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Avant-propos

Ces travaux de recherche ont été réalisés dans le cadre du projet CORRAS (CORRecteur
d’ASsiette) avec différents partenaires industriels tels que MECALAC AHLMANN, SENSO-
REX MEGGITT. Ces travaux ont été initiés par le CETIM (CEntre Technique des Industries
Mécaniques) et vise le développement d’un capteur d’horizontalité bas coiit et l’assistance au
pilotage sur les engins de manutention. Le laboratoire SYMME (SYstemes et Matériaux pour
la M Ecatronique) intervient dans le cadre de la définition d’architectures de commandes pour ce
dispositif d’aide a la conduite.

Le laboratoire SYMME (EA4144) a été créé en septembre 2006 pour regrouper les compétences

permettant de mener des recherches & caractére pluridisciplinaire, afin de répondre efficacement a
la demande croissante en conception de produits intégrés, innovants et respectueux de ’environ-
nement.
Les 44 enseignants chercheurs du laboratoire apportent des compétences en Automatique,
Electronique, Instrumentation, Génie Mécanique, Science des Matériaux, pour traiter les
méthodologies de conception, développement et production de systemes mécatroniques, avec pour
buts la maitrise des matériaux et I'introduction de l’intelligence dans des systemes mécaniques,
pour en améliorer les potentialités et/ou les performances.

Le CETIM est un institut technologique sous tutelle de 1’état piloté par les industriels de la
mécanique.
Les principaux objectifs du CETIM sont d’apporter aux entreprises des moyens et des compétences
pour accroitre leur compétitivité, de faire le lien entre recherche et industrie, de promouvoir le
progres des techniques Ces objectifs sont traduits en différentes missions telles que l'anticipa-
tion technologique, I'innovation technologique et la diffusion de I'information technologique et des
résultats de I'action collective.
La mécatronique, avec le contrdle des mouvements en particulier, constitue I'un des 4 axes de R&D
prioritaires du CETIM. Les développements en mécatronique sont portés notamment par son centre
de ressources installé sur le campus universitaire d’Annecy-le-Vieux depuis 2007.
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Introduction générale

L’objectif de base de cette these s’inscrit dans le cadre d’une assistance a la conduite d’engin
de manutention. La société MECALAC AHLMANN congoit des engins de chantiers qui peuvent
étre adaptés a des taches de manutention variées. Le modele considéré est la 12MXT dont le bras
polyarticulé est constitué de cinq actionneurs. Les quatre principaux actionneurs hydrauliques
permettent des mouvements dans le plan vertical, alors qu'un vérin en milieu de bras permet un
mouvement déport. Ce systeme, du fait de sa structure redondante, procure une grande marge
de manceuvre dans des environnements encombrés, ce qui reste un atout certain par rapport aux
autres engins classiques, actionnés exclusivement par trois vérins. Cependant cette spécificité
augmente la complexité du pilotage et exige une plus grande qualification des pilotes pour les
taches de manutention. Dans le but d’assister le conducteur, un correcteur peut étre intégré afin de
décharger le pilote du controle du dernier actionneur (outil) de sorte a garantir le non-renversement
de charges. En plus de l'assistance au pilotage, le correcteur améliorera incontestablement la
sécurité au sein de l’espace de travail.

Cette étude a été entamée au début des années 2000 au sein de entreprise MECALAC. L’un
des principaux projets était intitulé FEasydrive. Ce travail a permis de mettre en place une loi de
commande de type linéaire visant a réguler I’angle absolu de 'outil. Cette information angulaire
était reconstruite a partir de capteurs angulaires montés au niveau des articulations du bras
polyarticulé. Le comportement obtenu a été jugé non satisfaisant, les raisons pouvant venir de la
reconstruction de 'information d’attitude ou de la structure trop simple retenue pour I'algorithme
de commande.

Le travail a été repris en 2006 avec, dans un premier temps, la conception d’un inclinometre
bas cotit. Cette étude a été menée dans le cadre d’un projet de type FUI(FCE), intitulé ” COR-
RAS” (CORRecteur) d’ASsiette), avec comme partenaires la société MECALAC, SENSOREX
(Constructeur de Capteurs) et le CETIM (CEntre Technique des Industries Mécaniques). Ce type
de capteur existe sous la forme de centrale inertielle mais reste onéreux pour ce type d’engin. Donc
I’idée prépondérante consiste en la définition d’une association de capteurs, de type accélérometres
et gyrometres, puis la réalisation du traitement de signal adéquat pour la reconstruction d’une
information d’attitude. Le produit final sous forme de bloc capteur doit fournir une information
d’attitude avec une dynamique satisfaisante et cela dans des environnements assez hostiles tels
que les chantiers ou les entrepots. L’une des difficultés prépondérantes liées a cet environnement
concerne les risques de chocs qui perturberaient de maniere assez significative les composants
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sensibles aux accélérations. Les compétences du CETIM dans le domaine du traitement du signal
sont associées a l'expérience de SENSOREX pour atteindre ses objectifs.

En parallele, 'analyse de l’assistance au pilotage a été reconsidérée, sur la base de cette
information d’attitude. Cela consiste en la définition d’un algorithme de commande apte a garantir
le maintien de I’horizontalité de l'outil (fourche ou godet). Cette tache a été confiée au laboratoire
de recherche SYMME (SYstémes et Matériaux pour la MEcatronique), a travers cette these
cofinancée par ’APS (Assemblée des Pays de Savoie), d’une part, et le CETIM, d’autre part.

Pour cette partie du projet, le cahier des charges est défini par la société MECALAC et il est
essentiellement axé sur la nature des informations autorisées. Le correcteur d’assiette devra utiliser
exclusivement l'information d’attitude de l'outil issue du capteur d’horizontalité. Il n’est pas
envisagé d’utiliser d’autres informations, renseignant par exemple sur la configuration de I'engin,
en partant du principe que le pilote sait gérer ’asservissement de l'outil avec une connaissance
réduite. Pour les mémes raisons, il n’est pas prévu de modifier le systéme d’actionnement de ’outil,
si ce n’est de remplacer la commande hydraulique du distributeur par une commande électrique.
Cependant dans le cadre de I'identification du systéeme et du développement des lois de commandes,
il est prévu d’utiliser un maximum d’informations afin de faciliter le recalage des modeles et le test
des algorithmes de commandes. La simultanéité des phases d’élaboration des lois de commandes
et de développement du capteur d’horizontalité oblige aussi a recourir a des moyens de mesures
intermédiaires tels que les longueurs de vérins pour la reconstruction de ’angle de l'outil par
rapport au chassis, pour le test de lois de commandes.

C’est pourquoi MECALAC a préparé un mulet comprenant des vérins instrumentés qui vont
permettre I'identification des différents sous-systemes et les tests des algorithmes de commandes.
Pour cela une phase d’adaptation des modeles existants est nécessaire avec la mise en place d’'un
étage de pilotage électrique proportionnel (adapté au controle) et I'implantation d'un calculateur
dédié.

Dans l'optique de la définition d’une loi de commande, différentes étapes sont a considérer :

— Modélisation du systeme physique

— Identification et recalage de modeles

— Définition d’un modele de conception de loi de commande, choix et élaboration d’algorithmes

de commande

Prototypage et tests sur engins

Une autre étape, non directement liée aux objectifs de ces travaux de these, concerne le pré-
dimensionnement des éléments utilisés dans le bloc capteur. En effet le choix des composants de
type gyrométrique nécessite la connaissance préalable de leurs étendues de mesures, qui découlent
de la structure du bras polyarticulé mais aussi de la capacité des éléments hydrauliques, en
particulier la pompe.

Le présent mémoire est organisé comme suit :

Le chapitre 1 concerne la modélisation géométrique et cinématique dans le but de dimensionner
notamment les composants gyrométriques composant le bloc capteur. Cette étude sera purement
géométrique et cinématique avec une exploration des différentes configurations du bras polyarticulé.
En effet les vitesses de rotation en bout d’outil dépendent aussi bien des vitesses de vérin que de
la configuration du bras. L’actionnement hydraulique est considéré a travers les contraintes liées
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aux caractéristiques des actionneurs mais aussi a celles de la pompe avec un débit limité. Donc il
s’agit d’une maximisation sous contraintes avec l’exploration de toutes les combinaisons possibles
de répartitions de débits au niveau des différents actionneurs.

Le chapitre 2 est consacré a la modélisation multi-physique dans l'optique de 1’élaboration de

modeles de validation pour le test des algorithmes de commandes. Ces modeéles de validation sont
effectivement de type multi-physiques avec une partie hydraulique, mécanique et électrique. Les
outils de simulation utilisés sont MATLAB de la société Mathworks et AMESim de la société LMS
Imagine.Lab. Le logiciel MATLAB présente 'avantage de fournir les outils pour le développement
des lois de commandes, ce qui garantit I’optimisation des simulations au sein d’un méme environ-
nement. L’outil AMESim est spécialisé dans la modélisation des systémes multi-physiques avec
différentes librairies dont les plus adaptées a notre étude sont celles relevant de ’hydraulique et de la
mécanique (Hydraulic, Mechanical, Planar Mechanical) [Marquis-Favre 06b] [Marquis-Favre 06a].
Un modele de validation est élaboré avec chaque outil de simulation. L’outil MATLAB n’étant
pas spécialisé dans la modélisation multi-physique, seul le systéme de compensation est modélisé.
Ce modele basé sur les expressions analytiques présente l'avantage de permettre une premiere
phase de test des lois de commande au sein d’un méme outil. Le modele de validation réalisé sous
AMESim prend en compte toute la structure du bras polyarticulé avec la possibilité de générer
toute les perturbations auxquelles le correcteur pourrait étre soumis.
Les modeles ainsi obtenus peuvent étre utilisés pour étudier la variabilité de dynamique du systéme.
En effet le systeme présente des non linéarités fortes de par la nature de ses actionneurs mais
aussi a travers la variété des charges manutentionnées. Cette étude permettra ensuite d’évaluer la
robustesse de la loi de commande.

Le chapitre 3 acheéve la validation du modele du systeme physique par une phase de recalage
a partir d’essais d’identification sur engins. Cette phase d’identification et de recalage concerne
aussi bien les modeles de validation que ceux, plus simples, utilisés pour la conception de la loi
de commande. La définition des modeles de conception a été abordée de deux manieres. L'une
des approches consiste en la linéarisation des modeles multiphysiques complexes (AMESim) ou
des expressions analytiques non linéaires. La seconde méthode utilise la définition des modeles
équivalents basés sur la compréhension de la dynamique globale du systéme.

Le chapitre 4 présente ’approche correspondant a un maintien de l'orientation de l'outil a
partir d’une information d’angle absolu. Cette approche est plus classique avec une stratégie de
régulation sur une consigne pouvant correspondre a l'attitude courante avant I’enclenchement du
correcteur ou a une valeur constante prédéfinie, éventuellement nulle.

Dans ce cadre, la premiere stratégie utilisée est basée sur un modele linéarisé tangent avec une loi
de commande du type retour d’état avec observateur étendu. Cette commande de type linéaire est
robustifiée avec la prise en compte des perturbations connues.

Une loi de commande non linéaire du type TDC (Time Delay Control)[Toumi 90] qui s’apparente
a une commande sans modele [Fliess 08] est aussi élaborée. Cette loi de commande ne requiert
pas un modele de conception spécifique, ce qui constitue une avantage certain par rapport a la
robustesse requise pour I'adaptabilité du controle a d’autres engins.

La commande basée sur les modes glissants, aussi nommée SMC (Sliding Mode Control), qui est
de la famille des commandes & structures variables, est aussi implémentée a travers la définition de
différentes surfaces de glissement.
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Le chapitre 5 est consacré a une seconde approche de commande avec cette fois le controle
de l'orientation du vecteur accélération. En effet le pilote qui assure aussi le non renversement
de charges ne cherche pas forcément a maintenir ’angle de 'outil & une certaine valeur, mais
essaie plutot de préserver le placage de la charge sur l'outil. Donc, cette approche vise a maitriser
lorientation du vecteur accélération, information qui pourrait étre reconstruite a partir des
données accélérométriques, a priori plus facile a obtenir que l'information d’attitude. C’est pour
cette raison que, bien qu’en dehors des objectifs du projet CORRAS, cette stratégie a été étudiée
avec dans un premier temps l'analyse de la mesure réalisable, puis dans un second temps, les
répercussions sur la structure de commande de 'utilisation de cette information.

Une derniere partie dresse un bilan des résultats obtenus avec le controle d’assiette et propose
quelques perspectives quant a 'amélioration des performances et la poursuite de 1’étude de la
stratégie de non-renversement.



Description du probleme

Le probleme d’assistance au pilotage peut étre analysé par rapport a ces deux principales
difficultés qui sont 1’élaboration du correcteur et I'acces a la mesure.
La définition de la commande est basée sur la complexité du systeme a controler. L’architecture de
commande standard du systeme en boucle fermée peut étre représentée comme suit :

Environnement

Etage de
! pilotage Pompe Bras

Etage de Embiellag

référence

|| Electrovanne

Correcteur i| + Distributeur

Figure 1 — Systeme en boucle fermée

Le circuit d’actionnement peut étre segmenté en trois sous-systémes a savoir :
~ Etage de pilotage (Electrovanne+Distributeur)
~ Etage de puissance (Vérin hydraulique)

Embiellage du porte-outil

Tous les sous-systemes du circuit d’actionnement présentent des non-linéarités a prendre
impérativement en compte pour un comportement satisfaisant de la loi de commande. Les non
linéarités présentes au sein de 1’étage de pilotage sont principalement sous la forme de zones mortes.
La géométrie des encoches du tiroir du distributeur introduit aussi une non linéarité forte par rap-
port a I’évolution de la section de passage du fluide.

Les actionneurs de I’étage de puissance présentent des frottements secs. L’embiellage du porte-outil
présente aussi des frottements secs difficilement quantifiables au niveau des liaisons pivots et un
gain en vitesse fortement non linéaire. En effet ’embiellage a pour but d’amplifier les déplacements
du vérin de l'outil afin d’augmenter ’amplitude des mouvements de rotation. Mais le gain de I’em-
biellage entre la vitesse de rotation et celle de translation du vérin de I’outil évolue de maniere non
linéaire en fonction du déplacement de vérin.

La pompe hydraulique est a cylindrée variable avec un débit limité et potentiellement insuffisant
pour certains mouvements combinés des actionneurs. Donc toutes les stratégies de corrections de-
vront prendre en compte cette restriction de débit de la pompe afin de garantir un débit nécessaire
pour la compensation des perturbations. Afin de pallier a ce déficit de ressource, 'introduction
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d’une gestion de priorité est envisagée au niveau du distributeur. Mais ce dispositif peut modifier
de maniere assez significative la dynamique globale du bras polyarticulé. En effet I’actionnement
du vérin de 'outil provoque le freinage des autres vérins avec des phénomenes d’a-coups.
Le correcteur visera a rejeter des perturbations clairement identifiées et qui sont liées a I’engin ou
a son environnement. Les origines de ces perturbations sont :

— Modifications articulaires

— Déplacements de I’engin

— Déformation des pneumatiques
Les modifications articulaires sont issues des commandes du pilote servant & diriger 'organe
terminal dans l’espace de travail. Mais ces mouvements du bras modifient 'angle absolu de
I'outil, en dehors de ceux occasionnant des trajectoires rectilignes. Ces mouvements concernent les
actionneurs du bras polyarticulé hormis celui de I'outil et présentent la particularité de consommer
des ressources qui peuvent faire défaut a la correction. En effet du fait de la capacité limitée
de la pompe, il est nécessaire de quantifier 'amplitude des perturbations corrigibles. L’étude de
ces perturbations admissibles devra prendre en compte les consommations en débit mais aussi
la configuration du bras qui influe fortement sur la vitesse angulaire de perturbation en bout de bras.

Les mouvements de ’engin peuvent correspondre a un franchissement de trottoir qui peut
intervenir dans les phases de roulage et représentent les perturbations les plus difficilement
corrigibles. En effet méme si les amplitudes sont faibles, les chocs peuvent occasionner des pics
d’accélérations assez importants au niveau de la charge. Ce type de perturbation est anticipé par
le pilote qui dispose de I'information du profil de la route. Dans le cadre du correcteur d’assiette, il
faudra considérer les performances du circuit d’actionnement afin de définir les vitesses de roulage
limites pour lesquelles la compensation reste possible.

L’engin n’est pas équipé de suspensions et les déformations des pneumatiques peuvent intervenir
apres un franchissement de trottoir mais aussi durant les phases de manutention statiques avec
I'inertie du bras polyarticulé. En effet selon la charge et 'envergure du bras, des oscillations plus
ou moins importantes apparaissent et peuvent occasionner un renversement de charges.

La difficulté de ce contréle réside essentiellement dans le manque d’anticipation des perturbations.
Dans le cadre d’'une phase de manutention, le pilote maitrise 'angle de I'outil en anticipant sur
ces prochains mouvements. Avant un franchissement de trottoir, le pilote s’octroie une marge de
sécurité, puis durant une phase d’oscillation liée aux pneumatiques, I’envergure du bras peut étre
modifiée afin de réduire I'instabilité.

Le pilote utilise principalement l’anticipation sur ces trajectoires connues et peut agir sur
I’ensemble des actionneurs pour réduire la vitesse des modifications articulaires ou amortir des
oscillations. Donc le dispositif d’assistance au pilotage devra pallier & ce manque d’anticipation et
cette marge de manceuvre réduite. Les butées de vérins constituent une bonne illustration d’une
information nécessaire pour la détection de situation avec une correction impossible. Au vu de
toutes ces perturbations, il apparait indispensable de prévoir des dispositifs d’alertes signalant les
défauts de correction de I'angle absolu de 'outil.

Les engins et les systemes hydrauliques en général ont fait I'objet d’une multitude d’études
concernant leurs controles. L’approche la plus utilisée est basée sur les modeles linéaires tangents.
Les asservissements concernent différentes variables telles que la position [Lazic 07] , la vitesse
[Sleiman 06] [Sha 02] [Pommier 02], la force [Fateh 08] [Sekhavat 06] [Niksefat 00] [Ahn 09] ou
le controle d’impédance [Ha 00] [Nguyen 00]. Concernant l’asservissement en position, plusieurs
stratégies linéaires peuvent étre citées telles que la commande par PID [Elbayomy 08] [Lazic 07], la
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commande LQG [Banavar 98|, la commande H, la commande floue [Chena 08] et la commande
par réseaux de neurones. Méme si ces méthodes sont basées sur un modele au voisinage d’un
point de fonctionnement, leur comportement peut s’avérer satisfaisant avec une bonne stratégie de
réglage.

Les approches non linéaires sont aussi utilisées pour la commande des systéemes hydrauliques.
Ces stratégies peuvent étre classées en quelques familles comme celle de la commande a structure
variable (VSC)[Utkin 99] [Guan 08] [Liu 99a] [Guoa 08] , la commande linéarisante [Seo 07]
[Horn 03], la commande TDC (Time Delay Control) [Toumi 90] [Chang 03] [Lee 02]. La plupart
de ces stratégies non linéaires présentent comme principal inconvénient un défaut de méthodes de
réglages.

L’automatisation de certaines phases de travail a aussi fait 'objet de plusieurs études, notamment
le suivi de trajectoire [Chang 02] [Lee 02].

Le controle de I'outil est réalisé par rapport a différentes variables telles que la vitesse angulaire
[Cobo 98]. Un contréle en position est réalisé dans [Nguyen 99], avec une loi de commande de
type linéaire. Une autre étude concerne la hauteur du bras polyarticulé de l’engin [Araya 01].
L’une des études la plus avancée dans l'automatisation des engins est consacrée a la télé-
opération d'un engin & partir des mouvements du bras instrumenté du pilote [Kim 09]. De la
meéme maniere, le travail présenté dans [Makkonen 06] est trés ambitieux et concerne ’étude
en simulation de la faisabilité d’un controle en trois dimensions d’un engin, a partir de mesures GPS.

Afin de remplacer le contréle du pilote par un dispositif automatique, deux approches sont
envisagées :

— Controle de I'angle absolu de I'outil

— Controle de l'orientation du vecteur accélération
Le controle d’assiette est une approche totalement nouvelle avec 1'utilisation d’un capteur de haut
niveau et le controle d’un systéme hydro-mécanique fortement non linéaire.
Cette approche est assez intuitive et vise & maintenir constante 'attitude de I'outil («) autour d’une
valeur proche de zéro en dépit des différentes perturbations. Cette approche suppose ’accessibilité
a l'information d’attitude a travers un capteur d’horizontalité. Cette information doit concerner
I’angle absolu par rapport a l’horizontale afin de prendre en compte les phases de travail sur
plan incliné. La contrainte par rapport a l'utilisation exclusive de l'information d’attitude exclut
I’anticipation par rapport au gain non linéaire de ’embiellage. En effet une mesure de la position du
vérin de 'outil permettrait de compenser la variation du gain de ’embiellage. Cette non linéarité
oblige donc a garantir une importante marge de gain au niveau du correcteur, ce qui peut nuire
fortement & la rapidité de la boucle fermée.
Le systeme avec le correcteur d’assiette peut étre schématisé comme suit :

Modifications articulaires
Mouvements de I'engin
Déformation des pneumatiques

Distributeur | Vérin | Embiellage | Charge

Consigne % Pert 6
* gs +¢ Cant a
. . + apteur
? |-» Systeme ¥ ) g oitontaiite

Correcteur

v

Figure 2 — Controle d’attitude
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Une seconde approche concernant le non-renversement est plus originale et vise le controle
de lorientation du vecteur accélération de l'outil. En effet, afin de garantir le non-renversement,
il s’agira de compenser les accélérations au niveau de la charge en maintenant l’orientation du
vecteur accélération a l'intérieur d’'un coéne de frottement. Cette méthode s’apparente a celle du
serveur de bar avec son plateau qui ne maintient pas forcément l'angle absolu constant mais
compense les accélérations liées a ses mouvements.

Cette approche reste intéressante dans le sens ou elle ne nécessiterait pas une information d’atti-
tude, qui reste complexe et onéreuse a élaborer, mais seulement des données d’accélérations. Le
probleme posé par cette approche reste 'acces a la mesure. En effet la variable a controler, a savoir
I'orientation du vecteur accélération au centre de gravité de la charge, n’est pas accessible du fait de
I'impossibilité de montage d’un capteur en ce point. Donc une stratégie de reconstruction du vecteur
accélération a partir d’accélérometres montés en différents points de I'outil est a définir. Mais cette
stratégie nécessite quelques hypotheses sur la géométrie de la charge qui est en réalité variable. La
validation de cette méthode sera assujettie a une analyse rigoureuse de ’erreur liée a ces hypotheses.

Pert
v
Consigne u s R Axi ,
N . Accélérométres 6 Bt
5 ? —» Systeme |—», inertiels A Reconstruction q Filtrage >

Correcteur

Figure 3 — Controle de 'orientation du vecteur accélération

Avec cette méthode, 'attitude risque durant des phases de manutention de varier de maniere
assez importante, ce qui peut étre assez déconcertant pour le pilote. Du fait de la nature des
capteurs de type accélérometriques, les phases de chocs peuvent étre assez dommageables pour la
détermination du vecteur accélération. Cette approche plus que le controle d’assiette nécessite la
mise en place de protocoles d’interruptions.

L’aspect sureté de fonctionnement reste une étape indispensable dans une optique d’intégration
industrielle du dispositif d’assistance au pilotage. Le comportement du pilote sera modifié avec
la présence du correcteur d’assiette, avec moins de vigilance et plus d’exigences par rapport aux
performances du bras polyarticulé. La détection des butées du vérin de godet pourrait étre utilisée
comme variable d’interruption du mode d’assistance au pilotage. Mais la restriction du nombre
d’informations imposée par le cahier des charges limite le choix par rapport aux variables d’alertes
permettant 'anticipation des défauts de correction.
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1.1 Introduction

Dans le cadre de I’étude de la structure du bras polyarticulé de I’engin, les modeles multi-corps,
a savoir géométrique et cinématique, sont déterminés. Cette partie concerne notamment la
modélisation géométrique qui consiste a déterminer les coordonnées d’un point qui est situé,
dans notre cas, sur le porte-outil et ceci en fonction des longueurs de vérins. Cette modélisation
a plusieurs applications directes telles que la consolidation des exigences du cahier des charges,
le dimensionnement de capteurs ou la reconstruction de I'angle relatif de I'outil par rapport au
chassis.
Les modeles géométriques combinés aux modeles cinématiques permettront d’évaluer les sollicita-
tions subies par le capteur d’horizontalité monté sur le porte-outil. Cette phase de dimensionnement
permet de cartographier les vitesses extrémes rencontrées et de cerner les configurations les plus
exposées. Du fait de la limitation du débit de la pompe, ces modeles peuvent aussi étre utilisés afin
d’étudier 'amplitude des perturbations maximales corrigibles et ceci pour différentes configurations
du bras.
Par rapport a la consolidation des exigences du cahier des charges, la précision angulaire
requise pour le systeme sous controle doit étre évaluée au niveau de l'actionneur. En effet
la présence de certaines non-linéarités au niveau de ’embiellage influe sur la variation de la
précision de positionnement au niveau du vérin. Ce phénomene introduit la notion de sensibilité
de l'embiellage qui permet le dimensionnement de l'actionneur par rapport aux performances
spécifiées par le cahier des charges. Cette étude de sensibilité est purement géométrique et
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ne prend pas en considération les frottements secs au niveau du vérin, qui devront étre assez
faibles pour satisfaire la précision de positionnement correspondant a la précision angulaire requise.

Le systéme considéré est une pelle hydraulique 12MXT de Mecalac. Le bras polyarticulé est
constitué de trois corps (fleche, bec, bras) et du porte-outil sur lequel peut étre monté un godet
(Fig.1.1(a)) ou un porte-palette (Fig.1.1(b)). Il est aussi composé de deux articulations (a) et de
deux embiellages (b). Le premier embiellage définit l'angle de la fleche. Le bec comporte deux
parties a savoir le bec de fleche et le bec de bras permettant ainsi un déport. L’ensemble du bec
est lié a la fleche par une articulation simple. Le bras est aussi actionné de la méme maniere et est
lié au bec. L’outil est monté sur un second embiellage qui permet d’amplifier les mouvements de

loutil par rapport aux déplacements du vérin (Fig.1.1).

