Ansätze

Aus Sicht der theoretischen Regelungstechnik handelt es sich bei einem IR um
ein nichtlineares System, anhand dessen das Potenzial moderner Regelungsan-
sätze aufgezeigt werden kann. Nachdem festgestellt wurde, dass die Elastizität
des Antriebsstrangs einen wesentlichen Einfluss auf die dynamische Bahnge-
nauigkeit hat [10], schlug Spong [11] in den 1980er Jahren ein vereinfachtes
Modell vor, das die Trägheitskopplung zwischen Motoren und Gelenken unter
Berücksichtigung der hohen Getriebeübersetzungen vernachlässigt und die
Gelenkelastizität als eine lineare Federsteifigkeit modelliert. Daraufhin zeigte
Tomei [100], dass bereits ein einfacher PD-Regler, wie er auch für starre Roboter
eingesetzt wird, ausreichend zur Stabilisierung eines Roboters mit flexiblen
Gelenken ist. Werden neben der Stabilisierung auch Anforderungen an die
dynamische Bahngenauigkeit gestellt, so sind fortgeschrittenere Regelungsan-
sätze zu betrachten.
Einen essenziellen Anteil dieser Ansätze stellen flachheitsbasierte Regelun-
gen dar. Ausgangspunkt für diese Ansätze ist wiederum die Eigenschaft der
differentiellen Flachheit des von Spong vorgeschlagenen Modells [11]. Bei ei-
nem sogenannten flachen System können alle Zustände und Eingänge mittels
algebraischer Gleichungen des flachen Ausgangs und seiner Ableitungen aus-
gedrückt werden [101]. Dementsprechend ist diese Eigenschaft sehr nützlich
für den Reglerentwurf nichtlinearer Systeme. Basierend auf der Flachheitsei-

41



2 Stand der Technik

genschaft wurden sowohl vorsteuerungs- als auch rückführungsbasierte Re-
gelungsansätze für Roboter mit flexiblen Gelenken vorgeschlagen [102]. Bei
der Verwendung in der Rückführung werden die Ableitungen der gelenksei-
tigen Position (flacher Ausgang) bis zum Ruck benötigt, was aufgrund von
Messrauschen eine Herausforderung für die praktische Umsetzung darstellt.
Darüber hinaus ist die Robustheit dieser Ansätze unter einer unsicheren An-
triebsstrangdynamik fragwürdig [16, 103]. Des Weiteren geht die Eigenschaft
der Flachheit bereits unter der Erweiterung des Modells mittels linearer Ge-
lenkdämpfung verloren, weshalb diese zumeist vernachlässigt wird [104]. Eine
entsprechende Erweiterung zur Berücksichtigung linearer Gelenkdämpfung
wird von Thümmel [22] präsentiert. Darüber hinaus existieren Arbeiten [105,
106], die eine zusätzliche Elastizität der Glieder berücksichtigen. Zu den flach-
heitsbasierten Ansätzen wird außerdem angemerkt, dass die weit verbreitete
Computed-Torque-Regelung [25] einer flachheitsbasierten Vorsteuerung unter
einer Starrkörperannahme entspricht.
Ebenfalls bereits in den 1980er Jahren wurden Regelungsansätze basierend auf
der singulären Störungstheorie vorgeschlagen [107, 108]. Dabei wird zwischen
einem schnellen (Gelenkdynamik) und langsamen (Mehrkörperdynamik) Teil-
system unterschieden. Durch die Unterteilung in zwei Teilsysteme können
die Regelungskreise separat anhand eines reduzierten Modells entworfen wer-
den. Solange der sogenannte Störungsparameter klein genug ist, kann mittels
dem Tikhonov-Theorem [95] die Stabilität beider Teilsysteme nachgewiesen
werden. Eine der neusten Arbeiten zur Regelung von IR basierend auf dieser
Theorie stellt [109] dar. In einem Experiment zur Bahnverfolgung mit einem
Leichtbauroboter konnte jedoch aufgrund von Hardwarebeschränkungen bei
der Abtastrate keine gleichwertige Performanz wie für die flachheitsbasierte
Vorsteuerung [102] erzielt werden.
Weitere Ansätze stellen die Formung der potenziellen Energiefunktion des Re-
gelkreises [110] und die robuste H∞-Regelung eines einzelnen Gelenks [111]
dar. In neueren Arbeiten werden verschiedenste Ansätze, wie beispielsweise
eine Fuzzy-Sliding-Mode-Regelung [112], eine Backstepping-Regelung [113]
wie auch eine adaptive Regelung mittels neuronaler Netze [114] präsentiert.
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Außerdem werden immer noch verschiedenste, fortgeschrittene Regelungsan-
sätze unter einer Starrkörperannahme vorgeschlagen. Beispiele hierfür sind
eine modellprädiktive Regelung [115], eine aktive Störunterdrückungsrege-
lung [116], eine neuronale, adaptive PID2-Regelung [117] sowie eine PD-
Regelung mit einer adaptiven Kompensation der Starrkörperdynamik [118].
Das Potenzial dieser Ansätze ist dadurch begrenzt, dass die Gelenkelastizität
nicht explizit im Reglerentwurf berücksichtigt wird [20].
Neben den bereits aufgeführten Arbeiten sind die Forschungsaktivitäten rund
um die Leichtbauroboter des DLR zu nennen [21, 119, 120, 121]. Unter Ver-
wendung zusätzlicher Sensorik werden Regelungsansätze mit motorseitiger
Positions- und gelenkseitiger Drehmomentmessung [120] sowie Ansätze mit
gelenkseitiger Drehmoment- und Positionsmessung [121] vorgeschlagen.
Diese theoretisch geprägten Ansätze haben gemeinsam, dass sie zumeist nur
mittels Simulationen oder an Laboraufbauten mit einem oder zwei Freiheitsgra-
den, jedoch nicht mit industriellen Anlagen, validiert wurden. Herausstechende
Arbeiten, die einen theoretischen Ansatz mit einer experimentellen Validie-
rung vereinigen sind unter anderem [21, 22, 109]. Die Validierung erfolgt dabei
jeweils an einem IR mit vergleichsweise geringer Traglast.

2.5.2 Praxisorientierte Ansätze

Bis heutzutage haben die theoretisch geprägten Ansätze noch keine weite Ver-
breitung in der Praxis gefunden, weshalb robuste und vergleichsweise einfache
Regelungsstrukturen vorherrschen [122]. Infolgedessen sind praktische Ansät-
ze, die oftmals auf dem Einsatz zusätzlicher Sensorik beziehungsweise Aktorik
in Kombination mit vergleichsweise einfachen Regelungsverfahren basieren,
hervorgegangen. Ausgangspunkt für die meisten dieser Ansätze ist die Rege-
lungsstruktur der P-PI-Kaskadenregelung (P-PI), bei der jedes Gelenk mittels
eines P-Positionsreglers und einem PI-Drehzahlregler geregelt wird [25].
Eine erste Gruppe von Ansätzen erhöht die dynamische Bahngenauigkeit, in-
dem die Solltrajektorie so angepasst wird, dass die Elastizität der Gelenke nicht
angeregt wird. Dadurch kann für Applikationen ohne Prozesskräfte selbst mit
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einer vergleichsweise einfachen P-PI ein gutes Führungsverhalten erzielt wer-
den. Ein solches Verfahren stellt das sogenannte Input Shaping dar. Dabei wird
die Solltrajektorie mit einer Reihe von gewichteten Impulssignalen gefaltet,
sodass die nachfolgenden Impulse die angeregten Schwingungen der vorhe-
rigen Impulse auslöschen [123]. Das für LTI-Systeme entwickelte Verfahren
wurde unter anderem in [124, 125] für IR erweitert. Durch die Faltung der
Solltrajektorie mit den Impulssignalen resultiert eine schwingungsreduzierte,
jedoch verzerrte Bahn. Dementsprechend ist dieses Verfahren nur bedingt für
Anwendungen mit hohen Anforderungen an die dynamische Bahngenauigkeit
geeignet. Alle Ansätze zur Modifikation der Solltrajektorien haben gemeinsam,
dass sie zwar das Führungsverhalten verbessern, jedoch keinen Einfluss auf
die durch Störkräfte angeregten Schwingungen haben.
Zur Verbesserung des Störungsunterdrückungsverhaltens kann Zusatzaktorik
in den Antriebsstrang integriert werden. Sowohl Denkena et al. [126] als auch
Hamann et al. [127] schlagen vor, einen zusätzlichen Motor auf der Gelenk-
seite einzubauen. Dadurch entsteht ein redundantes Antriebssystem mittels
dessen Gelenkschwingungen aktiv gedämpft und eine Erhöhung der Regel-
bandbreite erzielt wird. Alternativen zu einem aktiven Aktor stellen semiaktive
Reibungsdämpfer dar. Dabei wird beispielsweise mittels einer mechanischen
Bremse [128] dem System Schwingungsenergie entnommen, womit ebenfalls
die Regelbandbreite gesteigert werden kann. Dem Potenzial zur Genauigkeits-
und Dynamiksteigerung steht jedoch ein erhöhter Hardware (HW)- und Inte-
grationsaufwand entgegen.
Ein ebenfalls praxisorientierter Ansatz ist die TCP-Regelung mittels optischer
Sensoren [129, 130]. Eine der größten Herausforderungen dabei ist die Sicher-
stellung des optischen Signals während des Prozesses. Dies repräsentiert eine
wesentliche Einschränkung für viele Applikationen, wie beispielsweise Span-
flug bei der zerspanenden Bearbeitung. Darüber hinaus ist zu erwähnen, dass
diese Sensorik vergleichsweise teuer ist und dadurch das vorteilhafte Verhältnis
von Arbeitsraum zu Investitionskosten negativ beeinflusst.
Da die Gelenkelastizität einen wesentlichen Einfluss auf die dynamische Bahn-
genauigkeit hat, ist die Integration gelenkseitiger Positionsmessung [17, 131,
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132, 133, 134] anstelle der direkten Messung des TCP eine kostengünstigere Al-
ternative. Erste Arbeiten hierzuwurden bereits in den 1980er Jahren von Kuntze
und Jacubasch [131] durchgeführt. Gegenüber Drehmomentsensorik ist die ge-
lenkseitige Positionsmessung auch für IR mit vergleichsweise hohen Traglasten
unter Betrachtung der Integrationskosten vertretbar. Gelenkseitige Positions-
messung ist unter anderem bei den Roboterherstellern Fanuc undMABI Robotic
kommerziell erwerbbar. Fanuc erweitert dafür die Regelung um einen kaska-
dierten, gelenkseitigen Regelkreis, der im niedrigen Geschwindigkeitsbereich
aktiviert wird, um eine verbesserte Positioniergenauigkeit zu erreichen [132].
Durch die Begrenzung des Geschwindigkeitsbereiches wird jedoch keine signi-
fikante Erhöhung der dynamischen Bahngenauigkeit erreicht. Darüber hinaus
kann das gelenkseitige Positionssignal für die Positionsregelung der P-PI ge-
nutzt werden [17, 133, 134], wodurch ein verbessertes Störverhalten erzielt wird.
Dabei wird die erreichbare Regelbandbreite durch die ersten Eigenfrequenzen
der Gelenke limitiert. Ein Vergleich von gelenkseitiger Positionsmessung, TCP-
Messung mittels eines Kamerasystems und eines Lasertrackers für den Einsatz
in der Luftfahrtproduktion ist in [133] zu finden.

2.5.3 Applikationsspezifische Ansätze

Der dritte zu berücksichtigende Bereich sind applikationsspezifische Ansätze.
Als beispielhafte Applikation wird im Rahmen dieser Arbeit die Fräsbearbei-
tung herangezogen, da das Fräsen ein Prozess mit hoher Wertschöpfung ist
und gleichzeitig durch die hohen Anforderungen an die dynamische Bahnge-
nauigkeit unter Prozesskräften eine besondere Herausforderung darstellt. Im
Bereich leicht zerspanbarer Materialien und großvolumiger Bauteile stellt der
Einsatz von IR heutzutage schon eine kostengünstige Alternative zu konven-
tionellen Werkzeugmaschinen dar. Darüber hinaus besteht Potenzial darin, IR
innerhalb der Vorbearbeitung einzusetzen, um die Bearbeitungszeit in teureren
Werkzeugmaschinen zu reduzieren [122].
Klassische Robotersteuerungen sind für Handhabungs- und Automatisierungs-
aufgaben ausgelegt. Sollen IR für Bearbeitungsaufgaben eingesetzt werden,
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ist es wünschenswert, die im Bereich von Werkzeugmaschinen üblichen com-
putergestützten Prozessketten verwenden zu können. Aufgrund dessen in-
tegrieren Roboterhersteller, wie zum Beispiel KUKA [135], vermehrt CNC-
Funktionalitäten in ihre Steuerung. Dadurch kann G-Code (gängigste Program-
miersprache von CNC-Steuerungen) direkt auf der Robotersteuerung ausge-
führt werden, so dass die beiWerkzeugmaschinen üblichen computergestützten
Prozessketten genutzt werden können. Insofern stehen für CNC-Steuerungen
typische Funktionalitäten wie beispielsweise eine Werkzeugradiuskorrektur
zur Verfügung. Anhand eines KUKA KR210 IR wurde in [136] aufgezeigt, dass
bei einer Eckenfahrt eine konstantere Bahngeschwindigkeit erzielt wird als mit
einer klassischen Robotersteuerung.
Die bei Bearbeitungsaufgaben auftretenden Prozesskräfte führen in Kombina-
tion mit der endlichen Steifigkeit des Gesamtsystems zu einer Abdrängung
von der geplanten Sollbahn. Zusätzlich beeinflusst die Steifigkeit die Prozess-
stabilität und limitiert das erzielbare Zeitspanvolumen [14]. Infolgedessen
sind Ansätze hervorgegangen, die mittels einer konstruktiven Versteifung der
Struktur versuchen, einen Kompromiss aus klassischem IR und konventioneller
Werkzeugmaschine zu erzielen [137, 138]. Dabei wird die serielle Kinematik
mittels Parallelstrukturen [137] oder der Reduktion der Gelenkanzahl [138]
adaptiert. Die resultierenden Sondermaschinen weisen einen geringeren Ar-
beitsraum auf, womit die Flexibilität eingeschränkt wird. Darüber hinaus geht
eine solche Anpassung der Kinematik mit erhöhten Kosten einher.
Bei der Fräsbearbeitung handelt es sich um einen Bearbeitungsprozess der fünf
Freiheitsgrade benötigt, da das Werkzeug um seine eigene Achse rotiert. Von
diesen fünf Freiheitsgraden werden drei für die Positionierung und zwei für die
Orientierung der Werkzeugachse verwendet [139]. Klassische IR haben jedoch
eine Kinematik mit sechs Freiheitsgraden, womit ein redundanter Freiheitsgrad
zur Verfügung steht. Dieser kann sowohl für die steifigkeitsoptimale Werk-
stückplatzierung [139, 140, 141] als auch zur Maximierung der kartesischen
Steifigkeit entlang des Werkzeugpfads [142] genutzt werden. Des Weiteren
existieren Ansätze, die ein Steifigkeitsmodell in Verbindung mit einem Fräs-
kraftmodell zur Abdrängungskompensation verwenden [140, 143, 144].
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Anstelle eines Fräskraftmodells kann auch ein Kraft-/Momentensensor einge-
setzt werden [145, 146, 147]. Darüber hinaus können weitere Ansätze durch
den Einsatz eines Kraft-/Momentensensors realisiert werden. Sornmo et al.
präsentieren in [148] eine adaptive Kraftregelung mit dem Ziel verkürzter Zy-
kluszeiten. Die Funktionsweise der Methode wird experimentell anhand der
Fräsbearbeitung eines Werkstücks aus Eiche mit einem ABB IRB140 bestätigt.
Um Kraftüberschwinger bei unstetigen Werkzeuggeometrien zu vermeiden,
wird in [149] eine Offline-Optimierung mittels eines Fräskraftmodells mit einer
adaptiven Kraftregelung kombiniert.
Anstelle der Integration zusätzlicher Sensorik stellen Chen et al. [150] einen pas-
siven Dämpfungsaktor vor, der in die Frässpindel integriert ist. Treten während
des Prozesses Schwingungen der Frässpindel auf, wird eine elektromagnetische
Gegenkraft induziert, die die Dämpfung erhöht und einen Teil der Schwin-
gungsenergie absorbiert. Hierbei wird angemerkt, dass dieser Ansatz explizit
für die Roboterbearbeitung vorgestellt wurde, jedoch ähnliche Ansätze für
Werkzeugmaschinen existieren [151].
Als weitere Eingriffsmöglichkeit besteht die Option der Integration einer Piezo-
aktorik, um auftretende Abweichungen von der Sollbahn zu kompensieren [152,
153, 154]. Diese Ansätze versprechen eine Verbesserung, jedoch wird zusätzlich
zur Piezoaktorik eine TCP-Messung benötigt, womit hohe Zusatzkosten und
Integrationsaufwand einhergehen.

2.5.4 Bewertung

Im Stand der Technik existiert eine Fülle von Ansätzen zur Genauigkeits- und
Dynamiksteigerung von IR. Zur Bewertung dieser Ansätze wird die zuvor
getroffene Einteilung in theoretisch geprägte, praxisorientierte und applika-
tionsspezifische Ansätze beibehalten. Die Bewertung, die in der Tabelle 2.1
aufgeführt ist, erfolgt hinsichtlich der Kriterien Potenzial zur Genauigkeits-
und Dynamiksteigerung, geringer HW-Aufwand, einfache Nachrüstbarkeit,
hohe Robustheit, geringe Komplexität und breites Einsatzgebiet.
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Der Stand der Technik zeigt auf, dass theoretisch geprägte Ansätze ein hohes
Verbesserungspotenzial bei einer vergleichsweise hohen Komplexität aufwei-
sen. Aufgrund des ausgeklügelten Getriebeaufbaus (siehe Abbildung 2.1) und
der relativ einfachen Modellvorstellung (lineare Federsteifigkeit) ist die Ro-
bustheit gegenüber Modellunsicherheiten eine der zentralen Herausforderun-
gen für den industriellen Einsatz. Die meisten dieser Ansätze erfordern eine
hohe Modelltiefe sowie -genauigkeit, weisen jedoch keine besonderen Robust-
heitseigenschaften auf und wurden lediglich an Laboraufbauten und keinen
industrienahen Experimentalsystemen validiert.
Im Gegensatz dazu stehen die robusteren, praxisorientierten Ansätze, die an
industrienahen Anlagen evaluiert wurden. Wegen der Praxisnähe werden über-
wiegend stark vereinfachte Verfahren eingesetzt, die das volle Potenzial der
zusätzlich eingesetzten Sensoren und/oder Aktoren nicht ausschöpfen. Her-
vorzuheben ist dabei die gelenkseitige Positionsmessung, die vergleichsweise
kostengünstig ist, jedoch ein hohes Verbesserungspotenzial bietet. Dies ist unter
anderem daran ersichtlich, dass erste Roboterhersteller diese bereits kommerzi-
ell anbieten.

Tabelle 2.1: Bewertung der Ansätze zur Genauigkeits- und Dynamiksteigerung
von IR (Kriterium erfüllt: , Kriterium nicht erfüllt: )

Kriterium Theoretisch
geprägt

Praxis-
orientiert

Applikations-
spezifisch

Potenzial zur
Genauigkeits- und
Dynamiksteigerung

Geringer HW-Aufwand
Einfache Nachrüstbarkeit

Hohe Robustheit
Geringe Komplexität
Breites Einsatzgebiet
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Die Klasse der applikationsspezifischen Ansätze bietet bei vergleichbarer Ro-
bustheit ein höheres Potenzial zur Genauigkeits- und Dynamiksteigerung als
die praxisorientiertenAnsätze. Dieswird durch Prozesswissen realisiert, das die
verwendete Methode auf die spezielle Anwendung anpasst. Dementsprechend
besteht für die jeweilige Spezialanwendung ein hohes Verbesserungspotential.
Jedoch ist das Einsatzgebiet vergleichsweise gering, da für jede Applikation
eine Sonderlösung notwendig ist, wodurch keine Übertragbarkeit vorliegt und
ein hoher Engineering-Aufwand erforderlich ist.
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In den vorherigen Kapiteln ist sowohl die Problemstellung beschrieben als auch
ein Vergleich der im Stand der Technik vorhandenen Ansätze zur Genauigkeits-
und Dynamiksteigerung von IR aufgeführt. Dieser Vergleich zeigt auf, dass
bis heute die kostengünstige Erhöhung der dynamischen Bahngenauigkeit im
Zusammenhang mit IR mit vergleichsweise hohen Traglasten und der spe-
ziellen Anwendung für Fertigungsprozesse noch nicht vollständig erarbeitet
wurde [17]. Darüber hinaus kann die theoretische Performanz vieler dieser
Regelungsansätze für diese Art von IR nicht ohne erhebliche Modifikationen
experimentell bestätigt werden [16].
Infolgedessen besteht die Zielsetzung dieser Arbeit darin, einen Kompromiss
aus der Vielzahl von theoretischen, praktischen und applikationsspezifischen
Arbeiten zu erzielen. Es soll ein sowohl theoretisch vertretbarer als auch prak-
tisch funktionsfähiger Regelungsansatz auf Basis der gelenkseitigen Positions-
messung für IR mit vergleichsweise hohen Traglasten entwickelt werden, der ei-
ne Verbesserung des dynamischen Verhaltens im gesamten Arbeitsraum erzielt.
Hierbei sei angemerkt, dass um eine hohe dynamische Bahngenauigkeit von IR
zu erzielen, eine Kombination von Trajektoriengenerierung, Vorsteuerung und
Regelung benötigt wird. Diese Arbeit konzentriert sich auf die Entwicklung
einer Regelung, die mit verschiedenen Ansätzen zur Trajektoriengenerierung
wie auch modellbasierten Vorsteuerungen ergänzt werden kann.
Als wesentliches Abgrenzungsmerkmal zum Stand der Technik soll ein Kom-
promiss aus Pragmatismus und theoretischer Fundiertheit getroffen werden.
Ein weit verbreiteter, praktischer Ansatz zur Erhöhung der Bandbreite von
elastischen Antriebssystemen ist die Rückführung zusätzlicher Messgrößen,
wie beispielsweise die Position der elastisch angekoppelten Masse mit Hilfe
eines direkten Messsystems. Dieses Vorgehen ist üblich in Werkzeugmaschi-
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nen, jedoch für Roboter nicht weit verbreitet. Deswegen soll als Kompromiss
eine zusätzliche gelenkseitige Positionsmessung vorgesehen werden, die im
Gegensatz zu Drehmomentsensorik besser mit der Robotertraglast skaliert.
Darüber hinaus ist bekannt, dass klassisches Gain-Scheduling ein Ansatz ist,
der sich in vielen technischen Anwendungen bewährt hat, jedoch ein Nachweis
über Stabilität mittels aufwändiger, simulativer Untersuchungen erfolgen muss.
Infolgedessen sollen als Kompromiss zu den theoretisch geprägten Arbeiten so-
wohl Ansätze der robusten Regelungstechnik als auch der LPV-Systeme für den
Reglerentwurf herangezogen werden. Damit der Lösungsansatz mit regelungs-
technischem Grundlagenwissen nachvollziehbar ist, wird ein mehrstufiges
Vorgehen mit steigender Komplexität angesetzt. Bei diesem wird zunächst ein
vergleichsweise einfaches, lineares Regelgesetz hergeleitet, das anschließend
mit den im Stand der Technik vorgestellten Werkzeugen der Regelungstechnik
zunehmend systematisiert sowie auf die nichtlineare Mehrkörperdynamik von
IR adaptiert wird. Die experimentelle Untersuchung und Validierung findet
abschließend mit dem adaptiven Regler statt. Dennoch können die Ansätze mit
reduzierter Komplexität auch für praktische Anwendungen genutzt werden. In
der Abbildung 3.1 ist dieses mehrstufige Vorgehen sowie die Gesamtstruktur
der Arbeit zur Beantwortung der wissenschaftlichen Fragestellung veranschau-
licht.
Zur Sicherstellung der praktischen Funktionsfähigkeit des Ansatzes werden
die entwickelten Algorithmen im Rahmen einer experimentellen Untersuchung
anhand eines KUKAKR210-2 IR validiert. Bei demKUKAKR210-2 handelt sich
um einen IR mit klassischer 6-Achs-Knickarmkinematik und einer nominellen
Traglast von 210kg. Durch die Verwendung eines industriellen Manipulators
wird angestrebt, die Allgemeingültigkeit des entwickelten Ansatzes sicherzu-
stellen. Für die experimentelle Untersuchung wurde das Experimentalsystem
mit einer selbstentwickelten, offenen Steuerungsplattform ausgestattet, die die
praktische Umsetzung des Regelungsansatzes auf industrieller Hardware er-
laubt. Eine ausführlichere Beschreibung des verwendeten Experimentalsystems
inklusive Kinematik und Streckenparameter ist im Anhang A aufgeführt.
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• Problemstellung: Steigerung der dynamischen Bahngenauigkeit von Industrierobotern
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Abbildung 3.1: Struktur der Arbeit zur Zielerreichung
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4 Antriebsbasierte
Schwingungsdämpfung