5 b Porte-outil

© Bras

Fléche

Figure 1.1 — Engin polyvalent 12MXT

1.2 Modélisation géométrique

L’étude du modele géométrique concerne dans un premier temps la structure du bras avec

les différents corps mécaniques. Ce modele global dépend de I’angle relatif entre les différents
corps composant le bras. Puis les systemes d’actionnement tels que les articulations pivots et les
embiellages sont modélisés afin d’obtenir le modele global dépendant des longueurs de vérins.
Ce modele global de la structure du bras polyarticulé permettra de déterminer les coordonnées
cartésiennes du porte-outil mais surtout son orientation par rapport au chassis. Pour un chassis a
I’horizontale, ce modele avec tous les vérins instrumentés peut étre employé pour obtenir ’angle
absolu du porte-outil. Cette stratégie permet d’obtenir une mesure approchée de 'attitude pour
pallier a un éventuel défaut du capteur d’horizontalité.
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1.2.1 Modele géométrique de la structure

La structure du bras polyarticulé avec seulement le porte-outil est représentée ci-dessous (Fig.
1.2)

Figure 1.2 — Structure du bras polyarticulé
Dans le cadre de la modélisation géométrique globale de cette structure, les influences des

différentes articulations et embiellages sont représentées, a travers les angles relatifs entre les
différents corps. La structure peut étre schématisée comme suit :

z1

Figure 1.3 — Schéma simplifié de la structure du bras polyarticulé

— dj : la distance entre O; et O3, les origines respectifs des reperes R; et Rs.
— do : la longueur de la fleche.
— ds3 : la longueur du bec.
— dy : la longueur du bras.
— ds5 : la longueur du porte-outil.
Les différents reperes utilisés dans le cadre de la modélisation de la structure polyarticulée sont :
— Ry : Repere terrestre (absolu), d’origine Oy.
— Rj : Repere lié au chassis, d’origine O
— Ry : Repere lié a la fleche, d’origine O3 situé sur 'axe de rotation de la fleche par rapport au
chassis.
— Rj3 : Repere lié au bec, d’origine Og
— R4 : Repere lié au bras, d’origine Oy4
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— Rjs : Repere lié au porte-outil, d’origine Os

La tourelle de I'engin peut effectuer une rotation d’'un angle ¢; mais qui n’est pas considéré pour
les mouvements dans le plan. L’angle g5 est ’angle de la fleche par rapport a ’horizontale, g3 celui
du bec par rapport a la fleche, g4 celui du bras par rapport au bec et g5 celui de I'outil par rapport
au bras. L’angle « est celui de 'outil par rapport a ’horizontale liée au chassis.

Seuls les parametres géométriques sont nécessaires pour la modélisation de la structure du bras.
En effet le premier embiellage n’est pas représenté, mais il est pris en compte a travers I’angle de
la fleche par rapport au chassis (g2). Le déport du bec a été ignoré car seuls les mouvements plan
sont compensables par le vérin de 'outil. L’influence du second embiellage est représentée par un
couple entre le bras et le porte-outil. Le point P en bout d’outil comporte trois degrés de liberté,
a savoir un mouvement de rotation autour de z; et deux translations suivant x1 et y;.

Le principe de fonctionnement du systéeme a étudier peut étre schématisé comme suit :

Cmd Qi Hi

pilote 3 a X
—» Distributeur Vérins HArﬁculationsH Structure —® Yy |
3 a

Figure 1.4 — Principe de fonctionnement du bras polyarticulé

Avec Q;, les débits dans les vérins, H; les longueurs des vérins et ¢; les angles relatifs des
différents corps.
En se limitant a ’étude du mouvement dans le plan, le modele géométrique de la structure poly-
articulée a la forme suivante dans le repere R; lié au chassis :

X dy + d3.Co + d3.C23 + dy.Ca34 + d5.Ca345
Z | = do.So + d3.593 + d4.S234 + d5.59345 . (1.1)
o Q2+ g3+ qs+qs + a5

Avec Cjj = cos (¢; + q;) et S = sin (¢; + ¢;)-

L’angle a5 est angle d’offset introduit par la géométrie du porte-outil.

La redondance apparait a travers ce modele géométrique global avec quatre variables articulaires
pour trois degrés de liberté.

Si les relations entre les angles ¢; et [X Z ] relévent d’une démarche classique (Eq.1.1), celles entre
les longueurs de vérins H; et les variables articulaires g;, découplées, font apparaitre des expressions
fortement non linéaires. Ces modeles géométriques sont de complexités diverses selon I'articulation
pivot et 'embiellage considéré.

1.2.2 Modeles géométriques des articulations pivots

Cette partie concerne la détermination des modeles géométriques pour les deux articulations
basiques, a savoir celle entre la fleche et le bec et celle entre le bec et le bras. Ces modeles sont plus
simples que ceux des embiellages.

Afin de déterminer les différents modeles géométriques, des variables angulaires sont choisies ar-
bitrairement mais cette schématisation n’est pas unique. En effet d’autres formulations peuvent
permettre d’aboutir aux mémes résultats.

Seule la détermination des modeles direct et inverse de I'articulation fleche-bec sera détaillée ; ceux
de I'articulation entre le bec et le bras sont déterminés de la méme maniere.
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Modele géométrique direct de ’articulation fleche-bec

En considérant la liaison fleche-bec dans laquelle I'articulation rotoide est mue par un vérin
hydraulique, la schématisation choisie permettant d’exprimer le modele direct est la suivante :

Figure 1.5 — Articulation fleche-bec

— dyo est la distance entre le point de fixation du vérin sur la fleche et la liaison pivot entre la
fleche et le bec.
— djo est la distance entre I’axe de rotation de la fleche avec le bec et le point de fixation du
vérin de bec.
— Hj est la longueur du vérin de bec.
31 et ago sont des parametres liés a la structure du bras.
L’expression de I'angle g3 en fonction de la longueur du vérin Hs, qui constitue le modele direct de
Particulation fleche-bec est comme suit :

g3 = —T + arccos <d%0+d(2)0_H§> + a31 + a2 (1.2)
2.d19.doo

Ce modele reste simple mais pour optimiser le temps de calcul, une approximation polynomiale
[Salcudean 99] est utilisée. Celle-ci est basée sur une minimisation au sens des moindres carrés
sur la plage utile. La qualité de I'approximation recherchée est fixée par rapport a la précision
de positionnement du vérin (frottements secs en particulier). L’évolution de 1’angle g3 en fonction
de H3 (MGD : Modele géométrique direct) ainsi que l'erreur introduite par une approximation
polynomiale d’ordre 4 sont présentées sur les courbes de la figure 1.6.
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q3(rad)
Ag3(rad)
N

24 MGD

¢ app ordre=4
26 H H H H H H L _a R H H H H H H H H
1.3 1.4 15 1.6 1.7 1.8 1.9 2 21 2.2 2.3 1.3 1.4 1.5 1.6 1.7 18 1.9 2 21 2.2 2.3
H3(m) H3(m)

Figure 1.6 — Analyse de l'articulation fleche-bec

Modele géométrique inverse de P’articulation fleche-bec

Ces modeles inverses sont tout aussi importants que les modeles directs et peuvent étre utilisés
pour la génération de trajectoire.
Ce modele géométrique inverse est assez trivial et peut étre obtenu & partir du modele direct :

Hs = \/d%O + d(2)0 — 2.d10.dgo cos (7‘( +q3 — 31 — 0422) (1.3)

1.2.3 Modeles géométriques des embiellages

Les systémes mécaniques au niveau de la fleche et de 'outil constituent les deux embiellages du
systeme. Ces systémes ont pour intérét d’amplifier les déplacements de vérin et d’augmenter ainsi
I’espace atteignable du bras polyarticulé de I’engin. L’étude de I’embiellage de fleche est détaillée
en Annexe. A.1.

Modele géométrique direct de ’embiellage du porte-outil

L’étude d’un embiellage comparable a celui de loutil a été réalisée dans [Budny 03]. Une
schématisation permettant d’exprimer ’angle g5 en fonction de la longueur du vérin Hs a la forme
suivante.

Figure 1.7 — Embiellage du porte-outil

— dp1 est la distance entre le point d’attache du vérin de godet et ’axe de rotation du levier
— dpg est la distance entre I'axe de rotation du levier et celui de 'outil
— dp3 est la longueur du levier
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— dps est la distance entre I’axe de rotation de l'outil et celui de la bielle en T
— dps est la longueur de la bielle en T

a9 et ayg sont des parametres du systéme.

Les équations intermédiaires conduisant au modele global de I’embiellage sont :

d2, +d?,—H?
— pl " "p3 5
Qypy = arccos ( 2dp1.dp3

Bp =T — auz —

hy = \/dg2 + a2y — 2.dyr.dys. cos ()
h2+d2 d§3> (1.4)

— p ' "p2
Yp = arccos < 2 hp.dpa

h2+d2 7d2
i P p4 PS5
0, = arccos (2. Fodon

Q5:7T_’Yp_5p_0443

Par substitution, le modele géométrique direct de ’embiellage du porte-outil, c’est a dire la relation
donnant I’angle g5 en fonction de la longueur du vérin de godet Hs, peut étre exprimée comme suit.

d2,+d%,—H?
2 p1 Tap3— 15
dp2 2.dp2.dp3. cOS <7T — (vy9 — arccos <2_ Tor-ds

Qs = T — arccos
d2 +d2 _H2
2 _ _ pl7p3 75
2.dpo. dp3 2.dp2.dp3. cos (7T Q42 — arccos < 2.dp1.dp3
d2 +d2 _H2
2 1 3 5 2 2
dp3 — 2.dp3.dp3. cos <7T — Q42 — arccos <]o2~dpf~dps + dpy — dys
— arccos Q43 (1.5)

d?, 4+d?,—H?
2 _ _ _ ZplT7p3 775
2.dpy. dp3 2.dpo.dy3. cos <7r (u49 — arccos < Ty

Bien que complexe, ce modele ne pose pas de problemes d’indétermination, contrairement au
modele inverse. Une approximation polynomiale peut aussi étre employée pour simplifier les calculs.
L’évolution de g5 en fonction de Hs, son approximation polynomiale et ’erreur de cette méme
approximation sont représentées sur les caractéristiques suivantes :

8 g
5 5
o B
b
| PR R PP PP
* app ordre=5 : : : : :
4 T . ;i ;i ;i ;i
0.9 1 1.1 1.2 1.3 1.4 15 1.6 Y 1 1?1 112 1f3 1?4 115 16
H5(m) H5(m)
(a) (b)

Figure 1.8 — Analyse de ’embiellage de ’outil
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Modele géométrique inverse de I’embiellage du porte-outil

Ce modele inverse fournit I'expression de la longueur du vérin en fonction de 'angle g5 et il
est obtenu avec un choix différent de variables articulaires. Ce type de modele peut étre employé
pour les phases d’initialisation du modele de ’embiellage de I'outil. En effet, dans le contexte de la
modélisation de structure polyarticulée, les conditions initiales sont souvent définies par rapport a
la variable de sortie (angle de 'outil), d’ou 'intérét de disposer de ce type de modele permettant
de remonter a l’entrée correspondante, en l’occurrence a la position du vérin.

Une schématisation permettant ’expression de Hg, est présentée sur la figure 1.9.

Figure 1.9 — Schématisation de 'embiellage du porte-outil (MGI)

Les équations intermédiaires permettant d’exprimer le modele inverse sont obtenues de la méme
maniere que précédemment :

(szﬂ—%—oaxs
hy, = \/de + d2274 — 2dpadps cos (Xp)

h2+d2 —d2 .
Up = arccos W .sign (g5 + ous)

1.6
_ hp+d2s—d2s (1.6)
,LLp = arccos W

& =7 — (bp + Vp + c2)
Hy = \[d2) + d2; — 2dp1dys cos (&)

\

Par substitution avec les expressions ci-dessus (Eq : 1.6), la schématisation de la figure 1.9 permet
d’exprimer la longueur du vérin d’outil H5 en fonction de ’angle ¢s.

A2, +d2,—2.dy3.dpy. cos(mt—qs—ou3)+d2, —d?
HE = d2) + d2; — 2.dpy.dps. cos <7r — arccos ( b2+ dpa 2 dpe-dpi. col Sty dys

Q.dpg . \/df;Q +d§472.dp2 .dp4. COS(ﬂ'fq5 7&43)

2.d%,—2.dpo.dps. cos(mT—qs—aa3 X
— arccos b2 2 dp2-dpi. o3 ) .sign (g5 + u3) — aua (1.7)
2.dp2.\/d52+d§4—2.dp2.dp4,cos(n—q5—a43)

Il existe un point singulier pour g5 égal a -a43 & cause de la parité de la fonction cosinus sur
I'expression (cos (m — g5 — aa3)). Le terme sign dans I'expression de vy, (Eq : 1.6) permet de résoudre
cette singularité.
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1.3 Modélisation cinématique

Cette modélisation permet de déterminer les vitesses au niveau de l'outil en fonction des
vitesses de vérins. Le modele obtenu pourra étre employé dans la phase de dimensionnement du
capteur d’horizontalité. En effet ce capteur sera constitué de plusieurs composants tels que des
gyrometres et des accélérometres. L’étude des vitesses maximales permet de définir I’étendue de
mesure nécessaire pour les gyrometres. Dans une optique de compensation des perturbations liées
aux mouvements des trois vérins, cette modélisation permet aussi la cartographie des zones a
risques. En effet selon I’extension du bras, un déplacement de vérin génére plus ou moins une grande
vitesse de rotation au niveau de 1’outil et qui est donc plus ou moins difficilement compensable. Le
modele cinématique global sera décrit dans un premier temps, puis nous développerons ceux des
articulations et embiellages afin d’obtenir le modele complet avec comme entrées les vitesses de
vérins et en sortie la vitesse de rotation de I'outil.

Le modele cinématique de la pelle découle du modele géométrique. En effet il est obtenu par
dérivation de chaque composante du vecteur position (Eq.1.1) par rapport aux différentes variables
articulaires.

Ces modeles permettent de déterminer les vitesses cartésiennes et de rotation au niveau de 1’outil
en fonction des vitesses de vérins.

dqz dqz
. X X 90X 9X dt . dt
X Oq2 9dq3 Oqs  Ogs ddﬁ X ddﬁ
; 80Z 0z 09z 9Z t ; t
A = 9 0q3 0q1 0g5 | | daa = A =J (q ) | das ( 1. 8)
o Oa Oa Oa Oa dt o dt
dq2  Oq3 Odqa  Igs dgs dgs
dt dt

Avec les modeles géométriques des articulations, la matrice jacobienne J(q) peut étre obtenue en
fonction des longueurs de vérins (J(H)) [Kelly 94] [Ha 00].
Les modeles cinématiques direct et inverse des articulations et des embiellages ont les formes sui-

Donc le modele cinématique global est sous la forme suivante :

X
Z | =J(H).G(H).H
&
a%}(qHZ) 0 0 0 H2
9q3(H3s)
0 0 0 : H;
G(H) = OHs o g H= (1.10)
0 0 q31(q44) , ?H) H4
0 0 R Hs

Les expressions analytiques des modeles cinématiques des embiellages sont trop complexes et trop
longues pour étre explicitées. Elles sont obtenues avec le logiciel de calcul formel Maple et exportées
sous Matlab.

Ce modele cinématique dépend de la longueur des vérins mais aussi de leurs vitesses. Le circuit
d’actionnement a travers la pompe et le distributeur détermine les vitesses de vérins, en régime



18 Modélisation de la structure polyarticulée

permanent. Le schéma de I'actionnement du vérin et les caractéristiques des différents composants
sont définies comme suit :

— Distributeur

y'r'r><Z

|I_, —¥ Réservoir

u—p[Z]

Qpompe

—» Pompe
Figure 1.10 — Schéma de vérin
Avec S1, So les sections respectives de la grande chambre et de la tige du vérin, Qs, Q, les

débits respectifs en entrée dans la grande et petite chambre, Ppompe la pression et Qpompe le débit
en sortie de la pompe.

Vérin de fleche | Vérin de bec | Vérin de bras | Vérin d’outil

Qsnom (L/min) 130 115 95 110
Qrnom (L/min) 130 130 95 110
Ryt (em) 16 11 11 10
Ryige (cm) 9 7 6.3 6
Vimaz (cm/s) 10.78 20.17 16.66 23.34
Vimin (cm/s) -15.76 -38.32 -24.79 -36.47
Hio (em) 108 133.5 107 98

AH; (em) 57 93 66.5 58.7

Tableau 1.1 — Caractéristiques des vérins

Avec Qspom le débit maximal en entrée de la grande chambre (grande section), Qynom celui pour
la petite chambre (petite section), Ry, le rayon intérieur du corps de vérin, Ryge le rayon de la
tige, Vamaz = Qsnom/S1 la vitesse maximale de sortie de tige, Vimin = —Qrnom/ (S1 — S2) la vitesse
minimale de rentrée, H;g les longueurs de vérin avec la tige entierement rentrée et A H; les courses
de vérins.

Les débits Qsnom €t Qrnom, définis ci-dessus (Tableau. 1.1), sont uniquement liés aux ca-
ractéristiques géométriques des vérins.

Mais les vitesses extrémales réelles des vérins sont limitées par les caractéristiques du distri-
buteur. Méme si la pompe a un débit maximal de 120L/min, la tranche de distributeur monté
sur l'engin fournit un débit maximal de 75L/min (déplacement maximal du tiroir) et donc des
vitesses de vérin moindres notamment pour le vérin de l'outil [0.16 — 0.25m/s]. En considérant les
modeles cinématiques des différentes articulations, les vitesses de rotation du bec et de I'outil ont
les caractéristiques suivantes :
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Figure 1.11 — Vitesses de rotation du bec et de I'outil, a : Bec, b : Outil

Toutes les vitesses de rotation des différents corps ont le méme sens d’évolution par rapport a

la vitesse de vérin, sauf pour 'outil.

1.4 Exploitation des modeles multi-corps

Cette partie concerne quelques exemples d’exploitation des modeles analytiques développés ci-
dessus. L’une des principales applications concerne le dimensionnement de composants constituant
le bloc capteur. En effet il utilise plusieurs éléments tels que des gyrometres pour reconstruire
Iinformation d’attitude. Afin de garantir la qualité de cette information, il reste primordial de
choisir les bons gyrometres avec la bonne plage de mesure correspondant aux dynamiques du
systeme.

Une autre exploitation des modeles analytiques concerne 1’étude de la sensibilité de I’embiellage
de l'outil. En effet les spécifications du correcteur sont fournies par rapport a la variable angulaire.
A travers cette étude, il s’agit d’établir la correspondance par rapport a la position du vérin et cela
pour la configuration la plus contraignante, dans le cadre de la consolidation du cahier des charges.

1.4.1 Dimensionnement

Le probléeme du dimensionnement est généralement difficile, mais peut-étre plus encore en
mécatronique, en raison des couplages forts entre les fonctionnalités. L’étude présentée ici n’aborde
qu'une petite partie du probleme de dimensionnement d'un capteur d’horizontalité [Marins 01]
[Ojeda 01]. Cela concerne I’évaluation des sollicitations rencontrées par le capteur, en particulier
les vitesses maximales en rotation ou en translation.

A priori, ces informations peuvent étre obtenues grace aux modeles géométrique et cinématique.
Cependant, d’une part, les expressions fortement non linéaires introduites par les embiellages com-
pliquent la recherche des valeurs extrémes : ce probleme est en partie résolu grace a l'utilisation
d’approximations polynomiales. D’autre part, il est important de préciser la cartographie des vi-
tesses extrémes rencontrées, afin de cerner les configurations les plus exposées.

Pour cette recherche de vitesses maximales, les variables d’entrées sont les débits au niveau des
vérins qui, en régime permanent, conditionnent leurs vitesses. Rappelons que les vitesses de rentrée
et de sortie de tige d’un vérin différent en raison de la dissymétrie des chambres.

Pour un vérin donné, S;; est la section de la grande chambre, S;5 celle de la tige du vérin, Q;,
le débit nominal pour la sortie de tige et Q;, celui pour la rentrée de tige. Le débit en sortie de la
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pompe est injecté pour chaque vérin, dans une seule chambre selon le signe de la commande.

Vie=92>0, S, =5
{ Si ! (1.11)

%Z—%<0, Sir = Si1 — 5;

1.4.1.1 Vitesse maximale de rotation de ’outil

Nous allons étudier dans un premier temps la vitesse de rotation de l'outil qui a la forme

suivante :
& (H H) — 0y (Hy) .Hy + 63 (Hs) .Hs + 64 (Hy) .Hy + 05 (Hs) .Hs (1.12)
avec 9 (qs () 5
L qi (115 oo _ . N
0; = ( o, > car 94 1, Vide2ah (1.13)

L’étude des caractéristiques des vitesses de rotation des articulations montre qu’elles conservent
toujours le méme signe sur la course du vérin et pour un sens donné. Les dérivées des vitesses de
rotation de la fleche, du bec et du bras sont positives alors que celle du porte-outil est négative.
Donc, pour obtenir la vitesse de rotation maximale positive, les composantes positives doivent
étre maximisées et celles négatives, minimisées. En effet, il faudra considérer des vitesses de vérins
positives pour les trois premiers vérins (fleche, bec, bras) et une négative pour celui de l'outil.

Q = max (J2) . H. + max (05) . H + max (04) .H + min (85) .Hs, .
max HQX ( 2) 2max H3X ( 3) 3maz H4X ( 4) dmaz Hs ( 5) Smin (114)
(Ha, H3, Hy, H5) € Dodm

Les valeurs extrémales des dérivées des vitesses de rotation devront aussi correspondre & des confi-
gurations admissibles. En effet, a cause des butées dues a la présence du chéssis, 'espace de travail
(Dgadm) est plus restreint que le domaine qui pourrait étre construit & partir des courses de vérins :
en prenant, par exemple, comme origine l'axe de rotation de la fleche, les positions d’abscisses
négatives ne sont jamais atteintes.

Il faudra aussi considérer la limitation de débit liée a la capacité de la pompe. En effet 'engin
dispose d'une pompe a cylindrée variable qui ne peut fournir qu’un débit limité, insuffisant pour
saturer tous les vérins en méme temps et ainsi produire simultanément leurs vitesses extrémales :

Qpompe < iy (max Qi) (1.15)

Pour obtenir cette vitesse de rotation maximale de 'outil :

Gz = Max (E?ZQ (1.max (6:) QZ> + (1.min (05) Q5)> (1.16)
Jadm Sis  Hi Ssp Hs

Une priorité sera établie entre les vérins, en privilégiant ceux qui contribuent le plus au mouvement.

La recherche du max par rapport aux @; ne concerne que les extrémités du polyedre des @; (Eq.

1.17). Soit Qi le débit extrémal pour la rentrée de tige, qui est défini négatif, permettant ainsi

de prendre en compte le signe de la vitesse du vérin.

Qimin < Ql < Qimax

(1.17)
Z?:2|Qi| = onmpe

Dans le cas traité, pour la configuration extrémale, le vérin de fleche contribue le plus au mouvement
apres celui de I’outil. Donc, ce dernier sera saturé en débit pour une rentrée de tige et le débit restant
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sera attribué au vérin de fleche, les autres n’étant pas alimentés. Pour une capacité de la pompe
de 120 L/min, la vitesse maximale de rotation positive est de 4,65 rad/s

La méme démarche peut étre utilisée pour déterminer la vitesse minimale de rotation négative
(-3,15 rad/s), en considérant les vitesses de vérin adéquates.

Cmin = min <2§2(;.max (8;) Q) + (Sl min (65) .Q5>) (1.18)

Jadm ir  Hi 5s 5

da/dt(rad/s)

g3(rad) 2 -2 g2(rad)

Figure 1.12 — Vitesse de rotation de 'outil pour q3=q4 et g5 optimal

1.4.1.2 Vitesse maximale de translation

Le calcul de la vitesse maximale en translation s’appuie sur les expressions des X et Z.

X=%, (m(H)-Hi . {m = Ja,i-1) (H) .G(i—1,i-1) (H) (1.19)

Z=x, (Mi(H)-Hi pi = Jeoi—1y (H) .G—1,-1) (H)

Cette vitesse de translation peut étre écrite sous la forme suivante :

V=VX2472= \/z§:2 (e (1) FE 1T ) (1.20)

J<i

Pour réaliser ce calcul de vitesse maximale dans le plan, il faut explorer toutes les configurations
admissibles des vérins (en termes de positions). Pour respecter la contrainte liée & la ressource
(Eq.1.17), toutes les répartitions de débits avec saturations sont étudiées, de sorte a explorer les
extrémités du polyedre des @);. Cela revient a quatre variables avec cing valeurs possibles. Chaque
débit peut étre soit maximal, minimal, nul ou égal & un débit restant; ce débit restant pouvant
étre utilisé pour une sortie de tige (positif) ou rentrée de tige (négatif).

.
Qimaac
Qimin
Qi=140 (1.21)
+ (onmpe - E?2|Qj|>
\ J#

Pour chacune des configurations de ’engin, la vitesse maximale de translation est calculée sur
les sommets du polyedre des débits admissibles. La vitesse maximale dans le plan correspond au
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maximum des maxima. Le vérin de fleche contribue en général le plus au mouvement, a part
pour certaines configurations ou ’engin est completement replié. Sans surprise, la configuration qui
permet d’obtenir la vitesse maximale est celle pour laquelle 'engin est presque entierement déplié,
avec tous les vérins proches des butées.

La répartition de débit pour obtenir cette vitesse maximale correspond a la saturation du
vérin de fleche en rentrée de tige et le débit restant est utilisé en rentrée de tige pour le vérin
de bec. L’examen présenté des vitesses maximales repose ici sur I’hypothese que g3 = q4, égalité
souvent utilisée pour réduire la redondance du modele géométrique. Pour faciliter la visualisation
de I’évolution des vitesses, on ne conserve dans le plan ¢2, g3, que le point tel que g5 est optimal,
ce qui conduit aux figures suivantes :

q3(rad) 2 -1 q2(rad)

Figure 1.13 — Vitesse de translation de l'outil pour q3=q4 et g5 optimal

1.4.2 Analyse de sensibilité de ’embiellage de 1’outil

A travers la spécification, la précision requise pour le correcteur d’assiette est fixée a £1.5°
Cette précision dépend de la qualité du capteur d’horizontalité, de la loi de commande mais aussi
des caractéristiques du systeme d’actionnement a savoir le vérin de l'outil et son embiellage. La
précision angulaire peut étre évaluée dans un premier temps par rapport au vérin de compensation
afin de vérifier le bon dimensionnement de ’actionneur, méme si la qualité de la mesure et la loi
de commande influent fortement sur les performances du systéme en boucle fermée. Cette étude
s’apparente donc a une étude de sensibilité de ’embiellage de I'outil. Le modele géométrique inverse
peut étre employé pour passer des variables angulaires aux longueurs de vérins.

La précision correspond & une plage de fonctionnement qui doit étre supérieure a la résolution
d’un capteur quelconque. Donc la précision angulaire doit correspondre & une variation de longueur
supérieure a la précision de positionnement du vérin.

Mais le modele géométrique étant non linéaire, différentes variations de longueurs de vérins vont
correspondre a une méme précision angulaire. Afin de garantir la performance du systéme corrigé,
la précision de positionnement la plus contraignante, qui sera celle correspondant a la plus petite
variation, doit étre considérée.

La sensibilité peut étre représentée en fonction d’une plage de précision angulaire et de la

position du vérin.
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JaH (mm)]

1 15 2 25 3 35 4 45 5
H.(m) précision(deg)

Figure 1.14 — Sensibilité en fonction de la position du vérin et d’une plage de précision angulaire

Cette sensibilité augmente avec la précision requise et pour une plage de 10° c’est a dire +5°; la
configuration la plus contraignante correspond & une sensibilité de £7.7mm au niveau du vérin. Pour
une précision de +1.5° la sensibilité minimale est de +2.31mm, ce qui parait assez contraignant
pour un vérin de grande dimension avec une course de 570mm.

Il conviendrait aussi de quantifier la précision obtenue par un pilote expert durant une phase
de manutention afin d’avoir un ordre de grandeur sur les performances suffisantes en pratique pour

un non-renversement de charges.

1.5 Conclusion

A travers cette phase de modélisation de la structure polyarticulée, les modeles géométriques
et cinématiques ont été définis avec une approche classique. La complexité des modeles analytiques
des embiellages oblige a recourir a des approximations polynomiales pour une meilleure commo-
dité d’utilisation. Du fait de la simultanéité de la phase de conception du capteur d’horizontalité
avec celle de ’élaboration du correcteur, ce modele géométrique reste une solution temporaire qui
permettra le test sur véhicule de la commande avec un angle de I'outil recalculé par rapport au
chassis. La vérification de I'exactitude du modele géométrique a été réalisée par la comparaison de
I’angle reconstruit avec une mesure de référence issue d’une centrale inertielle.

L’exploitation des modeles pour le dimensionnement illustre une démarche de recherche de
contraintes de fonctionnement dans le cas d’un systeme polyarticulé. La prise en compte des
spécificités du probleme permet de simplifier les calculs, et d’en réduire le volume. Cette démarche
peut étre adaptée a tous types d’engins et permet de cartographier les configurations conduisant a
des vitesses extrémales. Ces résultats permettront d’anticiper les phases ou la correction de ’angle
de l'outil est impossible du fait de la limitation de débit et ainsi de pallier a tous risques de ren-
versement de charges.

Cette démarche a été adaptée afin de déterminer les vitesses maximales de perturbations corri-
gibles par le systeme d’actionnement du porte-outil. Cette étude est appliquée dans le cadre d’une
mise en place d’une gestion de priorité. En effet le débit de la pompe étant limité, la priorisation
du vérin de 'outil constitue une solution pour assurer la disponibilité de la ressource et garantir
la correction. Mais cette priorité ne doit pas nuire aux performances des autres vérins (fleche, bec,
bras) et le calcul des vitesses maximales corrigibles permet de choisir une valeur de débit optimale
attribuée au vérin de 'outil.



24 Modélisation de la structure polyarticulée

Une autre application des ces modeles analytiques a consisté en la détermination de la vitesse
maximale de roulage de I’engin lors d’un franchissement de trottoir pour laquelle la correction reste
possible. En effet la vitesse angulaire de perturbation est obtenue a partir d'un modele de trottoir,
de la configuration du bras et de la vitesse de roulage. Une exploration de I’espace de travail permet
ensuite de vérifier que cette perturbation est corrigible en tout point. Cette étude a donc permis
de définir pour un profil de trottoir, la vitesse de roulage limite, afin d’éviter les renversements de
charges du fait de la capacité limitée du circuit hydraulique.

L’analyse de la sensibilité de I’embiellage du porte-outil permet de discuter les exigences du
cahier des charges en faisant correspondre a une précision angulaire arbitraire, une précision de
positionnement de 'actionneur. Cette approche conduit a effectuer la démarche inverse qui consiste
a imposer une précision angulaire conforme aux performances du systéme de compensation.
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Introduction

Le chapitre précédent a permis de mettre en place les modeles géométrique et cinématique de la
structure du bras polyarticulé. Les modeles établis précédemment sont destinés au dimensionnement
et a la reconstruction de 'orientation de ’angle de I'outil. Mais dans le cadre de I’élaboration de lois
de commandes, des modeles représentatifs de la dynamique du systeme d’actionnement du porte-
outil sont nécessaires. Cette modélisation peut étre déclinée sur deux niveaux, a savoir I’élaboration
de modeles de validation des lois de commandes en simulation mais aussi la définition des modeles
de conception (synthese) pour leurs élaborations. Les modeles de validation sont basés sur les
différentes équations analytiques non linéaires régissant le fonctionnement du systéme. Les modeéles
linéaires sont privilégiés pour la conception de la loi de commande et peuvent étre extraits par une
approche basée sur la linéarisation des équations de fonctionnement non linéaires du systeme.

Deux approches sont utilisées pour la définition des modeles de validation, a savoir I’emploi d’'un
outil de simulation multiphysique métier (LMS.Imagine.Lab AMESim) et I'implémentation des
équations non linéaires du systéme sous forme de schémas-blocs (MathWorks MATLAB-Simulink).
L’utilisation d’un outil de simulation multiphysique permet de prendre en compte un grand nombre
de caractéristiques du systeme et donc de gagner en représentativité, mais cet outil n’étant dédié
qu’a la simulation, ne permet pas la définition d’algorithmes de commande. Les lois de commandes
devant atre définies sous MATLAB, leur évaluation sur ce type de modeles nécessite une co-
simulation (simulation synchronisée entre les deux outils) avec un temps de calcul non négligeable.
Afin de réduire les temps de simulations, la seconde approche est envisagée et permet de définir

25
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un modele également multiphysique basé sur les équations de fonctionnement du systéeme et donc
dans le méme environnement que celui de la commande & savoir MATLAB. Méme si cette seconde
modélisation s’avere moins raffinée, elle permet une premiere phase de test en simulation avant le
recours a une co-simulation. La comparaison des résultats de ces deux approches permet de vali-
der la conformité de ces deux approches et la bonne compréhension du comportement global du
systeme a commander.

Les modeles de conception sont obtenus par linéarisation des modeles multiphysiques ou des
équations de fonctionnement non linéaires du systeme. Ces modeles permettent d’analyser le
systeme autour de points de fonctionnement et de conclure par rapport a certaines de ces pro-
priétés telles que la commandabilité et ’observabilité.

2.1 Modélisation du circuit d’actionnement

Objectifs

Cette phase de modélisation a donc pour objectif de mettre en place les deux types de
modélisation multiphysiques. La modélisation du sous-systeme hydraulique prend en compte les
fonctionnements de la pompe, du distributeur et des vérins. Le modele multiphysique défini sous
AMESim est considéré comme la référence du fait de sa spécialisation pour la simulation et per-
mettra de vérifier la conformité de la modélisation réalisée a partir des équations analytiques sous
MATLAB. Les modélisations des sous-systemes hydrauliques et mécaniques seront d’abord décrites,
avant la comparaison des réponses des types de modeles. Le modele élaboré sous MATLAB est di-
rectement inspiré de ces expressions.

De ces modeles de validation servant aux tests des lois de commandes, pourront étre extraits
des modeles linéarisés dans 'optique de la définition de modeles de conception linéaires pour la
commande.

2.1.1 Modélisation de la partie hydraulique

Modélisation du vérin

La modélisation du vérin vise a faire le lien entre les débits, la position de la tige et les pressions
dans les chambres.

L’équation de la conservation des débits [Guillon 72] au niveau d’un organe a l'intérieur duquel
la pression est considérée comme uniforme s’écrit comme suit :

Qe—Qs—Cgt/Jr‘;flf (2.1)
Cette expression exprime la différence entre le débit volumique entrant (Q.) et celui sortant (Qs),
qui est égale a la variation de volume de l'enceinte (dV/dt), augmentée du volume que le li-
quide contenu initialement dans l’enceinte, libere en se comprimant, ou occupe en se détendant
((V/p). (dp/dt)).

L’expression de la variation de la masse volumique Ap/p = AP/j3 liée a la compressibilité du
fluide (8) permet d’exprimer la variation de pression.

ar, B, dV
dt _V<Qz dt> (2.2)

Q; les débits dans les grande (grande section) et petite (petite section) chambres du vérin, liés a
la commande du distributeur et aux pressions P;. Les fuites inter-chambres gjeqr dépendent d’un
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coefficient Cj), et de la différence des pressions dans chaque chambre (gieqr = Cip (P1 — P2)). Les
volumes des chambres du vérin sont exprimés comme suit :
Vi=A1ry+Wa
Vo=A. (L—y)+ Vie (2.3)
Avec y élongation du vérin, L sa course et Vj; les volumes initiaux dans les deux chambres du
vérin.
Les expressions de variation des pressions dans chacune des chambres du vérin sont :

dPy B dy

1 7 (o -Cy(P—P) - ALY

dt Ay +Vn <Q1 ¢ ( ! 2) ! dt)

dPy B dy

2 _ Qs —Cyy (P = Py) + 427 2.4
dt A (L—y)+ Vi <Q2 p(PL =P+ 2dt> (24)

Modélisation du distributeur

L’étage de pilotage est en réalité composé d’un distributeur avec différentes tranches dont le
nombre correspond au nombre d’actionneurs a piloter. Celui pour le pilotage du vérin de I'outil est
de type M4 — 15 de la marque Bosch Rexroth.

-a VAL VAB

B
» "

—
- =

Electrovannes e ey

Figure 2.1 — Electrovannes+Distributeur
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rezEimada
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L’ensemble de I’étage de pilotage est représenté sur la figure 2.1, avec les électrovannes et le
distributeur. Les électrovannes regoivent en entrée le courant issu des joysticks et délivrent une
basse pression permettant la commande de la position du tiroir. Le déplacement induit définit
I’attribution de débit aux ports A ou B reliés aux chambres du vérin. La pression d’alimentation
est caractérisée par le systéme Load Sensing qui permet de réguler la pression en sortie de la pompe
(ligne P), qui reste égale a la plus haute pression dans les chambres du vérin a une différence de
pression pres (AP). Ce systeme LS tend a linéariser la caractéristique de débit en fonction du
déplacement du tiroir.

La modélisation hydraulique définie ci-dessous ne prend pas en compte cette régulation de
pression de la pompe et considere le cas général, avec une source de pression constante égale a Ps.

Cette modélisation du distributeur permet d’exprimer les débits fournis au vérin en fonction de
la position du tiroir et de la commande (courant) appliquée aux électrovannes.

Les expressions des débits fournis par le distributeur ont les formes suivantes :

VP — P Ty > €
Q1 = Ky1.my. ’ ! (2.5)
vV P1 Ty < —e¢
VP Ty > €
QQ = —1y2.Ty. Y (26)
P, — Py Ty < —€
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Avec z, la position du tiroir, Py la pression de la pompe, K, ; le coefficient de passage du débit et
€ la zone morte liée au recouvrement du tiroir, pour laquelle les débits sont nuls.

La convention de débit adoptée permet de considérer comme positifs les débits en entrée dans
les chambres du vérin et négatifs ceux en sortie.

fQ1>0 Qz>0¢

Figure 2.2 — Convention de débits

Le coefficient K, ; peut s’exprimer de deux manieres [Ayalew 05] :

— En déterminant les sections de passage pour les débits entrant et sortant au niveau du distri-
buteur, provoquées par le déplacement du tiroir. Cette approche prend en compte la différence
de section pour les différents ports (A, B, P, T).

Kv,i == Cdﬂ-.wi. 2/p (27)

Avec Cg; le coefficient d’écoulement de l'orifice dépendant du nombre de Reynolds, w; la
section des ports et p la masse volumique du fluide.

— La seconde méthode consiste a déterminer le coefficient de passage en fonction de la différence
de pression appliquée aux bornes du distributeur. Cette méthode utilise les données construc-
teurs correspondant a la chute de pression nominale AP,,,,,, au débit nominale Qo et a la
course maximale du tiroir du distributeur x,nom.

K, = Qnom (2.8)

wvnom . AP’rwm

Parmi ces deux méthodes, seule la premiere permet de prendre en compte la compressibilité du
fluide. En effet la masse volumique n’est pas constante et son expression p (t) = poe((P —P0)/B) peut
étre obtenue a partir de la variation de masse volumique, avec la pression de référence Fp.

Les constructeurs comme MOOG ont produit plusieurs études permettant de caractériser leurs
composants. Dans [Thayer 65], différents fonctions de transfert sont fournies concernant la dyna-
mique entre le courant de commande et le déplacement du tiroir du distributeur. Cette dynamique
peut étre assimilée en premieére approximation a un premier ordre pour les basses fréquences, mais
un modele du second ordre reste plus approprié pour des fréquences moyennes. D’autres types
de modélisation plus raffinés prenant en compte les hautes fréquences et les non linéarités telles
que l'influence de 'amplitude de la commande et de la pression d’alimentation sont fournis dans
[Attar 08]. D’autres études prennent méme en compte le comportement hystéretique du tiroir du
distributeur avec une zone morte potentiellement asymétrique [Rovira-Més 07]. Mais dans le cadre
d’une modélisation simplifiée en vue de I’élaboration d’un algorithme de commande, un modele du
second ordre est considéré pour cette dynamique [Lazic 07].

Ty ky

2( 1 2
1 Wn .S w'%, .S

(2.9)

Avec k, le gain de la commande du tiroir. La zone morte liée a la commande du distributeur n’est
pas prise en compte & travers ce modele linéaire, mais est associée a celle de la caractéristique
de débit (Eq. 2.6), sous forme de zone morte équivalente regroupant 1’ensemble des non linéarités

statiques fortes de I'étage de pilotage.
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Modele global ensemble distributeur-vérin
Les expressions des variations de pressions dans les deux chambres [Ha 00] pour un fluide
supposé incompressible peuvent étre définies comme suit :

B
p=—"
YT ALy + Vi
d
(Kv.xv [5 () /Py — Py + 5 (—) .\/Pl] — Cypo (P — Py) — Al.dg> (2.10)

_ B
As (L —y)+ Vo

<Kv.xv [3 () /P + 5 (—) .\/ﬁ] +Cp. (P — Py) — Ag.dt> (2.11)

Py =

Avec s la fonction définie comme suit :

1 st x>
s(wy) = v e (2.12)
0 st =z, < —¢

2.1.2 Modélisation mécanique

Solide en translation

Pour un vérin vertical avec une masse en bout de tige orientée vers le bas, la seconde loi de
Newton permet en plus des équations hydrauliques définies ci-dessus, d’obtenir une représentation
d’état non linéaire du systeme complet.

my = Al.Pl — AQ.PQ —m.g — kly - Fstiction (213)

Avec k; le coefficient de frottement visqueux, Fyicrion le frottement sec et m la masse totale en
mouvement. Le terme lié & 'influence de la pression atmosphérique (P, (A1 — Asg)) est négligé.
Un vecteur d’état d’ordre 4 peut étre choisi avec une dynamique du tiroir négligée :

i w2 y3 vl =y v P Po" (2.14)

La représentation d’état non linéaire du systéme a la forme suivante :

Y1 = y2
Yo = % [A1y3 — A2y4 —m.g — kl-y2 - Fstiction]
s = st (Ko [5 (@) /P = g + 5 (=) 5] = Cipe (3 = 0) = Avge)

Yg = —m- (Kv-l’v [3 (va) ~\/ZT4‘|‘ § (_l"u) A Ps — y4} + Cip' (IUS - 3/4) - A2?/2) (2 , )
15

Embiellage du porte-outil
Le schéma de ’embiellage du porte-outil défini au paragraphe 1.2.3 est rappelé ci-dessous :
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Figure 2.3 — Schéma de ’embiellage de ’outil

Pour décrire le comportement dynamique du systeme, le théoreme des travaux virtuels peut
étre utilisé avec I’hypothese que les inerties du levier (3) et de la bielle en T (5) (masses : 27K g et
6K g ) soient négligeables par rapport a celle de l'outil (masse : 431K g) et de la charge. La vitesse
de translation de I’engin est supposée constante et I'angle a est exprimé dans un repere considéré
comme galiléen lié au chassis.

d*a (t) dgs (t)
dt? dt
« (t) =45 (t) + q3verins (t) (217)

J.

=TI - f. —m.g.d.cos (a(t)) + Cegt (2.16)

Avec J linertie de l'outil par rapport a I’axe Os (origine du repere outil), d la distance entre
l’axe de rotation Os et le centre de gravité de I’ensemble (porte-outil, charge), m la masse totale
en mouvement et f le coefficient de frottement visqueux au centre de rotation de I'outil. L’angle «
(angle absolu de l'outil) est obtenu en rajoutant a I’angle g5, celui lié & la position des trois autres
vérins (Oé =g5+ q3verins)-

Le couple I' peut étre exprimé en fonction de la force du vérin et a partir des caractéristiques
non-linéaires de ’embiellage.

F.dQ5 = FdH5 (218)

La modélisation de I’embiellage est finalement :

d2 (Q5 (t) + Q3verins (t))

J.
dt?

=F (t) . <(j1{:][55> _f' dqilt(t) —m.g.d.cos (Q5 (t) + Q3verins (t))+cemt (219)

Le terme non linéaire (%) représentant l'inverse du gain de I’embiellage peut étre utilisé sous

la forme d’une approximation polynomiale P (¢5). Donc nous avons un sous-systéme avec comime
entrée la force du vérin et comme sortie I'angle absolu de 'outil.

2.1.3 Etude comparative entre les deux modeéles multiphysiques (AMESim,
MATLAB)

L’outil de modélisation multi-physique utilisé est le logiciel LMS.Imagine.Lab AMESim Rev?7.
Cet outil présente ’avantage d’étre completement dédié et comporte toutes les librairies nécessaires
a la modélisation de notre systeme. Les principales librairies utilisées sont Planar mechanical library
[Marquis-Favre 06a, Marquis-Favre 06b] pour la mécanique du solide dans le plan et Hydraulic
pour la modélisation des composants hydrauliques. Les données constructeurs sont utilisées pour
paramétrer ce modele qui sera considéré comme celui de référence. Le temps de co-simulation des
lois de commandes (entre AMESim et MATLAB) de l'ordre de 25s de temps de calcul pour 1s
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de simulation. Afin de minimiser le temps de simulation, les équations analytiques sont employées
pour définir un modele sous MATLAB, moins complexe mais avec les dynamiques prépondérantes
du systeme. L’objectif de cette modélisation basée sur les expressions analytiques est donc de
fournir une solution intermédiaire entre le modele multi-physique (complexe) et celui de conception
(simplifié), permettant de tester les lois de commandes dans un méme environnement et avec des
dynamiques représentatives.

2.1.3.1 Etude comparative sur la modélisation du vérin

La modélisation a été menée en deux étapes, a savoir celle du circuit d’actionnement avec la
pompe, le distributeur et le vérin, puis dans un second temps l’embiellage a été pris en compte. Cette
démarche progressive permet d’observer I'influence de ’embiellage sur la dynamique de 1’outil.

L’étude comparative sera effectuée sur le premier modele avec une charge verticale en bout de
vérin orientée vers le bas. Le modele MATLAB sous forme de schémas blocs (Simulink) a la forme
suivante :

Calcul des débits

Calcul de la position de vérin

Lo >

[ypoint]
[Pressos)

I N

1
debitGC Q

f(u) &)

2
debitPC @
e >

f(u) {butees]

¥
‘

Pompe-+Distributeur+Verin

[(Etas] > -
iw

P1lpoint
s
den_spool 4’ Ky :
Dynamique —b Pressionl
tiroir [xv]
) —
f(u) 1
. . PI— J—> e
Dynamique tiroir @ o

Butees

<

fu)

Clock Buteesh

(u)

Buteesh

Calcul des pressions

Butées de vérins

Figure 2.4 — Modele MATLAB-Simulink (Distributeur-Vérin)

Ce modele est constitué d’un distributeur dont la dynamique a été assimilée a un second ordre
et d’un vérin avec le calcul de la position, de la vitesse, des pressions et des débits conformément
aux équations définies dans la modélisation hydraulique et mécanique (Paragraphe 2.1.1).

Le modele multiphysique est constitué de la pompe, du distributeur, du vérin et d’une masse
orientée vers le bas, avec la prise en compte de la pesanteur. Le modele de la pompe est simplifié
et modélisé par une source de pression constante. Les canalisations sont considérées comme rigides,
avec des longueurs de l'ordre de 7m.



32

Etude du circuit d’actionnement du porte-outil

®

Figure 2.5 — Modele multiphysique (AMESim) (Distributeur+Vérin4+Masse)

L’un des composants les plus importants par rapport a la dynamique du systeme est le

distributeur avec les parametres suivants :

Title Value Unit
fractional spool position 0 null
fractional spool velocity 0 1/s
index of hydraulic fluid 0

ports P to A flow rate Qnom L/min
ports P to A corresponding pressure drop APipom | Bar
ports P to A critical flow number (laminar — > turbulent) | 1000 null
ports B to T flow rate Qnom L/min
ports B to T corresponding pressure drop APspom | Bar
ports B to T critical flow number (laminar — > turbulent) | 1000 null
ports P to B flow rate Qnom L/min
ports P to B corresponding pressure drop APypom | Bar
ports P to B critical flow number (laminar — > turbulent) | 1000 null
ports A to T flow rate Qnom L/min
ports A to T corresponding pressure drop APi,om | Bar
ports A to T critical flow number (laminar — > turbulent) | 1000 null
valve rated current Umaz mA
valve natural frequency In Hz
valve damping ratio Cn null
filename or expression f(x) for fractional area P to A r—€

filename or expression f(x) for fractional area B to T xr—e€

filename or expression f(x) for fractional area P to B —x+e€

filename or expression f(x) for fractional area A to T —T+e

Tableau 2.1 — Parametres du modele de distributeur (AMESim)

Le type d’écoulement est défini laminaire avec un nombre de Reynolds critique de (R, = 1000).

Les valeurs des parametres prépondérants sont définies comme suit :

Ppompe (bar) Qnom (L/mln)

Aplnom (bar) AP2nom (bar)

Umazx (A)

fn (Hz)

Cn

280 75

60 40

2

5

0.7

Tableau 2.2 — Tableau des parameétres du modeéle AMESim

Avec APjom les chutes de pression correspondant au passage du fluide dans le distributeur,
Umaz la commande maximale appliquée, f, la fréquence naturelle du tiroir et (;, son amortissement.
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A coté des parametres du distributeur, ceux des canalisations ont aussi été pris en compte avec
un diametre de 12.7mm et une longueur de 7m entre le distributeur et les chambres du vérin et
une longueur de 1m entre la pompe et le distributeur. Ces parametres correspondent aux données
constructeur sur le circuit d’actionnement du vérin de ’outil. Les modeles de canalisations employés
permettent la prise en compte de la compressibilité du fluide et des pertes de charges.

L’excitation des modeles avec un signal créneau symétrique d’amplitude égale & 25% de la
commande maximale (24) du distributeur, de fréquence 0.5H z et avec une masse de 100K g orientée
vers le bas, fournit les résultats suivants :

T i i i : 0.15,
: = = = Matlab AMESIim - [ = - Matlab AMESIm
0.1
O[T B 0.05
E z
5 g
= @ 0
2 2
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time (s) time (s)
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0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 () 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
time (s) time (s)
(c) (d)

Figure 2.6 — Comparaison des sorties des modeles multiphysiques (AMESim, MATLAB) du vérin
(100 kg), a : Position, b : Vitesse, ¢ : Pression Pj, d : Pression Py

Les phases d’initialisation au niveau des variables de pressions ne sont pas prises en compte
dans les deux types de modeles.

L’amplitude de 'entrée de commande est choisie de sorte a éviter les butées mécaniques et a
rester dans une plage de fonctionnement normale. La fréquence choisie permet de constater la dérive
sur I'information de position du vérin, liée a I'influence de la masse. Cette influence supplante celle
de 'asymétrie des sections des chambres du vérin, avec une vitesse de rentrée de tige normalement
plus importante. L’influence de la charge transparait aussi a travers les variables de pressions, avec
celle dans la petite chambre P, (Fig. 2.6(d)) qui est plus importante.

Les canalisations n’ont pas étés modélisées sous MATLAB alors qu’elles ont été considérées
comme rigides sous AMESim. Elles ont une influence méme si elle est faible pour ce type de systéme
simple en basse fréquence.La superposition des caractéristiques permet de vérifier la conformité du
modele défini sous MATLAB avec celui défini sous AMESim. En considérant une masse totale d’une
tonne en bout de vérin, les caractéristiques suivantes sont obtenues :
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Figure 2.7 — Comparaison des sorties des deux modeles multiphysiques (AMESim, MATLAB) du
vérin (1 tonne), a : Position, b : Vitesse, ¢ : Pression P;, d : Pression P
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La différence de dynamique liée a la charge en bout de tige est perceptible a travers les ca-

ractéristiques de position (Fig. 2.7(a)) avec un écart de 2e¢m par rapport a la position finale pour

le modele a vide (Fig. 2.6(a)).

La difficulté liée aux phases d’initialisation des modeles AMESim apparait sur les ca-

ractéristiques de vitesses et de pressions. Cette phase est critique pour les systemes a forte inertie,

avec des pressions initiales a définir de maniere tres précise.

La comparaison des réponses permet d’observer un comportement équivalent pour les deux

modeles et cela méme pour une charge importante. La différence de pressions pour les deux masses

est plus importante dans la grande chambre (Pression P;) (11bar). Les pressions P, présentent une

différence faible de 'ordre de 2bar pour le systeme a vide et en charge.

2.1.3.2 Etude comparative sur la modélisation du vérin avec ’embiellage

En prenant en compte ’embiellage du porte-outil, le modéle implémenté sous MATLAB a la

forme suivante :
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‘ Embiellage ‘
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Figure 2.8 — Modele MATLAB-Simulink (Distributeur+Vérin+Embiellage)

La principale différence reste que les positions et vitesses du vérin ne sont pas calculées direc-
tement mais sont obtenues & partir de vitesses et positions angulaires de 1’outil.

Trois approximations polynomiales sont utilisées dans ce modele, une pour déterminer
I'évolution de P(g5) (Eq : 2.17), et deux autres pour le calcul de la longueur et de la vitesse
de vérin qui évolue de maniere non linéaire en fonction de ’angle relatif de 'outil et de sa vitesse.

Le modele multiphysique (AMESim) du porte-outil avec son circuit d’actionnement a la forme
suivante :

Figure 2.9 — Modele multiphysique (AMESim) (Distributeur+ Vérin+Embiellage)

Ce modele ne prend pas en compte ’ensemble du corps de bras qui est considéré comme bloqué
a travers le point d’attache du vérin et les liaisons pivots.

A travers ce modele, trois corps sont considérés a savoir la bielle en T, le levier et I’ensemble
porte-outil+outil. L outil concerné dans cette étude est un porte-palette et il est monté sur le porte-
outil par clipsage, sans degré de liberté entre les deux corps.

Ce type de liaison permet de modéliser I’ensemble porte-outil+outil par un seul corps avec une
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longueur, une masse et un centre de gravité différents de ceux du porte-outil seul. Le corps de

bras n’est pas représenté mais sa longueur et son orientation sont prises en compte a travers les

coordonnées du point de fixation du vérin et celles de I'axe de rotation du porte-outil.

La comparaison entre les deux modeles sera effectuée en deux étapes. En effet, dans un premier

temps une charge nulle sera considérée avec une masse de l'outil de 431kg, puis en second lieu une

charge de 1 tonne est déplacée, afin d’observer son influence sur la dynamique des deux types de

modeles.

Les résultats présentent en plus des variables liées au vérin, ’angle relatif g5 et la vitesse de

rotation de l'outil.