Dieses Kapitel widmet sich der Herleitung des im Rahmen dieser Arbeit vor-
geschlagenen Regelungsansatzes zur Verbesserung der dynamischen Bahnge-
nauigkeit von IR mit gelenkseitiger Positionsmessung. Zunächst erfolgt die
Herleitung des linearen Regelgesetzes und ein Vergleich mit vorhandenen An-
sätzen zur Verbesserung des Störunterdrückungsverhaltens von elektrischen
Antriebssystemen durch Rückführung der Lastgeschwindigkeit beziehungswei-
se der Lastbeschleunigung. Ausgehend von dem linearen Regelgesetz wird der
Ansatz unter Zuhilfenahme der LPV-Methodik erweitert, um die nichtlinearen
Roboterdynamik im Entwurf zu berücksichtigen. Dabei wird mittels eines op-
timierungsbasierten, robusten Regelungsentwurfs sowohl die systematische
Einstellung als auch die Funktionsweise am realen System sichergestellt. Da
lediglich die Gelenkpositionen messtechnisch kosteneffizient erfasst werden
können, jedoch deren Ableitungen für den Regelungsansatz benötigt werden,
wird abschließend ein Beobachter entwickelt und dessen Eignung für den
Regelungsansatz untersucht.

4.1 Lineares Regelgesetz

Die in diesem Unterkapitel beschriebene Herleitung des linearen Regelgesetzes
ist bereits zu weiten Teilen in [15] veröffentlicht. Wie im Kapitel 2 erläutert,
soll die Flexibilität des Antriebsstrangs explizit bei der Modellierung und dem
Regelungsentwurf berücksichtigt werden, um eine erhöhte dynamische Bahn-
genauigkeit zu erzielen. Darüber hinaus soll ein besonderes Augenmerk auf die
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

Robustheit gegenüber Modellunsicherheiten und Messrauschen gelegt werden.
Das Konzept, die vorhandenen Antriebe zur Dämpfung auftretender Schwin-
gungen zu nutzen, wurde bereits für Vorschubantriebe von Werkzeugmaschi-
nen in Betracht gezogen [155]. Es wurde jedoch festgestellt, dass die Bandbreite
derAntriebe nicht ausreicht, um eine signifikanteDämpfungder Schwingungen
zu erzielen. Hierbei ist zu beachten, dass die Steifigkeit der Vorschubantrie-
be von Werkzeugmaschinen etwa 10- bis 100-mal höher ist als die der in den
Robotergelenken verbauten Getriebe von IR [14]. Dies hat zur Folge, dass die
Eigenfrequenzen von IR ungefähr 3- bis 10-mal niedriger sind, wodurch die
Bandbreite der Antriebe zur Dämpfung dieser Schwingungen ausreicht.
Den Ausgangspunkt für den vorgeschlagenen Regelungsansatz stellt die weit
verbreitete P-PI [25] dar. Aufgrund der einfachen Parametrierung und hohen
Robustheit dominiert die P-PI mit optionaler Vorsteuerung der Starrkörperdy-
namik nach wie vor viele industrielle Anwendungen [122]. Dabei wird jedes
Gelenk als ein SISO-Systembetrachtet, währenddie Kopplung der Roboterdyna-
mik als Störung aufgefasst wird [3, 156]. Weitere Störungen, wie beispielsweise
die Motorreibung [42] und die Drehmomentwelligkeit des PMSM [26], kön-
nen durch eine Vorsteuerung kompensiert werden. Dementsprechend wird für
jedes Gelenk ein separater, linearer Regler entworfen.
Für die Herleitung des Regelgesetzes wird die Dynamik des Robotergesamtmo-
dells als N unabhängige SISO-Systeme behandelt. Um dies zu erreichen, wird
die nichtlineare Roboterdynamik (2.16) linearisiert und in den Laplace-Bereich
transformiert

qi · s2 = Mii
−1 ·

[
ki · (ui

−1θi − qi) + di · s · (ui
−1θi − qi)− τext,i

]
(4.1a)

θi · s2 = Jm,i
−1 ·

[
τm,i − τf,i − ui

−1

(
ki · (ui

−1θi − qi)

+ di · s · (ui
−1θi − qi)

)]
, (4.1b)

wobei dieKopplungdurch dieNebendiagonaleinträge derMassenmatrixM(q),
die Coriolis- und Zentrifugalkräfte C(q,q̇)q̇, der Gravitationsvektor g(q) so-
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4.1 Lineares Regelgesetz

wie die in den Gelenkraum transformierten, generalisierten Kontaktkräfte des
Endeffektors JT(q)he zur Störung τext,i zusammengefasst werden. Die Störung
ist gegeben durch

τext = JT(q)he + g(q)+C(q,q̇)q̇ + [M(q)− diag(M(q))] q̈, (4.2)

wobei τext,i das i-te Element der Störung τext ∈ RN ist. Nur die Diagonalele-
mente Mii der Massenmatrix werden explizit berücksichtigt, wobei die Konfi-
gurationsabhängigkeit der Diagonalelemente der Massenmatrix als parame-
trische Unsicherheit Mi,min ≤ Mii ≤ Mi,max angesehen wird. Die Vernachläs-
sigung der Konfigurationsabhängigkeit der Massenmatrix M(q) entspricht
der Betrachtung des Manipulators in einer festen Konfiguration. Es wird da-
von ausgegangen, dass die Starrkörperparameter des Manipulators sowie die
Anforderungen der Anwendung in Bezug auf Manipulatorkonfigurationen,
maximale Geschwindigkeit, maximale Beschleunigung und maximale generali-
sierte Kontaktkräfte des Endeffektors gegeben sind. In Kombination mit den
aus Unterabschnitt 2.1.1 bekannten Eigenschaften serieller Robotermanipulato-
ren (siehe Anhang C) ist die Störung τext begrenzt. Eine solche Grenze kann
beispielsweise mittels gradientenfreier Optimierungsalgorithmen, die in der
Lage sind, multivariable, stark nichtlineare Probleme zu behandeln, berechnet
werden [17]. Das zugehörige Blockdiagramm der SISO-Regelstrecke eines Ge-
lenks i ist in der Abbildung 4.1 dargestellt.
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Abbildung 4.1: Linearisierte SISO-Regelstrecke eines Gelenks i
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

Die Zeitableitung von (4.1a) und die anschließende Trennung der Gelenk- und
Motorgrößen führen zu

q̇i ·
(
Mii · s2 + di · s+ ki

)
= ui

−1θ̇i · (di · s+ ki)− τext,i · s. (4.3)

Durch Umformen von (4.3), sowie unter der vereinfachenden Annahme θ̇i = 0

aufgrund der hohen Getriebeübersetzung ui, ist der Einfluss der Störung τext,i

auf das Systemverhalten anhand der Störübertragungsfunktion

q̇i
τext,i

∣∣∣∣
θ̇i=0

= −s · 1

Mii · s2 + di · s+ ki

= −s · Mii
−1

s2 + 2Dω0 · s+ ω0
2

(4.4)

mit der Eigenkreisfrequenz

ω0 =

√
ki
Mii

(4.5)

und dem Dämpfungsgrad

D =
ω0

2
· di
ki

(4.6)

ersichtlich. Wegen der hohen Getriebeübersetzung ui wird außerdem die Über-
tragungsfunktion der Motorsolldrehzahl θ̇d,i zur Motordrehzahl θ̇i für die
analytische Herleitung durch ein Verzögerungsglied erster Ordnung

θ̇i

θ̇d,i
=

1

1 + s · Tc,i
(4.7)

mit der Zeitkonstante Tc,i approximiert. Anschließend wird der Freiheitsgrad
der Motordrehzahl θ̇i gemäß (4.3) für eine zusätzliche Rückführung von

θ̇d,i = −
Kd,id̂i · s+Kk,ik̂i

d̂i · s+ k̂i
· uiq̇i, (4.8)

mit den geschätzten Größen d̂i ≈ di und k̂i ≈ ki sowie den Proportionalver-
stärkungen Kk,i und Kd,i, genutzt. Um die Auswirkungen der zusätzlichen

58



4.1 Lineares Regelgesetz

Rückführung zu zeigen, werden (4.7) und (4.8) in (4.3) eingesetzt, wodurch

q̇i ·
(
Mii · s2 + di · s+ ki

)
=

1

1 + s · Tc,i
· (−)

Kd,id̂i · s+Kk,ik̂i

d̂i · s+ k̂i

· q̇i · (di · s+ ki)− τext,i · s
(4.9)

resultiert. Diese Gleichung lässt sich vereinfachen, solange die Bandbreite des
geschlossenen Drehzahlregelkreises deutlich größer ist als die gedämpfte Ei-
genfrequenz

1

Tc,i
� 1

2π
· ω0 ·

√
1−D2. (4.10)

Unter der Annahme, dass die geschätzten Parameter mit ihren wahren Werten
übereinstimmen, ergibt sich die gedämpfte Störübertragungsfunktion

q̇i
τext,i

= − s

Mii · s2 + di · (1 +Kd,i) · s+ ki · (1 +Kk,i)
. (4.11)

Die Gleichung (4.11) verdeutlicht, wie die Steifigkeitsproportionalverstär-
kungKk,i und die DämpfungsproportionalverstärkungKd,i verwendet werden
können, um die Eigenfrequenz und Dämpfung des Systems zu modifizieren.
Die Parametrierung lässt sich anschaulich durch die Modifikation der Eigen-
kreisfrequenz

ω0
′
= ω0 ·

√
1 +Kk,i (4.12)

und dem Dämpfungsgrad

D
′
= D ·

1 +Kd,i√
1 +Kk,i

. (4.13)

des Systems durchführen.
Bei der Parametrierung des Reglers müssen folgende Randbedingungen beach-
tet werden:

1. Es ist nichtmöglich, beliebig große Störungen zu dämpfen, da dieMotoren
eine Stellgrößenbegrenzung aufweisen
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

2. Es ist zu beachten, dass trotz der Erhöhung der Eigenfrequenz nach (4.12)
die Bedingung (4.10) nicht verletzt wird

Aufgrund der zusätzlichen Rückführung ändert sich der Sollwert des Motor-
drehzahlregelkreises zu

θ̇d,i = ui

(
q̇d,i −

Kd,idi · s+Kk,iki
di · s+ ki

· q̇i
)

(4.14)

mit der Gelenksollgeschwindigkeit q̇d,i. Infolgedessen ändert sich auch die
Übertragungsfunktion der Gelenksollgeschwindigkeit q̇d,i zur Gelenkgeschwin-
digkeit q̇i. Gemäß (4.3) resultiert das Übertragungsverhalten von der Motor-
drehzahl θ̇i zur Gelenkgeschwindigkeit q̇i

q̇i

θ̇i

∣∣∣∣
τext,i=0

= ui
−1 di · s+ ki

Mii · s2 + di · s+ ki
. (4.15)

Die Auswirkung der zusätzlichen Rückführung auf die Übertragungsfunktion
der Gelenksollgeschwindigkeit q̇d,i zur Gelenkgeschwindigkeit q̇i kann mit
Hilfe von (4.7), (4.14) und (4.15) unter Berücksichtigung der Annahme (4.10)
veranschaulicht werden. Es resultiert die Übertragungsfunktion der Gelenksoll-
geschwindigkeit q̇d,i zur Gelenkgeschwindigkeit q̇i zu

q̇i
q̇d,i

∣∣∣∣
τext,i=0

=
di · s+ ki

Mii · s2 + di · (1 +Kd,i) · s+ ki · (1 +Kk,i)
. (4.16)

In der Robotik werden hauptsächlich Trajektorienfolgeprobleme gelöst, wo-
für typische Robotersteuerungen in der Bahnplanung stetig differenzierbare
Solltrajektorien berechnen. Hierbei sind ruckbegrenzte, trapezförmige Beschleu-
nigungsprofile weit verbreitet [124]. Für Solltrajektorien mit konstanter Ge-
schwindigkeit führt die zusätzliche Rückführung (4.8) zu einer bleibenden
Regelabweichung (t → ∞)

lim
s→0

s · 1
s
· q̇i
q̇d,i

=
1

1 +Kk,i
, (4.17)
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4.2 Interpretation des Regelgesetzes

die proportional zur Gelenkgeschwindigkeit ist. Diese negative Auswirkung
wird durch einen zusätzlichen Vorsteuerungsterm eliminiert. Dieser Term ba-
siert auf der Gelenksollgeschwindigkeit und der stationären Genauigkeit des
motorseitigen Drehzahlregelkreises. Somit resultiert das vollständige, lineare
Regelgesetz zu

θ̇d,i = ui

(
(1 +Kk,i) · q̇d,i −

Kd,idi · s+Kk,iki
di · s+ ki

· q̇i
)
. (4.18)

Für den überlagerten, proportionalen Positionsregelkreis mit der Verstär-
kung Kv,i verbleibt eine Regelstrecke bestehend aus einem System zweiter
Ordnung (4.16), dessen Pole mittels des linearen Regelgesetzes (4.18) beliebig
platziert werden können, und einem Integrator. Bei Vorgabe gut gedämpfter
Pole für das System zweiter Ordnung kann die Auslegung des Positionsreglers
gemäß gängiger Literatur zur Regelung von elektrischen Antrieben durchge-
führt werden [31, 32]. Das Blockdiagrammder vereinfachten SISO-Regelstrecke
eines Gelenks i inklusive linearem Regelgesetz und Positionsregler ist in der
Abbildung 4.2 dargestellt.
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Abbildung 4.2: Blockdiagramm der vereinfachten SISO-Regelstrecke inklusive
linearem Regelgesetz und Positionsregler

4.2 Interpretation des Regelgesetzes

Die Regelung eines elektrischen Antriebs mit einer elastisch angekoppel-
ten Masse ist eine typische Problemstellung mechatronischer Anwendungen.
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

Beispiele neben der Robotik sind hierfür unter anderem die Regelung von
Werkzeug- [157] und Papiermaschinen [158], sowieWalzwerk- [159] undHoch-
leistungsservoantriebe [160]. Aufgrund dessen existiert in der Literatur eine
Vielzahl von erweiterten Regelungsstrukturen zur Handhabung dieser Pro-
blemstellung. Das vorgestellte lineare Regelgesetz kann auf unterschiedliche
Weise mit den typischen Regelungsstrukturen für ein solches System vergli-
chen werden. Die nachfolgenden Interpretationen stellen Bezüge zu solchen
Strukturen her und zeigen auf, wie sich das vorgestellte Regelgesetz von diesen
klassischen Methoden unterscheidet.
In [161, 162] werden verschiedene Erweiterungen einer PI-Drehzahlregelung
der Antriebsmaschine durch die Rückführung einer oder mehrerer zusätzlicher
Zustandsgrößen analysiert. Eine dieser Varianten stellt die Rückführung der
Beschleunigung der elastisch angekoppeltenMasse über einen Verstärkungsfak-
tor dar. Durch den zusätzlichen Freiheitsgrad kann die Dämpfung des Systems
vorgegeben werden. Die gleichzeitige Vorgabe der Eigenkreisfrequenz ist je-
doch nicht möglich. Das vorgeschlagene lineare Regelgesetz (4.18) entspricht
für die VerstärkungKk,i = 0 einer gefilterten Beschleunigungsrückführung mit
der gemäß (4.13) die Dämpfung des System vorgegeben werden kann.
Eine weitere Interpretation des Regelgesetzes ist im Bereich der Entwurfsme-
thode des Loop Shaping [71] zu finden. Die Grundidee der Entwurfsmethode
besteht darin, der Übertragungsfunktion des offenen Regelkreises durch das
Hinzufügen von Kompensationsgliedern eine gewünschte Form zu verleihen.
Typischerweise werden im Frequenzbereich in einem iterativen Prozess anhand
des Bode-Diagramms Pol- und Nullstellen hinzugefügt, um eine spezifizierte
Performanz zu erzielen. Ein dafür oftmals eingesetztes Kompensationsglied ist
ein phasenanhebendes Korrekturglied [71]

C = k · s+ a

s+ b
(4.19)

mit den Konstanten k, a und b, wobei a < b gelten muss. Das Hinzufügen
dieses Kompensationsglieds führt zu einer Phasenanhebung, womit die Stabi-
litätsreserven und damit die Durchtrittsfrequenz des offenen Kreises erhöht
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4.3 Strukturierter H∞-Entwurf

werden können. Durch die Erhöhung der Verstärkung im höherfrequenten
Bereich wird das System jedoch anfälliger für Messrauschen und etwaige Mo-
dellunsicherheiten. Das lineare Regelgesetz (4.18) kann als phasenanhebendes
Korrekturglied interpretiert werden, das die Phase im mittleren Frequenzbe-
reich anhebt. Durch das Anheben der Phasenkennlinie des offenen Kreises
vergrößert sich die Phasenreserve, womit die Proportionalverstärkung des
überlagerten Positionsreglers gesteigert werden kann.
Darüber hinaus kann das Regelgesetz als eine Art Zustandsregler interpre-
tiert werden. Die Übertragungsfunktion des geschlossenen Regelkreises einer
PI-Drehzahlregelung eines elektrischen Antriebs mit elastisch angekoppelter
Masse hat eine Systemordnung von 4. Infolgedessen sind die zwei Regelpara-
meter des PI-Reglers nicht ausreichend, um die Pole des geschlossenen Systems
und damit die Dämpfung und Eigenkreisfrequenz des geschlossenen Systems
vorgeben zu können. Wie in [161] beschrieben, stehen durch die Rückführung
zweier zusätzlicher Zustandsgrößen vier Parameter zur Verfügung, mit denen
sowohl die Eigenkreisfrequenz als auch die Dämpfung des Systems vorgegeben
werden können. Das vorgestellte lineare Regelgesetz (4.18) kann als gefilterte
Rückführung der Gelenkgeschwindigkeit und -beschleunigung interpretiert
werden, womit die simultane, gezielte Vorgabe der Eigenkreisfrequenz und
Dämpfung der Regelstrecke über zwei proportionale Verstärkungen erklärt
werden kann. Ein Vorteil dieser speziellen Art der dynamischen Rückführung
ist unter anderem die physikalische Interpretierbarkeit der Reglerverstärkun-
gen und die damit verbundene einfache Parametrierung beim gleichzeitigen
Erhalt der klassischen PI-Drehzahlregelungsstruktur.

4.3 Strukturierter H∞-Entwurf

Das vorrangige Ziel des vorgeschlagenen linearen Regelgesetzes ist neben der
Stabilität die Erhöhung der dynamischen Bahngenauigkeit, wobei sowohl das
Führungs- als auch das Störverhalten ein gut gedämpftes Systemverhalten auf-
weisen sollen. Diese subjektiven Performanzanforderungen in quantifizierbare
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Größen in Form der Regelparameter zu überführen, ist eine zentrale Aufgaben-
stellung des Reglerentwurfs. Die physikalische Interpretierbarkeit des linearen
Regelgesetzes ermöglicht eine anschauliche Einstellung der Regelparameter
anhand der Eigenfrequenz (4.12) und der Dämpfung (4.13) des geschlossenen
Systems. Dadurch ist eine händische Fein- beziehungsweise Nachjustierung
vor Ort gegeben, was für die industrielle Akzeptanz von Vorteil ist. Jedoch
wird für die analytische Herleitung des linearen Regelgesetzes einerseits der
Drehzahlregelkreis als PT1-Glied approximiert und andererseits stehen mit den
Regelparametern des PI-Drehzahlreglers und des P-Positionsreglers insgesamt
fünf frei wählbare Parameter zur Verfügung. Diese Vielzahl von Einstellpara-
metern erschwert die Reglereinstellung. Zusätzlich ist bekannt, dass die Regel-
strecke aufgrund des vergleichsweise einfachen Getriebemodells als lineares
Feder-Dämpfer-Element mit Unsicherheit behaftet ist.
Aufgrund dessen wird zusätzlich ein strukturierter H∞-Entwurf vorgestellt.
Unter Einsatz dieses systematischen Entwurfs werden alle Regelparameter mit-
tels einer Optimierung eingestellt, wodurch eine systematische und zugleich
optimale Reglereinstellung unter Erhalt der robusten Stabilität (vergleiche
Unterkapitel 2.3) garantiert wird. Den Ausgangspunkt dafür stellt wiederum
die linearisierte SISO-Regelstrecke eines Gelenks gemäß Abbildung 4.1 dar.
Aufgrund der Kaskadenstruktur des Regelkreises werden die Anforderungen
bezüglich Robustheit und Performanz anhand der einzelnen Kaskaden analy-
siert und formuliert. Dabei werden die Anforderungen systematisch von der
innersten bis zur äußersten Kaskade in Gewichtungsfunktionen gefasst.
Der um die Gewichtungsfunktionen erweiterte, geschlossene Regelkreis ist in
der Abbildung 4.3 dargestellt. Für den strukturierten H∞-Entwurf wird die
Übertragungsfunktion des geschlossenen Stromregelkreises auf Drehmoment-
ebene von dem Motorsollmoment τm,d,i zum Motormoment τm,i

Gτm,i
=

τm,i

τm,d,i
=

1

1 + s · Tτ,i
. (4.20)
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Abbildung 4.3: Geschlossener SISO-Regelkreis inklusive Gewichtungsfunktio-
nen

als PT1-Glied mit der Zeitkonstante Tτ,i approximiert. Darüber hinaus seien
die Übertragungsfunktion vom Motormoment τm,i zur Motordrehzahl θ̇i

Gθ̇i
=

θ̇i
τm,i

∣∣∣∣
τf,i,τext,i=0

=
1

s · (ui
−2Mii + Jm,i)

·
1 + s · di

ki
+ s2 · Mii

ki

1 + s · di

ki
+ s2 · Jm,iui

2Mii

Jm,iui
2+Mii

1
ki

(4.21)
sowie dieÜbertragungsfunktion vonderMotordrehzahl θ̇i zurGelenkgeschwin-
digkeit q̇i

Gq̇i =
q̇i

θ̇i

∣∣∣∣
τext,i=0

=
1

ui

dis+ ki
Miis2 + dis+ ki

. (4.22)

nochmals erwähnt.