L’excitation des modeles avec un signal créneau symétrique d’amplitude égale a 25% de la

commande maximale du distributeur et de fréquence 0.5 Hz et pour une charge nulle fournit les

réponses suivantes :

o | === Matlab

AMESIim

q, (rad)

dq 5\dt (rad/s)

0.8

0.6

-038 ;

¢ [= == Matiab AMESim

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 0 1 5
time (s) time (s)
(a) (b)
! H ! ! ! 0.15
=== Matlab AMESIim [ = - Matlab AMESIm
0.1
0.1r ' 1 0.05
E - 7
(=3 A é
2 Y 0
@
8_ g
s
0.05fF frome Koo 1 —0.05
—OLL| e S E
() 1 2 3 4 6 7 8 9 10 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
time (s) time (s)
(c) (d)

o | === Matlab

AMESIim

6
time (s)

(e)

P2 (bar)

S0

- = = Matlab

AMESim |

3 4 5 6 7 8 9 10
time (s)

(f)

Figure 2.10 — Comparaison des sorties des deux modeles multiphysiques (AMESim, MATLAB) de
I’'ensemble Vérin+Embiellage (Charge nulle), a : Angle g5, b : Vitesse angulaire g5 ¢ : Position, d :
Vitesse, e : Pression Pj, f : Pression P
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La non linéarité de la structure de ’embiellage apparait a travers les caractéristiques de la vitesse
de rotation angulaire. L’influence de ’embiellage apparait aussi par rapport a la caractéristique du
déplacement de vérin par comparaison avec celle du modele de vérin (Fig. 2.6), avec une plus grande
rapidité pour le systeme avec embiellage.En considérant la charge d’une tonne, les caractéristiques

obtenues sont les suivantes :
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Figure 2.11 — Comparaison des sorties des deux modeles multiphysiques (AMESim, MATLAB) de
I’ensemble Vérin+Embiellage (Charge 1 tonne), a : Angle g5, b : Vitesse angulaire ¢5 ¢ : Position,
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d : Vitesse, e : Pression P, f : Pression P

Les comportements des deux modeles sont toujours assez proches avec l'introduction de ’em-
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biellage méme si ’erreur au niveau des variables de pressions est sensiblement plus importante.
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2.1.4 Conclusion

Les modeles du circuit d’actionnement ainsi définis avec deux outils de simulation ont des
dynamiques équivalentes. La variabilité de la dynamique du systéeme en fonction de la charge
apparait clairement dans les réponses des modeles, surtout par rapport a la position du vérin.
L’introduction de I’embiellage avec un gain en vitesse non linéaire, augmente la rapidité du systéeme.
L’influence de 'asymétrie des sections de chambres du vérin apparait a travers la dérive de la
position du vérin, comme une non linéarité forte & prendre en compte dans le réglage de la loi de
commande.

Le modele multiphysique défini sous AMESim est considéré comme modele de référence car
permettant d’affiner assez facilement certains modeles de composants comme celui des canalisations,
qui sont considérées comme rigides dans un premier temps. Cette modélisation multiphysique du
porte-outil constitue la base du modele global du bras polyarticulé, permettant la prise en compte
des perturbations liées aux mouvements articulaires. L’emploi du modele de I’ensemble du bras
polyarticulé permet d’améliorer la représentativité de la simulation des lois de commandes, avec
des perturbations conformes a celles rencontrées sur ’engin. Une phase de recalage a partir d’essais
sur le systeme réel est cependant nécessaire pour valider la représentativité des différents modeles.

Cette étude a permis la définition d’un modele de validation intermédiaire de loi de commande,
dans un méme environnement que celui de définition de la commande (MATLAB), minimisant ainsi
les temps de simulation.

Hormis leur utilité pour la simulation, ces modeles permettent aussi a travers différentes ap-
proches de linéarisation d’obtenir des modeles linéaires pour la conception des lois de commandes.

2.2 Exploitation des modeles du porte-outil

Introduction

Cette phase d’exploitation vise a déterminer des modeles de conception pour des lois de com-
mandes linéaires. En effet les modeles du systeme définis précédemment sont fortement non linéaires
et un recours a la linéarisation est envisagé pour 'obtention d’'un jeu de modeles linéaires. La
premiere approche présentée emploie une linéarisation formelle classique, qui permet d’analyser les
propriétés des modeles obtenus. Le systeme a un ordre minimal de 4, mais selon les dynamiques
fines considérées, cet ordre peut évoluer jusqu’a 6. Cette approche de modélisation en vue de la
commande de systeme hydraulique peut aussi étre retrouvée dans [Tafraouti 06].

La seconde approche est basée sur une linéarisation numérique avec une stratégie de réduction
d’ordre basée sur la considération de la bande de fréquence utile.

2.2.1 Propriétés du modele linéarisé

Cette étude sur les modeles linéarisés vise dans un premier temps a obtenir des modeles de
conception mais aussi a analyser localement le systéeme par rapport a certaines de ses propriétés
telles que la commandabilité et I’observabilité. Différents niveaux de modélisation sont envisagés
avec la considération de certaines dynamiques comme celles du tiroir du distributeur, qui sont
souvent négligées. L’analyse des propriétés des modeles linéarisés est cependant réalisée dans un
premier temps en négligeant la dynamique du tiroir. L’étude prenant en compte cette dynamique
de 'étage de pilotage est réalisée dans le paragraphe B, avec la considération de l'influence de
phénomenes tels que les fuites inter-chambres.
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2.2.1.1 Linéarisation
Partie hydraulique

Les relations régissant le fonctionnement du systéme distributeur4vérin (sans les fuites)

développées précédemment dans la partie. (2.1.1) sont rappelées ci-dessous :

dPy(t) B d
dt Ay )+ Vi’ (Ql (t) — Al.ay (t))

dP (t) 3 J
dt Ay (L—y(1) + Vi <_Q2 (t) — A2y (t)) (2.20)

Les expressions de débits ont étés explicitées dans I’équation 2.6.
La linéarisation des expressions de variation de pressions est réalisée avec les conditions sui-
vantes ;
— Autour d’une différence de pression dP = Py — Pjg, avec Pjg et Py les valeurs de pressions
permettant ’équilibre et liées par la relation suivante obtenue avec la seconde loi de Newton :

dP = Pyy — Pio
A1Pg — A2 Py = mg + Fegro
AodP F,
= Pp=- g+ Feato ,  Pao=dP+ Py (2.21)

Ay — Ag

— Une position d’équilibre du vérin yq
— Un débit @ nul et une position du tiroir xg # 0.
La variation de pressions peut étre ré-écrite sous la forme suivante :

B 1) (@i = i) = 9 (1 0.0 (2.22)

Avec Q; égal & Q1 ou —Qs. Les variations de la grandeur P; par rapport aux différentes variables :

: 0(Q; — Ay 0(Q:i — Ay 0(Qi —Ay) ;.
ofi ofi ofi ..
+ (Qio — Aio) [a'z dy + aé;in + 82 dy] (2.23)

Ce qui donne pour la grande chambre :

—AB

dP, = dQ, — Ay dy S
= 11 (40) [4Q1 1y]+[(Aly+Vn)2

] (Q10 — A1%0) (2.24)

A T'équilibre, les débits et la vitesse du vérin sont nuls, ce qui permet d’obtenir les expressions
suivantes pour les pressions :

_ B
Ayo + W,

APy = —

APy (AQ — A1Aj) (2.25)

p
Az (L —yo) + Vi,

(—AQ2 — A2AY) (2.26)

Les débits dépendent en dehors des pressions dans les chambres et de celle de la pompe, de la
position du tiroir, qui elle dépend de la commande appliquée u.

Deux phases de modélisation seront considérées :

— La dynamique du tiroir est négligée x, = k,.u
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— La dynamique du tiroir est assimilée a un second ordre
En ignorant la dynamique du tiroir, le débit dépend directement de la commande.
Les expressions de débits peuvent étre ré-écrites comme suit :

Ps— P (t) u> usg
P (t) u < —ug

Q1(t) = Ky1. ko (t). {

Py (t) U > Ug

QQ (t) = — v72.kv.’u, (t) . { B P2 (t) w< —u

Avec ug, la commande correspondant a la zone morte.
Les expressions linéarisées des débits sont :

and +%

Qv =, 2t g
_ 0@ Q2
dQQ = WCZU"‘ 8P2 dP2

Pour des faibles déplacements :

AQl = KQluAu + KleApl
AQQ = —KQQUAU — KQQPAPQ

Avec

VPs—Piog u > ug —7% U > Ug
KQlu = v,lkv' { P ) KQlP = Kv,lk'vuo- 21 Pa=F1o

Vv L10 U < —Us SN2 U < —Ug

1

v Py U > Ug B U > Us
KQQu = K’u,?kv. { P P ’ KQQP = KU72k’l)uO- 2v'P2o 1

ViIs—1I20 u<—Ug 5P T U < —Ug

La superposition de la caractéristique non linéaire du débit et de son linéarisé :
Evolution du débit en fonction de u et de P1 Evolution du débit en fonction de u et de P2

100~ - 100+

50 50 4

T v e —100l
300 300

200 ) 05 1 200 )
100 0 100 0
P1 u P2 u

Figure 2.12 — Caractéristiques linéaire et non linéaire des débits

(2.27)

(2.28)

(2.33)

(2.34)

Les coefficients Kg,p peuvent étre optimisés pour obtenir un plan qui correspond au mieux

a la caractéristique non linéaire. L’expression de la variation des pressions autour d’une position
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d’équilibre a donc la forme suivante :

APy = ki (Kg,u.Au + Kg,p. APy — A1 Ag) (2.35)
APQ = —ko (KQ2u.Au + KQQP.APQ - AgAy) (2.36)

Les coefficients k; ont les formes suivantes :

A A
k= —" ko = 2.37
YT A+, 7 Ay(L—wo)+ W (237)

En prenant en compte la dynamique du tiroir, les variations des débits seront exprimées en fonction
de celles de la position du tiroir et ’expression de la variation des pressions autour d’une position
d’équilibre a la forme suivante :

AP = ki (KQyz,-Axy + Ko, p. AP — A1 AY) (2.38)
APQ = —ko (KQ2$U.A{L‘U + KQ2P.AP2 — AgAy) (2.39)

Les coefficients K¢,;, sont proportionnels aux Kq,,, au gain k, pres.

Partie mécanique

Le théoreme des moments cinétiques appliqué au systéme dans le paragraphe (2.1.2) est rappelé

J'an(t) _r (st) 7f‘dq5 (t)

ci-dessous :

o e et m.g.d.cos (a (t)) + Cext (2.40)

Une approximation polynomiale P (g5) est définie entre la variation de l'angle (dgs/dHs).
L’accélération angulaire de ’angle absolu est composée de celle de 1'outil et de la somme des
accélérations liées aux mouvements des trois vérins. Mais dans le cadre du contréle de I'outil, les
accélérations des trois vérins constituent des perturbations. Ces accélérations et vitesses de per-
turbation seront considérées nulles dans le cadre de la linéarisation des équations de ’embiellage
d’outil.

JAG = (Fo + AF(t)). (P (g50) + AP (g5 ())) — f.Ags
- m'g'd‘ (COS (Q5O + QBverins) +A (COS (QS (t) + %}erins))) + (CextO + ACea:t) (2‘41)

L’équilibre est traduit comme suit :

Fo.P (Q50) =m.g.d.cos (CI50 + QUerins) + Cezto (242)

Donc I'equation (2.41) devient :

JAG = AF (t).P(g50) — f-Ads + 70445 (1) + ACext (2.43)
. dP
Avec 9= (m.g.d. ((sin (gs9 + Querins))) + FO.E ) (2.44)
q50

Le produit de la variation de force et de celle du polynome P est négligeable.

Une représentation peut étre obtenue avec comme états 'angle de 'outil, sa vitesse et les
pressions dans les chambres. Mais les variations de pressions étant dépendantes de la commande et
de la vitesse du vérin, le gain estimé de I’embiellage sera utilisé pour faire intervenir 'angle relatif
de Toutil (gs).
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Modele sans la prise en compte de la dynamique de ’étage de pilotage

Le gain en vitesse moyen de I'embiellage est utilisé pour passer de la vitesse de vérin (y) a la
vitesse angulaire (¢s). Les variables d’états sont normalisées par rapport & leurs valeurs maximales
afin de réduire les erreurs de calculs.

Aj = KAds (2.45)
. APy AP Ags
JAqE, = <A1P5. ( Ps > — AQPS. < PS ) — kaUBTnax- (’U5max>> P (Q50)
Ad
- fUSmaax- (’1)5 % ) + ")/OA(]{S (t) + Aceaxt (246)
AP,k Ags
P, = E (KQIU.AU + KleApl — A1 KV5mas (’U5max (2.47)
AP, k A
2 = 2 ( Kgyu-Au+ Kg,p AP — AsKvsmay N (2.48)
P P Usmazx

Avec vsmas la vitesse maximale du vérin d’outil, P; la pression maximale en sortie de la pompe et
K Tinverse du gain en vitesse estimé de I'embiellage (K;) et k¢ le coeflicient de frottement visqueux
du vérin.

La représentation d’état a la forme suivante :

0 Usmax 0 0 0 0
A A1 Ps A Py 1
- Al.K.kl’U5ma1 ) kl'KQlu °
0 -~ P, leQlP 0 P, 0 ACezt (2 49)
s 0 —kKq.p o '
. T
G
A = —vsmas (K.ky.P(g50) + f)

\

Analyse du modele linéarisé

Le modele linéaire ainsi obtenu peut étre analysé par rapport a sa stabilisabilité et sa
détectabilité, en considérant un couple extérieur nul (Ceyr = 0).

Les formes standards suivantes peuvent étre adoptées pour les matrices A et B :

0 a 0 0 0
Azl B Xl po| 0 cz(l 0 0 o) (2.50)
0 =0 n O 10)
0 A 0 —v —p

Pour étudier la commandabilité et 1’observabilité du modele d’état pour tout point d’équilibre, les
théoremes suivants sont utilisés :

Théoreme 1 [[Hautus 80]]

Un systéme linéaire est dit stabilisable si et seulement si les valeurs propres s; instables de A
sont commandables, c’est-a-dire que le critére de rang suivant est vérifié

Rang (sil — A|B)=n Vs;/R(s;) >0 (2.51)

Théoreme 2 [[Hautus 80]]
Un systéme linéaire est dit détectable si et seulement si les valeurs propres s; instables de A
sont observables, c’est-a-dire que le critére de rang suivant est vérifié
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SiI—A
C

Dans un premier temps, la stabilité du modele peut étre étudiée a partir du déterminant du po-

Rang ( ) =n Vs;/R(s;) >0 (2.52)

lyndme caractéristique (sl — A).

s+08 —v X -« 0 0
Det (sI — A) =s. 5 s—n 0 +e| 0 s—m O (2.53)
—A 0 s+v -2 0 s+v

=51 + a333 + (1252 +a1s+ ag

Les coefficients (a;) du déterminant de I’équation caractéristique ont les expressions suivantes :

ag = —2vn
ay = —ea — 2vnP — v (2.50)
a1 = 2vnea — nvp

ap = Nrex

Les calculs directs montrent quatre valeurs propres a partie réelles négatives dont une cependant
proche de zéro. Cette valeur propre traduit 'effet intégrateur de 'actionneur. Donc afin d’étudier la
stabilisabilité et la détectabilité du modele, le critere de Hautus sera vérifié pour une valeur propre
nulle, ce qui correspond au cas le plus défavorable.

Stabilisabilité

Le théoreme de Hautus doit étre vérifié pour I'intégrateur.

0O —a 0 0 O
Rang (—A|B) = Rang ¢ b7 x 0 (2.55)
0 6 —n 0 o
0 -2 0 v —op
Les éléments (1,2) et (2,1) sont des pivots, ce qui donne :
Rang (—A|B) = 2 + Rang <_077 ¢ ) =2+ Rang (A) (2.56)
v.o—e

Une sous matrice de rang 2 peut étre extraite de la matrice rectangulaire A (Eq : 2.56) pour des
valeurs non nulles de Kg,p, c’est a dire pour une commande a 1'équilibre ug # 0. Ce qui implique
que Rang (—A|B) = 4, donc le systeme défini par le modele (Eq. 2.49) est stabilisable autour de
tout point d’équilibre.

Détectabilité

Le théoreme de Hautus a la forme suivante pour 'intégrateur.

0 —a 0 O
€ B =7 X
—A
Rang <C> =Rang |0 & -—-n O (2.57)
0O —x 0 v
1 0 0 O

L’élément (1,2) est un pivot, d’ou :
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€ —7 X
_A _
Rang (C> =1+ Rang 8 On S (2.58)
1 0 0

Une sous matrice de rang 3 peut étre obtenue avec les trois premieres lignes pour des valeurs non
nulles de Kg,p, c’est a dire pour ug # 0, ce qui implique que Rang (%) = 4. Donc le systeme
représenté par la modele (Eq. 2.49) est localement détectable quelle que soit la position d’équilibre.

Les linéarisés prenant en compte les fuites inter-chambres et la dynamique du distributeur sont
fournis en Annexe B.

2.2.2 Analyse locale (AMESim)

L’analyse locale du modele multiphysique défini sous AMESim vise aussi & extraire un modele
de conception. En effet I'outil Linear Analysis d’AMESim permet d’extraire des modeles linéarisés
autour de points de fonctionnement. Une stratégie de réduction de modele est définie en prenant
en compte une plage de fréquence utile du systéme. La variabilité de dynamique du systéeme est
aussi quantifiée par rapport aux principales variables telles que la charge ou la position du vérin.

2.2.2.1 Modele multiphysique

Un modele de conception peut dans un premier temps étre obtenu a partir du modele multiphy-
sique. L’outil de simulation LMS Imagine.Lab AMESim Rev7 est utilisé pour modéliser I’embiellage
et lactionneur. Les données constructeurs sont utilisées pour paramétrer les composants du modele
issus des librairies mécaniques et hydrauliques. La variable angulaire de la méme maniere que la
position du vérin est instable, aussi la vitesse de rotation angulaire est utilisée comme variable de

sortie pour la linéarisation. Le modele de I’embiellage peut étre rappelé ci-dessous :

GO® L
A1

Figure 2.13 — Modele multiphysique de ’embiellage de 1’outil

2.2.2.2 Modéle linéarisé

Le modele non-linéaire représenté (Fig : 2.13) peut étre linéarisé par rapport a la vitesse an-
gulaire du porte-outil ¢5, pour différents déplacements de vérin (10cm, 30cm et 50cm) et pour
différentes charges. Les diagrammes de Bode sont présentés ci-dessous pour différentes positions et
charges.



2.2 Exploitation des modeles du porte-outil 45

IS
o

40

N
o

20

Magnitude (dB)
o
Magnitude (dB)
o

—20+

-40 i : -40
270 , . 270 . . -
180 — 10Cm i 80 — 10Cm

S = = = 30cm S 1 - = = 30cm ||

3  9or (= =150cm g w == 50cM

[

g Of 8 o0

F= =4

& oot & g0

-180L i ) -180L — ,
10" 10° 10" 10° 10 10 10" 10
Frequency (Hz) Frequency (Hz)

(a)
Figure 2.14 — Représentation de Bode des linéarisés. a : A vide, b : En charge

La variabilité du systeme par rapport aux positions et charges apparait a travers ces ca-
ractéristiques. L’influence de la charge peut étre observée en comparant les tracés pour un
déplacement autour de 50cm, avec une plus grande rapidité du systéeme a vide pour les hautes
fréquences.

La représentation d’état du modele linéarisé fournie par 1’outil de simulation est d’ordre 30. En
effet chaque corps de la librairie 'Planar Mechanical’ comporte 6 états, le distributeur est défini avec
4 états et le vérin avec 2 états. Mais la fonction de transfert équivalente entre la vitesse angulaire
et 'entrée de commande du distributeur est d’ordre 4 pour toute la plage de fréquence considérée.

2.2.2.3 Réduction d’ordre

La dynamique du distributeur est la plus rapide de la chaine d’actionnement avec une fréquence
naturelle de l'ordre de 5Hz. L’amplitude de la plage de fréquence pour le systeme d’ordre 4 est de
100Hz. En considérant une dynamique inférieure a 30Hz, ce qui reste encore élevé par rapport a la
plus grande dynamique (distributeur), une borne supérieure peut étre définie pour une réduction
d’ordre. En dessous de cette limite, le systeme peut étre modélisé par un second ordre. Pour une
configuration en charge avec un déplacement de vérin de 30cm, la comparaison fréquentielle pour
I’ordre 4 et le modele réduit d’ordre 2 est représentée sur les tracés de Bode suivants.
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\

180

90
ok

Phase (deg)
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718071 . . “““10 . . AAAAAAll
10 10 10

Frequency (Hz)

Figure 2.15 — Comparaison entre l'ordre 4 et le second ordre
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Ces modeles sont équivalents pour les basses fréquences autour de 10H z.
Les réponses (vitesses angulaires) & 1’échelon des modeles linéarisés d’ordres réduits et pour

différentes configurations sont représentées ci-dessous, avec des différences de dynamiques qui ap-
paraissent aux environs des butées.

0
— 1 OCcMm — ] OCM
—-0.05H = = = 30cm || —0.05 = = = 30cm ||
—0.1%- == 50cm || 01} (== 50cm ||
o "
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Figure 2.16 — Réponses des linéarisés pour un échelon de 5%. a : A vide, b : En charge

L’influence de la charge est variable par rapport au déplacement de vérin, du fait du gain en
vitesse non linéaire de ’embiellage (Fig. 2.17).

Gain (rad/m)

12 i i i i i

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
AH(m)

Figure 2.17 — Gain en vitesse de I’embiellage de I'outil

Ce gain présente donc une plage de variation tres importante, avec une valeur en butée haute
correspondant a trois fois celle pour la butée basse. L’atteinte de la butée haute du vérin, est
possible méme dans le cadre d’une régulation, avec une charge en hauteur.

Pour observer la conformité du modele linéarisé réduit, sa réponse peut étre comparée avec celle
du modele multi-physique autour d’une sortie de tige de 30cm en charge.
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Modéle non-linéaire
:| = = = Modéle linéaire

Amplitude(rad/s)

5 5
temps(s) temps(s)

(a) (b)

Figure 2.18 — Comparaison entre le modeéle linéarisé et celui non-linéaire. a : Déplacement de vérin,
b : Réponses & un echelon de 5%

Le gain de 'embiellage apparait a travers la figure. 2.18(b) avec une vitesse angulaire variable
et un modele linéarisé conforme autour d’un point de fonctionnement.

Ce modele linéaire peut étre utilisé pour élaborer la loi de commande car il correspond a la
position la plus usuelle durant les phases de manutention, avec une élongation proche de la moitié
de la course du vérin et en charge.

Le modele entre le déplacement du vérin et la commande du distributeur peut étre modélisé en
définitive par un ordre 3. Cette fonction de transfert est composée d’un intégrateur qui représente
la principale dynamique du systeme, le second ordre traduit principalement la dynamique du dis-

tributeur et un gain en vitesse variable de I’embiellage. Le modele simplifié du systeme global a la
forme suivante :

Modéle extrait Q3verins

: Qs H Ay a
u 5 ids | 1 |Ags

Cette dynamique prépondérante de type intégrateur peut aussi étre déduite de ’expression des
variations de pressions (Eq. 2.20). En effet pour des variations de pressions nulles, le débit qui est
I'image de la commande, est fonction de la vitesse du vérin et de la section concernée.

Avec g3perins, 1’angle absolu du bras qui représente un type de perturbation, k. le gain en
vitesse de l'actionneur et K; le gain en vitesse non linéaire de 'embiellage de l'outil (Fig. 2.17). Le
second ordre est défini par ks le gain en débit du distributeur, w sa pulsation naturelle et ¢ son
amortissement.

Ce type de modele d’ordre 3 a déja été utilisé notamment dans [Lazic 07] et la fonction de
transfert globale peut étre définie comme suit :

_ Ags Kikokow?
G(s) = u s (s2 4 2Cws + w?) (2.59)




48 Etude du circuit d’actionnement du porte-outil

2.2.3 Conclusion

L’exploitation des équations de fonctionnements du systeme a permis de déduire différentes
représentations d’états liées a leurs niveaux de complexité. Ainsi des modeles prenant en compte
aussi bien les fuites inter-chambres que la dynamique de 1’étage de pilotage ont étés définis. L’ana-
lyse de ces différentes représentations permet de montrer la commandabilité et ’observabilité des
modeles linéarisés du systeme en tout point de fonctionnement. Ce type de modeles requiert cepen-
dant un grand nombre de capteurs, ce qui est assez contraignant par rapport aux spécifications du
cahier des charges, qui impose ’emploi exclusif de 'information d’attitude. Des stratégies d’observa-
tions peuvent étre envisagées méme si les variables de pressions sont indépendantes et difficilement
observables.

Le modele linéarisé issu de 'approche multiphysique avec la prise en compte des incertitudes
paramétriques, sera utilisé pour ’élaboration les lois de commande linéaires et non linéaires. Dans
le cas de stratégies de commandes linéaires, ces gains variables pourront étre considérés a travers
les marges de stabilité. Ce modele de conception nécessite cependant une phase de recalage a partir
d’essais d’identification paramétrique des différents sous-systéemes du circuit d’actionnement.
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Objectif

Ce chapitre concerne la phase d’identification et de recalage des différents modeles préalablement
établis. En effet le systeme a controler a été modélisé au chapitre 2, avec différents outils et pour plu-
sieurs niveaux de complexité. Ces modeles servant a la conception de loi de commande ou aux tests
en simulation sont basés sur des données constructeurs. Mais une phase de recalage est cependant
nécessaire, afin de garantir leurs précisions par rapport au systeme réel. Cette phase d’amélioration
permet d’optimiser les réglages des lois de commandes a travers une meilleure représentativité des
modeles de conception et de minimiser ainsi le temps d’intégration du correcteur sur véhicule. Ces
essais d’identification ne concernent pas l'angle et la vitesse de rotation de I'outil & cause d’'un
manque de capteurs. En effet le capteur d’horizontalité est en cours de réalisation. La reconstruc-
tion de ces informations angulaires peut étre réalisée avec les modeles géométriques et cinématiques
du porte-outil, mais ces grandeurs ne traduisent pas les dynamiques liées a la structure mécanique
de ’embiellage.

La procédure de recalage est basée sur des résultats de campagne d’essais sur engin. La
spécification du protocole d’essais est basée sur la sélection des sous-systémes a identifier. Cette
phase nécessite une connaissance du systeme, acquise a travers 1’étape de modélisation. La simula-
tion du modele multiphysique permet d’observer les parametres ou composants prépondérants, qui
devront étre identifiés plus précisément a l'issue de la campagne d’essais.

La démarche adoptée pour la définition du protocole d’essai passe par une campagne d’essais
virtuels sur le modele multiphysique préalablement défini.

49
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L’approche globale adoptée dans cette phase d’identification et de recalage peut étre résumée
comme suit :
e Amélioration des modeles de conception et de validation
— Essais virtuels
— Définition du protocole d’essai
— Simulation du modeéle multi-physique

Identification des modeles des sous-ensembles de I'engin virtuel
— Validation des excitations
— Essais réels
— Utilisation des excitations validées issues du protocole d’essais virtuel (xPC Target)
— Identification des modeles des sous-ensembles du systeme physique
— Recalage
— Correction des parametres du modele multi-physique
— Comparaison des modeles physique/virtuel
La définition du protocole d’essai prend en compte le choix des types d’entrées mais aussi les
conditions de fonctionnement de l'engin. En effet selon le type d’excitation, la configuration du
bras doit étre adaptée afin d’éviter les chocs et les butées mécaniques. Les modeles des capteurs
disponibles pour les essais réels sont utilisés dans les simulations.

La validation des excitations est obtenue sous la condition que les modeles identifiés avec les
essais virtuels permettent de retrouver les parametres utilisés dans la modélisation.