4.3.1 Drehzahlregelkreis

Das primäre Ziel des Drehzahlregelkreises ist eine möglichst hohe Bandbreite,
sodass auftretende Gelenkschwingungen antriebsbasiert bedämpft werden
können. Dies entspricht dem Fall, dass die Approximation (4.7) des geschlos-
senen Drehzahlregelkreises als PT1-Glied gemäß Unterkapitel 4.1 gültig ist.
Es ist zu beachten, dass die Bandbreite des geschlossenen Stromregelkreises
wiederum höher ist als die des Drehzahlregelkreises, sodass die Approximation
des geschlossenen Stromregelkreises (4.20) anwendbar ist. Darüber hinaus sei
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angemerkt, dass innerhalb des Drehzahlregelkreises eine Vielzahl von Störun-
gen wie beispielsweise die motorseitige Reibung und Drehmomentwelligkeit
des Motors auftreten (vergleiche Unterabschnitt 2.1.2), die bestmöglich unter-
drückt werden sollen.
Die für den Drehzahlregelkreis entscheidende Übertragungsfunktion des Mo-
tormoments τm,i zur Motordrehzahl θ̇i (4.21) hat einen relativen Grad von eins
sowie jeweils ein komplex konjugiertes Pol- und Nullstellenpaar. Die charakte-
ristische Eigenkreisfrequenz des Zählerpolynoms

ω0,num =

√
ki
Mii

(4.23)

ist dabei um den Faktor

ηi =

√
Jm,iui

2 +Mii

Jm,iui
2

> 1 (4.24)

kleiner als die charakteristische Eigenkreisfrequenz des Nennerpolynoms

ω0,den =

√
ki ·

Jm,iui
2 +Mii

Jm,iui
2Mii

= ηi · ω0,num. (4.25)

Demzufolge wird die Phase zunächst angehoben bevor sie abfällt, wobei kein
Phasenabfall auf weniger als −π rad entsteht. Daran ist ersichtlich, dass unter
Vernachlässigung von Einschränkungen einer praktischen Umsetzung, wie
beispielsweise der Stellgrößenbeschränkungen der Aktoren und etwaiger
Zeitverzögerungen, bei einem motorseitigen Drehzahlregelkreis keine Stabili-
tätsprobleme zu erwarten sind. Letztere verringern die Phasenreserve und
können bei ausreichend hohen Verstärkungen zu Instabilität führen. Darüber
hinaus ist in der Praxis die Stellgrößenbegrenzung durch die Bahnplanung,
eine geeignete Auslegung der Aktoren und ein Anti-Windup des Integralanteils
zu berücksichtigen.
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Im Bereich geringer Frequenzen entspricht die Übertragungsfunktion des Mo-
tormoments τm,i zur Motordrehzahl θ̇i

θ̇i
τm,i

∣∣∣∣
τf,i,τext,i=0

s�jω0,num
≈ 1

s · (Miiui
−2 + Jm,i)

(4.26)

der einer starren Ankopplung, wohingegen für hohe Frequenzen nahezu aus-
schließlich die Motorträgheit Jm,i entscheidend ist. Dieses bekannte Verhalten,
das in der Abbildung 4.4 anhand des Bode-Diagramms dargestellt ist, ent-
spricht dem eines elektrischen Antriebssystems mit elastisch angekoppelter
Masse [32].
Bei der Wahl der Gewichtungsfunktionen des Drehzahlregelkreises ist zu be-
rücksichtigen, dass für den Entwurf die überlagerten Regelkreise geöffnet wer-
den und diese somit keinen Einfluss auf die Auslegung haben. Die Wahl der
Gewichtungsfunktionen zur Erfüllung der spezifiziertenAnforderungen erfolgt
gemäß dem gemischten Sensitivitätsproblem mit den Gewichtungsfunktionen
WT,θ̇i und WS,θ̇i . Ein ausreichender Roll-Off des geschlossenen Drehzahlregel-

−20

0

20
1

sJm,i

1

s
(
Miiu

−2
i +Jm,i

)

A
m
pl

itu
de

[d
B]

−π/2

0

π/2

Frequenz

Ph
as

e
[r
ad

]

Abbildung 4.4: Bode-Diagramm der Drehzahlregelstrecke mit ηi ≈ 2,4 (Ein-
gang: Motormoment τm,i, Ausgang: Motordrehzahl θ̇i, ange-
lehnt an [32])
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

kreises wird mittels der komplementären Sensitivitätsfunktion Tθ̇i
(Übertra-

gungsfunktion von der Motorsolldrehzahl θ̇d,i zur Motordrehzahl θ̇i) sicherge-
stellt, wofür als Gewichtungsfunktion die inverse Übertragungsfunktion eines
Systems zweiter Ordnung

WT,θ̇i = 2Dd,θ̇i

s2 + 2τθ̇iωθ̇i
s+ ω2

θ̇i

ω2
θ̇i

(4.27)

mit der Eigenfrequenz
ωθ̇i

=
1

2Tτ,i
(4.28)

und der Dämpfung Dd,θ̇i angesetzt wird. Durch die Eigenfrequenz ωθ̇i
wird

sichergestellt, dass die Bandbreite des geschlossenen Stromregelkreises min-
destens doppelt so groß ist wie die des Drehzahlregelkreises. Zur weiteren
Feineinstellung stehen der Parameter τθ̇i und die Dämpfung Dd,θ̇i zur Verfü-
gung. Mit diesen Parametern wird sowohl die Dämpfung als auch die maximale
Resonanzüberhöhung begrenzt.
Zur Erzielung einer möglichst hohen Bandbreite soll die Übertragungsfunktion
von der Motorsolldrehzahl θ̇d,i zum Regelfehler θ̇d,i − θ̇i (Sensitivitätsfunktion
des Drehzahlregelkreises Sθ̇i

) über einen großen Bereich einen kleinen Betrag
aufweisen, wofür die Gewichtungsfunktion

WS,θ̇i = MS,θ̇i
−1

s2 + 2τθ̇iβS,θ̇iω0s+ (βS,θ̇iω0)
2

s2 + 2τθ̇iω1s+ ω1
2

(4.29)

mit dem Maximalwert der Sensitivitätsfunktion MS,θ̇i , der Dämpfung τθ̇i , der
Eigenkreisfrequenz (4.5) und dem Performanzparameter βS,θ̇i definiert wird.
Mittels des Maximalwerts der Sensitivitätsfunktion MS,θ̇i werden ausreichende
Stabilitätsreserven (vergleiche (2.38)) garantiert. Während des Reglerentwurfs
der PI-Drehzahlregelung wird lediglich der Performanzparameter βS,θ̇i iteriert.
Dieser wird solange erhöht, bis keine weitere Steigerung der Bandbreite erzielt
wird, bei gleichzeitiger Einhaltung der Anforderungen an die komplementäre
Sensitivitätsfunktion.
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4.3 Strukturierter H∞-Entwurf

4.3.2 Dämpfungs- und Positionsregelkreis

Unter gegebener Einstellung des PI-Drehzahlreglers werden anschließend die
Parameter des linearen Regelgesetzes (4.8) und des P-Positionsreglers optimiert.
Die Anforderungen an den Regelkreis sind ein gut gedämpftes Führungs- und
Störverhalten bei gleichzeitig möglichst hoher Bandbreite ohne Verletzung der
Stellgrößenbeschränkung. Besonderes Augenmerk wird auf die robuste Stabili-
tät trotz potentieller Unsicherheit der Gelenkdynamik gelegt.
Für die Garantie der robusten Stabilität wird sowohl die Übertragungsfunkti-
on Tq̇i von der Gelenksollgeschwindigkeit q̇d,i zur Gelenkgeschwindigkeit q̇i
mit

WT,q̇i = 2Dd,q̇i
s2 + 2τq̇iεq̇iω0s+ (εq̇iω0)

2

(εq̇iω0)2
(4.30)

als auch die Übertragungsfunktion Tqi von der Gelenksollposition qd,i zur
Gelenkposition qi mit

WT,qi =
s2 + 2τq̇iεqiω0s+ (εqiω0)

2

(εqiω0)2
(4.31)

gewichtet. Mittels der Parametern εq̇i beziehungsweise εqi wird die Grenzfre-
quenz der multiplikativen Gelenkunsicherheit in Abhängigkeit der Eigenkreis-
frequenz des System (4.5) spezifiziert. Zusätzlich kann mittels des Parame-
ters τq̇i die Dämpfung des geschlossenen Regelkreises vorgegeben werden. Bei
der Gewichtung auf Drehzahlebene steht mittels des Parameters 2Dd,q̇i ein
Freiheitsgrad zur Verfügung, der eine parametrierbare Resonanzüberhöhung
erlaubt.
Zur Vermeidung einer Überlastung der Aktoren und einer damit verbundenen
Verletzung der Stellgrößenbegrenzung, wird die Übertragungsfunktion der
Gelenksollposition qd,i zum Motormoment τm,i

WKS,i =
1

uiτmax,iκKS,i
(4.32)
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

gewichtet. Als Orientierung zur Festlegung der oberen Schranke wird das
maximale Motormoment τmax,i herangezogen. Darüber hinaus ist die Getriebe-
übersetzung ui Teil der Gewichtung (4.32), da die Übertragung von der Gelenk-
zur Motorseite erfolgt. Mittels der frei wählbaren Gewichtung 0 < κKS,i ≤ 1

wird die zur Verfügung stehende Stellgröße begrenzt.
Zur Unterdrückung von Ausgangsstörungen und zur Sicherstellung der statio-
nären Genauigkeit wird die Gewichtungsfunktion

WS,qi = MS,qi
−1 s+ ζS,qiω0

s+ ω1
(4.33)

der Übertragungsfunktion von der Gelenksollposition qd,i zum Regelfeh-
ler qd,i − qi (Sensitivitätsfunktion des Positionsregelkreises Sqi) vorgegeben.
Die Gewichtungsfunktion enthält neben dem Maximalwert der Sensitivitäts-
funktion MS,qi zur Garantie ausreichender Stabilitätsreserven, den Performanz-
parameter ζS,qi . Gleichermaßen wie auch beim Drehzahlregelkreis ist dies der
einzige Einstellparameter, der während des Entwurfs iteriert wird.

4.4 LPV-Gain-Scheduling

Die robuste Auslegung mittels strukturiertem H∞-Entwurf gemäß Unterkapi-
tel 4.3 führt aufgrund der konstanten Reglerverstärkungen zu einem über den
ganzen Arbeitsraum funktionsfähigen, jedoch konservativen Systemverhalten.
Zur Vermeidung dieses konservativen Entwurfs wird ein auf dem linearen
Regelgesetz basierender adaptiver Reglerentwurf vorgeschlagen, der die
Posenabhängigkeit der nichtlinearen Roboterdynamik berücksichtigt. Hierfür
wird die zuvor eingeführte Methodik des LPV-Gain-Scheduling verwendet.
Dieser Ansatz wird gewählt, da dadurch sowohl die grundlegende Regelungs-
struktur beibehalten wird als auch sich Gain-Scheduling in vielen technischen
Anwendungen bereits bewährt hat. Die Anwendung dieses Vorgehens führt zu
einer weiteren Verbesserung der Regelungsperformanz und ermöglicht gleich-
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4.4 LPV-Gain-Scheduling

zeitig einen systematischen Stabilitätsnachweis, der die typischen Nachteile
von Gain-Scheduling, die in Unterkapitel 2.4 beschrieben sind, vermeidet.
Zunächst wird ausgehend von dem Robotergesamtmodell (2.16) das für
den Reglerentwurf benötigte LPV-Modell hergeleitet. Mit Vorliegen des LPV-
Modells wird der geschlossene Regelkreis in LPV-Zustandsraumdarstellung
formuliert. Zum Abschluss des Unterkapitels liegt damit sowohl das adaptive
Regelgesetz vor als auch die Möglichkeit eines systematischen Stabilitätsnach-
weises mittels der Lyapunov-Theorie (siehe Anhang B.4). Die nachfolgend
beschriebene Herleitung wurde zu Teilen bereits in [20] veröffentlicht.
Im Rahmen dieser Arbeit wird ein von der physikalischen Modellierung ausge-
hender Quasi-LPV-Ansatz gewählt. Den Ausgangspunkt für die nachfolgende
Herleitung des LPV-Modells stellt, wie auch bei der Herleitung des linearen
Regelgesetzes (4.8), die linearisierte Dynamik des Gesamtrobotermodells (4.1)
dar.
Im Gegensatz zur robusten Auslegung gemäß Unterkapitel 4.3 werden die Dia-
gonalelemente der Massenträgheit nicht als strukturierte Unsicherheit, sondern
als zeitvarianter Parameter behandelt. Da die Massenmatrix von den Gelenkpo-
sitionen des Manipulators q abhängt, und somit vom Zustand des nichtlinearen
Systems, handelt es sich um ein Quasi-LPV-Modell. Durch diese Wahl kann
der Reglerentwurf separat für jedes einzelne Gelenk durchgeführt werden.
Zunächst wird der konfigurationsabhängige, und damit zeitvariante, Parameter

ρ̃i =
1

Mii(q)
∈
[

1

Mi,max
,

1

Mi,min

]
∈ R1 (4.34)

eingeführt. Aufgrund der Lipschitz-Stetigkeit der Einträge der Massenma-
trix M(q) (siehe Anhang C) ist gegeben, dass der zeitvariante Parameter und
sein Gradient begrenzt sind.
Durch die Einführung des zeitvarianten Parameters ρ̃i wird die Übertragungs-
funktion vom Motormoment τm,i zur Motordrehzahl θ̇i

Gθ̇i
=

θ̇i
τm,i

∣∣∣∣
τf,i,τext,i=0

=
1

s
·

1
Jm,i

s2 + ρ̃i
di

Jm,i
s+ ρ̃i

ki

Jm,i

s2 + (ρ̃i +
1

ui
2Jm,i

)dis+ (ρ̃i +
1

ui
2Jm,i

)ki
(4.35)
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sowie dieÜbertragungsfunktion vonderMotordrehzahl θ̇i zurGelenkgeschwin-
digkeit q̇i

Gq̇i =
q̇i

θ̇i

∣∣∣∣
τext,i=0

=
1

ui

ρ̃idis+ ρ̃iki
s2 + ρ̃idis+ ρ̃iki

(4.36)

auf Basis der Gleichungen (4.21) und (4.22) umformuliert. Gleichermaßen
ergibt sich die Übertragungsfunktion von der Gelenkgeschwindigkeit q̇i zur
Gelenkposition qi

Gqi =
1

s
. (4.37)

Für den LPV-Reglerentwurf wird der motorseitige Drehzahlregelkreis der Re-
gelstrecke (vergleiche Abbildung 4.1) zugeschlagen. Dies ist gleichbedeutend
mit einer konstanten Reglerauslegung des PI-Drehzahlreglers. Dies lässt sich
damit begründen, dass das Systemverhalten des motorseitigen Drehzahlregel-
kreises maßgeblich von den Motorgrößen bestimmt wird und demzufolge auch
nicht an die sich ändernde Massenträgheit angepasst wird. Es resultiert die
Übertragungsfunktion des geschlossenen motorseitigen Drehzahlregelkreises

Gθ̇i,CL =
Gθ̇i

Gτm,iKp,i
Tn,is+1
Tn,is

1 +Gθ̇i
Gτm,i

Kp,i
Tn,is+1
Tn,is

. (4.38)

Mit dem Vorliegen dieser Übertragungsfunktionen wird der Regelkreis in die
für einen LPV-Entwurf übliche Form (siehe Abbildung 2.7) mit der Strecke

G =

[
Gqi 0

0 Gq̇iGθ̇i,CL

]
(4.39)

und dem Regler

K =

[
0 −1

Kv,iui
Kd,idi·s+Kk,iki

di·s+ki
ui

]
(4.40)

überführt. Dadurch ergeben sich der externe Störeingang w, der Eingangsvek-
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tor u, der Regelfehler e und der Ausgangsvektor y zu

w =

[
qd,i

0

]
, u =

[
q̇i

θ̇d,i

]
, e =

[
qd,i − qi

−q̇i

]
, y = z =

[
qi

q̇i

]
. (4.41)

Des Weiteren ist für die Performanz des Systems maßgeblich die Gelenkpositi-
on qi entscheidend, weshalb eine Reduzierung des Performanzausgangs

z̃ =
[
1 0

]
z (4.42)

und des externen Störeingangs

w̃ =
[
1 0

]
w (4.43)

durchgeführt wird.
Für die nachfolgenden Untersuchungen wird die Transformation

ρi =
1

dρ
(ρ̃i − µρ) (4.44)

mit dem betragsmäßigen Abstand

dρ =
ρ̃i − ρ̃i

2
(4.45)

und dem Mittelwert

µρ =
ρ̃i + ρ̃i

2
(4.46)

sowie mit dem minimalen ρ̃i und maximalen ρ̃i Parameterwert eingeführt. Mit-
tels dieser Transformation wird der zeitvariante Parameter auf den Bereich
ρi ∈ [−1,1] um den Mittelwert Null normiert.
Somit kann der geschlossene Regelkreis des Systems in LPV-Zustandsraumdar-
stellung aufgestellt werden. Dies kann beispielsweise mittels Computeralgebra
erfolgen. Zur Darstellung der wesentlichen Zusammenhänge bei gleichzeitiger
Handhabbarkeit der Komplexität der analytischen Herleitung, wird für den
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

motorseitigen Drehzahlregelkreis ein ideales ÜbertragungsverhaltenGθ̇i,CL = 1

angenommen. Bei der Berechnung mittels Computeralgebra kann ohne Ein-
schränkungen der vollständige motorseitige Drehzahlregelkreis berücksichtigt
werden. Unter dieser Vereinfachung folgt die erweiterte LPV-Strecke

P =

0 Gqi 0

1 −Gqi 0

0 0 −Gq̇iGθ̇i,CL

 (4.47)

in Zustandsraumdarstellung

ẋ =

0 0 0

0 0 1

0 −ki(µρ + dρρi) −di(µρ + dρρi)

x+

0 1 0

0 0 0

0 0 ui
−1

[
w̃

u

]

[
z̃

e

]
=

 1 0 0

−1 0 0

0 −ki(µρ + dρρi) −di(µρ + dρρi)

x+

0 0 0

1 0 0

0 0 0

[
w̃

u

] (4.48)

sowie der LPV-Regler K

ẋK =
[
−ki

di

]
xK +

[
0 1

]
e

u =

[
0

ui (Kk,i(ρi)−Kd,i(ρi))
ki

di

]
xK +

[
0 −1

uiKv,i(ρi) uiKd,i(ρi)

]
e.

(4.49)

Damit die Affinität der Regelstrecke beim Schließen des Regelkreises erhalten
bleibt, müssen die Voraussetzungen V1) und V2) gemäß Abschnitt 2.4.2 er-
füllt sein. Die Matrizen B2, D12 und D21 der hergeleiteten LPV-Strecke (4.48)
gemäß (2.47) erfüllen die Bedingung, dass sie unabhängig vom zeitvarian-
ten Parameter ρi sind. Für die Matrix C2 ist dies nicht der Fall, womit im ge-
schlossenen Regelkreis quadratische Abhängigkeiten entstehen und folglich die
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LPV-Eigenschaft verloren gehen würde. Deshalb wird die Ausgangsfilterung

ẋe =

[
−λ1 0

0 −λ2

]
xe +

[
λ1 0

0 λ2

]
e

ẽ =

[
1 0

0 1

]
xe

(4.50)

mit den Polstellen λ1 6= λ2 eingeführt. Die Polstellen der Filterungwerden dabei
so gewählt, dass die Filterbandbreite deutlich höher als die der ursprünglichen
Regelstrecke (4.48) ist. Unter Berücksichtigung der Filterung resultiert die
erweiterte LPV-Strecke P̃

˜̇x =


0 0 0 0 0

0 0 1 0 0

0 −ki(µρ + dρρi) −di(µρ + dρρi) 0 0

−λ1 0 0 −λ1 0

0 −λ2ki(µρ + dρρi) −λ2di(µρ + dρρi) 0 −λ2

 x̃

+


0 1 0

0 0 0

0 0 ui
−1

λ1 0 0

0 0 0


[
w̃

u

]

[
z̃

e

]
=

1 0 0 0 0

0 0 0 1 0

0 0 0 0 1

 x̃.

(4.51)

Das Schließen dieser Regelstrecke mit dem LPV-Regler K (4.49) führt zur
Darstellung des geschlossenen Regelkreises

ẋCL = ACL(ρ)xCL +BCL(ρ)w̃

z̃ = CCL(ρ)xCL
(4.52)
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mit der Systemmatrix

ACL =

0 0 0 0 −1 0

0 0 1 0 0 0

0 −ki(µρ + dρρi) −di(µρ + dρρi) Kv,i(ρi)Kd,i(ρi)
ki
di
(Kk,i(ρi)−Kd,i(ρi))

−λ1 0 0 −λ1 0 0

0 −λ2ki(µρ + dρρi)−λ2di(µρ + dρρi) 0 −λ2 0

0 0 0 0 1 − ki
di


(4.53)

der Eingangs-

BCL =
[
0 0 0 λ1 0 0

]T
(4.54)

und Ausgangsmatrix

CCL =
[
1 0 0 0 0 0

]
. (4.55)

Solange die Regelparameter Kv,i, Kk,i und Kd,i des LPV-Reglers (4.49) kon-
stant oder affin vom zeitvarianten Parameter ρi abhängen, ist gewährleistet, dass
die Matrizen des geschlossenen Regelkreises ebenfalls affin vom zeitvarianten
Parameter ρi abhängen. Infolgedessen können die im Anhang B.4 aufgeführten
Stabilitätsnachweise durchgeführt werden.
Entsprechend dem einfachsten Fall, der Abhängigkeit des LPV-Systems von
nur einem Parameter, wird der adaptive LPV-Regler gemäß (2.57) mittels einer
linearen Interpolation der an den Rändern des Parameterraums (minimaler
ρ̃i und maximaler ρ̃i Parameterwert) entworfenen Reglern gebildet. Für den
Reglerentwurf an den Rändern des Parameterraums wird der strukturierte H∞-
Entwurf gemäß Unterkapitel 4.3 verwendet. Somit liegt ein robuster, adaptiver
Regler vor, der im Gegensatz zum klassischen Gain-Scheduling einen systema-
tischen Stabilitätsnachweis über den gesamten Parameterraum ermöglicht.
Abschließend wird angemerkt, dass üblicherweise für die Trajektorienfolgerege-
lung von IR eine Zwei-Freiheitsgrade-Regelungsstruktur eingesetzt wird. Hier-
für wird die Ausgangsregelung um eine Vorsteuerung zur Verbesserung des
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Führungsverhaltens ergänzt. In der Robotik ist die Vorsteuerung der Starrkör-
perdynamik als Computed-Torque-Regelung bekannt [3], wobei die Einstellung
des Störverhaltens mittels Ausgangsregler [163] unabhängig von der Vorsteue-
rung erfolgt. Dies bedeutet, dass der vorgeschlagene Regelungsansatz optional
durch eine beliebige Vorsteuerung ergänzt werden kann, wie beispielsweise
der Starrkörperdynamik anstelle einer Geschwindigkeitsvorsteuerung.

4.5 Dezentraler Beobachter

Grundvoraussetzung für die meisten fortgeschrittenen Regelungsansätze für
Roboter mit elastischen Gelenken, wie auch für den im Rahmen dieser Arbeit
hergeleiteten Regelungsansatz, ist die Rückführung gelenkseitiger Zustands-
größen. Jedoch können aus wirtschaftlichen Gründen nicht alle Zustände mess-
technisch erfasst werden. Aufgrund dessen bestehen bereits einige Methoden,
wie aus einem gemessenen Teilzustand eine vollständige Zustandsrekonstruk-
tion für Roboter mit elastischen Gelenken durchgeführt werden kann. Hierbei
existieren mehrere Kombinationen aus Wahl der Mess- und Zustandsgrößen.
Für die feldorientierte Stromregelung der in den Robotergelenken verbauten
PMSM wird die Motorposition benötigt, weshalb diese üblicherweise als Mess-
größe vorliegt. Im Rahmen dieser Arbeit wird darüber hinaus angenommen,
dass neben der Motorposition auch die Gelenkposition gemessen wird. Für den
vorgeschlagenen Regelungsansatz wird die Rückführung der Gelenkgeschwin-
digkeit benötigt. Aus Kostengründen wird die Gelenkposition üblicherweise
mit vergleichsweise geringer Auflösung erfasst, womit eine numerische Dif-
ferentiation nicht zufriedenstellend ist. In diesem Unterkapitel wird deshalb,
ausgehend von einer Analyse in der Literatur vorhandener Beobachteransät-
ze, eine für das nichtlineare System geeignete Beobachterstruktur ausgewählt
sowie eine Beobachtbarkeitsanalyse durchgeführt.
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4.5.1 Auswahl der Beobachterstruktur

Innerhalb der letzten Jahrzehnte wurde eine Vielzahl von Lösungsansätzen
für das Problem der vollständigen Zustandsrekonstruktion für Roboter mit
elastischen Gelenken vorgeschlagen. Aus Kostengründen ist es dabei beson-
ders attraktiv, die gelenkseitigen Zustandsgrößen mit Hilfe von motorseiti-
gen Messgrößen zu beobachten. In [164, 165] wird jeweils ein Sliding-Mode-
Beobachter [166] auf Basis der Messung der Motorposition vorgestellt und
anhand eines Simulationsmodells validiert. Ein ebenfalls rein auf der Motorpo-
sition basierender Beobachter wird in [167] für einen kabelgetriebenen, chir-
urgischen Roboter vorgestellt. Es wird ein Unscented Kalman Filter (UKF)
verwendet, der erstmals von Julier und Uhlman [168] vorgeschlagen wurde.
Bei einem UKF handelt es sich, wie auch bei einem Extended Kalman Fil-
ter (EKF), um eine Erweiterung des klassischen Kalman-Filters [169] für nicht-
lineare Systeme, wobei das UKF das EKF für die meisten nichtlinearen Systeme
in der Schätzgüte übertrifft [170]. Jakovic schlägt in [171] einen High-Gain-
Beobachter mit den Messgrößen der Motorposition und der Motordrehzahl
vor. Bei High-Gain-Beobachtern handelt es sich um eine Beobachterstruktur für
nichtlineare Systeme, bei denen mittels großer Verstärkungen („High-Gain“)
der Einfluss von Nichtlinearitäten und Störungen verringert wird [172]. Diese
großen Verstärkungen stellen jedoch bei der praktischen Implementierung auf-
grund des Messrauschens eine der größten Herausforderungen dar. Sowohl
Ulrich et al. [173] als auch Lightcap und Banks [174] präsentieren ein EKF
der ebenfalls auf die Messung der Motorposition und der Motordrehzahl an-
gewiesen ist. Lightcap und Banks [174] kombinieren diesen Beobachter mit
einem Regelungsansatz, um eine erhöhte dynamische Bahngenauigkeit zu er-
zielen. Im Gegensatz zur Simulation zeigen die experimentellen Ergebnisse
jedoch keine wesentliche Verbesserung gegenüber einem rein auf Motorgrößen
basierenden Regelungsansatz. Die Autoren führen dies auf nicht modellierte
Dynamik, begrenzte Ansteuerungsbandbreite, Diskretisierungsfehler, Synchro-
nisationsfehler sowie Messrauschen zurück. Beobachter auf Grundlage der
Motorpositionen und der TCP-Beschleunigung sind in [175, 176] beschrieben.
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Dabei wird einerseits ein High-Gain-Beobachter [175] und andererseits ein
EKF [176] eingesetzt. Als einer der Ersten stellt Tomei [177] einen Beobachter
vor, der unter Kenntnis der Gelenkposition und -geschwindigkeit die Motor-
position und -drehzahl schätzt. Chatlatanagulchai et al. [178] reduzieren die
Messgrößen auf die Motorpositionen, indem sie einen auf einem neuronalen
Netz basierenden Beobachter entwerfen. In [119] wird im Gegensatz zu den
vorherigen Ansätzen der Zustand auf Basis der Motorposition und -drehzahl
sowie dem Gelenkmoment und dessen erster Zeitableitung gebildet. Für die
experimentelle Validierung werden die Motorposition und das Gelenkmoment
gemessen und ihre ersten Ableitungen numerisch berechnet. Hierbei sei er-
wähnt, dass verschiedene numerische Ableitungsschätzer existieren, die in
der Regel besser performen, als eine einfache numerische Differentiation und
anschließende Tiefpassfilterung [179]. Ein ähnlicher Ansatz wird von Lim et
al. [180] verfolgt, die die Motor- und Gelenkpositionen als Messgrößen voraus-
setzen und mit einem Hochpassfilter erster Ordnung kombinieren. Der Ansatz
wird mittels einer Simulation validiert. Ein auf den gleichen Messgrößen ba-
sierender High-Gain-Beobachter wird in [181] und [182] vorgestellt, wobei es
sich bei [181] gleichzeitig um eine der ersten Arbeiten zur Beobachtung von
Robotern mit elastischen Gelenken handelt. Zho et al. [182] validieren ihren
Ansatz experimentell anhand eines chirurgischer Roboters.
Gleichermaßen wie bei den Regelungsansätzen existiert in der Literatur eine
Vielzahl von Lösungsansätzen zur Zustandsrekonstruktion von Robotern mit
elastischen Gelenken. Diese Ansätze werden nahezu ausschließlich mittels Si-
mulationen validiert. Gleichzeitig basieren viele dieser Ansätze auf dem Prinzip
der High-Gain-Beobachter, deren größte Herausforderung die Rauschverstär-
kung ist. Da der im Rahmen dieser Arbeit vorgestellte Regelungsansatz auf
Basis der Gelenkgeschwindigkeit implizit die Beschleunigung berechnet, wird
ein hoher Anspruch an die Rauschunterdrückung des zu verwendeten Beobach-
teransatzes gestellt. Infolgedessen wird für den gegeben Anwendungsfall ein
UKF einem High-Gain-Beobachter vorgezogen. Eine ausführlichere Beschrei-
bung des UKF, und der für die Implementierung notwendigen Gleichungen,
ist in [168] zu finden.
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

Die Grundidee für das vorgeschlagene Beobachtermodell, die erstmals in [15]
präsentiert wurde, basiert ebenfalls auf der LPV-Methodik. Durch die zur
Verfügung stehende gelenkseitige Positionsmessung kann für die Zustandsre-
konstruktion die Mehrkörperdynamik größtenteils von der Gelenkdynamik
entkoppelt werden. Den Ausgangspunkt für das Beobachtermodell stellen
wiederum die Übertragungsfunktionen vom Motormoment τm,i zur Motor-
drehzahl θ̇i (4.35) und von der Motordrehzahl θ̇i zur Gelenkgeschwindig-
keit q̇i (4.36) dar. Zur Entkopplung des Beobachtermodells von den Stör-
größen τf,i und τext,i wird die Methode eines Störgrößenbeobachters ange-
wandt [183]. Da die Störungen τf,i und τext,i zwei Zustände (Motor- und Gelenk-
position) beeinflussen, werden beide als separate Zustandsgrößen eingeführt.
Es resultiert für jedes Gelenk das entkoppelte Beobachtermodell

ẋ = AUKF · x+BUKF · u

=



0 0 1 0 0 0

0 0 0 1 0 0

−kiρ̃i
kiρ̃i

ui
−diρ̃i

diρ̃i

ui
ρ̃i 0

ki

Jm,iui

−ki

Jm,iui
2

di

Jm,iui

−di

Jm,iui
2 0 1

Jm,i

0 0 0 0 0 0

0 0 0 0 0 0


x+



0

0

0

Jm,i
−1

0

0


u

y = CUKF · x =

[
1 0 0 0 0 0

0 1 0 0 0 0

]
x

(4.56)

mit dem Zustands-

x =
[
qi θi q̇i θ̇i σ̂1 σ̂2

]T
(4.57)

dem Eingangs-
u =

[
τm,i

]
, (4.58)
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und dem messbaren Ausgangsvektor

y =

[
qi

θi

]
. (4.59)

Da die Dynamik der Störungen

σ̂1 ≈ τext,i

σ̂2 ≈ τf,i
(4.60)

unbekannt ist, wird, wie üblich für Störgrößenbeobachter [183], ein konstantes
Störmodell ( ˙̂σ = 0) angesetzt.

4.5.2 Beobachtbarkeitsanalyse

Eine wesentliche Überlegung vor der Implementierung eines Beobachters ist
die Überprüfung der Beobachtbarkeit des Systems. Die Beobachtbarkeit ist
dabei nach [184] wie folgt definiert:

Definition 2 (Beobachtbarkeit [184]) Ein System

ẋ = f(x,u)

y = g(x,u)
(4.61)

heißt beobachtbar, falls ausgehend von den zeitlichen Verläufen von y und u in dem
Zeitintervall [t0,t1 < ∞] der Anfangsvektor x(t0) eindeutig bestimmt werden kann.

Für die Überprüfung der Beobachtbarkeit des Beobachtermodells (4.56) kann
die LPV-Struktur ausgenutzt werden. Für die Klasse der LPV-Systeme wird
die Definition der strukturellen Beobachtbarkeit nach [97] eingeführt:

Definition 3 (Strukturelle Beobachtbarkeit [97]) Ein LPV-System

ẋ = A(ρ(t))x+B(ρ(t))u

y = C(ρ(t))x+D(ρ(t))u
(4.62)
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4 Antriebsbasierte Schwingungsdämpfung

mit der Systemmatrix A ∈ Rn×n ist strukturell beobachtbar, wenn die n-schrittige
Beobachtbarkeitsmatrix

On =
[
oT
1, o

T
2, . . . , o

T
n

]T

o1 = C(ρ(t))

oi+1 = oiA(ρ(t)) + ȯi , i > 1

(4.63)

vollen Rang
Rang(On) = n (4.64)

hat.

Die strukturelle Beobachtbarkeit eines LPV-Systems entspricht in den allermeis-
ten Fällen der vollständigen Beobachtbarkeit. Aufgrund der Parameterabhän-
gigkeit des Systems können jedoch Trajektorien des Parametervektors ρ(t) exis-
tieren, die zu einem Rangverlust der n-schrittigen Beobachtbarkeitsmatrix On

führen, womit die Invertierbarkeit nicht mehr gewährleistet ist [97]. Wird als
einzige Messgröße die Motorposition erfasst, so wird für das Beobachtermo-
dell (4.56) das Kriterium der strukturellen Beobachtbarkeit nicht erfüllt. Die
Ergänzung der Messung der Gelenkposition führt dazu, dass die strukturelle
Beobachtbarkeit gegeben ist. Dies kann damit erklärt werden, dass die Störun-
gen τf,i und τext,i sowohl den motorseitigen als auch gelenkseitigen Zustand
beeinflussen.

82



5 Experimentelle Untersuchung

In diesem Kapitel wird für den Nachweis der praktischen Funktionsweise des
vorgeschlagenen Regelungsansatzes zur antriebsbasierten Schwingungsdämp-
fung eine experimentelle Untersuchung vorgestellt. Dafür wird zunächst das
Experimentalsystem erläutert, die Ergebnisse einer Parameteridentifikation
dargelegt sowie die Beobachterauslegung und dessen Validierung vorgestellt.
Anschließend wird die vorgeschlagene, systematische Vorgehensweise zur op-
timierungsbasierten Reglersynthese durchgeführt und die damit erzielte Regel-
güte und Stabilität untersucht. Den Abschluss des Kapitels bildet die Analyse
und Bewertung der experimentellen Regelgüte anhand von Trajektorienfolge-
experimenten und der Fräsbearbeitung eines Testwerkstücks aus Aluminium.
Als Vergleich zu den Methoden aus dem Stand der Technik wird sowohl die
P-PI mit motorseitigem als auch mit gelenkseitigem Positionsregelkreis [17]
herangezogen.

5.1 Verwendeter Versuchsstand

Die experimentelle Untersuchung findet an einem von der Dürr AG modifizier-
ten KUKA KR210-2 IR [185] mit klassischer 6-Achs-Knickarmkinematik statt.
Aufgrund der weiten Verbreitung werden für die kinematische Beschreibung
des Experimentalsystems die modifizierten Denavit-Hartenberg-Parameter
nach [186], die dem Anhang A.1 entnommen werden können, verwendet. Der
Manipulator, der in Abbildung 5.1 dargestellt ist, hat N = 6 Gelenke und ei-
ne nominelle Traglast von 210kg. In den ersten drei Gelenken ist jeweils ein
Antriebsstrang bestehend aus einer PMSM von Bosch Rexroth und einem Zy-
kloidgetriebe [34] der Nabtesco Corporation verbaut. Wegen des mechanischen
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5 Experimentelle Untersuchung

Abbildung 5.1: Versuchsstand mit KUKA KR210-2 IR und zusätzlicher gelenk-
seitiger Positionssensorik [20]

Aufbaus der Gelenke liegt die dominierende Elastizität in der Rotationsachse
der Gelenke, womit sich der Manipulator als Anwendungsbeispiel eignet. Da
der Regelungsansatz gelenkseitige Positionssensorik erfordert, wurde der Ma-
nipulator um diese nachgerüstet. Die gelenkseitigen Messsysteme sind dabei
so ausgelegt, dass für alle Gelenke eine rotative Auflösung kleiner 50e−6 ◦, was
einer Auflösung von ungefähr 23Bit entspricht, erzielt wird. Hierzu sind selbst-
klebende Linearmaßstäbe (Renishaw RGS20-S) rotativ auf die Abtriebsseite
der Getriebe aufgebracht. Die gewünschte Auflösung wird durch die Kom-
bination eines Sensorkopfes (Renishaw RGH22B) mit einem nachfolgenden
Interpolator (Renishaw REE Serie) erzielt. Die mechanische Integration dieser
Komponenten ist in der Abbildung 5.1 dargestellt.
Das Experimentalsystem wird mit einer im Rahmen dieser Arbeit am ISW
entwickelten Steuerungsplattform betrieben. Die Steuerungsarchitektur, die

84



5.1 Verwendeter Versuchsstand

in Abbildung 5.2 beispielhaft für den LPV-Regler dargestellt ist, besteht aus
einem zentralen und einem dezentralen Teil. Der zentrale Teil läuft auf einem
Steuerungs-PC mit dem Echtzeitbetriebssystem INtime der Firma TenAsys
Corporation, auf dem unter anderem die Bahnplanung, Regleranwendungen
und der Bustreiber ausgeführt werden. Die Kommunikation zwischen dem
zentralen und dem dezentralen Teil, der aus einem Antriebsregler von Bosch
Rexroth je Gelenk besteht, erfolgt über den Echtzeitkommunikationsstandard
SERCOS III mit einer Zykluszeit von 1ms. Mittels der Regleranwendung kann
während des Betriebs auswählt werden, welche Regelkreise auf dem zentra-
len beziehungsweise dem dezentralen Teil laufen. Auf den Antriebsreglern
kann sowohl die Drehzahlregelung als auch ausschließlich die Stromregelung
ausgeführt werden. Die elektrische Integration der gelenkseitigen Positionssen-
sorik in die Steuerungsplattform erfolgt über einen industriellen Buskoppler
(Phoenix Contact AXL F BK S3) mit entsprechenden Gebereingangskarten
(Phoenix Contact AXL SE INC1 SYM). Durch die Verwendung industrieller
Standardkomponenten ist die anwendungsnahe Validierung des entwickelten
Regelungsansatzes und damit die prinzipielle Übertragbarkeit in die Industrie
sichergestellt.

Roboter
Inverse
Kinematik

Soll-Pose

Bahn-
planung Drehzahl-

regler

qd

q̇d

Antriebsregler
(dezentral, 4 kHz)

Steuerungs-PC (zentral, 1 kHz)

θ̇d,i
-

+

1, . . . ,N

τm,d

τm

θ̇i

d

dt
θ

LPV-
Regler

Unscented
Kalman
Filter

...

. . .

...

qρ

θ̇d

Parameter-
vektor

q̂ ˆ̇q

Abbildung 5.2: Schematisches Blockdiagramm der Regelungsarchitektur (an-
gelehnt an [20])
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5 Experimentelle Untersuchung

5.2 Parameteridentifikation

Arbeiten aus dem Stand der Technik zur regelungstechnischen Verbesserung
der Genauigkeit und Dynamik von IR setzen zumeist ein identifiziertes Robo-
termodell voraus. Eine zentrale Herausforderung und mitunter entscheidend
für die erzielbare Performanzverbesserung dieser modellbasierter Ansätze ist
neben der Auswahl der Modelltiefe die schnelle und genaue Identifikation der
Modellparameter mittels Messungen. Infolgedessen wird im nachfolgenden
Unterkapitel eine Methode zur Parameteridentifikation des Experimentalsys-
tems vorgestellt. Der Fokus liegt dabei auf der Starrkörperdynamik sowie dem
Schwingungsverhalten der Gelenke, da dieses antriebsbasiert bedämpft werden
soll. Eine weitere Anforderung an das Verfahren ist, dass die Identifikation im
zusammengebauten Zustand und ohne Zusatzsensorik – abgesehen von der
gelenkseitigen Positionsmessung – durchgeführt werden kann.