Les séquences d’entrées retenues sont ensuite utilisées sur le systeme physique apres une phase
de prototypage. Ces essais sur véhicule nécessitent la mise en place de stratégies de sélection des
séquences d’entrées mais aussi des dispositifs d’interruptions et de ré-initialisation dans la cas de
conditions de fonctionnement inadaptées.

L’identification est réalisée par sous-systémes avec principalement 1’étage de pilotage
(électrovannes + distributeurs) et celui d’actionnement (vérin).

La phase de recalage passe par la mise a jour des parameétres issus de I'identification des sous-
systemes (pulsation, amortissement) au sein des modeles de conception et de validation.

Le synoptique de ’approche globale peut étre représenté comme suit :

[ Modéle virtuel ] { Modéle systéme identifié ]

Identification
Identification [ Systeme réel ]

Modele de
conception

Elaboration de lois [ Modele virtuel identifié ] Essais réels
de commande \ /,
[ Conformité protocole ]

Figure 3.1 — Approche globale adoptée pour le recalage

Le recalage des modeles de validation est réalisé a travers une comparaison de leurs réponses avec
celles du systeme réel a des excitations de nature diverses (statique, dynamique), 1'objectif étant
d’obtenir des modeles de validation suffisamment représentatifs apres recalage afin de minimiser la
durée de la phase de test des lois de commandes sur véhicule.

Les objectifs visés par ces essais sont essentiellement :

— Quantifier le temps de réponse du systeme a controler.

— Quantifier les frottements secs et visqueux au niveau du vérin de I'outil.
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— Déterminer les vitesses extrémales réelles du vérin de 'outil.

— Valider la dynamique du systeme en fonction de la masse et de la position du vérin.

— Observer l'influence de la répartition des débits.
Une distinction sera établie par rapport au type d’essai envisagé. En effet une phase concernera
des essais quasi-statiques et une autre des essais dynamiques.

3.1 Matériels-Outils utilisés

La mise en place de ces essais d’identification nécessite une adaptation de ’architecture de
pilotage de I’engin. Les commandes hydrauliques tout-ou-rien ont été remplacées par une commande
de type proportionnel. Les commandes en courant issues des joysticks passent par des électrovannes
proportionnelles, qui pilotent en basse pression le distributeur.

Pour une bonne maitrise des signaux d’entrées, ’actionneur de 1’outil est commandé par des
signaux externes a ’engin. Mais les phases d’initialisation de la configuration du bras nécessitent
cependant un pilotage manuel. Donc une stratégie de commutation entre les commandes internes du
pilote et les commandes externes représentant les séquences d’entrée des essais est mise en place.
Pour ce faire, un calculateur est intégré a l’engin et permet de sélectionner les types d’entrées
(internes ou externes). Les commandes externes sont générées par un PC104 et concernent essen-
tiellement ’actionnement du vérin de 'outil. Le calculateur prend en compte en définitive deux
modes de fonctionnement dont un avec la totalité des actionneurs en pilotage manuel et 'autre
avec le vérin de 1'outil en pilotage externe.

La commande du vérin de 'outil peut étre schématisée comme suit :

IMC

-—QPC104 -
. - Embiellage
[ Calculateur de Bord H Etage hydraulique ] Vérin + Charge
oo} — ,

Figure 3.2 — Schéma de la commande du vérin de 'outil

Les séquences des essais sont définies sous MATLAB, loutil de prototypage utilisé est XPc
Target avec un PC104 comme cible. Du fait de la multiplicité des séquences d’entrées, une variable
de sélection est définie a travers une trame CAN.

Les signaux d’entrées sont stockés sous forme vectorielle et sont indexés a partir d’'un compteur
utilisant le timeout (délai d’attente) de l’entrée CAN. Cette méthode de sélection des séquences
permet aussi de définir des modes d’interruption et de ré-initialisation indispensables dans le cadre
d’essais sur véhicule. En effet 'arrét de I’envoi de la trame CAN déclenche une interruption des
séquences d’entrées, du fait de la commutation de la valeur du timeout.

Le programme Simulink permettant de programmer ces essais avec la sélection des types
d’entrées et 'indexation & partir du timeout a la forme suivante :
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extraction des données de la trame

¢

- - Ré-initialisation
CAN bit-unpacking

Receive *’{Timeout =01 H boolean uint32

CAN Timeout Conversion Inversion Conversion
Detection

du temps en cas
de timeout

trameCmdCAN

t Send

GENERATION SIGNAUX

Setup
Figure 3.3 — Programme Simulink pour les essais d’identification

Les capteurs a utiliser sont & définir et dépendent des sous-systemes visés par 'identification. Le
principal composant & identifier est ’actionneur de 1’outil avec I’évolution de ses différentes variables
telles que les pressions, débits, vitesse et position. Les caractéristiques de la pompe déterminent dans
une large mesure, les performances du systeme et sont quantifiables avec un débitmetre et un capteur
de pression. Les pertes de charges liées aux canalisations sont observées a partir d’informations
issues de capteurs de pressions en sortie de la pompe et en entrée du vérin.

Les besoins capteurs communs & tous les essais sont :

— Amperemetre au niveau de la commande du distributeur.

Capteurs de pressions pour la grande et petite chambre du vérin de I'outil.
— Capteur de pression au niveau de la pompe.

— Débitmetre au niveau de la pompe.

Débitmetre au niveau du vérin de I'outil.

— Capteurs de position au niveau du vérin de ’outil.
— Capteurs de vitesse au niveau du vérin de I'outil.

3.2 Essais quasi-statiques

Les principaux objectifs de ces essais quasi-statiques sont la détermination des temps de réponse,
des frottements secs et visqueux au niveau du vérin de l'outil. Ces caractéristiques sont obtenues a
partir de signaux de commandes de faibles dynamiques. Des phénomenes non linéaires tels que le
temps d’établissement des pressions dans les chambres ou les zones mortes liées au recouvrement
du tiroir du distributeur peuvent aussi étre observés.

Les conditions de fonctionnement de ’engin durant cette séquence sont :

— Configuration du bras poly-articulé (Fleche, Bec, Bras) : (Fig.3.4).

— Configuration du vérin de l'outil : 3 configurations.

— Vérin en butée basse (Fig.3.4(a), x = 0)
— Vérin en position milieu (Conf2, z = L/2)
— Vérin en butée haute (Fig.3.4(b), x = L)
— Machine immobile.
— Tous les vérins sont immobiles.

— Régime moteur maximal.

Charge variable.
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(a) (b)
Figure 3.4 — Configuration du bras. a : Butée basse (x=0), b : Butée haute (x=L)

Le protocole défini est appliqué pour un systéeme aussi bien a vide qu’en charge. Des entrées en
échelon sont utilisées dans un premier temps, afin de déterminer les temps de réponse et le gain
statique pour trois points de fonctionnement (y ~ 0,y ~ L/2, y ~ L). La considération de ces points
de fonctionnement permet notamment d’observer 'influence des positions critiques a proximité des
butées par rapport a la dynamique globale.

Afin de détecter la présence de non linéarités fortes telles que les frottements secs, visqueux et
les zones mortes, des entrées de type rampe sont employées. Ces non linéarités sont identifiées de
maniere globale car il est difficile de distinguer leurs origines du fait du nombre de capteurs limité.
Une premiere zone morte connue est introduite par I’électrovanne avec 'existence d’un courant
utile de 0.5A. Cette discontinuité est aisément compensable en amont avec un offset afin d’éviter
les plages de commandes inutiles. Une seconde zone morte est introduite au niveau du tiroir du
distributeur avec une entrée minimale en basse pression de 4bar. Cette seconde non-linéarité n’est
pas compensée car elle peut étre dynamique et dépendre de la charge.

En définitive la somme des influences de toutes ces non linéarités se traduit par une entrée seuil
en deca de laquelle la vitesse du vérin est nulle.

Les séquences d’entrées ont été testées sur le modele virtuel (multiphysique) afin de vérifier leur
adéquation avec les grandeurs & mesurer mais aussi par rapport aux contraintes physiques telles que
les butées mécaniques de la structure du bras polyarticulé. Ce modele virtuel du bras polyarticulé
de I'engin défini sous LMS.Imagine.Lab AMESim Rev7 a la forme suivante :
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Ve diout] /'Eapteur de vitesse

Wérin de bras

‘Wérin de Bec

Embiellage du porte-outi
+Outil

S
s ——

o - ‘eiin de flache ‘

Porte-outi+0util

Embiellage de flzche

Figure 3.5 — Modele AMESim

3.2.1 Données recueillies

Les mesures sont recueillies pour un signal d’entrée en échelon positif, avec une position initiale
nulle du vérin de 'outil. Le déplacement maximal du vérin est égal a 0.587m et correspond a un
angle de l'outil g5 = —2.1rad, alors qu’un déplacement de vérin correspond a ¢5 = 1rad.

1.8F 02k

1.6
1.4F

0.15f
1.2F

u(A)
vitesse(m/s)

0.1f
0.8f

0.6F
0.4f 4 0.05f

0.2}

~
o}
©

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 0 1 2 3 4 5 6
temps(s) temps(s)

(a) (b)

0.7 T T T T T T T T 15

0.6F

0.5F

0.4fF

position(m)
g5 (rad)

0.3f

0.2}

0.1fF

s s s s s 25 L L L L L L L L
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9
temps(s) temps(s)

() (d)




95

3.2 Essais quasi-statiques

w
o
o

@
S

e DAL
U Ayt A ey - qumpe

O
o
o}
N
al
o

@ ~
=} o
N

o

[=]

=
a1
o

a
<]

[
o
o

1
1
[
]
1
v
[
1
1
[
1
1
v
1
1
4

pressions(bar)

débits(L/min)
B
(=]

W
S

50— =

N
=]

=
1)

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9
temps(s)

temps(s)
(f)

(e)
Figure 3.6 — Essai en échelon positif, a : commande, b : vitesse, ¢ : course, d : angle ¢s5, e : débits,

f : pressions

La vitesse maximale théorique (16e¢m/s) (Fig. 3.6(b)) est obtenue pour un débit maximal de

75 L/min (Fig. 3.6(e)). Les débits enregistrés sont ceux en sortie de la pompe (Qpompe) €t au niveau
de la petite chambre du vérin (Qp¢). Le débit au niveau de la grande chambre n’est pas mesuré car
il est proportionnel en régime permanent au rapport des sections prés a celui de la petite chambre.
Le débit de la pompe est I'image de celui de la vitesse du vérin car ce dernier est le seul a étre

alimenté.
Les valeurs de pressions considérées sont celles des petite Ppc,,, et grande Pgc,,, chambres du

vérin et en sortie de la pompe Ppompe-
La non linéarité du gain de ’embiellage peut étre observée a travers la réponse de la variable

angulaire ¢5 (Fig. 3.6(d)), reconstruite a partir des longueurs de vérins.
La dissymétrie du vérin peut étre vérifiée expérimentalement, avec un gain en vitesse différent

pour la rentrée de tige.
L’entrée en forme de rampe, avec la compensation de la zone morte de I’électrovanne (0.5A4),

fournit les réponses suivantes :
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0 ' ' ' ' N '
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(b)

(a)

Figure 3.7 — Essai en rampe, a : commande, b : vitesse

Cet essai permet de mettre en évidence une zone morte qui peut étre ramenée au niveau de
la commande & une amplitude de 46% de la commande maximale (2A). Elle correspond & une
amplitude a 0.93A4 qui correspond en partie a la somme des deux discontinuités liées a 1’électrovanne
(Partie :3.2). En effet une zone morte de 0.5A était introduite par ’électrovanne et la pression utile

de commande du tiroir du distributeur est d’environ de 4bar.
Cette zone morte est symétrique par rapport & la commande.
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D’autres essais de type quasi-statiques ont été menés pour améliorer la compréhension du
systeme. Par rapport a la zone morte, des signaux en dent de scie ou par paliers sont utilisés.
Ces signaux servent a déterminer l'origine de cette zone morte, qui peut étre liée au recouvrement
du tiroir du distributeur ou a la pression minimale de décollement de la tige du vérin. L’entrée en
dent de scie permet d’observer la pression de décollement. En effet si la zone morte au niveau de la
commande est liée a cette pression de décollement, elle doit disparaitre pour ce type de signal avec
un changement de signe durant la phase de mouvement du vérin. Les entrées par paliers servent a
vérifier le caractere statique de cette non linéarité qui pourrait étre liée au temps d’établissement
des pressions dans les chambres ou a une autre zone morte statique.
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Figure 3.8 — Essai avec signaux en dent de scie et par paliers, a : commande en dent en scie , b :
vitesse pour une entrée en dent de scie , ¢ : commande par paliers, d : vitesse pour une entrée par
paliers

Sur ces caractéristiques, la zone morte de 46% est toujours présente malgré plusieurs points de
fonctionnement et des conditions initiales par rapport a la vitesse différentes.

Les paliers sont appliqués durant 5s afin d’obtenir 1’établissement du régime permanent en
vitesse. La méme valeur de courant de commande minimale est toujours observée autour de 0.93A.
L’analyse des réponses aux différents types de signaux appliqués au systeme montrent que cette zone
morte n’est pas liée aux forces de décollement de la tige du vérin, ni a I’établissement des pressions
mais & la commande utile de I’électrovanne (0.5A), la sortie minimale (4bar) de 1’électrovanne et au
recouvrement du tiroir du distributeur. Les frottements secs du vérin peuvent aussi étre a origine
d’une partie de cette zone morte mais ils restent difficilement identifiables du fait de la présence de
I’embiellage, qui peut introduire de méme une autre non linéarité statique.
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3.2.2 Résultats
3.2.2.1 Recalage des modeles de conception

Les modeles de conception ont été définis avec une approche basée sur la linéarisation des
modeles multiphysiques et des équations analytiques. En effet un modele d’ordre 2 défini par rapport
a la vitesse angulaire de 'outil a été obtenu précédemment par réduction d’ordre du linéarisé (Partie.
2.2.2.3). L’information de vitesse angulaire étant inaccessible pour ces essais, la seule variable stable
est employée, a savoir la vitesse du vérin. La différence entre ces deux vitesses reste le gain non
linéaire de ’embiellage. Ces essais permettront donc de recaler les parametres du modele linéaire
par rapport a la vitesse du vérin. Le modele de conception définitif par rapport a I'angle de I'outil
est déduit de celui de la vitesse de vérin, par la prise en compte du gain de I’embiellage et par
intégration.

La méthode d’identification utilisée est celle de la minimisation itérative de I’erreur de prédiction
(pem : prediction-error minimization). La fonction de transfert du second ordre obtenue pour le
modele de vitesse de vérin a la forme suivante :

G(s) = =
1425 Ty * 5+ (Ty * 5)?

Les valeurs des différents parametres sont fournies dans le tableau suivant, pour différentes

s« exp(—Ty*$) (3.1)

entrées et configuration :

Parametres | Slyide | Slionne | S2vide | S2tonne
K,(m/s) | 0.0791 | 0.0888 | 0.109 | 0.108
Tw (s) 0.179 | 0.0295 | 0.263 0.06
¢ 1.24 0.739 0.946 0.854
Ty (s) 0.299 | 0.2097 | 0.299 0.299
Tableau 3.1 — Parametres du jeu de modeles (quasi-statique)

La séquence S1,4. correspond a une séquence d’entrée en échelon positif sur le systeme a vide
et 52,4e a un échelon négatif. Le gain statique K, varie beaucoup par rapport au type d’entrée
considéré. Celui concernant la rentrée de vérin est logiquement plus important. Le systéme en
charge est plus oscillant avec un amortissement autour de ¢ = 0.8. Le retard pur est autour de 0.3s
pour les entrées statiques mais il diminue fortement pour les entrées dynamiques. Ce retard peut
étre lié aux positions initiales correspondant aux butées des vérins, avec un temps d’établissement
des pressions non négligeable.

Les réponses des modeles identifiés sont comparées aux données expérimentales avec les
précisions correspondantes déterminées avec 'outil MATLAB.
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Figure 3.9 — Réponses a un échelon positif, a : Vide, b : Tonne
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Figure 3.10 — Réponses a un échelon négatif, a : Vide, b : Tonne

L’erreur liée aux modeles identifiés est faible pour le systeme a vide. Les caractéristiques des
vitesses pour un systeme chargé comportent des oscillations difficilement identifiables, avec une
précision minimale du modele de 87.05%. Le modele obtenu par identification du systéme a vide
offre un meilleur comportement avec une précision minimale de 95.81%.

Les modeles identifiés fournissent un comportement assez proche de celui du systéme physique

et peuvent étre employés sous la forme d’un jeu de modeles dans le cadre de la conception d’une
loi de commande.

3.2.2.2 Recalage du modéle multiphysique (MATLAB)

Le modele MATLAB a été recalé par rapport a différents parametres principalement liés au
distributeur, tels que sa pulsation naturelle et son amortissement. Les chutes de pressions corres-
pondant aux passages du fluide a travers le distributeur (A Pj,om) constituent aussi des parametres
déterminants dans la définition de la dynamique du systeme. Le recalage est réalisé simultanément
pour les différents types d’entrées (quasi-statiques et dynamiques). Les parametres choisis sont ceux
minimisant les erreurs de modélisation sur I’ensemble des séquences d’entrées, avec cependant une
priorité pour les essais dynamiques, qui sont plus représentatifs des taches de manutention.

La définition d’une procédure d’optimisation a été envisagée, mais face a la multiplicité des
parametres (Tableau 2.1) et a la variabilité de la dynamique du systéme selon le type d’entrée et
la position initiale, une procédure manuelle de recalage a été choisie.

Les principaux parametres recalés sont données ci-dessous et peuvent étre comparés avec ceux
des modeles avant recalage (Paragraphe 2.1.3) :

AP1yom (bar) | APapom (bar) | fr (Hz) Cn
64 15 1.7 0.95

Tableau 3.2 — Parametres recalés pour le modele multiphysique (MATLAB)

La mesure de vitesse de vérin a été essentiellement employée pour le recalage des différents
modeles de validation.

Ces parametres identifiés sont assez différents de ceux employés dans la premiere phase de
modélisation du porte-outil avec principalement une fréquence naturelle significativement plus
faible.

En considérant un échelon positif appliqué au vérin de 1’outil, les réponses du systeme physique
et du modele multiphysique (MATLAB) sont présentées comme suit :
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Figure 3.11 — Réponses a un échelon positif, a : course (a vide), b : course (en charge), c : vitesse
(a vide), d : vitesse (en charge)

Ces caractéristiques représentent deux essais réalisés a vide et en charge. Afin d’éviter les chutes
de charge, celle qui est utilisée pour cette campagne d’essai est solidaire du porte-outil avec une
masse de 850K g et est spécialement congue pour les essais de fatigue des engins hydrauliques. La
séquence avec le systéme en charge est interrompue avant la butée afin d’éviter un choc potentiel-
lement dommageable pour I'actionneur.

La configuration du bras (Fig. 3.4(a)) fait intervenir la pesanteur pour le systéme en charge, ce
qui se traduit par une plus grande vitesse de sortie de tige.

Le modele multiphysique (MATLAB) fournit un comportement acceptable pour le systeme a
vide mais ne prend pas en compte les oscillations introduites par la charge.

La variation de dynamique introduite par la charge peut aussi étre observée par rapport
aux pressions dans les chambres du vérin. Les caractéristiques ci-dessous (Fig. 3.12) représentent

I’évolution des pressions dans les deux chambres du vérin et celle en sortie de la pompe durant les
mouvements décrits ci-dessus (Fig. 3.11).
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Figure 3.12 — Réponses a un échelon positif, a : Pressions (a vide), b : Pressions (en charge)

Avec Pgc,,. la pression dans la grande chambre du vérin, Ppco,  celle dans la petite chambre

ver

et Ppompe la pression en sortie de la pompe.

ver

La différence de dynamique introduite par la charge apparait a travers ces caractéristiques de
pressions. En effet une différence de pression faible (5bar) apparait entre les deux chambres du
vérin pour le systeme a vide alors qu’elle devient égale a 27bar pour une charge de 850K g. Ces
écarts comportementaux ont assurément un effet sur la dynamique du systeme avec un temps
d’établissement des pressions plus ou moins important selon la charge.

En considérant un échelon négatif, les caractéristiques suivantes sont obtenues :
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Figure 3.13 — Réponses & un échelon négatif, a : course (a vide), b : course (en charge), c : vitesse
(a vide), d : vitesse (en charge)

Les mémes oscillations apparaissent pour le systeme en charge, mais les vitesses sont similaires
méme si la charge est freinante pour le mouvement.
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A travers ces deux types d’entrées, il transparait quelques indications sur les performances du
circuit d’actionnement. La charge influe essentiellement sur les commandes positives avec un débit
en sortie de la petite chambre du vérin plus important du fait de la grande différence de pression.
Quelques erreurs de modélisations apparaissent durant les phases transitoires mais les valeurs en
régime permanent notamment en terme de vitesse de vérin sont équivalentes.

3.2.2.3 Recalage du modeéle multiphysique (AMESim)

Le recalage du modele multiphysique s’effectue aussi principalement avec I’ajustement des pa-
rametres du distributeur tels que les chutes de pressions et la dynamique du tiroir.De la méme
maniére que pour le modele multiphysique (MATLAB), les parametres recalés sont fournis dans le
tableau suivant :

APinom (bar) | APopom (bar) | fn(Hz) |
22.5 10.5 1.7 0.95

Tableau 3.3 — Parametres recalés pour le modele multiphysique (AMESim)

Les mémes parametres définissant la dynamique du tiroir du distributeur (f, et ¢,) ont été
conservés, afin de faciliter la comparaison entre les parametres des deux modeles.

Les principales variations paramétriques entre les deux types de modeles multiphysiques sont
obtenues pour les chutes de pressions liées au passage du fluide dans le distributeur. A Py, varie
relativement peu [15bar 10.5bar] par rapport & APj,., qui présente une plage de variation de
[64bar 22.5bar]. Cette différence comportementale ne peut étre liée a la structure de 'embiellage,
car il a été vérifié au paragraphe 2.1.3, qu’il n’introduisait pas de différence de dynamique entre
les deux types de modeles. La défaut de modélisation des canalisations et de la compressibilité du
fluide au sein du modele multiphysique (MATLAB) pourrait étre la source de cette différence de
comportement. L’environnement du modele multiphysique est aussi différent de celui présenté au
paragraphe 2.1.3, avec la modélisation de I’ensemble du bras polyarticulé. L’interaction entre le
porte-outil et le corps de bras est aussi un phénomene important. En effet 'actionnement du vérin
d’outil entraine en plus de la force développée, une réaction exercée sur son point d’ancrage, qui
est situé sur le corps de bras.

En considérant un échelon positif appliqué au vérin de I’outil, les résultats suivants sont obtenus
pour avec le modele multi-physique recalé :
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Figure 3.14 — Réponses a un échelon positif, a : course (a vide), b : course (en charge), c : vitesse
(a vide), d : vitesse (en charge)

Le modele en charge est assez représentatif du systéme physique en terme de rapidité, malgré
une erreur sur la vitesse en régime permanent. Le modele a vide présente une dynamique trop
rapide et avec une gain statique plus important.

La réponse du modele multiphysique en vitesse présente des oscillations, liées aux vibrations
sur le bras polyarticulé induites par la commande de 1'outil. En considérant un échelon négatif, les
caractéristiques suivantes sont obtenues :
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Figure 3.15 — Réponses & un échelon négatif, a : course (a vide), b : course (en charge), c : vitesse
(a vide), d : vitesse (en charge)

Ce type de position initiale autour des butées fait apparaitre les difficultés de gestion des phases
d’initialisation exacerbées par la charge, avec des variables de pressions oscillantes, ceci pour une
commande nulle, ce qui se reflete sur les caractéristiques de vitesses.
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L’erreur par rapport a la dynamique est non négligeable, méme si les vitesses en régime per-
manent sont similaires. Le recalage par rapport aux entrées dynamiques est privilégié par rapport
aux entrées quasi-statiques, car correspondant aux conditions de fonctionnement dans le cadre du
controle d’assiette.

La nature des signaux d’entrées ne permet pas de se prononcer sur le meilleur modele a pri-
vilégier pour le test de lois de commande.

3.3 Essais dynamiques

Les principaux objectifs de ces types d’essais sont la validation de I'ordre du systéme de com-
pensation autour de différents points de fonctionnement mais aussi la quantification de I'influence
de la charge sur la dynamique globale de 1’outil.

Pour ces types d’essai, les mémes conditions de fonctionnement que précédemment sont requises
avec deux positions initiales du vérin d’outil (y ~ 0, y ~ L). En effet les signaux d’entrées sont
définis de sorte a ce que 'actionneur décrive toute sa course a partir des positions initiales. L’am-
plitude de ces entrées prend en compte ’asymétrie du vérin mais aussi la configuration du bras
polyarticulé, qui introduit un biais au niveau de la vitesse et donc une dérive sur sa position.

Un signal carré de moyenne non nulle sur la tranche du distributeur du vérin de 'outil est
appliqué afin d’observer la dynamique du systeme autour de différents points de fonctionnement.

Le débit de la pompe étant limité, il aurait été intéressant de quantifier 'influence de I'actionne-
ment simultané des autres vérins du bras polyarticulé, sur la dynamique du vérin de I'outil. Cette
restriction aurait entrainé une diminution du débit disponible pour la correction, avec la recherche
de vitesses maximales de perturbations corrigibles. Mais cette difficulté a été contournée en cours
d’étude par le constructeur, a travers 'implantation d’une gestion de priorité en faveur du vérin de
Poutil.

3.3.1 Données recueillies

La principale entrée présentée est un signal créneau de fréquence 0.25H z et de valeur moyenne
non nulle. La fréquence est choisie de maniere a observer le régime permanent et la valeur moyenne
vise a limiter la dérive introduite par I’embiellage et la charge en bout de tige, afin de décrire un
grand nombre de positions initiales pour la séquence d’entrée.

Les réponses du systeme a une entrée en créneau sont représentées ci-dessous :
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Figure 3.16 — Essai signal carré, a : commande, b : vitesse, ¢ : course, d : angle g5, e : débits, f :

pressions

Le gain non linéaire de I’embiellage est ici aussi perceptible a travers la caractéristique de
la variable angulaire g5 reconstruite (modeles géométrique et cinématique). En effet amplitude
du déplacement angulaire est plus important vers la butée haute (y ~ 0.57). Une différence de
pression de 20bar peut étre observée entre la pression en sortie de la pompe (Ppompe) €t celle dans
la chambre concernée par la commande. Cette différence de pression est liée au Load sensing, qui

permet de réguler la pression de la pompe par rapport a la plus haute pression dans les chambres
des actionneurs.

3.3.2 Résultats
3.3.2.1 Recalage des modeles de conception

Du fait de I'instabilité de la position vérin, le systéme est identifié par rapport a la vitesse du
vérin, avec la méme méthode du pem : prediction-error minimization que pour les essais quasi-
statiques. Les caractéristiques des fonctions de transfert du second ordre obtenues pour le systéme
a vide et en charge, ont les formes suivantes :

Kp(m/s) | Tw(s) | ¢ | Ta(s)
S5uiae | 0.06 0.05 | 0.92 | 0.057
S5tonme | 0.06 | 0.084 | 0.76 | 0.013

Tableau 3.4 — Parametres du jeu de modeles (dynamique)

Les retards purs de ces modeles dynamiques sont trés différents de ceux obtenus avec les entrées
statiques (Tableau : 3.1). En effet le retard pur égal & 0.3s pour une entrée en échelon sur le systeme
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en butée disparait pour une entrée dynamique. Les réponses des modeles de conception d’ordre 2

sont comparées avec les résultats d’essais sur les caractéristiques suivantes :
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Le modele est moins précis en charge avec une précision de 83.9% liée a ’apparition de modes

oscillants amortis. Une approche d’identification non linéaire peut étre envisagée mais elle restrein-

drait de fait le domaine d’utilisation des modeéles extraits aux lois de commande non linéaires.

Une approche par jeu de modeles est préférée avec la quantification des incertitudes sur les

différents parametres, dans le but de définir une marge de stabilité en conséquence.

3.3.2.2 Recalage du modeéle multiphysique (M ATLAB)

Pour le méme signal carré, les réponses des modeles recalés sont comparées a celles du systeme

physique.
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Figure 3.18 — Réponses a un signal carré, a : course (a vide), b : course (en charge), c : vitesse (a

vide), d : vitesse (en charge)

Le modele présente une erreur par rapport a la dynamique qui se traduit par une erreur
de trainage par rapport a la position du vérin. Par contre le gain statique en vitesse, est assez
représentatif de celui du systeme réel.

La différence de dynamique par rapport a la charge existe, méme si elle est compensée en partie
par les performances du circuit d’actionnement. Ces performances peuvent étre liées a certains
composants tels que les clapets anti-retour au niveau du vérin, qui peuvent évoluer d’'une machine

a l'autre, occasionnant une large variation de dynamique.

3.3.2.3 Recalage du modéle multiphysique (AMESim)

Les phases d’initialisation sous AMESim sont assez complexes & maitriser sur un modele mul-
tiphysique notamment avec les variables de pression. Pour un signal carré, les résultats sont les

suivants :
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La dynamique du modeéle multiphysique (AMESim) est plus représentative de ’expérience que
le modele multiphysique (MATLAB). Mémes s'il subsiste une erreur par rapport aux vitesses de
vérin, ce modele reste proche du systeme physique.

La complexité des phases d’initialisation apparait sur la caractéristique de vitesse de vérin a
vide mais plus encore sur celle en charge.

Mais ces erreurs restent acceptables par rapport a la complexité du systeme a modéliser et a la

multiplicité des sources d’incertitudes.

3.4 Conclusion

La procédure d’identification a été définie selon une approche basée sur la simulation. En effet,
le modele multiphysique de ’ensemble du bras polyarticulé a permis de réaliser une campagne
d’essais virtuels, dans le but de vérifier la pertinence et la conformité des excitations par rapport
au systeme réel. Le choix des séquences d’entrées a été restreint par la nature du systeme, qui
impose une grande anticipation vis-a-vis de son environnement. Ces essais ont permis de mettre en
évidence certaines non linéarités fortes telles que les zones mortes au niveau de la commande de
I’électrovanne et le recouvrement du tiroir du distributeur. Un jeu de modeles de conception par
rapport a la vitesse de vérin est obtenu par identification avec les essais quasi-statiques et dyna-
miques. L’utilisation du gain en vitesse de ’embiellage permet de passer a la vitesse angulaire et a
la variable de compensation (angle relatif de 1'outil g5) par intégration. Les modeles de validation
recalés sont jugés suffisamment représentatifs pour la validation des lois de commandes. Les com-
portements des deux types de modeéles sont équivalents, mais celui défini sous AMESim permet la
génération de perturbations conformes aux taches de manutention et reste donc plus représentatif
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dans le cadre de la validation du contréle d’assiette en simulation. Le niveau de modélisation adopté
entraine des erreurs de modélisation, qui restent cependant assurément faibles par rapport aux in-
certitudes liées a un changement d’engin ou la modification partielle du circuit d’actionnement.
Les parametres dominants de ces modeles sont les chutes de pressions liées au passage du fluide a
travers le distributeur, la pulsation, 'amortissement du systéme qui constituent des informations
précieuses pour le réglage des lois de commande.
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4.1 Introduction

Ce chapitre concerne 1’élaboration des lois de commande employées pour le controle d’assiette.
Cette assistance au pilotage est a définir pour un type de systeme spécifique avec la considération
de son large éventail de perturbations. Les mouvements articulaires traduisant les commandes du
pilote en constituent la principale source. A cela viennent s’ajouter les irrégularités de la route et les
déformations des pneumatiques. En effet les phases de manutention peuvent comporter des phases
de roulage avec des perturbations éventuellement liées a des franchissements de trottoir. Selon
la vitesse d’avance de ’engin, I'influence sur ’attitude de 'outil est plus ou moins importante.
L’engin n’étant pas équipé d’amortisseurs, les perturbations liées aux irrégularités de la route et
les mouvements articulaires occasionnent éventuellement des oscillations liées aux déformations des
pneumatiques.
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Ces perturbations doivent étre rejetées avec une dynamique adéquate pour une bonne manu-
tention, car les charges ne sont que posées sur le porte-outil. Cela reste assez contraignant car une
dynamique faible provoquerait un renversement de charges aussi bien qu’une dynamique forte avec
des phénomeénes de dépassement. Ces considérations permettent de discuter le cahier des charges
avec 'exigence d’une précision de +1.5°. En effet le meilleur critére de performance devrait plutot
étre défini par rapport a la dynamique du rejet et non par rapport a la précision. Sur des systémes
a fortes inerties, comme celui concerné, il est préférable de conserver une erreur de trainage raison-
nable que de commuter autour de la référence.

Hormis le réglage de la loi de commande, les parameétres prépondérants sur la dynamique en
boucle fermée sont essentiellement les non linéarités fortes propres aux systemes hydrauliques et la
limitation de la ressource en débit au niveau de la pompe.

L’une des non linéarités les plus importantes reste le gain introduit par la structure de ’embiel-
lage qui a une plage de variation de [—4rad/m — 12rad/m]. En dehors des non linéarités classiques,
a savoir les caractéristiques des débits, le temps d’établissement des pressions, I'influence de la pres-
sion de charge du vérin sur la dynamique du distributeur, une autre non linéarité forte concernant
la zone morte liée au recouvrement du tiroir du distributeur (équivalente & 46% de la commande
maximale) a été identifiée au chapitre 3.

La capacité de la pompe, insuffisante pour toutes les combinaisons de mouvements, constitue
une difficulté de taille pour un rejet idéal des perturbations. En effet les mouvements articulaires
sont internes au circuit d’actionnement et consomment donc une ressource qui n’est plus disponible
pour la correction. C’est pris en compte par une notion de gestion de priorité, afin de garantir la dis-
ponibilité du débit nécessaire a la compensation, tout en conservant des performances raisonnables
pour les vérins de perturbation.

Le controle d’assiette se confronte aussi aux exigences du cahier des charges articulé autour des
performances attendues et les moyens autorisés pour le controle d’assiette. En effet la précision
angulaire requise est fixée a +1.5°, ce qui ramené au niveau du vérin d’outil correspond a une
précision de positionnement de l'ordre du millimetre (Chapitre. 1.4.2). Ces exigences ne sont ce-
pendant définies que par rapport au régime permanent et donc sans considération des phases
transitoires avec des dépassements potentiels sous forme d’a-coups, extrémement nuisibles pour le
controle de systeme a forte inertie comme celui étudié.

Mais la contrainte majeure du cahier des charges est la limitation des informations au seul
angle absolu de ’'outil. Nombre d’architectures de commande appliquées aux systemes hydrauliques
utilisent plusieurs informations telles que les mesures de pressions dans les chambres du vérin.
Ces informations supplémentaires autoriseraient le choix de modeles de conception plus complets
comme les modeles linéarisés tangents (Chap 2). Une mesure de la longueur du vérin de l'outil
aurait permis de compenser la non linéarité de I’embiellage et de gagner ainsi en précision. Un
protocole de détection des modes de défaillances du contréle pourrait aussi nécessiter ces mesures
notamment pour la détection des butées du vérin de 'outil.

Pour le controle d’assiette, différentes stratégies issues de I’étude bibliographique sont ap-
pliquées, avec comme critere de sélection la robustesse par rapport a I’adaptabilité de la commande
a d’autres engins. En effet les composants hydrauliques peuvent présenter de fortes variations du
fait de leur dispersion d’usinage (tiroir distributeur). La simplicité de la structure de commande
constitue aussi un critere déterminant par rapport a la phase d’industrialisation du dispositif d’as-
sistance au pilotage et au transfert de technologie.
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Trois lois de commande ont étés sélectionnées a partir de ’étude bibliographique qui est
présentée dans la premiere partie de ce chapitre. Cette étude ne vise pas a présenter de maniere
exhaustive ’ensemble des lois de commandes mais seulement celles appliquées aux systémes hy-
drauliques et jugées intéressantes par rapport a leur performance, leur originalité ou leur aisance
d’implémentation industrielle. En effet pour cette phase d’élaboration de lois de commandes, une
cible performante est utilisée (PC104), mais dans une optique d’industrialisation, des calculateurs
a capacité de calcul réduite sont envisagés.

Le rejet de perturbation par retour d’état est appliqué avec ’emploi d’un observateur étendu
prenant en compte les dynamiques des perturbations afin d’améliorer sa robustesse. Cette approche
permet la considération des perturbations dans 1’élaboration de la loi de commande pour un meilleur
rejet. L’application de cette approche de type linéaire nécessite ’association de compensation des
non linéarités dures identifiées au chapitre 3.

La commande TDC (Time Delay Control) de type linéaire et qui s’apparente & une commande
sans modele [Fliess 08] est aussi employée. Elle permet de définir une commande peu dépendante
de la modélisation, d’oli une plus grande robustesse a priori.

L’approche des modes glissants, de la famille des commandes & structures variables (VSC),
est aussi étudiée. Cette commande est constituée de deux composantes, dont celle de convergence
vers la surface de glissement et celle de glissement sur une surface nulle. La phase de convergence
est critique et introduit éventuellement une commutation au niveau de la commande (chattering),
potentiellement dommageable pour les actionneurs.

4.2 Etude bibliographique

Plusieurs études concernant I’automatisation et I’amélioration de la précision de certaines phases
de travail ont étés menées sur les engins hydrauliques.

La premiere phase de ces études concerne la modélisation des systemes hydrauliques. Quelques
fonctions de transfert de 1’étage de pilotage sont fournies par les constructeurs [Thayer 65]. Ces
modeles peuvent servir pour la conception des lois de commandes. D’autres études comme dans
[Ayalew 05] présentent des modeles non linéaires pour les différents composants des circuits d’ac-
tionnement hydrauliques tels que les distributeurs, les accumulateurs et les canalisations.

Les constructeurs comme MOOG proposent des controleurs standards pouvant fournir de
bonnes performances [MOOG 08]. Mais les lois de commandes implémentées ne sont pas toujours
accessibles. Un exemple de systéme proposé par les MSC (Motion Servo Control) est présenté dans
[Whiting 94]. Cependant ces commandes ne prennent en compte que le circuit d’actionnement et
non le systeme dans la globalité, ce qui peut étre un frein a la robustesse. Cette démarche est donc
completement a I’opposé de la notre, qui vise le développement d’une loi de commande satisfaisant
aux spécificités d’un systeme.

Malgré les non linéarités des systéemes hydrauliques, des lois de commandes de bas niveaux
peuvent étre utilisées. Les commandes type PID sont utilisées a cause de leur grande accessibilité.
L’implantation de ce type de commande ne nécessite pas une modélisation tres fine du systéme.
Certaines de ces lois de commandes de bases appliquées aux systemes hydrauliques, sont présentées
dans [Pruvost 78].

Ces lois de commandes atteignent cependant leurs limites en présence des phénomenes non
linéaires tels que :

— Les frottements secs et visqueux.

— La compressibilité du fluide avec I’élévation de la température.
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— L’hystérésis pour les faibles amplitudes de commande de distributeur.

— Variation d’inertie dans le cadre de systéemes polyarticulés.
Le document [Cetim 02] présente un état de I’art sur ’asservissement en position de vérin. Les lois
de commandes présentées sont :

— Correcteur par retard de phase

— Proportionnel Intégral

— Correcteur par réaction de la dérivée de la pression

— Réseau neuronal

— RST a placement de poles robuste

— Logique floue
Les lois de commandes jugées intéressantes a l'issue de cet état de l'art sur l'asservissement en
position d’un vérin sont :

— Régulateur par placement de pbles robuste.

— Régulateur a réseau de neurones qui correspond a une approche auto-adaptative avec une

identification par apprentissage.

Cette premiere approche avec le placement de poéles, est tres intéressante, du fait de la diversité
de stratégie de réglage robuste et de I’éventualité de l’extension de modele de conception aux
perturbations spécifiques.

Les lois de commandes basiques sont le plus souvent employées avec un réglage de type avancé
ou en association avec des pré-compensateurs ou des modeles inverses.

Une étude dans le domaine automobile concerne la commande du systéme d’embrayage avec
une architecture en cascade [Montanari 04]. L’objectif est de controler la position de ’embrayage
et ainsi de moduler le couple de transmission, ce qui permet une variation de vitesse lors des
phases de recul. La structure de commande proposée est composée de deux pré-compensateurs
basés sur des modeles inverses par rapport a la position et a la pression (vérin double tige). Deux
correcteurs proportionnels composent la structure en cascade, avec des performances sensibles aux
parametres des canalisations et a la période d’échantillonnage. Cette étude permet de mettre en
évidence l'intérét de l'inversion de modeles dans la définition de pré-compensateurs et l'influence
des canalisations sur la dynamique globale d’un systeme hydraulique. Mais I’emploi des mesures de
pressions constitue un frein par rapport aux contraintes du cahier des charges.

Une autre stratégie de réglage est présentée dans [Elbayomy 08] pour le controle angulaire d’un
actionneur hydraulique rotatif entralnant une masse, avec une optimisation d’un correcteur PID par
un algorithme génétique (GA). Expérimentalement la réponse présente un important dépassement,
ce qui est rédhibitoire pour un dispositif de non renversement.

Un réglage de type avancé basé sur la méthode du loop shaping appliqué a une commande PI
est présenté dans [Lazic 07]. L’approche de réglage fréquentiel est aussi employée dans [Niksefat 00]
[Ahn 07] avec la méthode QFT (Quantitative feedback theory).

Ces réglages méme avancés ne permettent pas en définitive de rendre suffisamment robustes ces
lois de commandes linéaires par rapport aux non linéarités propres aux systemes hydrauliques et
ceci méme sur des actionneurs assez isolés.

Les optimisations linéaires quadratiques (LQ) permettent aussi le controle de systemes hydrau-
liques et ceci avec différentes stratégies de réglages. Dans [Banavar 98], le controle d'un systéme
composé d'un distributeur et d’'un moteur hydraulique actionné par deux vérins (simple effet) est
présenté. Le réglage est basé sur la restauration de transfert de boucle (LTR). La théorie de la
restauration par transfert de boucle est apparue sous le nom LQG/LTR dans les années 1970. Elle
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consiste au réglage des matrices de pondérations et de variances en vue de satisfaire des objectifs
de formage de boucle (Sensibilités cible ou de sortie) [De Larminat 07]. La robustesse du systeéme
est étudiée par rapport a une variation de charge et d’amortissement. Les résultats assez succincts
obtenus en simulation ne permettent cependant pas de conclure par rapport a la robustesse en
expérimentation du réglage, méme si cette approche mérite d’étre approfondie.

Des approches basées sur la théorie de la linéarisation entrée-sortie (IOL) ont aussi été utilisées
comme la linéarisation par feedback et la commande plate.

Dans [Seo 07], une commande simultanée de position, de vitesse et de pression différentielle
de vérin basée sur la linéarisation par feedback est appliquée a un actionneur rotatif. La loi de
commande est tres complexe et les résultats expérimentaux ne sont pas tres satisfaisants méme s’ils
sont meilleurs que ceux d’un PID réglé par Ziegler-Nichols. Les mesures de position, de vitesse et de
pressions sont nécessaires pour ce controle. La robustesse par rapport a la charge n’est pas abordée
alors qu’elle constitue la principale difficulté de ’asservissement des actionneurs hydrauliques.

La commande par platitude est utilisée dans [Horn 03] pour le contrdle d’un systéme d’em-
brayage de type Mercedes, composé d'un vérin simple effet et d’un distributeur. En effet si la
somme des ordres de dérivation rencontrés pour faire apparaitre la commande dans ’expression de
la dérivée d’une sortie est égale a 'ordre du systeme, ce systeme est différentiellement plat et la
loi de commande déduite pilotera la totalité des dynamiques du systeme. En définitive la théorie
de la platitude est appliquée sous forme de pré-compensateurs avec une loi de commande du type
proportionnel dérivé pour améliorer la robustesse par rapport aux erreurs de modélisation.

Ces théories basées sur la linéarisation ou la différenciation de modeéles complexes ne procurent
pas assez de robustesse a cause du nombre élevé de parametres avec les incertitudes associées. D’ou
leur emploi pour la définition de pré-compensateurs en association avec une commande basique.
Elles sont initialement destinées le plus souvent & des asservissements avec une planification de
trajectoire, ce qui ne correspond pas & notre objectif qui reste la régulation.

La stratégie du controle d’impédance est souvent abordée pour le controle des actionneurs
hydrauliques notamment dans des phases de contacts avec I’environnement. Dans [Fateh 08], un
controle d'impédance d’une suspension active de véhicule est présenté. Cette approche s’apparente
a un controle en cascade avec la prise en compte simultanée de la position et de la force. Un
retour d’état est associé a une commande floue pour ce controle d’'impédance avec une dynamique
du second ordre entre les deux variables & controler (position, force). Cette approche présente un
intérét pour notre application par rapport a la grande variabilité de la charge manutentionnée, qui
influe sur les dynamiques de pressions. Mais elle nécessite des capteurs supplémentaires tels que
ceux de pressions dans les chambres du vérin, qui ne peuvent étre employés pour notre étude.

Une approche par retour d’état est employée dans [Tafraouti 06] avec une stratégie de stabi-
lisation préliminaire, afin d’améliorer les performances de la commande. Le systeme considéré est
un vérin isolé avec son circuit d’actionnement. La méthode de stabilisation du systeme utilisée est
celle de Jurdjevic-Quinn. Elle est équivalente a un retour d’état non linéaire basé sur la fonction de
Lyapunov. Ce travail présente aussi une réduction d’ordre du systeéme en considérant une pression
de charge définie comme une combinaison linéaire des pressions dans les chambres des vérins. Cette
stratégie vise 'obtention d’un modele de conception réduit. Cependant une hypothese majeure
est employée et concerne les volumes dans les chambres de vérin supposés constants, ce qui peut
remettre en cause la validité de la démarche.
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La commande floue reste aussi une alternative pour le controle des systemes hydrauliques comme
employée dans [Chena 08]. L’objectif consistant en la synchronisation en position de deux vérins
est atteint de maniére satisfaisante malgré un bruit important sur les mesures.

Mais beaucoup de ces études se confrontent a des limitations de capacité de calcul et d’ac-
cessibilité a la mesure. En effet les contraintes de couts des dispositifs d’aide & la conduite sont
déterminantes, et leur respect passe par la minimisation des capteurs et ’emploi de calculateur
standard.

Les non linéarités fortes des systemes hydrauliques telles que les caractéristiques des distribu-
teurs, les zones mortes et les temps d’établissement des pressions [Chang 02] affectent la robustesse
des lois de commandes de types linéaires, ce qui oblige a s’orienter vers des stratégies de commandes
non linéaires.

Une commande en vitesse d’un vérin isolé est présentée dans [Pommier 02] avec ’emploi de la
commande CRONE (Commande Robuste d’Ordre Non Entier). Cette méthode, appliquée apres un
premier bouclage linérisant, permet de prendre en compte des incertitudes paramétriques avec une
dispersion assez importante. Les résultats en simulation de la commande ne permettent cependant
pas de préjuger de ces performances en expérimentation sur un systéme complexe.

La commande adaptative est utilisée dans [DeBoer 01] pour le controle d’un systéme polyarticulé
avec la prise en compte de 'inertie équivalente variable. Les résultats expérimentaux montrent des
problemes de robustesse par rapport a la charge méme si les performances restent acceptables pour
une faible charge.

Ces approches sont assez complexes a mettre en ceuvre et pour des résultats le plus souvent
assez modestes. Elles nécessitent aussi I’accessibilité de plusieurs variables du systeme telles que les
pressions, ce qui pose des contraintes de cotits. Pour pallier a cela des observateurs robustes peuvent
étre définis comme dans [Hahn 02] pour reconstruire les informations de pressions au niveau d’'un
vérin hydraulique utilisé en transmission de puissance sur véhicule. Mais ces données sont tres
bruitées et nécessitent des modeles de connaissance non linéaires pour la minimisation de I'erreur
d’observation.

Ces observateurs peuvent aussi permettre la détection de défauts comme développé dans
[Khan 05]. Une structure non linéaire est adoptée et vise a détecter les erreurs de mesure des
capteurs mais aussi les défauts comportementaux tels que des fuites externes. Mais la difficulté de
ce type de structure est I’analyse de 1'origine des erreurs qui peuvent aussi bien étre liées au systeme
qu’a la structure méme de ’observateur.

L’une des lois de commande assez souvent utilisée est le contréle par mode glissant ou SMC
(Sliding Mode Control) [Slotine 91][Utkin 99] appartenant & la famille des commandes & structure
variable (VSC). Cette commande se caractérise par la construction d’une surface dite de glissement
associée a une commande de base permettant le suivi d’une trajectoire de référence puis d’une loi
de commutation ramenant le systeme a 'intérieur de cette surface lorsque les perturbations ou les
vraies valeurs des parametres ont conduit I’évolution du systeme a sortir de la surface prévue.

Cette approche est utilisée dans [Guan 08] et fournit de bonnes performances pour un controle en
position avec la prise en compte des variations paramétriques liées aux variations de volume dans les
circuits hydrauliques. Le principal inconvénient de cette structure de commande est le phénomeéne
de chattering, qui correspond a un bruit important sur 'entrée de commande, potentiellement
dommageable pour les actionneurs. Ce phénomene est atténué avec la définition d’une surface de
glissement de type intégral.
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La variation de charge constituant une non linéarité prépondérante a été étudiée dans [Liu 99b].
Cet article présente une commande par modes glissants pour un systeme hydraulique de position-
nement du type masse-ressort. L’utilisation d’une surface de glissement intégrale permet d’obtenir
un comportement assez robuste par rapport a une large variation de masse et de raideur.

Une autre approche pour prendre en compte les non linéarités liées au couplage des systemes
mécaniques et hydrauliques, mais dans le cadre d’'une structure parallele, a été développée dans
[Guoa 08]. Ce travail présente un controle en cascade d’un robot parallele a six degrés de liberté,
actionné hydrauliquement. L’architecture définie est en cascade avec une boucle interne du type
proportionnelle et une externe avec les modes glissants. Le terme de commutation basique (sign)
est remplacé par une saturation permettant d’adoucir la phase de convergence.

Les modes glissants sont également employés dans [Sha 02], pour le contréle en vitesse d'un
ascenseur hydraulique. Cette structure comprend une action intégrale, un retour d’état non linéaire,
un mode glissant et un calcul en ligne des parametres de la surface de glissement, effectué par
minimisation quadratique. Une bonne robustesse est obtenue avec cette architecture par rapport a
une large variation de charge, ce qui présente un intérét certain pour le contréle de notre systeme.

Un controle d’'impédance basé sur les modes glissants est réalisé sur un engin hydraulique dans
[Ha 00], avec la prise en compte de l'interaction avec I’environnement. La surface de glissement
est définie par rapport a la position et a la force du vérin de 'outil. Un observateur non linéaire
de Utkin est défini pour la reconstruction de la vitesse et de la force a partir de la mesure de
position. Une tangente hyperbolique est préférée au terme classique de commutation (sign) pour
latténuation du chattering, de la méme maniére que dans [Eker 06].

Dans [Ho 09], une autre stratégie de compensation du chattering est proposée avec I’ AFSMC
(Adaptative Fuzzy Sliding Mode Control). En effet une commande floue permet d’estimer en ligne
les parametres du modele de conception et une commande PI adaptative est associée a celle du
SMC pour atténuer les oscillations en sortie.

Dans [Lee 07], plusieurs méthodes pour pallier aux phénomenes de chattering sont proposées.
L’emploi d’un observateur asymptotique est préconisé pour supprimer cet inconvénient sur la com-
mande d’un pendule inversé. L’idée principale est que l'oscillation est liée aux dynamiques non
modélisées et en utilisant la sortie estimée de maniere idéale, une réponse sans chattering est obte-
nue.

Une autre méthode pour éliminer ce phénomene consiste a multiplier le gain de commutation
constant par 'erreur et une valeur seuil faible mais suffisante pour le rejet des perturbations.

Une variante de la méthode précédente est obtenue avec I’emploi de la surface de glissement
filtrée (filtre passe-bas) en lieu et place de l'erreur.

Une méthode basée sur une boucle d’hystérésis pour controler la fréquence du chattering est
aussi envisagée. En effet le bouclage de la commande commutative permet de définir la fréquence
du chattering réglable par un gain.

Cette structure de commande a aussi été associée au TDC (Time Delay Control) dans [Xu 00a,
pour l'estimation des perturbations et ainsi réduire la commutation au niveau de I'entrée de com-
mande.

Le choix de la surface de glissement est une phase tres importante du développement de la loi
de commande et il existe pour cela différentes méthodes. Le choix de la surface de type intégral est
finalement assez usuel mais dans [Yoshimura 01], cette surface est choisie a partir d’une optimisation
LQ.

La loi de commande SMC est le plus souvent élaborée spécifiquement pour un modele donné avec
les équations de fonctionnement non linéaires. Dans [Wang 09], la formulation LMI (Linear Matrix
Inequality) est utilisée avec une représentation d’état (linéaire ou non linéaire) du systeme pour la
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détermination de la surface de glissement et la commande finale est exprimée analytiquement de
maniere standard.

Une autre approche est aussi rencontrée dans le controle des systémes hydrauliques a savoir
le TDC (Time Delay Control) [Toumi 90]. Cette commande est basée sur le choix de l'ordre du
modele et évalue les non linéarités ou effets dynamiques inconnus, a ’aide d’un retard pur. Cette
approche est de type linéaire et son élaboration ne nécessite pas un modele de connaissance raffiné
du systeme. Elle nécessite dans le cadre d’un asservissement, la définition d’un modele de référence
et trois parametres de réglages. Sa structure peut s’apparenter a celle d’'un PID. En effet dans
[Lee 04], 'expression de la loi de commande est comparée a celle d'un PID échantillonné avec
I’établissement des équivalences entre les différents parametres de réglages.

Le TDC est employé dans [Chang 94] dans le cadre d’un contréle hybride en force et en position
d’un robot SCARA. Le modele de conception de la commande est basé sur le modele dynamique
avec une erreur désirée définie par rapport a la position et a la force.

Dans [Chang 02], il est employé pour un suivi de trajectoire d’un bras polyarticulé d’engin
hydraulique. L’intérét de cette étude reste le controle des actionneurs malgré un forte inertie variable
dépendant de la configuration du bras. Ce controle ne prend cependant pas en compte I'actionneur
de l'outil et son embiellage.