5.2.1 Starrkörperdynamik

Für die Identifikation der Starrkörperparameter (Massen, Massenschwerpunk-
te und Trägheitsmomente der Glieder) wird das in Abschnitt 2.2.2 beschriebene
Vorgehen aus dem Stand der Technik herangezogen. Dadurch wird für das
betrachtete Experimentalsystem der Parametersatz πs von R30×1 auf R15×1 re-
duziert. Im Gegensatz zu den Starrkörperparametern kann der Einfluss des
Gewichtsausgleichs nicht ohne Weiteres mittels eines CAD-Modells ermittelt
werden, weshalb dieser oftmals nicht im Detail untersucht [106] und sogar ver-
nachlässigt [134] wird. Der Gewichtsausgleich hat jedoch, anders als in [106]
ausgeführt, durchaus Einfluss auf die Dynamik, da dadurch die Vorspannung
des zweiten Gelenks verändert wird [50].
Um den statischen Einfluss des Gewichtsausgleichs des betrachteten Expe-
rimentalsystems, der in Abbildung 5.3 dargestellt ist, aufzuzeigen, wird das
zweite Gelenk mit einer konstanten Geschwindigkeit von 1 ◦/s über den Win-
kelbereich von q2 ∈ [10, 110] ◦ bei vollständig ausgestrecktem Manipulator
ohne Traglast verfahren. Das so ermittelte Motormoment des zweiten Gelenks
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Gewichtsaus-
gleich

Rotationsachse
Gelenk 1

Rotationsachse
Gelenk 2

K2

y1

x1

z1 z2

y2 x2

K1

q1

q2

Abbildung 5.3: Gewichtsausgleich des Experimentalsystems

in Abhängigkeit der Gelenkposition ist in der Abbildung 5.4 dargestellt. Um
den richtungsabhängigen Einfluss der Reibung zu eliminieren, wurde das
gemessene Motormoment der beiden Drehrichtungen gemittelt. Ohne den Ge-
wichtsausgleichmüsste dasMotormoment demGravitationsmomentmit einem
Maximum bei q2 = 10 ◦ entgegenwirken (vergleiche Definition der Gelenkkoor-
dinatensysteme gemäß Abbildung A.1). Dies hätte ein positives Motormoment
zur Folge. Das Motormoment entspricht hingegen näherungsweise dem inver-
sen Verlauf, was insofern erklärt werden kann, dass der Gewichtsausgleich
üblicherweise auf die Nenntraglast ausgelegt wird. Zur Approximation des
äquivalenten Moments des Gewichtsausgleichs auf das zweite Gelenk wird
ein Polynom erster Ordnung mit den Koeffizienten γ0 und γ1 angesetzt. Da
dieses Modell linear in den Parametern ist, lässt es sich in das bisherige Mo-
dell integrieren, ohne dass die Linearität des Modells verloren geht. Damit ist
das um den Gewichtsausgleich und die Reibung (2.19) (vergleiche Unterab-
schnitt 2.2.2) erweiterte Modell mit der Regressormatrix Ys ∈ R3×23 und dem
Parametervektor πs ∈ R23×1 finalisiert.
Sowohl für die Systemanalyse als auch die meisten modellbasierten Regelungs-
ansätze werden anstelle der Regressormatrix Ys und des Parametervektors πs

die Massenmatrix M(q), die Coriolis- und Zentrifugalkräfte C(q,q̇) sowie
der Gravitationsvektor g(q) benötigt. Da die Regressormatrix Ys(q,q̇,q̈) immer
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Abbildung 5.4: Gemessenes Motormoment des zweiten Gelenks in Abhängig-
keit der Gelenkposition

noch linear in der Beschleunigung q̈ ist, lässt sich diese in die zwei Komponenten

Ys(q,q̇,q̈) · πs = Ys,A(q,πs) · q̈ + Ys,B(q,q̇,πs). (5.1)

aufteilen. Anhand dessen ist ersichtlich, dass die Matrix Ys,A(q,πs) der Massen-
matrix M(q) entspricht. Mit dem gleichen Vorgehen und der linearen Abhän-
gigkeit der Coriolis- und Zentrifugalkräfte C(q,q̇) von der Geschwindigkeit q̇,
lässt sich die Matrix Ys,B(q,q̇,πs) in die Matrix der Coriolis- und Zentrifugal-
kräfte C(q,q̇) und den Gravitationsvektor g(q) aufteilen.
Unter Verwendung der Startposition[

q1(0) q2(0) q3(0)
]
=

[
0 55 90

]
◦, (5.2)

den Beschränkungen im Gelenkraum

−32,5 ◦ ≤ q1(t) ≤ 32,5 ◦, 10 ◦ ≤ q2(t) ≤ 100 ◦, −18 ◦ ≤ q3(t) ≤ 198 ◦,

|q̇i| ≤ 30 ◦/s, |q̈i| ≤ 180 ◦/s2, q̇i(0) = 0, q̈i(0) = 0,
(5.3)

und im kartesischen Raum

x ≥ 0m, y ≤ 1,3m, z ≥ 0,54m, (5.4)

sowie der Wahl der Grundfrequenz ωf = 0.1Hz und der Ordnung Nf = 5 mit
ωfNf � mini ω0,i, resultiert für das Experimentalsystem die in Abbildung 5.5
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Abbildung 5.5: Optimale Solltrajektorie zur Identifikation der Starrkörperpara-
meter

dargestellte optimale Anregungstrajektorie (2.20).
Die Lösung des nichtlinearen Optimierungsproblems (2.21) wird mit der Funk-
tion fmincon der Optimization Toolbox von Matlab berechnet. Die mit diesem
Vorgehen identifizierten Trägheitsparameter der ersten drei Gelenke des Expe-
rimentalsystems sind imAnhang in der Tabelle A.2 aufgeführt. Die Verläufe der
zugehörigen gemessenen und geschätzten Momente für die zuvor bestimmten,
optimalen Anregungstrajektorien sind in Abbildung 5.6 dargestellt. Zur Validie-
rung der Identifikationsergebnisse wird in Anlehnung an [49] eine Trajektorie
mit Punkt-zu-Punkt-Bewegung zwischen 10 beliebig über den Arbeitsraum ver-
teilten Punkten vorgegeben. Für das Szenario wird ein ruckbegrenztes, trapez-
förmiges Beschleunigungsprofil mit hoher Beschleunigung sowie Genauhalt an
den Punkten verwendet. Im Anhang sind in der Abbildung A.2 die Trajektorie
sowie in der Abbildung A.3 der gemessene und nach der Modellidentifikation
geschätzte Momentenverlauf der ersten drei Gelenke dargestellt. Der Vergleich
zeigt, dass das identifizierte Modell in der Lage ist, die Starrkörperdynamik
sowohl qualitativ als auch quantitativ abzubilden.
Mit dem Vorliegen der Schätzung π̂s und des Zusammenhangs (5.1) lässt sich
die Massenmatrix M(q) in Abhängigkeit der Gelenkpositionen q bestimmen.
Da die Dynamik des Gesamtsystemswesentlich von derMassenmatrix abhängt,
sind in der Abbildung 5.7 die Einträge der Massenmatrix in Abhängigkeit der
Gelenkpositionen des zweiten q2 ∈ [5, 141]◦ und des dritten q3 ∈ [−24, 232]◦
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Abbildung 5.6: Gemessener und identifizierter Momentenverlauf der ersten
drei Gelenke des Experimentalsystems für die Identifikationst-
rajektorie (angelehnt an [20])

Gelenks dargestellt. Für die Systemanalyse und den späteren Reglerentwurf
sind darüber hinaus die minimalen

min(M(q)) =

327,4 −99,9 −23,6

−99,9 640,3 −382,2

−23,6 −382,2 243,9

kgm2 (5.5)

und maximalen Trägheitsmomente

max(M(q)) =

1627,2 108,8 23,6

108,8 1148,8 −127,9

23,6 −127,9 243,9

kgm2 (5.6)

von besonderem Interesse. Die jeweiligen Minima und Maxima jedes Eintrags
treten bei unterschiedlichen Gelenkpositionen auf (vergleiche Abbildung 5.7).
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Da bei einem seriellen Manipulator der konfigurationsabhängige Anteil der
Einträge nur von den nachfolgenden Gelenken abhängt, ist keine Abhängigkeit
von der ersten Gelenkposition q1 vorhanden sowie der Diagonaleintrag M33

konstant. Abgesehen davon wird nochmals ausdrücklich darauf hingewiesen,
dass imRahmen derArbeit nur die ersten drei Gelenke als elastisches Teilsystem
betrachtet werden (Begründung in Abschnitt 2.1.3).
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Abbildung 5.7: Identifizierte Einträge der Massenmatrix in Abhängigkeit der
Gelenkpositionen
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5.2.2 Elastischer Antriebsstrang

Im Rahmen der Arbeit wird auf die Fixierung der Gelenke, wie sie oftmals
im Stand der Technik zum Einsatz kommt, verzichtet, da dieses Vorgehen mit
einem hohen Aufwand einhergeht. Stattdessen wird die Trennung durch ge-
schickte Wahl der Experimente und Berücksichtigung der Systemeigenschaften
realisiert. Es wird vorausgesetzt, dass die üblichen Motorparameter (Trägheits-
moment Jm,i, Drehmomentkonstante km,i, elektrische Zeitkonstante τel,i und
maximales Motormoment τmax,i) sowie die Getriebeübersetzungen ui bekannt
sind. Die den Datenblättern des Motorherstellers entnommenen Parameter
der ersten drei Gelenke des Experimentalsystems sind im Anhang in der Ta-
belle A.3 aufgelistet. Damit verbleiben die Parameter der Reibung sowie der
Gelenksteifigkeit und -dämpfung, die nachfolgend identifiziert werden.

Reibung

Die Identifikation der Reibung erfolgt nach dem Vorgehen gemäß des Standes
der Technik. Dabei werden Einzelachsbewegungen mit konstanter Geschwin-
digkeit ausgeführt, die Bereiche mit konstanter Geschwindigkeit ermittelt und
der Einfluss der Gravitation ui

−1gi(q) vom Motormoment τm,i subtrahiert. An-
schließend wird die Summe des quadratischen Fehlers

min
Fc,i,Fv,i,Fs,i,vs,i

∥∥∥τf,i(θ̇i)− (
τm,i − ui

−1gi(q)
)∥∥∥2 (5.7)

zwischen dem Stribeck-Modell (2.15) mit konstantem Formfaktor δs,i = 2

und den auf diese Weise vorverarbeiteten Ein-/Ausgangsdaten mit Hilfe des
Levenberg-Marquardt-Algorithmus minimiert.
Die mit diesem Vorgehen für das erste Gelenk des Experimentalsystems erziel-
ten Ergebnisse sind in der Abbildung 5.8 dargestellt. Die zugehörigen identifi-
zierten Reibungsparameter der ersten drei Gelenke sind imAnhang in der Tabel-
le A.4 aufgeführt. Da zusammen mit der Starrkörperdynamik ein coulombsch-
viskoses Reibmodell identifiziert wird (vergleiche Unterabschnitt 2.2.2), kann
zur Validierung ein Vergleich der identifizierten Reibparameter mit Starrkörper-
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Abbildung 5.8: Gemessenes und identifizierte Reibungsmomente des ersten
Gelenks des Experimentalsystems

beziehungsweise der expliziten Reibungsidentifikation durchgeführt werden.
AnhanddiesesVergleichs (siehe TabelleA.4 undA.2) ist ersichtlich, dass nahezu
identische Ergebnisse für die Coulombschen Fc,i und viskosen Fv,i Reibkoeffi-
zienten resultieren.

Gelenksteifigkeit und -dämpfung

Diemittels Schwingungsmessungen ermittelten Steifigkeitswerte sind um einen
Faktor 2 bis 4 geringer als die statisch vermessenen Werte [21]. Jedoch ist diese
geringere Steifigkeit entscheidend für die auftretenden Gelenkschwingungen.
Die durch niederfrequente Störungen, wie beispielsweise Gravitation, resultie-
rendeGelenktorsion kannmittels der gelenkseitigen Positionsmessung ermittelt
werden und muss somit für den Entwurf einer antriebsbasierten Schwingungs-
dämpfung nicht exakt abgebildet werden. Infolgedessen wird als Kompromiss
zwischen Modellkomplexität, Genauigkeit und Identifizierbarkeit zur Model-
lierung der Gelenkelastizitäten eine lineare Federsteifigkeit angesetzt.
Anstelle der Fixierung der Gelenke wird die Eigenschaft genutzt, dass aufgrund
der seriellen Kinematik die Trägheit entlang des Manipulators abnimmt, womit
üblicherweise die Eigenfrequenzen ansteigen. Unter Kenntnis der Massenma-
trixM(q)werden möglichst entkoppelte Manipulatorkonfigurationen gewählt.
Darüber hinaus wird durch die vorhandene gelenkseitige Positionsmessung die
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5 Experimentelle Untersuchung

Bewegung einzelner Gelenke direkt und nicht indirekt über die Rückkopplung
auf die Motoren detektiert.
Die Identifikation wird im geschlossenen Regelkreis durchgeführt, wobei eine
motorseitige P-PI, die unter einer Starrkörperannahme parametriert wurde, ver-
wendet wird [3]. Jedes Gelenk wird separat durch einen logarithmischen Chirp
der Motorsollposition mit einer Amplitude von 4e−3 ◦ über einen Frequenzbe-
reich von 1Hz bis 35Hz und einer Offset-Geschwindigkeit von 2 ◦/s angeregt.
Die Offset-Geschwindigkeit wird so gewählt, dass ein Geschwindigkeitsnull-
durchgang vermieden wird, um den Einfluss der Reibung zu minimieren. Die
Amplitude desAnregungssignalswird dabei iterativ erhöht, bis eine ausreichen-
de Anregung des Gelenks resultiert, ohne jedoch die Elastizität der weiteren
Gelenke über die Kopplung der Mehrkörperdynamik zu stark anzuregen. Zur
Schätzung der Gelenksteifigkeit und -dämpfung wird der Frequenzgang Ĝ

zwischen derMotordrehzahl θ̇i undGelenkgeschwindigkeit q̇i mit derMethode
nach [187] geschätzt. Anschließend wird in einem zweiten Schritt die Summe
des quadratischen Fehlers

min
ki,di

∥∥∥Ĝ(jω)−G(jω,ki,di)
∥∥∥2 W (ω) (5.8)

zwischen dem geschätzten Frequenzgang Ĝ und dem Modell G nach (2.11)
mittels des Levenberg-Marquardt-Algorithmus im Frequenzbereich minimiert.
Die Gewichtungsfunktion W (ω) schränkt die Optimierung auf den relevanten
Frequenzbereich ein. Durch dieses Vorgehen wird sowohl die Fixierung einzel-
ner Gelenke [55] als auch die separate Vermessung auf einem Prüfstand [21]
vermieden. Des Weiteren reduziert dieses Vorgehen die Komplexität und den
Aufwand im Vergleich zu einer multivariaten Optimierung [61].
Die Abbildung 5.9 zeigt die entsprechenden Amplituden der gemessenen und
identifizierten Frequenzgänge der ersten drei Gelenke des Experimentalsystems.
Die mit diesem Vorgehen identifizierten Gelenkparameter sind im Anhang in
der Tabelle A.5 aufgelistet.
Die geschätzten Frequenzgänge erfassen das Übertragungsverhalten nur bis
einschließlich der ersten Eigenfrequenz. Diese Abweichungen können unter an-
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Abbildung 5.9: Vergleich der Amplitude des Frequenzgangs der ersten drei
Gelenke des Experimentalsystems und des identifizierten Ge-
lenkmodells (Eingang: ui

−1θ̇i, Ausgang: q̇i, angelehnt an [20])

derem auf die vernachlässigte Dynamik des Antriebsstrangs, wie beispielsweise
das nichtlineare Steifigkeits- und Hystereseverhalten der Getriebe (siehe Unter-
abschnitt 2.1.2), zurückgeführt werden. Um ein komplexeres Modell inklusive
Hystereseverhalten zu ermitteln, ist eine zusätzliche Drehmomentmessung am
Gelenk notwendig [18, 19, 29], die nicht ohne weiteres nachgerüstet werden
kann. Um trotz der vergleichsweise einfachen Modellierung der Gelenkelasti-
zität als lineare Federsteifigkeit die robuste Stabilität zu gewährleisten, wird
dieses Verhalten in der folgenden Reglersynthese als multiplikatives Unsicher-
heitsmodell berücksichtigt. Aufgrund der begrenzenden Wirkung der ersten
Eigenfrequenz stellt das gewählte Modell den zuvor erwähnten Kompromiss
aus Modellkomplexität, Genauigkeit und Identifizierbarkeit dar.

95



5 Experimentelle Untersuchung

5.3 Beobachterauslegung und -validierung

Die Auslegung einer Zustandsrückführung eines linearen Systems mit Beob-
achter erfolgt üblicherweise nach dem Separationsprinzip [188]. Dieses Prinzip
besagt, dass die Zustandsrückführung unabhängig vom Beobachter entworfen
werden kann, wenn die Realteile der Eigenwerte des Beobachters deutlich grö-
ßer sind als die des geregelten Systems. Für nichtlineare Systeme ist zu beachten,
dass das Separationsprinzip im Allgemeinen nicht anwendbar ist. Eine Ausnah-
me hiervon stellen High-Gain-Beobachter dar, für die bei ausreichend schneller
Beobachterdynamik ebenfalls das Separationsprinzip zutreffend ist [189].
Darüber hinaus ist bekannt, dass unter Unsicherheiten durch einen Beobachter
die Stabilitätsreserven rapide abnehmen können. Für unsicherheitsbehaftete
Systeme gilt selbst im linearen Fall nicht immer, dass die Erhöhung der Dy-
namik des Beobachters die Stabilitätsreserven positiv beeinflusst [190]. Doyle
und Stein [190] haben anhand einer vollständigen Zustandsrückführung eines
linearen Systems und eines Kalman-Filters gezeigt, dass durch die gezielte
Erhöhung der Kovarianzmatrix des Prozessrauschens des Kalman-Filters eine
erhebliche Robustheitsverbesserung erzielt werden kann.
Aufgrund der Entkopplungseigenschaft des Beobachters (4.56) erfolgt die Pa-
rametrierung für jedes Gelenk einzeln. Da für die Störungen σ̂1 und σ̂2 ein
konstantes Störmodell angesetzt ist, werden diese Zustände ausschließlich über
das Prozessrauschen getrieben. Zu diesem Zweck werden die Kovarianzen
des Prozessrauschens dieser beiden Zustände im Vergleich zu den anderen
Zuständen vergleichsweise groß gewählt. Darüber hinaus weist die Dynamik
des elastischen Antriebsstrangs, wie im vorherigen Unterkapitel der Parame-
teridentifikation 2.2 gezeigt, eine erhebliche Modellunsicherheit auf. Durch
gezieltes Erhöhen der Kovarianz des Prozessrauschens der Störungen σ̂1 und
σ̂2 wird die höherfrequente, nicht modellierte Dynamik gefiltert. Infolgedessen
erhöhen sich die Stabilitätsreserven, wodurch mit Hilfe des vorgeschlagenen
Regelungsansatzes eine verbesserte Performanz erzielt werden kann. Mit die-
sem Vorgehen resultiert für die ersten drei Gelenke die Kovarianzmatrix des
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Prozessrauschens

Q =



3e-9 0 0 0 0 0

0 3e-9 0 0 0 0

0 0 3e-9 0 0 0

0 0 0 3e-9 0 0

0 0 0 0 300 0

0 0 0 0 0 3


. (5.9)

Die Kovarianzmatrix des Messrauschens

R =

[
1e-7 0

0 1e-7

]
(5.10)

wird anhand experimentell ermittelter Werte festgelegt. Zudem sind die Pa-
rameter der Unscented Transformation αUKF, κUKF und βUKF, mittels der die
Transformation der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion durch das nichtlineare
System geschätzt wird [170], einzustellen. Diese werden auf typische Werte
für ein normalverteiltes Prozess- und Messrauschen (αUKF = 1e− 3, κUKF = 0,
βUKF = 2) eingestellt [168]. Durch die Adaption dieser Parameter kann eine
verbesserte Schätzgüte erzielt werden. Jedoch stellt deren Adaption, trotz ver-
schiedener existierender Verfahren, noch immer ein offenes Problem dar [191].
Für die Implementierung am Experimentalsystem wird das in kontinuierli-
cher Form vorliegende Beobachtermodell (4.56) mit Hilfe des Euler-vorwärts-
Verfahrens

x(k + 1) = x(k) + Ts (AUKFx(k) +BUKFu(k)) (5.11)

und einer Abtastzeit von Ts = 1ms diskretisiert. Zur Überprüfung der Güte der
Zustandsschätzung ist in der Abbildung 5.10 ein Vergleich der mittels numeri-
scher Differentiation und UKF beobachteten Gelenkgeschwindigkeit des ersten
Gelenks für eine lineare kartesische Bahn dargestellt. Da die Motorpositionen θ

und die Gelenkpositionen q gemessen werden, sowie dieMotorgeschwindigkei-
ten θ mit ausreichender Genauigkeit numerisch differenziert werden können,
stellt die gelenkseitige Geschwindigkeit q̇ die entscheidendeGröße dar. Anhand
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Abbildung 5.10: Schätzgüte des Beobachters im Zeitbereich beispielhaft für
das erste Gelenk des Experimentalsystems für eine lineare
kartesische Bahn

der Ergebnisse ist ersichtlich, dass ein im Vergleich zum numerisch gefilterten
Signal deutlich glatterer Verlauf resultiert.
Aus der Identifikation der Gelenkelastizitäten ist bekannt, dass mit dem ange-
setzten linearen Feder-Dämpfer-System lediglich das Übertragungsverhalten
bis einschließlich der ersten Eigenfrequenz erfasst wird. Ein weiterer Vorteil
des Einsatzes des UKF ist die Reduzierung der multiplikativen Unsicherheit
des Gelenkmodells im Vergleich zum numerisch differenzierten Signal. Um
diesen Einfluss aufzuzeigen, sind in der Abbildung 5.11 die geschätzten Fre-
quenzgänge der ersten beiden Gelenke von der Motordrehzahl ui

−1θ̇i zur Ge-
lenkgeschwindigkeit q̇i beziehungsweise zur mit dem Beobachter geschätzten
Gelenkgeschwindigkeit dargestellt. Es ist ersichtlich, dass das UKF durch das
Vertrauen in das Prozessmodell (vergleiche Parametrierung der Kovarianz-
matrix des Prozessrauschens (5.9)) ein Tiefpassverhalten aufweist, das im
Vergleich zum numerisch differenzierten Signal eine höhere Übereinstimmung
mit dem identifizierten Gelenkmodell aufweist.
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Abbildung 5.11: Vergleich der gemessenen und beobachteten Frequenzgänge
der ersten beiden Gelenke des Experimentalsystems mit und
ohne Beobachter (Eingang: ui

−1θ̇i, Ausgang: q̇i)

5.4 Reglersynthese

Das wesentliche Ziel der Reglersynthese ist die Erhöhung der Bandbreite des
geschlossenen Positionsregelkreises. Im Rahmen der Arbeit wird die Bandbreite
eines geschlossenen Regelkreises als die Frequenz definiert, bei der der Betrag
der Sensitivitätsfunktion |S(jω)| den Wert 1/√2 ≈ −3dB von unten durchquert.
Die Synthese des LPV-Reglers erfolgt unter Zuhilfenahme des in Unterkapi-
tel 4.4 beschriebenen Vorgehens. Der Entwurf erfolgt in einem zweistufigen
Verfahren, bei dem zunächst die Motordrehzahlregler robust gegenüber Varia-
tion der Manipulatorkonfiguration ausgelegt werden. Nachfolgend werden je-
weils das lineare Regelgesetz (4.8) und der P-Positionsregler gemeinsam an den
Rändern des Parameterraums mit Hilfe des strukturierten H∞-Entwurfs aus
Unterkapitel 4.3 ausgelegt. Im Anschluss werden die LPV-Methoden verwen-
det, um den adaptiven LPV-Regler gemäß (2.56) zu bilden und dessen Stabilität
über den Arbeitsraum zu prüfen. Die dadurch resultierende Suboptimalität
und der Konservatismus der Lösung werden zugunsten der Komplexitätsredu-
zierung in Kauf genommen. Die Vorgehensweise für die einzelnen Entwürfe
ist an das klassische, gemischte Sensitivitätsproblem (2.32) angelehnt. Dabei
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wird angestrebt, die Sensitivitätsfunktion über einen weiten Frequenzbereich so
niedrig wie möglich zu halten und für hohe Frequenzen einen ausreichenden
Roll-Off der komplementären Sensitivitätsfunktion zu erzielen, um Robustheit
gegenüber multiplikativen Unsicherheiten zu erhalten.