Des améliorations sont apportées a la structure du TDC dans [Lee 02] avec une action de
commutation. En effet cet article présente l'application du TDCSA (Time Delay Control with
Switching Action) utilisant une surface de glissement de type intégral (ISS Integral Sliding Surface)
pour un suivi de trajectoire. La différence entre le TDCSA (ISS) et le TDC classique reste le
switching action (action de commutation) qui est basé sur le controle des modes glissants, ce qui
compense les erreurs liées a 'estimation des termes inconnus (erreurs de modeles).

L’association d’un terme de commutation a la commande issue du TDC est aussi réalisée dans
[Chang 03] [Xu 00a] principalement dans le but de la compensation des frottements secs.

L’augmentation de la dynamique de la boucle fermée peut faire apparaitre un comportement
oscillant lié aux vibrations résiduelles, qui peut étre réduit avec I’emploi de techniques de filtrage
telles que I'IST (Input Shaping Technique). Cette technique est aussi employée dans [Park 04]
pour éliminer les vibrations durant les phases de manutention d’un vérin télescopique. La méme
problématique par rapport aux vibrations est rencontrée sur notre systéme, avec des risques de
renversements de charges.

Les exigences au niveau de la dynamique imposées par le correcteur posent le probleme des
entrées bornées, avec les phénomenes de saturations. Comme méthode classique de compensation
des saturations, le CAW (Compensation Anti-Windup) est souvent employé. Il consiste en une
saturation et un rebouclage de sa dérivée. Mais dans [Song 00], une variation du modele de référence
est proposée. La méthode est basée sur I'ajustement de la dynamique du modele de référence
par rapport a ’amplitude de la consigne. En effet pour une grande variation de la consigne, un
modele de référence lent garantit un dépassement nul de méme qu’un modele rapide pour une faible
variation. La stratégie proposée est de déterminer la commande nominale pour chaque consigne et
de déterminer en ligne les nouveaux parametres du modele de référence qui seront utilisés par le
TDC.

On retrouve cette loi de commande dans [Sleiman 06] pour le contréle en vitesse du vérin
de Poutil d’un engin hydraulique. Ce travail présente une méthode d’estimation des parametres
inconnus avec ’emploi d’une approximation de Padé du premier ordre a la place du retard pur
propre a la théorie du TDC.

La version discréte du TDC ne nécessite pas la mesure ou I’estimation des dérivées de la variable
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a controler contrairement au cas continu [Kumar 09], ce qui reste un avantage certain par rapport
aux contraintes de cotits liées aux capteurs et aux ressources de calculs pour I'estimation.

La théorie du TDC peut aussi étre adaptée a I’estimation de variables difficilement accessibles
telles que I’accélération [Talole 06]. Dans ce cas, elle est associée & une commande prédictive de
guidage de missile pour I'estimation de I’accélération de la cible.

Quelques études ont concerné le contréle de 'outil des engins avec plusieurs objectifs tels que
le controéle en position, en vitesse ou en force du vérin de 'outil.

Dans [Gu 04], un suivi de trajectoire d’un bras polyarticulé d’engin de chantier est présenté.
Les corps composant le bras sont asservis pour le controle de la position de 'outil dans le plan.
Ce travail s’inscrit dans le cadre du projet LUCIE (Lancaster University Computerised Intelligent
Ezxcavator), qui vise a développer des engins de chantier autonomes. Le correcteur employé est
défini sous le nom de PIP : Proportional-Intégral Plus et consiste en un correcteur proportionnel
intégral associé a un filtrage de la commande et de la mesure. Ce suivi de trajectoire est testé en
simulation sur un modele d’engin défini a partir des modeles analytiques (géométrique, cinématique
et dynamique) avec de meilleures performances qu’un PID classique réglé par Ziegler-Nichols.

Un contrdle en vitesse du vérin de godet d’un engin de terrassement est présenté dans [Cobo 98].
Une commande proportionnelle intégrale est essentiellement utilisée pour réaliser ce controle. La
loi de commande comprend en plus d’un correcteur PI, une compensation des phénomenes de satu-
rations (Anti-Windup) mais aussi une inversion de la caractéristique du distributeur. Les résultats
obtenus sont oscillants et sensibles a la zone morte du distributeur. L’inversion de la caractéristique
du distributeur prend en compte les pressions, qui sont assez bruitées et I’amélioration proposée
est le filtrage de ces données afin d’accroitre la stabilité du systeme.

Un autre controle en vitesse du vérin de l'outil est proposé dans [Sleiman 06], avec plusieurs
stratégies de commandes dont le TDC et une commande a structure variable.

Un régulateur de la hauteur d’un bras polyarticulé est réalisé dans [Araya 01]. Ce document
présente le controle d’un corps composant le bras poly-articulé d’'un engin hydraulique. En effet
lobjectif est de compenser les perturbations liées aux mouvements d’un vérin (vérin de bec par
exemple) par le controle du vérin de fleche afin de maintenir la hauteur de 'outil constante. Cette
problématique est proche de la notre, avec une origine de perturbation commune. Les principales
différences sont au niveau de l'accessibilité de la mesure mais aussi par rapport au systeme de
compensation. Une commande adaptative est associée a une inversion de la caractéristique du
distributeur, un retour de I'accélération et de la force filtrée. Des capteurs potentiométriques sont
utilisés pour obtenir les variables articulaires, lesquelles servent a obtenir la hauteur de ’outil avec
le modele géométrique. Les perturbations de ’ordre +5°sont trop faibles pour permettre de conclure
par rapport aux bonnes performances de cette commande.

Le contréle d’assiette apparait, au vu de toutes les études existantes et visant le controle d’ac-
tionneurs hydrauliques, comme une approche novatrice. En effet, elle se distingue aussi bien par
rapport a son objectif, a savoir le non renversement de charges, qui reste une condition indispensable
pour toute tache de manutention, que par le systeme de compensation. Cette structure comporte
des non linéarités liées aussi bien a son actionneur et a son circuit d’actionnement, qu’a la structure
mécanique (embiellage d’outil). Il vise & rejeter des perturbations d’origines diverses et ceci pour
une large variation inertielle, uniquement a partir d’une information d’attitude.

Les lois de commandes retenues a l’issue de cette étude bibliographique sont le rejet de pertur-
bations par placements de pOles robuste et observateur étendu, le Time Delay Control et le Sliding
Mode Control.
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Le placement de podles robuste est choisi du fait de I'existence de différentes stratégies de réglages
structurées, mais aussi pour la modélisation possible des dynamiques de perturbations.

Le TDC est aussi choisi pour sa méthodologie de synthese standard, assez indépendante des
caractéristiques du systeme, dans 'optique de s’affranchir des erreurs de modélisation.

L’approche par modes glissants est aussi etudiée, du fait de I'intérét que présente la notion de
surfaces de glissement pour notre application. En effet une régulation idéale serait le maintien de
I’attitude & l'intérieur d’une surface de glissement avec une dynamique de convergence raffinée.

4.3 Rejet par retour d’état avec observateur étendu

4.3.1 Introduction

L’objectif de cette structure de commande est la régulation de I’angle absolu de ’outil par rap-
port a différents types de perturbation. La robustesse du réglage devra satisfaire aux non linéarités
statiques fortes telles que le recouvrement du tiroir du distributeur et la variabilité de la charge.
Mais il devra également convenir par rapport aux non linéarités dynamiques telles que la différence
de section dans les chambres du vérin et le gain en vitesse introduit par la géométrie de 'embiellage.
Le dispositif d’assistance au pilotage ayant pour objectif d’étre adaptable sur différents engins, le
réglage retenu devra aussi étre impérativement robuste par rapport aux incertitudes affectant les
composants hydrauliques, et facilement transposable d’une machine a 'autre.

Cette structure de commande est basée sur un retour d’état défini a partir du modele de concep-
tion linéaire élaboré au chapitre 2. Ce modeéle comporte différentes incertitudes paramétriques fortes
aussi bien par rapport au gain de I’embiellage que par rapport a la dynamique du distributeur et
du vérin. La variabilité de la charge (0 & 1tonne) n’est pas prise en compte alors qu’elle fait inter-
venir des dynamiques différentes au niveau des pressions dans les chambres de vérin (Chapitre. 3).
L’identification des modeles de conception par rapport a la vitesse du vérin (Paragraphe 3.2.2.1) a
aussi fait apparaitre une autre incertitude paramétrique, caractérisée par un retard pur pour une
position initiale au niveau des butées de vérin et cela pour des entrées quasi-statiques.

Pour pallier a toutes ces incertitudes paramétriques, une stratégie de réglage basée sur la res-
tauration des transfert de boucle (LTR) est employée. Cette théorie est née a la fin des années
1970, a partir des travaux de Kwakernaak, Doyle et Stein. Elle permet de définir un réglage basé
sur la minimisation des sensibilités en entrée ou en sortie, selon 'approche choisie a savoir primale
ou duale. L’approche primale permet le réglage des sensibilités en entrée par rapport aux erreurs
d’estimation d’états. L’approche duale qui sera employée ici permet le réglage des sensibilités de la
sortie par rapport aux perturbations. Cette approche est caractérisée par des méthodes de place-
ment de poles différentes pour la commande et ’observation. En effet les poles de commande sont
placés par rapport aux zéros du processus en boucle ouverte et ceux de filtrage par rapport aux
poles en boucle ouverte.

Dans l'optique de I’anticipation des perturbations et de leur rejet, la connaissance des différents
types de perturbations est exploitée sous la forme d’une extension du modeéle de conception. Les
trois principales perturbations qui sont les mouvements articulaires, les irrégularités de la route
(engin en roulage) et les déformations de pneumatiques sont modélisées afin de permettre leurs
observations et ainsi faciliter leur rejet.

Méme avec un réglage robuste, la loi de commande de type linéaire présente des limites par
rapport aux non linéarités statiques fortes telles que la zone morte du distributeur. Des pré-
compensateurs statiques sont donc associés pour corriger ces phénomenes et ainsi améliorer la
phase de convergence de la sortie du processus. Ces méthodes de compensation présentent cepen-
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dant I'inconvénient d’augmenter le bruit sur I’entrée de commande, d’ou la définition d’une zone
d’erreur de tolérance.

4.3.2 Lol de commande

Le systeme a controler est représenté par un modele de conception d’ordre 3, avec une dyna-
mique dominante de type intégrateur qui permet de rejeter asymptotiquement les perturbations
constantes. Les perturbations auxquelles le systeme sera soumis sont additives sur la sortie. La
dynamique d’intégrateur pose des problemes d’observabilité de la perturbation en sortie. Afin de
contourner cette difficulté, les perturbations sont modélisées comme additives sur I’entrée.

En sortie, le franchissement de trottoir peut étre modélisé en premiere approximation par une
perturbation constante. En effet I’angle absolu de 'outil varie rapidement avec une pente raide, pour
revenir a sa valeur initiale apres le franchissement. Les mouvements articulaires ont la dynamique
d’une rampe ou d’une parabole au bout du bras polyarticulé. L’actionnement exclusif d’un vérin
de perturbation (fleche, bec, bras) correspond a une évolution de attitude de l'outil en rampe et
une combinaison de mouvements des vérins génere une trajectoire parabolique. Les déformations
des pneumatiques correspondent a des oscillations amorties, assimilables & des sinusoides.

Du fait de la dynamique intégrateur du systeme, le franchissement de trottoir, équivalent a une
perturbation constante sur la sortie, est rejeté asymptotiquement.

Les mouvements articulaires sont équivalents a une perturbation constante ou en rampe au
niveau de lentrée. Les déformations des pneumatiques ont la méme dynamique en entrée qu’en
sortie au déphasage et a un facteur pres.

Le systeme controlé peut étre représenté comme suit :

di |
4V, Modele 49
/v .
A AQSveArinsg
U, Modele “P°,*°9
an
%

Gain de retour ¢ Observateur

Figure 4.1 — Boucle fermée

4.3.2.1 Retour d’état

Le retour d’état est déterminé dans un premier temps avec ’hypothéese de ’accessibilité de tous
les états. L'entrée de commande (Fig. 4.2) peut étre déterminée comme suit :

u=h.e+ky.x + kq.d, (4.1)

Avec la consigne constante e, pouvant étre choisie non nulle : elle peut étre définie par rapport a
la valeur courante de ’angle absolu de 1'outil avant ’activation du controle d’assiette.
Le modele de conception d’ordre 3 pour la commande a été défini au paragraphe 2.2.2.3 et peut
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étre ré-exprimé sous forme de modele d’état, comme suit :

T=Azx(t)+ Byv(t), v=u+dy, (4.2)
Aa (t) = Cpz (¢) '
0 1 0 0
A=lo o 1 B.=| o | ¢,= (1 0 0) (4.3)
0 —w? —20w Ky w?

Avec K, = Kjkgk,.

La dynamique de la boucle fermée est fixée par (A, + Byks), & partir d’une stratégie de pla-
cement de poles. Le gain statique de la boucle fermée, désiré unitaire, détermine le calcul du
pré-compensateur h. Pour une rejet idéal, le gain k; est défini égal a —1.

La boucle fermée a la forme suivante :

Modele =

Figure 4.2 — Boucle fermée avec une perturbation en entrée

Le retour d’état (u = he + k,T + kdcTU, T état estimé) peut étre déterminé avec ’hypothese de
I’accessibilité de tous les états, qui seront reconstruits avec un observateur linéaire de Luenberger.

La stratégie de réglage globale est de type dual et se décline en deux étapes avec des techniques
différentes de placements de poles de commande et d’observation. Ceux de commande sont définis
avec une stratégie de placement de type B [De Larminat 07]. Cette stratégie est basée sur la res-
tauration des transferts de boucle par réduction des sensibilités aux perturbations et aux erreurs
d’estimation. Soit le modele suivant & = Az + Bu, y = Cx + Du, la commande par retour d’état
idéale est © = —D~'Cx + D™ y,, avec y, la consigne.

Le modele inverse résultant de ce retour d’état est défini par & = (A — BD_lc) z+BD 1y, et
u = D1 (=Cz +%). Dans le cadre de I'inversion parfaite du modele, les valeurs propres du modele
inverse correspondent donc aux zéros du systeme.

Cette inversion de modele par retour d’état idéal annule bien la sensibilité de la sortie aux
perturbations Syq, = (C — DK,) (s] — A+ BK.) " avec K. = D~'C.

Mais le systeme considéré étant strictement propre (D = 0), la commande ci-dessus n’est pas
applicable, mais il en résulte que le gain de commande peut étre réglé a partir des zéros du processus
en boucle ouverte.

La stratégie de type B réalise donc le placement des pdles en boucle fermée par rapport aux
zéros du processus en boucle ouverte a partir de la définition d’un horizon temporel de commande
T..

Cette stratégie de placement des poles en boucle fermée en continu (Fig. 4.3(b)) est obtenue
avec les opérations suivantes :

— recopie de tous les zéros (5;).

— réflexion des zéros a partie réelle positive : si 5; est la partie réelle positive, remplacer (5; par

—Bi-
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— projection (vers la droite) des zéros lointains sur la verticale d’abscisse —1/T, : si Re (5;) <
—1/T, remplacer Re (3;) par —1/T..
La méthode de placement consiste donc a recopier les zéros admissibles pour les poles en boucle

fermée et a projeter les zéros situés a extérieur du cercle de rayon w. = 1/7. par inversion
P o (we)?
géométrique (p;,, = —we + 5 +wc).

Cette stratégie peut étre illustrée en continu et en discret avec la figure suivante :

*m 4+ Im
zéros en boucle
ouverte
.
_______ . 1nver,&/ion
e " Rayon Tu
/Péles en boucle N N
/ L ki Inversion .
fermée » ) ; > _ °
« | Re TR
\ _1/Te ‘\, \Recopie ?// 1
~. 7
Recopie ¢\
g

(a) (b)

Figure 4.3 — Stratégie de placement des poles de commande, a : Continu, b : Discret

Dans le cas discret (Fig. 4.3(b)), la réflexion des zéros est remplacée par 'inversion des zéros
extérieurs au cercle unité. La projection est réalisée sur un cercle défini par son centre 1 — T /T4,
son rayon égal a Ts/T.q, avec Trq = T, + 2T et Ty la période d’échantillonnage. Ce parametre T4
permet de conserver le cercle d’admissibilité dans le plan droit a l'intérieur du cercle unité.

L’horizon de commande est défini en conformité avec la dynamique du systéme en boucle ou-
verte. En effet, le modele de conception identifié dans le chapitre 3, est caractérisé par une pulsation
de 14rad/s. Le réglage de cet horizon de commande conjointement avec celui de 'observation devra
fournir des marges garantissant la stabilité par rapport aux différentes variations paramétriques.

L’une des principales variations paramétriques concerne le gain en vitesse de 1’embiellage du
porte-outil [-4 — 12]rad/m, correspondant & une variation de 'ordre de 9.5dB.

La différence des sections de chambres du vérin (100mm diametre du fiat de vérin, 60mm
diametre de la tige) introduit en régime permanent une variation de gain de 4.5dB.

La charge n’étant pas prise en compte dans le modele de conception, son influence ne se traduit
pas par une incertitude paramétrique, mais elle peut étre quantifiée a travers les données d’essais
(3). En effet, il est apparu que la charge avait plus d’influence pour les mouvements avec une
charge menante en 'occurrence pour une sortie de tige que pour une charge freinante. La variation
de vitesse de vérin liée a la charge varie en régime permanent de [0.16 0.18] m/s (1dB).

L’identification des modeles de conception a travers la vitesse du vérin a montré une forte
variation de retard du processus jusqu’a 0.3s, selon le type d’excitation (statiques, dynamiques)
L’association de toutes ces incertitudes impose donc la recherche de marges importantes garantis-
sant la stabilité. En considérant ces variations paramétriques du modele de conception, la marge
de gain optimale est définie autour de 15dB.
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Du fait des non linéarités fortes présentes essentiellement au niveau du distributeur avec une
zone morte de pres de 46% de la commande maximale, 'emploi de pré-compensateur est indispen-
sable pour une dynamique acceptable de la boucle fermée. Cette inversion de zone morte est placée
en sortie du régulateur permettant d’anticiper le recouvrement du tiroir.

Le principal inconvénient de cette compensation est I’apparition d’une commutation de la com-
mande pour une sortie autour de la consigne, ce qui est trés dommageable pour les actionneurs.
Pour pallier a ce défaut, une zone de tolérance (£1°) est définie avec une valeur moindre de com-
pensation.

4.3.2.2 Observateur étendu

Le modele étendu considere la dynamique du systeme mais aussi celle de la perturbation ramenée
en entrée.

Les trois types de perturbations peuvent étre modélisés a partir d’équations différentielles
indépendantes.

La représentation d’état des perturbations est définie comme suit avec un vecteur d’état r et
une sortie dy, :

P () = Avr (2)
dy (t) = Cypr (1) (4.4)

La perturbation constante en entrée (correspondant a une rampe en sortie : mouvements articu-
laires) est d’ordre 1 :

(e}

, Cr=

A, =1
dy (t) =0, 7(t) =dy () (4.5)

~—~
~
S~—

La perturbation en rampe correspondant & une parabole en sortie et pouvant étre assimilée & une

trajectoire du pilote, est modélisée comme suit :

v=(oq) e=09
. . T
d, (t) = 0, r(t)z(du(t) d, (t)> (4.6)

La perturbation sinusoidale correspondant aux déformations des pneumatiques est de dimension 2,

(D 4) e=00)

avec wy sa pulsation :

p

. . T
dy = Dwy cos (wpt + @), r(t) = (du (t) dy (t))
dy = wag sin (w.t + ¢) = fwz.du (4.7)
La dynamique de ce type de perturbation a été mesurée pour un engin chargé et correspond a une
fréquence f, autour de 1Hz.

Le modele étendu avec la perturbation en entrée peut finalement étre défini comme suit :

{Xe (t) = Ac X, (t) + Beu (t) (4.8)

Aa(t) = C.X, (¢)
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Avec X,, le vecteur d’état du modele étendu composé de ceux du modele de conception du systéme

T
et ceux de perturbation (X, = (:c t) r (t)) )

A B,C B
I e o I c.=(c 04, 4.9
(0(1,3) A,y (ﬂ) (O(m)) ( (*. )) (4.9)

i = 1 pour la perturbation constante, i = 2 pour celle en rampe et ¢ = 3 pour celle sinusoidale.

Ces modeles sont observables et 1’état peut étre reconstruit par un observateur de Luenberger
(Eq.4.10).

/fie = Aege + Beu + Kope (y - 3//\)
7= 7., (4.10)

T, le vecteur d’état étendu estimé, T, sa premiere composante et y la sortie estimée.

Le gain de l'observateur est déterminé avec une stratégie de placement de podle de type A
[De Larminat 07]. Ce réglage appliqué a l'observateur vise a régler le transfert de boucle cible en
sortie et est réalisé avec la définition d’un horizon temporel de filtrage (7). Cette horizon de filtrage
est défini par rapport a ’horizon de commande (7}), de manieére a fixer une dynamique plus rapide
pour l'observateur (T, = k.. T.). Les poles de l'observateur sont déterminés a partir de ceux en
boucle ouverte, avec les opérations suivantes :

— recopie de tous les poles ()\;)

— réflexion des poles a partie réelle positive : si \; est la partie réelle positive, remplacer \; par

—>\7;.
— projection vers la gauche des poles en zéro et peu stables sur la verticale d’abscisse —1/T,, :
si Re (\;) > —1/T, remplacer Re (\;) par —1/T5,.
Dans le cas discret, la réflexion est remplacée par 'inversion des poles extérieurs au cercle unité.
Cette stratégie peut étre illustrée en continu et en discret, avec les figures suivantes :

Alm A
A Péles en boucle
Poles de filtrage
| ouverte
<4----- e [
PR B ° i
: T ~. :: \/.
; R /¢ N Inversion
€ (" | Recopie A \ Re
;‘ 7777777777 % > : \ ! ’: >
-1/To : : /i

3 \

Recopie :‘; ‘ N < |_- "o
SRR °

(a) (b)
Figure 4.4 — Stratégie de placement des poles de filtrage, a : Continu, b : Discret

Par rapport aux différentes incertitudes paramétriques du modele de conception défini dans
la partie. 4.3.2.1, le meilleur horizon temporel de commande T, permettant un bon compromis
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entre la rapidité et le respect de la marge de gain est obtenu pour une pulsation de commande de
we = 1/T, = 10rad/s.

La dynamique de I'observateur est définie en fonction de celle de la boucle fermée, de maniere
a obtenir une atténuation suffisante (= —90dB) pour la pulsation correspondant & w./2 = 1/2.T,,
avec T, = 10ms la période d’échantillonnage (Fig. 4.5(b)).

La marge de gain fournie par ce réglage est de 15.6dB (4.5(a)), la marge de phase est de 70° et
la marge de retard est de 0.4s. Cette derniére prend en compte le retard pur (0.3s) identifié dans
le paragraphe 3.2.2.1.

Une analyse rapide de la robustesse de la commande est représentée sur la figure 4.5(a), avec
une variation combinée du gain de 'embiellage [-4 — 12]rad/m et du retard pur [0 10.7¢] par
rapport au modele de conception. L’influence de la perturbation sur le modele en boucle fermée
global est représentée sur la figure. 4.5(c).

Robustesse structurée constante : gain +- 50 %, retard 0->10.Te
100 T T T T T T

gain:—4;Td:0
gain=74;Td=0.1 i

80

ga|n=712;Td=O
gain=—12:Td=0.:l

@ a0l |
-\E 0dB
‘© 0.25 \
[©] 0.5dB \
g 20 System: gain=-12;T_{d}=0.1 @ '1.dB —1dB
S Gain Margin (dB): 4.97 3dB N
L At frequency (rad/sec): 7.33 ¢ 45 o . -3dB.
g ok Closed Loop Stable? Yes o= 6 dB]
o 3 -
-12.dB
-20 dB{

! System: gain=-4;T_{d}=0
. GainMargin (dB): 21.8

. At frequency (rad/sec): 13.9 —40 dB|
. Closed Loop Stable? Yes

60 L L L L I . ~60dB
-360 -315 -270 -225 -180 -135 -90 -45 0
Open-Loop Phase (deg)
(a)
Reference Perturbation
20 T T T T ) T T T T
of 4 -20 4
o -20f 4 @ -40 g
= =2
@ o
S 40 B S -60 q
5 5
8 -60l 4 g - ;,
g 60 g 80
-80 g -100 B
n ]
-100 L L System: syst_comp_ref R -120 L L L E?:éigs}yﬁag?g%—_pzeg% J—‘—‘—u—w
-90 Frequency (rad/sec): 305 45 3 e
‘ ' Magnitude (dB): ~88.3 ‘ ‘ ‘ Maghnitude (dB): ~105
0 = : : . . L ] A
~180 T : i
oy S -45} o . T . . L ] A
@ 54
° k2
o —270 q o -9 4
8 8
& £
£ £ 135} A
—-360 B
-180 - A
—450L i i i i —225L i i i i i
107 10 10° 10' 10° 10° 10° 107 10 10’ 10' 10° 10°
Frequency (rad/sec) Frequency (rad/sec)
(b) (c)

Figure 4.5 — Caractéristique du réglage, a : Marges, b : Réponses pour la référence, ¢ : Réponses
pour la perturbation

4.3.3 Résultats en simulation

La validation de la loi de commande passe par une phase de simulation a ’aide des modeles mul-
tiphysiques développés au chapitre 2. La simulation du modele basée sur les équations analytiques
est réalisée au sein du méme outil, a savoir MATLAB-Simulink.

Le modeéle multiphysique est utilisé en cosimulation entre AMESim et Matlab-Simulink 7.4
(R2009b).
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La séquence de perturbation est obtenue a partir de I’enregistrement d’une phase de travail de
I’engin. En effet les commandes appliquées au vérin correspondant a cette séquence de référence
sont injectées aux modeles en simulation mais aussi expérimentalement. La perturbation générée
n’est pas rigoureusement répétable a cause de la non linéarité des actionneurs du bras polyarticulé,
mais les écarts sont négligeables pour permettre la comparaison des performances des différentes
structures de commandes.

Cosimulation

Afin de tester les performances des lois de commandes, elles devront étre testées dans un premier
temps en simulation. Les deux modeéles de validation développés précédemment (Chap. 2) serviront
a représenter le systéme physique. Le modele MATLAB est développé sous le méme outil que la
loi de commande. Le modele AMESim présente I'avantage d’étre spécialisé dans la simulation des
systemes multi-physiques mais ne fournit pas les outils de développement de lois de commandes de
type avancé. La cosimulation sert donc a faire communiquer 1'outil de modélisation (AMESim) et
celui de développement de lois de commandes (MATLAB).

MATLAB/Simulink fournit des blocs permettant d’utiliser des fonctions codées en language
C (S-Function). Cet outil permet d’utiliser dans ’environnement Simulink tout type de modeles
importés au format adéquat. Le logiciel AMESim fournit les outils pour la cosimulation avec une
interface dédiée a Simulink (SimuCosim). Cette interface permet la compilation du modéle multi-
physique en langage C, a ’aide de compilateur tel que Microsoft Visual C++. Ce fichier compilé
est employé directement dans la S-Function de Simulink. Les deux logiciels sont alors mis en série
avec un temps de communication fixe égal & la période d’échantillonnage. La loi de commande
fonctionne en temps discret et le modele multi-physique en continu avec un bloqueur d’ordre zéro.