5.4.1 Drehzahlregelkreis

Zunächst seien nochmals die wesentlichen Eigenschaften des Drehzahlregel-
kreises in Bezug auf den vorgestellten Ansatz wiederholt. Einerseits wird eine
hohe Bandbreite zur antriebsbasierten Dämpfung auftretender Gelenkschwin-
gungen benötigt. Andererseits wird durch eine schwächere Einstellung ein
gewisses Maß an Dämpfung in das System eingeprägt. Dabei ist jedoch zu
beachten, dass innerhalb des Drehzahlregelkreises Störungen wie beispiels-
weise Motorreibung auftreten, die bei zu schwacher Einstellung die Regelgüte
verringern.
Die Bandbreite der komplementären Sensitivitätsfunktion Tθ̇i

ist für hohe Fre-
quenzen durch die Zeitkonstante des geschlossenen Stromregelkreises begrenzt.
Die innerhalb der Motordrehzahlregelstrecke auftretenden Unsicherheiten sind
vergleichsweise gering, weshalb auf ein multiplikatives Unsicherheitsprofil
verzichtet wird. Die verbleibenden, freien Parameter werden für ein gut ge-
dämpftes Führungsverhalten zu Dd,θ̇i = 0,4 und τθ̇i = 0,7 gewählt. Darüber
hinaus wird der Maximalwert der Sensitivitätsfunktion Sθ̇i

auf MS,θ̇i = 1,66

beschränkt, was gemäß (2.38) einer Amplitudenreserve von ar = 8dB und Pha-
senreserve von φr = 35 ◦ entspricht. Durch die Beschränkung desMaximalwerts
der Sensitivitätsfunktionwird einMindestabstand zwischen der Nyquist-Kurve
des offenen Kreises und dem Punkt −1 sichergestellt, wodurch eine Robustheit
gegenüber gleichzeitigen Störungen sowohl in der Amplitude als auch Phase
erzielt wird. Der Entwurf der PI-Drehzahlregelung erfolgt an der maximalen
Trägheit, beziehungsweise der unteren Grenze des zeitvarianten Parameters ρi,
durch iteratives Erhöhen des Performanzparameters βS,θ̇i , solange die zuvor
definierten Gewichtungsfunktionen (WT,θ̇i , WS,θ̇i) nicht verletzt werden.
Die durch dieses Vorgehen resultierenden Sensitivitätsfunktionen der Motor-
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drehzahl des erstenGelenks an denRändern des Parameterraums (ρi, ρi) sind in
derAbbildung 5.12 dargestellt. In der komplementären Sensitivitätsfunktion Tθ̇i

tritt imBereich der EigenfrequenzenderGelenkelastizität eineAntiresonanz auf,
was dem typischen Verhalten eines drehzahlgeregelten Antriebs mit elastisch
angekoppelter Masse entspricht. Durch diese Antiresonanz wird ein gewisses
Maß an Dämpfung in das System eingebracht. Ein Abfall der komplementären
Sensitivitätsfunktion führt zu einem Anstieg der Sensitivitätsfunktion Sθ̇i

im
selben Frequenzbereich (rot gekennzeichnete Fläche), womit Störungen im Mo-
tordrehzahlregelkreis innerhalb dieses Frequenzbereich schlechter unterdrückt
werden. Abgesehen von diesem Effekt wird eine Bandbreite des geschlossenen
Regelkreises von ungefähr 63Hz (gekennzeichnet mit ) erzielt. Die Sensiti-
vitätsfunktionen zeigen die weitgehende Unabhängigkeit der Bandbreite des
Motordrehzahlregelkreises von der Manipulatorkonfiguration. Anhanddessen
ist ersichtlich, dass eine adaptive Auslegung des Drehzahlregelkreises ledig-
lich geringe Performanzverbesserungen bei deutlicher Komplexitätssteigerung
verspricht.
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Abbildung 5.12: Sensitivität- (links) und komplementäre Sensitivitätsfunktion
(rechts) derMotordrehzahl des erstenGelenks an denRändern
des Parameterraums
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5.4.2 Dämpfungs- und Positionsregelkreis

Für den Entwurf des linearen Regelgesetzes (4.8) und des P-Positionsreglers
wird der motorseitige Drehzahlregelkreis, wegen der im Vergleich zu den Eigen-
frequenzen hohen Bandbreite, der Regelstrecke zugeordnet. In Anbetracht des
linearen Feder-Dämpfer-Modells der Gelenkelastizität, sowie den Erkenntnis-
sen der Parameteridentifikation, wird ein multiplikatives Unsicherheitsmodell
zur Gewährleistung der robusten Stabilität angesetzt. Unter Verwendung der ge-
messenen Frequenzgänge des mechanisches Übertragungsverhaltens Ĝ(jω,ρi)

von der Motordrehzahl θ̇i zur Gelenkgeschwindigkeit q̇i wird ein multiplikati-
ves Unsicherheitsmodell

∆m(jω,ρi) =
Ĝ(jω,ρi)−G(jω,ρi)

G(jω,ρi)
(5.12)

der nominellen Strecke G(jω,ρi) bestimmt. Um robuste Stabilität zu gewähr-
leisten, ist sicherzustellen, dass die Gewichtungsfunktion WT,q̇i(jω,ρi)

|WT,q̇i(jω,ρi)| ≥ |∆m(jω,ρi)| , ∀ω und ∀ρi, (5.13)

der komplementären Sensitivitätsfunktion der Gelenkgeschwindigkeit Tq̇i grö-
ßer ist als die multiplikative Unsicherheit ∆m(jω,ρi) für alle Frequenzen ω und
jeden Wert des zeitvarianten Parameters ρi (siehe (2.36)). Wie im Unterkapi-
tel 5.3 gezeigt, weist die mit dem UKF beobachtete Gelenkgeschwindigkeit
aufgrund des Modellvertrauens eine geringere multiplikative Unsicherheit auf
als das mittels numerischer Differentiation berechnete Signal. Zur Verdeutli-
chung dieses Zusammenhangs ist in der Abbildung 5.13 die Gewichtungsfunk-
tion WT,q̇i mit den Parametern Dd,q̇i = 0,25, τq̇i = 0,7 und εq̇i = 1,1, sowie das
multiplikative Unsicherheitsmodell ∆m mit numerischer Differentiation und
UKF beispielhaft für das zweite Gelenk für ρi ≈ −0.68 dargestellt. Die Abbil-
dung verdeutlicht, dass unter Verwendung des Beobachters, und im Gegensatz
zur numerischen Differentiation, robuste Stabilität – abgesehen vom Rauschen
der Frequenzgangschätzung – erzielt wird.
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Abbildung 5.13: Vergleich der Unsicherheitsprofile mit und ohne Beobachter

Zur Überprüfung der robusten Stabilität, und damit der Wahl der Gewich-
tungsfunktion, sind in der Abbildung 5.14 die Gewichtungsfunktionen der
komplementären Sensitivitätsfunktion der Gelenkgeschwindigkeit WT,q̇i sowie
die zugehörigen Unsicherheitsmodelle ∆m der ersten beiden Gelenke für die
in Abbildung 5.20 dargestellten drei Manipulatorkonfigurationen abgebildet.
Es ist ersichtlich, dass aufgrund des nichtlinearen Beobachtermodells, trotz
der Variation der Manipulatorkonfiguration und abgesehen vom Rauschen der
Frequenzgangschätzung, robuste Stabilität des Gelenkgeschwindigkeitsregel-
kreises resultiert.
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Abbildung 5.14: Gewichtungsfunktionen der komplementären Sensitivitäts-
funktion der Gelenkgeschwindigkeit WT,q̇i und zugehörige
Unsicherheitsmodelle der ersten beiden Gelenke
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Für den gelenkseitigen Positionsregelkreis wird hingegen die gemessene Ge-
lenkposition verwendet, wodurch eine erhöhte Unsicherheit resultiert. Da der
gelenkseitige Geschwindigkeitsregelkreis jedoch eine höhere Bandbreite als der
Gelenkpositionsregelkreis besitzt, wird εqi = 0,75 gewählt, wodurch ein frühe-
rer Roll-Off der komplementären Sensitivitätsfunktion Tqi durch Abknicken
von WT,qi sichergestellt wird. Hierbei sei angemerkt, dass der gelenkseitige Ge-
schwindigkeitsregelkreis und der Positionsregelkreis gekoppelt sind. Folglich
ist die Trennung der Unsicherheit nur solange gültig, wie der gelenkseitige
Geschwindigkeitsregelkreis ausreichend schneller ist als der Positionsregel-
kreis. Ebenso wie beim Motordrehzahlregelkreis wird der Maximalwert der
Sensitivitätsfunktion Sqi zu MS,qi = 1,66 beschränkt. Der eigentliche Regler-
entwurf erfolgt mittels iterativer Erhöhung des Tuningparameters ζS,qi bis zur
Verletzung einer der Gewichtungsfunktionen WS,qi . Für das vorliegende Sys-
tem ergibt sich für jedes der ersten drei Gelenke ζS,qi = 0,45. In den Abbil-
dungen 5.15 und 5.16 sind die komplementären Sensitivitätsfunktionen der
Gelenkgeschwindigkeit Tq̇i und der Gelenkposition Tqi sowie die Sensitivi-
tätsfunktion der Gelenkposition Sqi beispielhaft für das erste Gelenk an den
Rändern des Parameterraums (ρi, ρi) dargestellt.
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Abbildung 5.15: Komplementäre Sensitivitätsfunktionen der Gelenkgeschwin-
digkeit (links) und der Gelenkposition (rechts) des ersten
Gelenks an den Rändern des Parameterraums
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Abbildung 5.16: Sensitivitätsfunktion der Gelenkposition des ersten Gelenks
an den Rändern des Parameterraums

5.4.3 Analyse der Regelgüte

Basierend auf der Reglersynthese und den resultierenden Sensitivitätsfunktio-
nen wird ein Vergleich des erzielten, nominellen Verhaltens mit dem Stand der
Technik durchgeführt. Da sich, wie im Unterkapitel 2.5 des Stands der Technik
dargelegt, noch keiner der fortgeschrittenen, modellbasierten Regelungsansätze
durchsetzen konnte, sondern die P-PI immer noch den industriellen Standard
darstellt, wird diese als Vergleich herangezogen.
Die gewählten Parameter der Gewichtungsfunktionen des LPV-Reglers für die
ersten drei Gelenke sind nochmals in der Tabelle A.4 zusammengefasst. Des
Weiteren sind die resultierenden Reglerverstärkungen des LPV-Reglers Ω für
das Experimentalsystem in der Tabelle 5.1 aufgelistet. Es ist zu beachten, dass
die Steifigkeitsproportionalverstärkung Kk,i des LPV-Reglers Ω die Strecken-
verstärkung der verbleibenden Strecke für den Positionsregelkreis verringert.
Für einen quantitativen Vergleich mit der P-PI ist die Regelverstärkung Kv,i

des Positionsregelkreises mit dem Faktor 1/
(
1+Kk,i

) zu skalieren. Über diesen
Zusammenhang wird die Positionsregelverstärkung Kv,i zusätzlich adaptiert,
was wiederum einer Adaption der Regelbandbreite entspricht.
Um den Vergleich möglichst fair zu gestalten, wird die P-PI mit gelenkseitigem
Positionsregelkreis nach [17] verwendet (Auslegung mittels H∞-Optimierung
unter Berücksichtigung der Gelenkelastizität). In der Abbildung 5.17 sind die
Sensitivitätsfunktionen beider Regler der Gelenkposition des ersten Gelenks an

105



5 Experimentelle Untersuchung

Tabelle 5.1: Reglerverstärkungen des LPV-Reglers für das Experimentalsystem

Parameter Gelenk 1 Gelenk 2 Gelenk 3 Einheit

Ω1 Ω2 Ω1 Ω2 Ω1 = Ω2

Kv,i 16,9 18,1 19,1 19,5 35,5 1/s
Kk,i 0,44 0 0,45 0,11 0 −
Kd,i 8,8 1,1 10,1 6,4 1,09 −
Kp,i 1,865 1,865 1,474 1,474 1,471 Nms/rad
Tn,i 0,065 0,065 0,057 0,057 0,015 s
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Abbildung 5.17: Vergleich der Sensitivitätsfunktionen der P-PI und des LPV-
Reglers der Gelenkposition des ersten Gelenks gemäß Regler-
synthese an den Rändern des Parameterraums

den Rändern des Parameterraums dargestellt. Anhand der Sensitivitätsfunktion
ist ersichtlich, dass im niederfrequenten Bereich eine Verbesserung sowohl der
Störunterdrückung als auch des Führungsverhaltens erzielt wird. Diese Verbes-
serung wird unter Einhaltung der minimalen Robustheitsreserven, erkennbar
anhand des Maximalwerts der Sensitivitätsfunktion, erreicht. Die Erhöhung
der Bandbreite spiegelt sich gleichermaßen in der komplementären Sensitivi-
tätsfunktion wider, deren Amplitude im Bereich größerer Frequenzen ansteigt,
womit die Anfälligkeit gegenüber Messrauschen zunimmt. Wie im Stand der
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Technik beschrieben, ist dieses Verhalten eine fundamentale Einschränkung
eines jeden Regelungssystems. Durch die Einführung des Beobachters und
dessen Verringerung des Messrauschens ist dieser Einfluss jedoch tolerierbar.
Darüber hinaus ist anhand der nahezu identischen Maximalwerte der Sensi-
tivitätsfunktion an den Rändern des Parameterraums ersichtlich, dass durch
den adaptiven Charakter des LPV-Reglers gleichbleibende Robustheitsreserven
erzielt werden. Aufgrund der robusten Auslegung der P-PI über den Arbeits-
raum nimmt die Robustheit bei abnehmender Trägheit zu. In der Nähe der
maximalen Trägheit wird die wesentliche Verbesserung durch die zusätzliche
Rückführung der Gelenkgeschwindigkeit erzielt, wohingegenmit Abnahme der
Trägheit das adaptive Verhalten infolge des Gain-Scheduling immer mehr an
Bedeutung gewinnt. Somit wird bei gleichbleibenden, minimalen Robustheits-
reserven eine Erhöhung der Regelverstärkung Kv,1 des Positionsregelkreises
zwischen 40% und 116% im Vergleich zur P-PI gemäß [17] in Abhängigkeit
der Manipulatorkonfiguration realisiert.

5.5 Stabilitätsanalyse

Ein wesentlicher Vorteil des vorgestellten LPV-basierten Gain-Scheduling im
Vergleich zum klassischen Gain-Scheduling ist die systematische Stabilitätsana-
lyse über den gesamten Arbeitsraum mit Hilfe der in Anhang B.4 vorgestellten
Methoden. Voraussetzung für die Anwendbarkeit dieserMethoden ist die affine
Abhängigkeit des geschlossenen Regelkreis (4.52) von dem zeitvarianten Para-
meter ρi. Um dies zu erfüllen, werden die Pole der Ausgangsfilterung (4.50) des
LPV-Reglers zu λ1 = −5000 rad/s und λ2 = −15000 rad/s gewählt (ausführ-
liche Erklärung in Unterabschnitt 2.4.2). Aufgrund der betragsmäßig großen
Wahl der Pole bleibt die Dynamik des geschlossenen Regelkreises unbeeinflusst.
Die klassische P-PI mit gelenkseitiger Positionsregelung entspricht dem vorge-
schlagenen LPV-Regler ohne Adaption der Regelparameter und unter Vernach-
lässigung der gelenkseitigen Geschwindigkeitsrückführung (vergleiche Ab-
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5 Experimentelle Untersuchung

bildung 4.2). Infolgedessen kann die identische Methode für die Stabilitätsana-
lyse verwendet werden.
Durchgeführte Stabilitätstests ergeben für das zweite Gelenk sowohl für den
LPV-Regler als auch die P-PI mit gelenkseitiger Positionsregelung quadratische
Stabilität (siehe Definition 7) über den gesamten Parameterraum. Folglich bleibt
die Stabilität für beliebig schnelle Parametervariationen erhalten. Zusätzlich
kann für das zweite Gelenk die quadratische H∞-Performanz beziehungsweise
L2-Stabilität (siehe Definition 9) gezeigt werden. Dabei ist die Verstärkung des
Ein-/Ausgangsverhaltens auf γ = 2,0 beziehungsweise γ = 9,1 für die P-PI
beschränkt.
Im Gegensatz dazu kann für das erste Gelenk des betrachteten Manipula-
tors für keinen der Regelungsansätze eine parameterunabhängige Lyapunov-
Matrix zum Nachweis der quadratischen Stabilität gefunden werden. Neben
der Berechnung der quadratischen Stabilität gibt die Funktion quadstab der
Robust Control Toolbox von Matlab [192] den größten Bereich des Parame-
terraums aus, in dem quadratische Stabilität erzielt wird. Für einen Parame-
ter pi ∈ [pi,0 − δi,pi,0 + δi] mit dem Mittelwert pi,0, berechnet quadstab das
größtmögliche Θ > 0, sodass die quadratische Stabilität innerhalb des Parame-
terraums pi ∈ [pi,0 −Θδi,pi,0 +Θδi] eingehalten wird. Es zeigt sich, dass mit
dem LPV-Regler die quadratische Stabilität über 54,3% des Parameterraums
erhalten wird, wohingegen mit der P-PI mit gelenkseitiger Positionsregelung
lediglich ein Bereich von 48,6% erzielt wird.
Bei Verwendung des weniger konservativen Stabilitätstests mit einer vom Pa-
rametervektor affin abhängigen Lyapunov-Matrix (siehe Definition 8), kann
die Stabilität für das erste Gelenk sowohl für den LPV-Regler als auch die P-PI
nachgewiesen werden. Dabei ist die maximale Änderungsrate des zeitvarian-
ten Parameters auf |ρ̇1,max| ≈ 14,5 1/s für den LPV-Regler beziehungsweise
|ρ̇1,max| ≈ 19,0 1/s für die P-PI zu beschränken. Entscheidend für die Ände-
rungsrate ist die Variation der Manipulatorkonfiguration, die wiederum von
den Gelenkgeschwindigkeiten abhängt. Unter Berücksichtigung der identi-
fizierten diagonalen Massenmatrixelemente (vergleiche Abbildung 5.7) und
der Normierung des Parametervektors gemäß (4.44) kann die betragsmäßig
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5.5 Stabilitätsanalyse

maximal erlaubte Geschwindigkeit des zweiten und dritten Gelenks

max
j

|q̇j | ≈ |ρ̇1,max|
[
max

(∣∣∣∣∂ρ1∂q2

∣∣∣∣+ ∣∣∣∣∂ρ1∂q3

∣∣∣∣)]−1

, j = {2, 3} (5.14)

mittels des totalen Differentials

ρ̇1 =
dρ1(q2(t),q3(t))

dt
=

∂ρ1
∂q2

dq2
dt

+
∂ρ1
∂q3

dq3
dt

(5.15)

und Gleichsetzen der Gelenkgeschwindigkeiten q̇j = q̇2 = q̇3 abgeschätzt wer-
den. Für die ermittelte Änderungsrate von |ρ̇1,max| ≈ 14,5 1/s resultiert für das
Experimentalsystem eine maximale Gelenkgeschwindigkeit von maxj |q̇j | ≈
202 ◦/s, die größer ist als die vom Hersteller angegebene, maximale Gelenkge-
schwindigkeit für das zweite und dritte Gelenk von 84 ◦/s [185]. Infolgedessen
besteht vonseiten des Regelungsansatzes keine Notwendigkeit, die Gelenkge-
schwindigkeiten aus Stabilitätsgründen zu reduzieren.
Über weite Bereiche des Arbeitsraums sind aus Sicht der Stabilitätsanalyse
jedoch deutlich größere Gelenkgeschwindigkeiten erlaubt. Zur Veranschauli-
chungdieses Zusammenhangs sind in derAbbildung 5.18 sowohl der zeitvarian-
te Parameter ρ1 als auch dessen betragsmäßiges, maximales totales Differential
in Abhängigkeit der Gelenkpositionen q2 und q3 dargestellt. Die maximale Än-
derungsrate, deren Position in der Abbildung mit einem roten Dreieck markiert
ist, wird in der Nähe der minimalen Trägheit des ersten Gelenks (ρ̃i = 1/Mii)
für die Konfiguration q2 = 80,03 ◦ und q3 = 90,29 ◦ erzielt. In unmittelbarer
Nähe des globalen Maximums befindet sich ein lokales Maximum, das nur
unwesentlich geringer ist. Die Visualisierung der zugehörigen Manipulatorkon-
figuration (vergleiche Abbildung 5.19) offenbart, dass sich das Maximum in
direkter Umgebung der Überschlagkonfiguration sowie der Ellbogensingula-
rität befindet. Generell sind Singularitäten durch die Zellenkonstruktion und
Wahl des Arbeitsraums zu vermeiden. Nichtsdestotrotz besteht von Seiten des
LPV-Reglers keine Einschränkung hinsichtlich Stabilität in unmittelbarer Nähe
einer Singularität.
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Abbildung 5.18: Zeitvarianter Parameter ρ1 und dessen totales Differential in
Abhängigkeit der Gelenkpositionen q2 und q3 (rotes Dreieck:
Größte Änderungsrate)

Abbildung 5.19: Manipulatorkonfiguration mit der größten Änderungsrate des
zeitvarianten Parameters ρ1

5.6 Experimentelle Regelungsperformanz

Zur experimentellen Validierung des Verbesserungspotenzials durch den vor-
geschlagenen Regelungsansatz wird in diesem Unterkapitel das Regelungs-
verhalten sowohl im Gelenkraum als auch im kartesischen Raum untersucht.
Die Untersuchung im Gelenkraum findet dabei im Zeit- und Frequenzbereich
statt. Als Anwendungsszenarien mit und ohne Prozesskräfte werden zu diesem
Zweck sowohl ein Trajektorienfolgeexperiment als auch eine Fräsbearbeitung
durchgeführt. Die Validierung erfolgt im Wesentlichen an drei verschiedenen
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5.6 Experimentelle Regelungsperformanz

Manipulatorkonfigurationen (siehe Abbildung 5.20 und Tabelle 5.2), zwischen
denen sich das Systemverhalten der ersten beiden Gelenke deutlich verändert
(−0,72 ≤ ρ1 ≤ 0,23,−0,84 ≤ ρ2 ≤ 0,91). Die Manipulatorkonfigurationen 5.20a
und 5.20c sind so gewählt, dass sie sich in der Nähe der maximalen Änderung
der Summe der ersten beiden, normierten Diagonalelemente der Massenmatrix
befinden.

Tabelle 5.2: Einträge der Massenmatrix des Experimentalsystems für die Mani-
pulatorkonfigurationen gemäß Abbildung 5.20

Konfiguration (a) (b) (c) Einheit

M11 1.371 847 506 kgm2

M22 1.019 807 673 kgm2

(a) (b) (c)

Abbildung 5.20: Manipulatorkonfigurationen für die experimentelle Validie-
rung (angelehnt an [20])

Zur Charakterisierung des Regelverhaltens im Frequenzbereich sind in der
Abbildung 5.21 die Sensitivitätsfunktionen des Positionsregelkreises des ersten
Gelenks für drei verschiedene Manipulatorkonfigurationen (vergleiche Abbil-
dung 5.20) dargestellt. Zur Generierung der Frequenzgänge wird das System
mit einem PRBS der Gelenksollposition qd,i mit einer Amplitude von 15e−3 ◦

und einer maximalen Schaltfrequenz von 100Hz angeregt. Der LPV-Regler
erreicht für alle drei Szenarien trotz der Variation der Manipulatorkonfigura-
tion eine gute Regelungsperformanz. Darüber hinaus werden in allen Fällen
ausreichende Robustheitsreserven (ersichtlich am Maximalwert der Sensitivi-
tätsfunktion) sowie eine Verbesserung gegenüber der P-PI erzielt.
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Abbildung 5.21: Experimentelle Sensitivitäts- (links) und komplementäre Sen-
sitivitätsfunktion (rechts) des Positionsregelkreises des ersten
Gelenks bei unterschiedlichen Manipulatorkonfigurationen
(blau: (a), rot: (b), grün: (c), angelehnt an [20])

Die experimentellen Frequenzgänge bestätigen die zuvor anhand der Regler-
synthese aufgezeigte Bandbreitensteigerung. Der wesentliche Unterschied zeigt
sich für höhere Frequenzen aufgrund des vergleichsweise einfachen, linearen
Feder-Dämpfer-Modells des Getriebes sowie weiterer nicht modellierter Nach-
giebigkeiten, die sich als Spitzen im Frequenzgang äußern. Dies verdeutlicht
die Bedeutung der Robustheit des Regelungsansatzes. Außerdem zeigt dies,
weshalb die Performanz komplexer nichtlinearer Regelungsansätze, die keine
besonderen Robustheitseigenschaften aufweisen und dennoch auf einem linea-
ren Gelenkmodell beruhen, oftmals nicht experimentell bestätigt werden kann.

5.6.1 Trajektorienfolge

In der Robotik rücken zunehmend Anwendungen in den Fokus, bei denen an-
stelle der Positioniergenauigkeit die Bahntreue eine entscheidende Rolle spielt.
Ein Vertreter für eine solche Anwendung mit hohen Anforderungen an die
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5.6 Experimentelle Regelungsperformanz

Bahntreue, jedoch ohne Prozesskräfte, ist beispielsweise das Laserschneiden [7].
ZumAufzeigen des Verbesserungspotenzials für solche Anwendungenwird die
Performanz anhand von Trajektorienfolgeexperimenten validiert. Dafür werden
sowohl lineare als auch kreisförmige kartesische Bahnen mit vergleichsweise
hohen dynamischen Kenngrößen in verschiedenen Raumrichtungen vorgege-
ben.
Für die Evaluierung und den Vergleich der Regelungsperformanz im Zeitbe-
reich ist neben der Auswahl des Experiments auch die Wahl des Bewertungskri-
teriums entscheidend. Im Rahmen dieser Arbeit werden die in der modernen
Regelungstheorie [193] weit verbreiteten Performanzindizes der Summe des
Betrags des Regelfehlers (L1-Norm)

‖e‖1 =

N∑
n=1

|en| , (5.16)

der mittlere, quadratische Regelfehler MSE

MSE =
1

N

N∑
n=1

e2n, (5.17)

sowie der maximale Regelfehler (L∞-Norm)

‖e‖∞ = max |en| (5.18)

herangezogen.
Die nachfolgende Evaluierung ist in den Gelenkraum sowie den kartesischen
Raum untergliedert. Für die Applikation ist schlussendlich der kartesische
Raum entscheidend. Jedoch prägen sich Fehler im Gelenkraum auf den kartesi-
schen Raum aus, womit deren Verhalten eng miteinander verknüpft ist.

Gelenkraum

Als ein erstes Szenario im Zeitbereich wird eine lineare kartesische Bahn mit
einem ruckbegrenzten Geschwindigkeitsprofil durch die zuvor spezifizierten

113
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Konfigurationen gemäß Abbildung 5.20 durchgeführt. Die lineare kartesische

Bahn besteht aus der Anfangs-
[
x y z

]T
=

[
2,7 −0,235 0,975

]T
m, Mittel-[

2,1 −0,235 0,975
]T

m und Endposition
[
1,5 −0,235 0,975

]T
m im Welt-

koordinatensystem des Manipulators. Die zugehörigen Verläufe der Gelenksoll-
position qd,i und des Regelfehlers ei der ersten drei Gelenke sind in der Abbil-
dung 5.22 dargestellt.
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Abbildung 5.22: Regelfehler im Gelenkraum für eine lineare kartesische Bahn
(angelehnt an [20])

Während des Durchfahrens der linearen Bahn verändert sich aufgrund der
Variation der Manipulatorkonfiguration das Systemverhalten. Als Vergleich
wird wiederum die P-PI mit gelenkseitigem Positionsregler herangezogen. In
der Tabelle 5.3 sind die Summe des Betrags ‖e‖1 und der Maximalwert des
Regelfehlers ‖e‖∞ sowie die jeweilige prozentuale Verbesserung ∆ aufgelistet.
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5.6 Experimentelle Regelungsperformanz

Tabelle 5.3: Experimentelle Regelungsperformanz für die lineare kartesische
Bahn gemäß Abbildung 5.22

Gelenk i ‖ei‖1 [◦] ∆1 [%] ‖ei‖∞ [e−3◦] ∆∞ [%]

P-PI LPV P-PI LPV

1 16,6 9,6 −42 9,3 7,1 −24

2 69,2 48,3 −30 85,6 47,8 −54

3 49,3 16,2 −67 46,3 12,7 −72

Wie erwartet, übertrifft der vorgeschlagene LPV-Regler die P-PI hinsichtlich
beider Performanzindizes. Diese Verbesserung wird sowohl durch die zusätzli-
che gelenkseitige Geschwindigkeitsrückführung als auch durch die adaptiven
Reglerverstärkungen auf Basis des Gain-Scheduling erzielt. Der Einfluss des
Gain-Scheduling lässt sich exemplarisch für das erste Gelenk beobachten. Wäh-
rend des Experiments steigt das Scheduling-Signal ρ1 kontinuierlich an, was
zu einer höheren Bandbreite des LPV-Reglers und damit zu einer weiteren
Verbesserung gegenüber dem P-PI-Regler führt. Infolgedessen bestätigt das
Experiment die zuvor im Frequenzbereich anhand der Sensitivitätsfunktionen
ermittelte Performanzsteigerung.

Kartesischer Raum

In der ISO 9283 [194] werden verschiedene Kenngrößen und zugehörige Prüf-
methoden zur Bewertung der Leistungsfähigkeit von IR beschrieben. Dabei
ist unter anderem ein Würfel definiert, der ein größtmögliches Volumen des
Arbeitsraums abdecken soll und auf das Weltkoordinatensystem des Roboters
ausgerichtet ist. Die beispielhaft beschriebenen linearen und kreisförmigen
Prüfbahnen befinden sich auf schrägen Ebenen innerhalb dieses Würfels.
Um ein möglichst anspruchsvolles Prüfszenario durchzuführen, wird im Rah-
men dieser Arbeit eine daran angelehnte Prüfbahn, die in Abbildung 5.23 darge-
stellt ist, bestehend aus linearen und kreisförmigen Anteilen definiert. Der Start-
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Abbildung 5.23: Prüfbahn zur kartesischen Validierung

und Endpunkt der Prüfbahn ist identisch, wobei jeweils der Beschleunigungs-
und Abbremsvorgang von beziehungsweise auf Geschwindigkeit Null beinhal-
tet ist. Dadurch kann sowohl die Bahntreue als auch das Positionierungsverhal-
ten mittels eines Validierungsszenarios beurteilt werden. Bei der P-PI führt auf-
grund der stationären Genauigkeit des Geschwindigkeitsreglers eine Solltrajek-
torie mit konstanter Geschwindigkeit zu einem zur Positionsregelkreisverstär-
kung Kv,i proportionalen Regelfehler. Wegen des Integralverhaltens zwischen
Geschwindigkeit und Positionwird durch die Addition der Sollgeschwindigkeit
auf den Ausgang des Positionsreglers der Regelfehler für konstante Bahnge-
schwindigkeiten eliminiert. Die Wahl der Prüfbahn führt in Kombination mit
der nichtlinearen Kinematik des Manipulators dazu, dass eine konstante TCP-
Bahngeschwindigkeit zu einer variierenden Gelenksollgeschwindigkeit führt.
Darüber hinaus stellt die Kopplung der Mehrkörperdynamik eine Störgröße
dar, die durch die Regelung zu unterdrücken ist. Der durch den Einfluss der
Kopplung der Mehrkörperdynamik entstehende Bahnfehler kann mittels einer
modellbasierten Vorsteuerung zu weiten Teilen eliminiert werden. An dieser
Stelle sei angemerkt, dass die Verwendung einer modellbasierten Vorsteuerung
lediglich die Größenordnung des Bahnfehlers skalieren würde. Die von der
Vorsteuerung aufgrund von Modellungenauigkeit nicht berücksichtigte Dyna-
mik würde wiederum als Störgröße wirken und gleichermaßen unterdrückt
werden. Da der Fokus der Arbeit jedoch auf der Entwicklung einer Regelung
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zur Verbesserung des Störunterdrückungsverhaltens liegt, wird auf eine solche
Vorsteuerung während der Validierung verzichtet. Infolgedessen kann mittels
des Szenarios trotz fehlender Prozesskräfte das Störunterdrückungsverhalten
veranschaulicht werden.
In der Abbildung 5.24 ist der euklidischer Regelfehler für eine Bahnsollge-
schwindigkeit von 0,5m/s sowohl für die P-PI als auch den LPV-Regler darge-
stellt. Zur Evaluierung der Performanz im kartesischen Raumwird die TCP-Soll-
und TCP-Ist-Position auf Basis der Gelenksollpositionen beziehungsweise der
gemessenenGelenkpositionen unter Zuhilfenahme der Vorwärtstransformation
berechnet. Die erzielte Verbesserung des LPV-Reglers entspricht den Erwar-
tungen auf Basis der Validierung im Gelenkraum. Es können wiederum die
L1-, die L∞-Norm und der MSE im Vergleich zur P-PI verbessert werden. Die
ermittelten Fehlernormen sowie die prozentuale Verbesserung ∆ sind in der
Tabelle 5.4 aufgeführt.
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Abbildung 5.24: Euklidischer Regelfehler für die kartesische Prüfbahn

Tabelle 5.4: Fehlernormen des euklidischen Regelfehlers der kartesischen Prüf-
bahn gemäß Abbildung 5.23

Fehlermaß P-PI LPV ∆ [%]

L1-Norm [mm] 6,55e3 4,77e3 −27

MSE [mm2] 0,657 0,379 −42

L∞-Norm [mm] 1,66 1,44 −13
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5.6.2 Fräsbearbeitung

Die Bewertung der erzielbaren Performanz von Werkzeugmaschinen geschieht
üblicherweise mittels direkter, messtechnischer Erfassung von Maschineneigen-
schaften im lastfreien Zustand [195]. Dabei werden Kenngrößen messtechnisch
ermittelt, wie beispielsweise die Bahngenauigkeit entsprechend dem Vorge-
hen im vorangegangenen Abschnitt 5.6.1. Ergänzend dazu werden zumeist
Testwerkstücke gefertigt, mittels derer eine indirekte, jedoch anwendungsnahe
Prüfung mehrerer Maschineneigenschaften sowie der Performanz innerhalb
des Zielprozesses erfolgt. Durch die Kombination aus Maschinenverhalten
und Prozess ist eine Zuordnung der resultierenden Abweichungen zu den
Maschineneigenschaften nur bedingt möglich. Das Gesamtergebnis dieses Zu-
sammenspiels ist jedoch entscheidend für die Anwendung und damit für die
industrielle Akzeptanz. Eines dieser verschiedenen Testwerkstücke [196] ist
das NAS-979-Testwerkstück [197] aus der Luft- und Raumfahrt, welches das
weit verbreitete Kreis-Diamant-Quadrat-Muster beinhaltet. Aufgrund der wei-
ten Verbreitung dieses Testwerkstücks wird im Rahmen dieser Arbeit ein an
das NAS-979-Testwerkstück angelehntes Werkstück, dessen CAD-Modell in
Abbildung 5.25 dargestellt ist, definiert.
Das Testwerkstück wird aus einem quaderförmigen Rohling aus der Alu-
miniumlegierung EN AW-2017A (AlCuMg1) mit den Außenabmessungen
150× 150× 50mm gefertigt. Für das Bearbeitungsexperiment wird ein TiAlN-
beschichteter zylindrischer Schaftfräser mit einem Durchmesser von df = 8mm

xw
yw

zw

Abbildung 5.25: Testwerkstück angelehnt an NAS-979-Standard [197]
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und zf = 4 Schneiden in Kombination mit einem Asynchronspindelmotor mit
einer Nennleistung von 2,2kW eingesetzt. Die Parameter der Schnittgeschwin-
digkeit vc = 144,8mm/min und des Zahnvorschubs ft = 0,046mm/Zahn ergeben
sich auf Basis der Materialeigenschaften gemäß dem Tabellenbuch Metall [198].
Auf der Grundlage dieser Werte resultiert die Spindeldrehzahl

nf =
vc · 1000
π · df

= 5760 1/min (5.19)

und die Vorschubgeschwindigkeit in XY-Richtung

vf = nfzfft = 1060mm/min. (5.20)

Zur Bewertung des Verbesserungspotenzials des vorgeschlagenen Regelungsan-
satzes wird jeweils einWerkstückmit dermotorseitigen P-PI wie auch demLPV-
Regler gefertigt. Das für die Fertigung notwendige Steuerungsprogramm, das
sowohl einen Schrupp- als auch Schlichtprozess beinhaltet, wird mittels einer
handelsüblichen CAM-Software (SOLIDWORKS-CAM) generiert. Aus Grün-
den der Vergleichbarkeit werden die Rohlinge für beide Bearbeitungsdurchgän-
ge möglichst identisch eingespannt. Die homogene Transformationsmatrix T 0

w

vom Werkstückkoordinatensystem KSw in das Weltkoordinatensystem KS0 ist
gegeben durch

T 0
w =


1,000 −0,008 −0,003 2,034

0,008 1,000 −0,002 −0,086

0,003 0,002 1,000 0,779

0 0 0 1

 . (5.21)

Zur Sicherstellung eines stabilen Prozesseswurde die Vorschubgeschwindigkeit
vf, unter Vorgabe der maximalen Schnitttiefe max ap = 1mm und Schnittbreite
ae = 4mm während der Bearbeitung um 50% verringert.
Die Auswertung der gefertigten Testwerkstücke erfolgt mittels eines FARO Van-
tage E6 Lasertrackers [199] und der zugehörigen Software FARO CAM2. Da-
durch kann eine 3D-Vermessung des Werkstücks sowie ein Werkstück-zu-CAD-
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Vergleich durchgeführt werden. Hierfür wird das CAD-Modell zu den gemesse-
nen Daten mithilfe dreier Referenzflächen ausgerichtet. Auf diese Weise lassen
sichMesspunkte der nominellen Bauteiloberfläche zuordnen. Für den Vergleich
zwischen motorseitiger P-PI und dem LPV-Regler werden die Oberflächen des
Kreis-Diamant-Quadrat-Musters (nummeriert mit F1 bis F3) durch händische
Führung des kugelförmigen Retroreflektors vermessen. Die Ergebnisse dieser
Vermessung sind in der Abbildung 5.26 dargestellt.
Für jede dieser Oberflächen berechnet die Messtechnik-Software den Abstand
sowohl entlang des Normalenvektors der nominalen Oberfläche („aS“) als auch
zwischen dem Minimal- und Maximalwert („Format“). Zusätzlich sind für
beide Testwerkstücke einzelne Werte signifikanter Messpunkte mit großen Ab-
weichungen an annähernd den gleichen Positionen dargestellt. Die zugehörige
Messwerte sind in der Tabelle 5.5 aufgelistet.
Die Abbildung und die Tabelle verdeutlichen, dass mit dem LPV-Regler im
Vergleich zur motorseitigen P-PI eine Verringerung der maximalen Abweichun-
gen von bis zu 67% erzielt wird. Dennoch sind weiterhin Abweichungen von
bis zu 0,6mm vorhanden. Darüber hinaus besteht bei beiden Werkstücken eine
Neigung der Oberfläche des kreisförmigen und des diamantenen Merkmals.

Tabelle 5.5: Messwerte der Testwerkstücke an den Messpunkten gemäß Abbil-
dung 5.26

Messgröße P-PI [mm] LPV [mm] ∆ [%]

F1: aS −0,146 −0,048 −
F1: Format 1,651 0,549 −66,8

F1: 1-2 0,617 0,456 −26,1

F2: aS −0,174 0,318 −
F2: Format 0,588 0,608 3,3

F2: 3-4 0,348 0,208 −40,2

F3: aS −0,064 0,357 −
F3: Format 0,767 0,480 −37,4

F3: 5-6 0,768 0,310 −59,6
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−0,6mm −0,4mm −0,2mm 0mm 0,2mm 0,4mm 0,6mm

(a) P-PI.

(b) LPV.

Abbildung 5.26: Vergleich der Messergebnisse der gefertigten Testwerkstücke
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Eine mögliche Erklärung hierfür ist die kinematische Genauigkeit des einge-
setzten Manipulators. Aufgrund von Fertigung- und Montagetoleranzen sowie
Strukturdeformation der Glieder weichen die geometrischen Parameter von
ihren Nominalwerten ab, wodurch relative Fehler in Position und Orientierung
resultieren. Dies hat zur Folge, dass mit dem LPV-Regler für einen der Mess-
werte (F2: Format) eine Verschlechterung um 3.3% resultiert. Die Differenz
der Messwerte von 20µm liegt jedoch in der angegebenen Genauigkeitsklasse
des Lasertrackers [199].

5.6.3 Diskussion

In diesem Unterkapitel wurde die experimentelle Untersuchung des vorge-
schlagenen Regelungsansatzes zur antriebsbasierten Schwingungsdämpfung
von IR mit gelenkseitiger Positionsmessung vorgestellt. Die Validierung am
Experimentalsystem wurde sowohl im Zeit- und Frequenzbereich als auch
im Gelenk- und kartesischem Raum durchgeführt. Anhanddessen wurde die
praktische Funktionalität des Ansatzes im gesamten Arbeitsraum gezeigt. Trotz
der vergleichsweise leicht zu implementierenden Regelungsstruktur wird eine
Verbesserung zwischen 13 und 72% im Vergleich zur P-PI erzielt. Außerdem
ist mittels einer systematischen Methode der Nachweis der robusten Stabilität
gegeben. Mit Hilfe des Trajektorienfolge- und Fräsbearbeitungsexperiments
wurde beispielhaft die breite Einsatzfähigkeit des Ansatzes für Applikationen
mit und ohne Prozesskräfte aufgezeigt. Darüber hinaus wird die besondere
Bedeutung des vorgeschlagenen Beobachteransatzes hervorgehoben. Dieser
trägt wesentlich dazu bei, dass trotz des vergleichsweise einfachen linearen
Feder-Dämpfer-Modells eine signifikante Performanzverbesserung erzielt wird.
An dieser Stelle wird darauf hingewiesen, dass für das Experimentalsystem
keine Vermessung und Adaption der kinematischen Parametern stattfand. Die
Ergebnisse der Fräsbearbeitung unterstreichen einmal mehr, dass für ein gutes
Gesamtergebnis neben einer guten Regelung unter anderem eine gute Bahnpla-
nung sowie eine kinematische Kalibrierung notwendig sind.
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Die Steigerung der dynamischen Bahngenauigkeit ist seit Jahrzehnten ein wich-
tiges Forschungsthema in der Industrierobotik. Es ist bekannt, dass die in den
Robotergelenken verbauten Antriebsstränge hierbei limitierend wirken. Demge-
genüber steht derWunsch, einen größerenMarktanteil in Anwendungsgebieten
mit hohen Anforderungen an die Bahngenauigkeit zu erschließen.
Als möglichen Lösungsansatz für diese Problemstellung stellt diese Arbeit ein
adaptives Regelungsverfahren für industrielle Robotermanipulatoren mit elasti-
schen Antrieben und gelenkseitiger Positionsmessung vor. Das Regelverfahren
basiert auf einem vergleichsweise einfach einzustellenden, linearen Regler, der
durch einen von derManipulatorkonfiguration abhängigenAnteil mit variablen
Parametern erweitert wird, um die nichtlineare Roboterdynamik zu behandeln.
Ein Schwerpunkt dieser Arbeit ist der Funktionsnachweis des entwickelten Ver-
fahrens für ein Experimentalsystem, das dem industriellen Standard entspricht.
Da sich noch kein nichtlinearer Regelungsansatz durchsetzen konnte, stellt die
P-PI-Kaskadenregelung immer noch den Stand der Technik dar, weshalb diese
als Vergleich herangezogen wird. Die erzielbare Verbesserung wird dabei, wie
üblich für modellbasierte Regelungsansätze, durch die Modellunsicherheit, im
vorliegenden Fall wesentlich durch das Getriebemodell, limitiert.
Zur Evaluation des entwickelten Regelungsverfahrens wurde jeweils ein Ex-
periment mit und ohne Prozesskräfte durchgeführt, um einen großen Bereich
an potentiellen Einsatzgebieten abzudecken. Das potentielle Einsatzgebiet des
Ansatzes ist jedoch anwendungsunabhängig, da der vorgestellte Ansatz ohne
ein spezielles Prozessmodell oder prozessspezifisches Wissen auskommt. Die
Validierung wurde an einem einzigen Manipulator und ohne Variation der
Traglast durchgeführt. Eine Veränderung der Traglast führt zu einer Variation
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der Massenmatrix und kann ohne wesentliche Modifikation im Entwurf be-
rücksichtigt werden.
Anhand eines Trajektorienfolgeexperiments wurde gezeigt, dass der Regelfehler
sowohl im Gelenkraum als auch im kartesischen Raum reduziert wird. Zur
Bewertung der erzielten Verbesserung wurden die Summe des Betrags, der
mittlere quadratische und der maximale Regelfehler herangezogen. In Abhän-
gigkeit der Manipulatorkonfiguration, des verwendeten Fehlermaßes sowie
der Betrachtung im Gelenk- oder kartesischen Raum wird eine Steigerung der
Bahngenauigkeit zwischen 13% und 72% im Vergleich zum Stand der Technik
erzielt.
Darüber hinaus wurde ein Fräsversuch eines Testwerkstücks aus einer Alumi-
niumlegierung durchgeführt. Die Ergebnisse zeigen, dass neben einer guten
Regelung ebenso weitere Aspekte wie die Bahnplanung und kinematische Kali-
brierung essenziell sind. Bei Industrierobotern ist aufgrund der nichtlinearen
Kinematik unter Umorientierung besonders die Kalibrierung der Roboterki-
nematik und die gewählte Bearbeitungsstrategie hervorzuheben. Weiterhin
zeigen die Ergebnisse, dass der entwickelte Ansatz die Performanz soweit
verbessert, dass eine Metallbearbeitung mit Genauigkeitsanforderungen im
Submillimeterbereich realisiert werden kann. Der Einsatz erscheint besonders
vielversprechend für die Bearbeitung großvolumiger Bauteile aus leicht zer-
spanbaren Materialien.
Es ist zu beachten, dass bei dem vorgeschlagenen Lösungsansatz die in den
Gelenken verbauten Antriebe zur Bedämpfung der auftretenden Schwingung
und damit zur Steigerung der dynamischen Bahngenauigkeit verwendet wer-
den. Infolgedessen können aufgrund der Stellgrößenbegrenzung der Antrie-
be keine beliebigen Störgrößen bedämpft werden. Darüber hinaus wird eine
ausreichende Dynamik der Antriebe im Verhältnis zu den zu bedämpfenden
Eigenfrequenzen benötigt. Daran ist ersichtlich, dass der Regelungsansatz bei
vergleichsweise geringen und schwach gedämpften Eigenfrequenzen ein höhe-
res Verbesserungspotenzial aufweist. Dies zeigt sich insbesondere aufgrund des
Ansatzes als Regelung unter dem Einfluss von Störkräften. Gleichzeitig weist
das Regelungsverfahren eine hohe Robustheit auf, womit ein inhärenter Konser-
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vatismus einhergeht. Dies ist wichtig für die initiale industrielle Akzeptanz und
ein Unterscheidungsmerkmal zu den meisten in der Literatur vorgeschlagenen
nichtlinearen Regelungsansätzen.
Des Weiteren wird nochmals explizit darauf hingewiesen, dass der Einfluss
der Nachgiebigkeit der Strukturelemente mittels der gelenkseitigen Positions-
messung nicht erfasst wird. Infolgedessen verbessert der vorgestellte Ansatz
diesen Einfluss lediglich indirekt über die Kopplung des Mehrkörpersystems.
Der vorgeschlagene Ansatz ist vor allem für Manipulatoren sinnvoll, bei denen
die dominierende Elastizität in der Rotationsachse der Gelenke liegt.
Neben dem im Rahmen dieser Arbeit erzielten Nachweis der Funktionsweise
des entwickelten Verfahrens existieren angrenzende Fragestellung, die poten-
zielle Anknüpfungspunkte für zukünftige Forschungstätigkeiten bieten. Die
aus dem Stand der Technik bekannte Nichtlinearität der Gelenksteifigkeit wird
bisher nicht explizit im Reglerentwurf berücksichtigt. Es ist bekannt, dass die
Gelenksteifigkeit in Abhängigkeit der Gelenktorsion variiert. Da diese über die
gelenkseitige Positionsmessung indirekt im Betrieb erfasst wird, ist prinzipi-
ell eine erweiterte Modellierung mit einer zusätzlichen linearen Abhängigkeit
mittels der LPV-Methodik realisierbar. Hierbei ist zu untersuchen, ob die zusätz-
liche Komplexität bei der Modellierung, Identifikation und dem Reglerentwurf
in Relation zur Performanzverbesserung durch die Verringerung des Grades an
Konservatismus steht. Aufgrund des angestrebten Kompromisses aus Pragma-
tismus und theoretischer Fundiertheit wurde im Rahmen dieser Arbeit auf die
explizite Berücksichtigung dieser zusätzlichen Abhängigkeit verzichtet. Aus
forschungstechnischer Sicht ist die multivariable LPV-Modellierung jedoch ein
interessanter Ansatz.
Durch den Einsatz industrieller HW- und SW-Komponenten ist die prinzipielle
Übertragbarkeit in die Industrie gegeben. Mittels des systematischen Vorgehens
zur Auslegung des adaptiven Reglers und der vergleichsweise einfachen Reg-
lerstruktur kann der Entwurf weitestgehend automatisiert, jedoch zumindest
systematisiert, werden, sodass die Inbetriebnahmedurch einen Servicetechniker
realisierbar ist.
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Anhang

A Anwendungsbeispiel KUKA KR210-2
Industrieroboter

In diesem Anhang werden zusätzliche Kenngrößen und Parameter des im
Rahmen dieser Arbeit für die Untersuchungen hergezogenen Versuchsstands
beschrieben. Dadurch sollen sowohl die experimentellen Untersuchungen nach-
vollzogen als auch nachgestellt werden können.

A.1 Kinematik

Bei dem verwendeten Manipulator handelt es sich um einen IR mit klassischer
6-Achs-Knickarmkinematik. Es existiert eine Vielzahl von Ansätzen zur Be-
schreibung serieller Kinematiken. Im Bereich von Industrierobotern hat sich die
Beschreibung mit Denavit-Hartenberg-Parametern etabliert. Aufgrund dessen
erfolgt die Beschreibung der Kinematik in dieser Arbeit mittels den modifizier-
ten Denavit-Hartenberg-Parametern nach [186]. In der Abbildung A.1 ist der
Manipulator in der Nullpose mit den zugehörigen Gelenkkoordinatensyste-
men dargestellt. Die Denavit-Hartenberg-Parameter des Manipulators wurden
mittels eines CAD-Modells ermittelt und sind in Tabelle A.1 aufgelistet.
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Abbildung A.1: KUKA KR210-2 IR mit Gelenkkoordinatensystemen gemäß
modifizierter Denavit-Hartenberg-Parameter nach [186]

Tabelle A.1: Modifizierte Denavit-Hartenberg-Parameter des KUKA KR210-2
Gelenk i ai [m] αi [rad] di [m] qi [rad]

1 0 0 0,75 q1
2 0,35 π/2 0 q2
3 1,25 π 0 q3
4 0,055 π/2 1,1 q4
5 0 −π/2 0 q5
6 0 π/2 0,23 q6
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A.2 Streckenparameter

In diesem Unterkapitel sind sowohl die anhand von Datenblättern ermitteln
Motorparameter als auch die in Unterkapitel 2.2 identifizierten Parameterwerte
des Manipulators in den Tabellen A.2 bis A.5 aufgelistet.

Tabelle A.2: Identifizierte Starrkörperparameter der ersten drei Gelenke des
KUKA KR210-2 inklusive Gewichtsausgleichsparametern

Parameter Physikalische Bedeutung Wert Einheit

π1
Iyy,2 + Izz,1 + Iyy,3 +
a22(m2 +m3) + a23m3

1211,4 kgm2

π2 Ixx,2 − Iyy,2 − a23m3 −1074,8 kgm2

π3 Izz,2 + a23m3 628,46 kgm2

π4 Ixy,2 93,33 kgm2

π5 Ixz,2 + a3mz3 −22,79 kgm2

π6 Iyz,2 37,78 kgm2

π7 mx2 + a3m3 −225,46 kgm
π8 my2 −270,74 kgm
π9 Ixx,3 − Iyy,3 193,14 kgm2

π10 Izz,3 243,93 kgm2

π11 Ixy,3 −5,00 kgm2

π12 Ixz,3 −16,60 kgm2

π13 Iyz,3 16,85 kgm2

π14 mx3 9,71 kgm
π15 my3 −110,24 kgm
π16 Fc,1 1,05 Nm
π17 Fv,1 5,51 Nms/rad
π18 Fc,2 1,72 Nm
π19 Fv,2 10,28 Nms/rad
π20 Fc,3 0,92 Nm
π21 Fv,3 4,81 Nms/rad
π22 γ1 −793,25 Nm/rad
π23 γ0 −1254,7 Nm
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Tabelle A.3: Motorparameter der ersten drei Gelenke des KUKA KR210-2
Parameter Gelenk 1 Gelenk 2 Gelenk 3 Einheit

Jm,i 4,05e-3 3,2e-3 3,2e-3 kgm2

τel,i 8,1 8,1 8,1 ms
km,i 1,16 1,29 1,29 Nm/A
τmax,i 52,5 84 84 Nm

Tabelle A.4: Identifizierte Reibungsparameter der ersten drei
Gelenke des KUKA KR210-2

Parameter Gelenk 1 Gelenk 2 Gelenk 3 Einheit

Fc,i
1 1,10 2,21 0,93 Nm

Fv,i
1 5,52 10,39 4,86 Nms/rad

Fs,i 2,00 3,51 1,45 Nm
vs,i 0,024 0,017 0,029 rad/s
δs,i 2 2 2 −

1 Die linearen Reibungsparameter wurden zusätzlich zusam-
men mit den Starrkörperparametern (vergleiche Parameter
π16 bis π21 der Tabelle A.2) identifiziert.

Tabelle A.5: Identifizierte Gelenkparameter der ersten drei Gelenke des KUKA
KR210-2

Parameter Gelenk 1 Gelenk 2 Gelenk 3 Einheit

ki 3,0e6 3,0e6 8,2e6 Nm/rad
di 4,6e3 3,8e3 5,8e3 Nms/rad
ui 219 234 4491/19 −
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A.3 Validierung Starrkörperidentifikation

In diesem Unterkapitel sind in der Abbildung A.2 und A.3 sowohl die Vali-
dierungstrajektorie der Gelenksollpositionen als auch die gemessenen und
prognostizierten Momentenverläufe der ersten drei Gelenke des Experimental-
systems für das Validierungsszenario aufgeführt.
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Abbildung A.2: Validierungstrajektorie für die Starrkörperidentifikation
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Abbildung A.3: Gemessener und prognostizierter Momentenverlauf der ersten
drei Gelenke des Experimentalsystem für die Validierungstra-
jektorie gemäß Abbildung A.2
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A.4 Gewichtungen für den LPV-Reglerentwurf

In diesem Unterkapitel ist in der Tabelle A.6 die Parametrierung der in Unterka-
pitel 4.3 vorgestelltenGewichtungsfunktionen für den Entwurf des LPV-Reglers
an den Rändern des Parameterraums gemäß Unterkapitel 5.4 aufgelistet.

Tabelle A.6: Parametrierung der Gewichtungsfunktionen des LPV-Reglers für
das Experimentalsystem

Parameter Gelenk 1 Gelenk 2 Gelenk 3 Einheit

Dd,θ̇i 0,4 0,4 0,4 −
τθ̇i 0,7 0,7 0,7 −

MS,θ̇i 1,66 1,66 1,66 −
βS,θ̇i 0,8 0,8 0,8 −
Dd,q̇i 0,25 0,25 0,25 −
τq̇i 0,7 0,7 0,7 −
εq̇i 1,1 1,1 1,1 −
εqi 0,75 0,75 0,75 −

MS,qi 1,66 1,66 1,66 −
ζS,qi 0,45 0,45 0,45 −
κKS,i 0,65 0,35 0,65 −
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B Mathematische Definitionen

B.1 Bounded Real Lemma

Definition 4 (Bounded Real Lemma [70]) Die nachfolgenden Aussagen sind für
ein LTI-System in ZustandsraumdarstellungG(s) = D+C (sI −A)

−1
B identisch:

• A ist stabil und ‖G(s)‖∞ < γ

• Es existiert eine symmetrische, positiv definite Matrix X und eine positiver
Skalar γ, sodass

B(A,B,C,D)(X,γ) :=

A
TX +XA XB CT

BTX −γI DT

C D −γI

 < 0 (B.1)

gilt.

B.2 Lipschitz-Stetigkeit

Definition 5 (Lipschitz-Stetigkeit [200]) Eine Funktion f ∈ R → R ist
Lipschitz-stetig, wenn eine Konstante A ≥ 0 existiert, sodass

|f(x)− f(x′)| ≤ A|x− x′| ∀x, x′ ∈ R (B.2)

gilt. Die Konstante A wird dabei als Lipschitz-Konstante bezeichnet.
Für x 6= x′ ist dies gleichbedeutend mit der Ungleichung∣∣∣∣f(x)− f(x′)

|x− x′|

∣∣∣∣ ≤ A , (B.3)

anhand welcher ersichtlich ist, dass die erste Ableitung einer Lipschitz-stetigen Funktion
durch die Lipschitz-Konstante A beschränkt ist.
Für zwei Lipschitz-stetige Funktionen f, g ∈ R → R gilt darüber hinaus, dass sowohl
die Summe f + g als auch das Ergebnis der Multiplikation mit einer Konstante cf ,
c ∈ R weiterhin Lipschitz-stetig ist.
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B.3 Stabilitätstheorie nach Lyapunov

Definition 6 (Stabilitätstheorie nach Lyapunov [95]) Die Ruhelage x = 0 ei-
nes allgemeinen, dynamischen Systems der Form

ẋ(t) = f(x(t)) (B.4)

• ist stabil für ε > 0, wenn ein δ = δ(ε) > 0 existiert, sodass

‖x(0)‖ < δ ⇒ ‖x(t)‖ < ε, ∀t ≥ 0 (B.5)

• ist asymptotisch stabil, wenn ein δ existiert, sodass

‖x(0)‖ < δ ⇒ lim
t→∞

x(t) = 0 (B.6)

gilt.
Existiert eine stetig differenzierbare Funktion V : Rn → R

V (x) = 0, x = 0

V (x) > 0, x 6= 0

V̇ (x) ≤ 0, x 6= 0

(B.7)

so ist die Ruhelage x = 0 stabil. Gilt darüber hinaus

V̇ (x) < 0, x 6= 0, (B.8)

so ist die Ruhelage x = 0 asymptotisch stabil.

B.4 Stabilität von LPV-Systemen

Im Gegensatz zu LTI-Systemen ist der Nachweis der Stabilität an jedem Ar-
beitspunkt für LPV-Systeme nicht ausreichend. Aufgrund der zeitvarianten
Charakteristik kann trotz der asymptotischen Stabilität für jeden konstanten
Wert des Parametervektors Instabilität auftreten. Wegen der Ähnlichkeit von
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LPV-Systemen mit unsicheren, zeitvarianten Systemen basieren die Methoden
zur Stabilitätsanalyse von LPV-Systemen zu großen Teilen auf Konzepten der
robusten Regelungstechnik. Die nachfolgend beschriebenen Methoden ermög-
lichen einen systematischen Stabilitätsnachweis für diese spezielle Art von
nichtlinearen Systemen. Die Methoden unterscheiden sich hinsichtlich Berech-
nungsaufwand und dem Grad an Konservatismus.
Ein weit verbreiteter Ansatz zum Nachweis der Stabilität nichtlinearer Systeme
stellt die Stabilitätstheorie nach Lyapunov dar (siehe Anhang B.3). Es ist allge-
mein bekannt, dass ein LTI-System ẋ = Ax stabil ist, wenn alle Eigenwerte der
Systemmatrix A einen negativen Realteil haben [201]. Die asymptotische Stabi-
lität der Ruhelage eines LTI-System kann ebenfalls mit der Lyapunov-Methode
analysiert werden. Dafür wird eine quadratische Lyapunov-Funktion [95]

V (x) = xTPx (B.9)

angesetzt, wobei P eine symmetrisch, positiv definite Matrix ist. Es resultiert
die Ableitung von V̇ zu

V̇ (x) = xTP ẋ+ ẋTPx = −xTQx (B.10)

mit der symmetrischen Matrix

Q = −
(
PA+ATP

)
. (B.11)

Dabei handelt es sich um eine konvexe, lineare Matrixungleichung wo-
für effiziente numerische Lösungsmethoden existieren, wie beispielsweise
der LMU-Solver von Matlab [192]. Aufgrund der quadratischen Lyapunov-
Ansatzfunktion wird auch von quadratischer Stabilität gesprochen.
Der Nachweis der quadratischen Stabilität von LPV-Systemen ist eine direkte
Erweiterung des LTI-Falls, da die identische Ansatzfunktion gewählt wird. Es
existiert eine Vielzahl von Literatur, die sich mit der Analyse der quadratischen
Stabilität von linear parameterabhängigen Systemen und speziell von LPV-
Systemen beschäftigen [202, 203, 204, 205, 206]. Für polytope LPV-Systeme
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ist eine Betrachtung an den Ecken des Polytops ausreichend [206]. Das resul-
tierende Problem der Bestimmung einer einzigen, passenden Matrix P für
eine endliche Anzahl an Matrizen kann als konvexes Optimierungsproblem
formuliert werden [203]. Darüber hinaus existieren Algorithmen, die zusätzlich
berechnen können, in welchem Bereich der Parametervariation das System noch
stabil ist [202].

Definition 7 (Quadratische Stabilität von LPV-Systemen [99]) Ein LPV-
System

ẋ = A(ρ(t))x (B.12)

mit dem exogenen Parametervektor ρ ∈ Rk ist quadratisch stabil, wenn

V (x) = xTPx (B.13)

eine positiv definite Lyapunov-Funktion darstellt, und für alle Trajektorien des Parame-
tervektors ρ

PA(ρ) +A(ρ)TP < 0 (B.14)

gilt.

Da die Lyapunov-Ansatzfunktion zum Nachweis der quadratischen Stabili-
tät parameterunabhängig ist, wird die Stabilität gegenüber beliebig schnellen
Parametervariationen untersucht. In vielen Anwendungen weist der Parameter-
vektor eine endliche Änderungsrate auf, womit eine konservative Abschätzung
resultiert. Um dies zu umgehen, schlagen Gahinet et al. [207] eine Klasse von
parameterabhängigen Lyapunov-Ansatzfunktionen vor. Dabei weist die vorge-
schlagene Lyapunov-Matrix ebenfalls eine affineAbhängigkeit von demParame-
tervektor ρ auf. Die Verwendung der Information über die Änderungsrate des
Parametervektors führt dazu, dass die Analyse der robusten Stabilität weniger
konservativ ist als die der quadratischen Stabilität. Wobei die Berechnung einer
entsprechenden Lyapunov-Matrix im Falle von polytopen LPV-Systemen durch
geschickte Umformulierung wiederum als konvexes Optimierungsproblem
formulierbar ist [207].
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Definition 8 (Affine quadratische Stabilität von LPV-Systemen [207]) Ein
LPV-System

ẋ = A(ρ(t))x (B.15)

mit dem exogenen Parametervektor ρ ∈ Rk ist affin quadratisch stabil, wenn

V (x,ρ) = xTP (ρ)x (B.16)

eine positiv definite Lyapunov-Funktion darstellt, sodass für alle Trajektorien des Para-
metervektors ρ

P (ρ) = P0 + P1ρ1 + . . . + Pkρk > 0

P (ρ)A(ρ) +A(ρ)TP (ρ) + P (ρ̇)− P0 < 0
(B.17)

gilt.

Eine weitere Möglichkeit des Nachweises der asymptotischen Stabilität von
LPV-Systemen ist die Ein-/Ausgangsstabilität beziehungsweise dieL2-Stabilität.
Hierfür wird das für LTI-Systeme bekannte Bounded Real Lemma (siehe Defini-
tion 4) für LPV-Systeme erweitert. Für polytope LPV-Systeme ist wiederum ein
systematischer Nachweis über eine endliche Anzahl an linearen Matrixunglei-
chungen an den Grenzen des Polytops des Parameterraums ausreichend [98].

Definition 9 (Quadratische H∞-Performanz von LPV-Systemen [98]) Ein
LPV-System

ẋ = A(ρ(t))x+B(ρ(t))u

y = C(ρ(t))x+D(ρ(t))u
(B.18)

besitzt quadratische H∞-Performanz wenn eine symmetrische, positiv definite Ma-
trix P und eine positiver Skalar γ existieren, sodass

B(A(ρ),B(ρ),C(ρ),D(ρ))(P ,γ) < 0 (B.19)

für alle Trajektorien des Parametervektors ρ gilt.
Dies ist gleichbedeutend damit, dass die Lyapunov-Ansatzfunktion V (x) = xTPx
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asymptotische Stabilität sicherstellt und die L2-Verstärkung des Ein-/Ausgangsverhal-
tens

‖y‖2 < γ ‖u‖2 (B.20)

durch γ beschränkt ist.

Die Robust Control Toolbox von Matlab [192] stellt entsprechende Funktio-
nalitäten bereit, um die quadratische Stabilität (quadstab), die affine quadrati-
sche Stabilität (pdlstab) und die L2-Stabilität (quadperf) von polytopen LPV-
Systemen mittels linearen Matrixungleichungen zu berechnen. Bei allen Me-
thoden zum Nachweis der Stabilität von LPV-Systemen ist zu berücksichtigen,
dass die Analysen die Stabilität in Bezug auf das LPV-Modell und nicht der
ursprünglichen nichtlinearen Strecke garantieren.
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C Eigenschaften von Robotermanipulatoren

Das dynamische Modell serieller Robotermanipulatoren mit N Gelenken weist
einige bekannte, hilfreiche Eigenschaften auf [100, 208]. Die wichtigsten dieser
Eigenschaften sind:

E1) DieMassenmatrixM(q) ist symmetrisch und positiv definit. Somit existie-
ren zwei Konstanten λmin und λmax, die dem minimalen beziehungsweise
dem maximalen Eigenwert der Massenmatrix entsprechen, mit der Ein-
heitsmatrix I ∈ RN×N , sodass

λminI ≤ M(q) ≤ λmaxI (C.21)

gilt, womit alle Diagonalelemente größer Null und nach oben beziehungs-
weise nach unten beschränkt sind.
Des Weiteren ist jeder Eintrag der Matrix entweder eine Konstante oder
eine trigonometrische Funktion der Gelenkkoordinaten q. Dies hat zur
Folge, dass die Massenmatrix und ihre partiellen Ableitungen bezüg-
lich der Gelenkkoordinaten Lipschitz-stetig sind [209]. Im Anhang B.2
kann die Definition des mathematischen Begriffs der Lipschitz-Stetigkeit
nachgeschlagen werden.

E2) Die Wahl der Matrix der Coriolis- und Zentrifugalterme C(q,q̇) ist nicht
eindeutig. Weit verbreitet ist die Beschreibung der Koeffizienten als Chris-
toffelsymbole [25]

cij =

N∑
k=1

cijk q̇k (C.22)

mit
cijk =

1

2

(
∂mij

∂qk
+

∂mik

∂qj
− ∂mjk

∂qi

)
, (C.23)

i,j = 1,...,N und den Subelementen mij der Massenmatrix M(q).
Dies hat zur Folge, dass dieMatrixM(q)−2C(q,q̇) schiefsymmetrisch ist.
Darüber hinaus kann die Lipschitz-Stetigkeit der partiellen Ableitungen
der Massenmatrix dazu genutzt werden, eine weitere Eigenschaft der

167



Anhang

Matrix der Coriolis- und Zentrifugalterme herzuleiten. Daraus folgt, dass
die Matrix der Coriolis- und ZentrifugaltermeC(q,q̇) ebenfalls Lipschitz-
stetig ist.

E3) Der Gravitationsvektor setzt sich ebenfalls aus trigonometrischen Funk-
tionen in Abhängigkeit der Gelenkkoordinaten zusammen. Dies hat zur
Folge, dass die Ableitung des Gravitationsvektors∥∥∥∥∂g(q)∂q

∥∥∥∥
2

≤ α ∀q ∈ RN (C.24)

von einer positiven Konstante α ∈ R beschränkt ist.
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Beiträge zum Stuttgarter Maschinenbau  

Diese Arbeit befasst sich mit einem neuen adaptiven 
Regelungsansatz für Industrieroboter mit gelenkseitiger 
Positionsmessung, um die dynamische Bahngenauigkeit 
zu verbessern. Es wird ein lineares Regelungsgesetz vor-
geschlagen, das mithilfe der LPV-Methodik zu einer Gain-
Scheduling-Regelung erweitert wird. Die Performanz des 
Ansatzes wird experimentell an einem KUKA KR210-2 
Industrieroboter validiert. 

Die Ergebnisse zeigen eine signifikante Verbesserung im 
Vergleich zur klassischen Kaskadenregelung. Der Ansatz 
stellt einen Kompromiss zwischen Regelungsperformanz 
und Robustheit dar, um die industrielle Anwendbarkeit 
sicherzustellen und beinhaltet gleichzeitig eine systema-
tische Vorgehensweise für die Systemidentifikation und 
den robusten Entwurf des adaptiven Reglers.
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