Temps de communication
Te=10ms

S >

Loi de commande Modéle multi-physique

és,im““"k t I VAMESimg

Figure 4.6 — Principe de la cosimulation
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Le modele de cosimulation du rejet de perturbations est représenté ci-dessous (Fig. 4.7) :

Wérin de Bec
®

Wérin de Bras f T Vindow T T T T T T T T T m T -

apha  Commande  y [

Porte-outi+Jutil

Figure 4.7 — Cosimulation avec le modéle multiphysique

Les perturbations sont imposées a travers des commandes du pilote correspondant a une trajec-
toire de référence, de sorte a améliorer leurs répétabilités. Les commandes pré-enregistrées concer-
nant les vérins de perturbation (fleche, bec et bras) génerent des perturbations légerement différentes
en bout de bras (structure sans le porte-outil) selon la charge manutentionnée (0 & ltonne), mais
Ierreur commise est assez faible pour permettre la comparaison entre les différentes structures de
commandes. Les figures 4.8 (a et b) ci-dessous donnent les perturbations angulaires et les trajec-
toires correspondant aux mouvements des trois vérins de "perturbation”, pour un systeme a vide.

20 : : : : : : 3

|
[
Q

Perturbations(deg)
|
N
(@)

-60)
-80)
-10 i i i i i i _ql i i9 i i
0 10 20 30 40 50 60 0.5 1 1.5 2 25 3
temps(s) x(m)
(a) (b)

Figure 4.8 — Perturbations et trajectoires correspondantes, a : Perturbation, b : Trajectoire

Cette perturbation est obtenue pour un systeme a vide, celle en charge est légerement différente
car les trois premiers vérins du bras ne sont pas asservis.

A travers ces trajectoires, une configuration critique est prise en compte avec le bras
completement déplié, avec des risques d’instabilité liés a I’augmentation de son inertie. L’amplitude
angulaire des perturbations est définie de sorte a décrire toute la course du vérin de 'outil et ainsi
évaluer le comportement de la loi de commande, autour de différents points de fonctionnement.

Les résultats suivants sont obtenus pour le rejet avec un modele de perturbation constant :
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a(deg)

[¢] 10 20 30 40 50 60 o 10 20 30 40 50 60
temps(s) temps(s)
(a) (b)

Figure 4.9 — Résultats du rejet avec un modele de perturbation constante (cosimulation) a : Angle
a (Vide), b : Angle o (Charge)

Ces résultats présentent une erreur non nulle et d’une valeur maximale de 4°. Ce réglage cor-
respond a un bon compromis entre la précision et la robustesse par rapport a la charge.

L’influence de la charge apparait a travers les erreurs extrémales; la charge est freinante pour
les perturbations angulaires & vitesses positives et amplifie ’erreur avec celles négatives.

4.3.4 Résultats expérimentaux

Les lois de commandes sont définies sous MATLAB-Simulink R2009b et prototypées avec XPc
Target 4.2 et traitées par la cible (PC104). Toutes les informations de commande et de mesures tran-
sitent par le calculateur de la machine. Il permet de définir différents modes de fonctionnement de
I’engin avec des commandes internes (joysticks) ou externes (PC104). La période d’échantillonnage
est limitée par les caractéristiques du calculateur de la machine et ne peut étre inférieure & 10ms. Un
protocole CAN est utilisé pour 'acquisition des mesures capteurs et pour I’envoi de la commande.
Une centrale d’acquisition (IMC) est employée pour l'enregistrement des résultats. Les résultats
qui suivent ont été obtenus avec une information angulaire fournie par le capteur d’horizontalité
monté au niveau du porte-outil (Fig. 4.10).

(a)

Figure 4.10 — Montage du capteur d’horizontalité sur le porte-outil, a : Capteur, b : Montage sur

le porte-outil

Les résultats suivants sont obtenus avec le modele étendu pour une perturbation constante. La
variation de la charge est prise en compte avec un systeme a vide et avec une charge de 850K g.
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30 40 ’ 30 40 50 60
temps(s) temps(s)

(a) (b)

a(deg)
a(deg)
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[0} 1’0 26 ?;0 40 56 66 o} iO 2’0 36 40 E;O 66
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(c) (d)

Figure 4.11 — Rejet avec un modele de perturbation constante a : Commande (Vide), b : Angle «

(Vide), ¢ : Commande (Tonne), d : Angle o (Tonne)

La commande est robuste par rapport a la charge avec une erreur autour de 4°. Les perturbations
générées comprennent des phases de chocs liées aux butées mécaniques notamment pour le vérin
de bec. L’influence de ces chocs est plus importante pour le systéme en charge.

La représentation du déplacement de la tige du vérin de I'outil durant la séquence montre que
la commande fournit des performances équivalentes sur une bonne partie de la course (0.58m) du
vérin (Fig : 4.12).

0.35

0 10 20 30 40 50 60
temps(s)

Figure 4.12 — Déplacement de la tige du vérin de l'outil (AH5)

Ce réglage correspond a un compromis entre la rapidité et la précision. En effet d’autres réglages
permettent d’obtenir une erreur plus faible mais avec une commande plus réactive, avec une forte
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sollicitation du vérin de ’outil.
Les caractéristiques ci-dessous sont obtenues pour la commande avec un modele étendu basé

sur la perturbation en rampe correspondant aux mouvements articulaires.

1.5 T T T T

30 40 50 60
temps(s)

30
temps(s)

(a) (b)

a(deg)

o 1‘0 2‘0 3‘0 40 50 60 o 10 20 30
temps(s) temps(s)
() (d)

Figure 4.13 — Rejet avec un modele de perturbation en rampe a : Commande (Vide), b : Angle «
(Vide), ¢ : Commande (Tonne), d : Angle o (Tonne)

Les positions initiales ne sont imposées que pour les vérins de perturbations, le positionnement
du vérin de I'outil est incertain, ce qui entraine la différence sur les valeurs initiales de ’angle absolu
Q.

Cette commande mene aussi de la méme maniere a un rejet satisfaisant des perturbations.

Avec un modele de perturbation sinusoidale, les résultats suivants sont obtenus :

1.5 T T T T T T 1.5 T T T T T T

40 50 60

40

30 30
temps(s) temps(s)

(a) (b)
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[0} 10 20 30 40 50 60 o 10 20 30 40 50 60
temps(s) temps(s)
(c) (d)

Figure 4.14 — Rejet avec un modele de perturbation sinusoidale a : Commande (Vide), b : Angle «
(Vide), ¢ : Commande (Tonne), d : Angle o (Tonne)

Ces résultats sont obtenus avec une dynamique de I’observateur proche de celui de la commande.
Avec une dynamique de 'observation deux fois plus rapide que celle de commande, les résultats
suivants sont obtenus pour les modeles étendus avec une perturbation constante et en rampe (outil
a vide).

) 1‘0 2‘0 3:0 4‘0 5‘0 GIO o 1‘0 2‘0 3‘0 4‘0 5;0 6‘0
temps(s) temps(s)
(a) (b)

Figure 4.15 — Rejet avec un modele de perturbation constant et en rampe a : Angle o (modele

constant), b : Angle o (modele en rampe)

Ces essais montrent des résultats tres satisfaisants en terme de précision ; cependant la dyna-
mique reste trop importante pour le systeme en charge. Du fait de la forte inertie du systeme, avec
des chocs violents fréquents, il reste préférable d’adopter une dynamique d’observation proche de
celle de la commande, pour un bon compromis précision-robustesse.

La reconstruction de I’angle relatif de ’outil a partir des longueurs de vérins est aussi employée
pour la commande. Les controles a partir de ’angle relatif reconstruit et celui donné par le capteur
d’horizontalité peuvent étre observés sur les caractéristiques ci-dessous :
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[0} 10 20 30 40 50 60 o 10 20 30 40 50 60
temps(s) temps(s)

(a) (b)

Figure 4.16 — Rejet avec les deux types de mesures a : Angle qeconst; b @ Angle aeapteur

Le controle a partir des deux types de mesures présente des dynamiques équivalentes, ceci méme
avec la présence de chocs importants avec la mise en butées des vérins. Les actionneurs de I'engin
sont équipés de dashpots permettant d’amortir les chocs au niveau des butées. Les parametres de
filtrage employés dans le capteur ont été définis de maniere optimale, de sorte a discriminer les
accélérations transitoires.

4.3.5 Conclusion

Cette loi de commande basée sur un retour d’état permet d’obtenir de bonnes performances
pour le controle d’'un systeme non linéaire. L’emploi d’un observateur avec un modele étendu de
perturbation et un réglage dual permettent d’améliorer la robustesse de la structure de commande.
Un compensation de la zone morte permet d’éliminer la principale non linéarité statique du cir-
cuit d’actionnement hydraulique. Les performances obtenues avec les trois types de perturbations
sont différentes méme si les erreurs obtenues sont autour de 4°, ce qui est suffisant pour garantir
un non renversement de charges. Une meilleure précision peut étre obtenue mais au détriment de
I’amortissement de la boucle fermée, qui correspond a un critere déterminant dans le cadre d’un
controle d’une telle structure a forte inertie. Une commande plus rapide pose un probléeme par
rapport a la gestion de priorité. En effet du fait de sa priorisation, il convient de solliciter raisonna-
blement le vérin de ’outil, pour ne pas interrompre intempestivement les mouvements des vérins
de perturbation.

4.4 Time Delay Control

L’élaboration du TDC passe par quatre étapes dont la premiere est le choix du modele simplifié.
En effet ce dernier est défini par rapport au degré relatif du processus (premier ou second ordre)
et comprend un terme représentant les dynamiques et les parametres inconnus. La seconde étape
correspond a la stratégie d’estimation de ces dynamiques inconnues, qui est basée sur un retard pur
avec I’hypothese d’une période d’échantillonnage suffisamment faible. La troisieme étape concerne
le choix de la dynamique de I'erreur, permettant la définition de la dynamique en boucle fermée. La
derniere étape consiste dans le cadre d’un asservissement, en la définition du modele de référence de
la trajectoire désirée. Ces deux dernieres étapes sont bien distinctes de la définition de la dynamique
de l'erreur qui participe a une stratégie de réglage alors que le modele de référence fournit les
consignes en position, en vitesse et en accélération avec une dynamique cohérente par rapport a
celle du systeme en boucle fermée.
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Trajectoire
désirée < Erreurs Cmd

Consigne ) L. . )
Modéle de référence Dynamique de I'erreur Entrée de commande

Estimation des termes
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L

Figure 4.17 — Principe du TDC

Auparavant, le modele de conception linéaire du systéeme était d’ordre 3 avec une dynamique
dominante de type intégrateur. La variable a réguler correspond & l'angle absolu de l'outil «, qui
est composé de 'angle de perturbation gsyerins 1ié aux mouvements du bras polyarticulé et de celui
sur lequel s’exerce le contréle, a savoir ’angle relatif de I'outil g5. La synthese de la commande va
étre élaborée dans un premier temps avec un modele de conception d’ordre 2, procurant plus de
degrés de liberté que celui du premier ordre (intégrateur seul). Le modele d’ordre 3 est écarté, car
il ferait intervenir le jerk de la variable & controler, difficile a estimer.

Le modele simplifié d’ordre 2 est défini comme suit :

w(t) =M.i (t) + H (t) (4.11)

M est équivalente a une inertie et le terme H représente ’ensemble des dynamiques non modélisées
ou inconnues telles que les perturbations liées principalement aux mouvements articulaires.

La dynamique de Perreur désirée e (t) = x4 (t) —z (t) en boucle fermée est définie avec un second
ordre et pour une valeur nulle en régime permanent.

E(t) + Kyé (t) + Kpe(t) =0 (4.12)

Les coefficients K, et K, correspondent aux parametres de réglages de la dynamique en boucle
fermée et peuvent étre exprimés sous forme de pulsation et d’amortissement pour une meilleur
lisibilité (K, = 2(.we, K, = w?).

L’accélération peut étre exprimée comme suit & partir de 'équation (Eq : 4.12) :

Z(t) =2q(t) + Kyp.€(t) + Kp.e(t) (4.13)
Le terme H représentant les grandeurs inconnues peut étre estimé a partir d’un retard pur L :
HM)~H(@{t—L)=u(t—L)—M.i(t—L) (4.14)

Avec M Destimation de M. L’entrée de commande (Eq :4.11) peut étre ré-exprimée par substitution
avec les équations (4.12) et (4.14) :

u(t) =M. (#q(t) — & (t — L) + Ky.€ (t) + Kp.e (t)) +u(t — L) (4.15)
La plage de variation de M qui est équivalente a une inertie donc assimilable a celle de 'outil (a vide
ou en charge), est trés importante, d’ou la définition d’une méthodologie pour sa détermination.
Une stratégie de réglage pour obtenir une commande satisfaisante avec l’estimation de M a été
proposée dans [Chang 01].
Cette stratégie est structurée en trois étapes :

1. Choisir une valeur faible de M qui assure la stabilité de la boucle fermée.

2. Augmenter M jusqu’a I'apparition de I'instabilité de la boucle fermée et nommer cette valeur
M*
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3. Choisir la valeur définitive de M égal & M* /2

Dans [Lee 04] la condition de stabilité de 1’équation (4.15) est définie comme suit :
‘MM*1 - I‘ <e<1 (4.16)

Dans le cadre d’un asservissement, les variables désirées (x4, 4, &4) sont obtenues avec un modele
de référence du second ordre et avec une dynamique cohérente par rapport a celle du systeme en
boucle ouverte.

1 0
1
Aref = ( | ) s Brep = ( g ) ) Cref = 0 1 . (4.17)

2
— —2. .
wref Cref Wyef wref _wzef _Q-Cref-wref

La commande TDC ainsi définie peut étre implémentée directement avec I'accessibilité des états
du systeme.

Mais dans le cadre d’une régulation, les états de la trajectoire de référence (vitesse, accélération)
sont nulles, sans influence sur le réglage.

Cette commande peut aussi faire l'objet d'une discrétisation afin d’inclure les dérivations
numériques dans ’expression de la loi de commande.

La discrétisation de la commande peut étre réalisée avec les opérateurs d’approximations de la
dérivée d’ordre 1 a gauche et celle de la dérivée d’ordre 2 au centre.

) x(t)—x(t—L) . x(t)—2x(t—L)+x(t—2L)
z(t) = T , E(t) = T2 (4.18)
La transformée en z de I'expression de la commande a la forme suivante :
~ (1 1 2(..we w?

L’expression de la loi de commande issue du TDC a la méme structure qu'un PID [Lee 04].

De la méme maniere, la synthese de la commande avec un modele de conception d’ordre 1
peut étre effectuée avec le modele simplifié (u (t) = M.z (t) + H (t)) et une dynamique de lerreur
désirée du premier ordre (e¢/eq = K/ (1 + 7p)). Ce modele simplifié reste cohérent par rapport a la
dynamique prépondérante du systeme qui est de type intégrateur. La commande obtenue a l'issue
de la synthése TDC a la forme suivante :

o (s , e(t)
Utde (t) =M. <:):d (t)—a(t—L)+ ) +u(t—1L) (4.20)

T

La discrétisation de la commande avec 'opérateur d’approximation de la dérivée d’ordre 1 a gauche
fournit I’expression finale suivante :

Upge = M <111 + 7'(1i2’_1)> (rq — ) (4.21)

De la méme maniere qu’avec le modele de conception d’ordre 2, cette commande correspond & un
correcteur proportionnel intégral.

Donc I'approche TDC peut étre assimilée en définitive dans le cadre de la régulation, a une
méthode de synthese de type avancé de correcteur PID.

Du fait des non linéarités statiques du systéme, une pré-compensation de la zone morte est
indispensable, avec la méme stratégie basée sur les seuils d’erreurs définie dans (paragraphe 4.3.2.1)
afin de minimiser le bruit sur la commande.
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4.4.1 Résultats en simulation

Le TDC est testé en cosimulation sur le modéle multiphysique de I’engin et fournit les résultats

suivants pour un systeme avec et sans charge.

a(deg)

Y s
o 10 20 30 40 50 60 [0} 10 20 30 40 50 60
temps(s) temps(s)
(a) (b)

Figure 4.18 — Résultats du TDC d’ordre 2 discret (cosimulation) a : Angle o (Vide), b : Angle o
(Charge)

Plus que le retour d’état étendu, cette commande est sensible aux chocs lors de butées de vérin,
avec un bruit important sur I'entrée de commande, durant les phases transitoires. La précision

obtenue cependant en régime permanent est tres intéressante.

4.4.2 Résultats expérimentaux

Les résultats expérimentaux sont présentés pour les deux types de modeles simplifiés du TDC

(ler ordre et 2nd ordre).

50 60

20 30 40 o 10 20 30 40
temps(s) temps(s)

(a)

Figure 4.19 — Résultats du TDC d’ordre 1. a : Commande (Vide), b : Angle a (Vide)
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a(deg)

—0.5F

30 40 (¢ 10 20 30 40 50 60
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Figure 4.20 — Résultats du TDC d’ordre 2. a : Commande (Vide), b : Angle «

Cette commande fournit des résultats intéressants par rapport a la précision du rejet de pertur-
bation, avec une erreur faible en régime permanent. Cependant cette commande n’est pas testée sur
un systéme en charge, du fait de sa grande réactivité. En effet, méme si la performance par rapport
a la précision constitue un critére important, une dynamique raffinée de la commande méme avec
une erreur statique pauvre est a privilégier.

4.4.3 Conclusion

La commande TDC a été appliquée au controle d’assiette de I’engin. Deux modeles de concep-
tion, respectivement d’ordre 1 et 2 ont été considérés. L’application de cette approche a la régulation
réduit les degrés de libertés liés aux modeles de référence. Cette commande devient finalement
équivalente & un PI(D), selon l'ordre du modele simplifié considéré. Elle permet cependant, avec la
compensation des non linéarités statiques, le rejet des perturbations. Mais sa dynamique est trop
basique, sans le modele de référence et conduit a une commande trop exigeante, pour le type de
systeme considéré. Un modele simplifié d’ordre 3 aurait pu étre envisagé, mais aurait nécessité la
reconstruction du jerk (dérivée de 1'accélération), ce qui au vu des risques de choc et des inerties
en mouvement, pourrait déstabiliser le systéeme bouclé.

4.5 Sliding Mode Control

L’élaboration du SMC passe par une étape de définition de la surface de glissement qui ca-
ractérise la dynamique de la boucle fermée. Elle est choisie en conformité avec 1'ordre des modeles
de conception. En effet I’emploi de la condition de stabilité de Lyapunov fait intervenir des dérivées
de la variable a controler, dont celle de plus haut degré doit étre exprimée en fonction de ’entrée
de commande. Comme constaté dans la bibliographie, les surfaces de glissement de type intégral
permettent d’obtenir un meilleur comportement. La considération de l'intégrale permet I’augmen-
tation artificielle de I'ordre du systéme et donc rajoute un degré de liberté a la commande. Ce type
de surface permet ainsi la définition d’une dynamique de convergence vers la surface de glissement
en réduisant les inconvénients de la commutation au niveau de la commande.

Deux ordres de surfaces de glissement seront considérés conformément aux modeles linéaires
de conception proposés pour le systéme. La modélisation non linéaire pourrait étre employée pour
I’élaboration de la commande, mais 'inaccessibilité des variables de pressions, imposée par le cahier
des charges, restreint le choix des modeles de conception aux modeles ne dépendant que de la
variable a controler et de ces dérivées successives.
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4.5.1 Surface de glissement d’ordre 1 de type intégral

La surface de glissement est définie par rapport & I'ordre du modele de conception du processus.
En effet, dans le cas simple, elle est définie avec un ordre (n — 1), n étant I'ordre du modele de
conception. Pour des surfaces de glissement de type intégral, leur ordre est défini par n. Cette
procédure de construction permet de faire apparaitre la variable de commande dans 'expression
de la dérivée premiere de la surface de glissement. La commande idéale est alors déduite de la
condition de stabilité de la fonction candidate de Lyapunov.

Le modele de conception d’ordre 3, défini dans le chapitre 2, comporte deux poles complexes
conjugués et un intégrateur. En ne considérant que 1’aspect intégrateur du systeme, dans un souci de
simplification et de minimisation de mesures, une surface de glissement simple d’ordre 1 [Slotine 91]
peut étre définie par rapport a l'erreur. Mais la commande issue de l'utilisation de cette surface
de glissement s’apparenterait & un contréle par commutation sans dynamique et serait donc peu
satisfaisante. Comme amélioration, la dynamique de la surface de glissement peut étre définie avec
un ordre 1 de type intégral, permettant de rajouter un sous-état et ainsi d’augmenter les capacités

d e
5= <dt+)\) /fc’.dt@)s:f—i—)\/fc’.dt (4.22)

Avec ng = 1 l'ordre de la surface de glissement, T = z (t) — x4 (t) l'erreur et A un parametre

de réglages.

de réglage strictement positif. La variable a controler (z(t)) correspond & l’angle absolu de 1'outil
(a(t)), avec x4 la consigne qui peut aussi bien correspondre a la valeur courante de ’angle absolu
« lors de ’enclenchement du controle ou a une valeur constante pouvant étre nulle.

I’élaboration de la commande passe par deux phases, a savoir celle de convergence vers la
surface de glissement et celle de maintien sur cette surface. La commande idéale permettant de
se maintenir sur la surface de glissement est définie par rapport a la condition de stabilité d’une
fonction candidate de Lyapunov [Slotine 91] définie comme suit :

1, . 1d o,

V= 35 =—-—s° < —nls (4.23)

Avec 7, une constante strictement positive. La dérivée de la surface de glissement a la forme
suivante :

§=10+\T (4.24)
Afin d’obtenir 'expression de la commande optimale, la vitesse est exprimée en fonction de 'entrée
u & partir d’un modele de conception simplifié de type intégrateur extrait de celui d’ordre 3 défini
au chapitre. 2.2.2. Ce modele prendra en compte la non linéarité statique forte du systeme liée au
recouvrement du tiroir du distributeur, qui est équivalente a une tension de commande seuil égale
a 46% de la commande maximale.

& = Kj.kske. (u—us) = Kg. (u— uy) (4.25)

Avec K le gain moyen en vitesse de ’embiellage, ks le gain en débit du distributeur et k. celui en
vitesse du vérin. K, représente le gain en vitesse total du systeme.

En substituant la vitesse angulaire dans I’équation 4.24 par son expression (Eq : 4.25), la
commande idéale obtenue pour une vitesse de glissement nulle ($ = 0) est comme suit :

aoptim = K;l (xd - )\«%) + Us (426)

Avec Kg, Iestimation de la pente de l'intégrateur. La phase de convergence vers la surface de
glissement peut étre définie avec un terme de commutation delon I’écart par rapport a la surface.
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L’association de la commande idéale et de celle de convergence constitue la commande complete
correspondant aux modes glissants.

U = Uoptim — k.sign (s) (4.27)

Avec sign(.) la fonction signe définie comme suit :

1, s>0
sign(s) =4 -1, s<0 (4.28)
0, s=0

Cette commande est exprimée en fonction de deux parametres de réglage dont A une constante
positive et k£ le gain de commutation. Le parametre A définit la dynamique de retour vers s = 0
et peut étre déterminé en fonction de la dynamique du systeme en boucle fermée. Le gain de
commutation k£ concerne la phase de convergence, qui constitue une étape critique pour la stabilité
de la boucle fermée. En effet une valeur inadaptée du gain k fait apparaitre un phénomene de
chattering au niveau de la commande, dommageable pour le distributeur et ’actionneur. Une
condition sur la valeur du gain de commutation est obtenue a partir de la condition de stabilité
de la fonction de Lyapunov. La vitesse de glissement (Eq : 4.24) peut étre ré-exprimée en utilisant
I'expression de la commande idéale (Eq : 4.36).

§=Kgu—3q+ A2 (4.29)
En substituant I’équation (4.36) dans l'expression de §, il vient :
6= (Kgfgl - 1) (&g — M) — K,.k.sign (s) (4.30)

Le gain de commutation doit satisfaire a la condition suivante, issue de la condition de stabilité
(Eq : 4.23) :

k> K ‘((Kgf(g—l - 1) (Eg — NF) — n)( (4.31)

Le parametre incertain K 4 est composé de plusieurs gains dont celui en vitesse de I’embiellage de
Poutil (K;), le gain en vitesse du vérin (k.) et celui en débit (k). La plage de variation paramétrique
de K est de [-4 — 12rad/m]. Le terme ksk. correspond au gain des modeles de conception (k)
identifié dans les paragraphes 3.2.2.1 et 3.3.2.1 et varie de [0.06 0.109m/s]. Cette variation est
conjointement liée & la différence des sections de chambres du vérin mais aussi & l'influence de la
charge sur la dynamique du distributeur.

En considérant les valeurs moyennes de ces parametres pour le choix du gain estimé K, il vient
que sa variation est bornée par ’Kg — Kg’ <e.

Dans le cas de la régulation, qui est au centre de cette étude, la vitesse désirée &4 est nulle. La
nouvelle condition obtenue pour le gain k est :

k> K;lf(;l

AT — Kgn( (4.32)

La condition sur k dépend de I’état, qui est borné. En considérant une erreur maximale admissible
de 4° pour le non renversement de charge et un parametre de réglage de la dynamique (\) inférieur
a la pulsation naturelle du modele de conception en boucle ouverte (w = 10rad/s), le gain k doit
étre supérieur a 0.9 et cela pour n = 0.1.
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La condition de stabilité au sens de Lyapunov permet ainsi de dimensionner le gain de com-
mutation. Mais a 1’évidence, la commande issue de la surface de glissement d’ordre 1 intégrale,
(Eq : 4.27), ne fournira pas une dynamique suffisante de glissement, du fait de 'application a la
régulation, qui annule la vitesse désirée et donc occasionne une perte de degré de liberté. Une
surface de glissement d’ordre 2 peut aussi étre envisagée mais suppose I’emploi d’un modele sim-
plifié standard (Annexe. C). Ce type de modele simplifié est employé dans ’élaboration du TDC
et permet d’obtenir une commande du type TDCSA (Time Delay Control with Switching Action)
[Lee 02]. Une surface de glissement conforme a la dimension du modele de conception d’ordre 3
peut aussi étre employée, pour une meilleure dynamique de convergence.

4.5.2 Surface de glissement d’ordre 3 de type intégral

Pour I'amélioration de la dynamique de la commande, une surface de glissement d’ordre 3 de
type intégral peut étre employée. Cette structure permet en plus de ’amélioration de la dynamique
de la boucle fermée, I'atténuation du chattering [Guan 08]. La surface de glissement a la forme

suivante :
d Ns ~ ~
S:<dt+)\) /5 e =3 <:>525é+3.)\.:b+3.)\25+>\3/5 (4.33)

Avec ngs = 3, l'ordre de la surface de glissement. Dans le but de satisfaire toujours & la méme
condition de stabilité (Eq : 4.23), I'expression de la dérivée de la surface de glissement devient :

§=7 + 307 +3\%0 + \%% (4.34)

Le modele de conception linéaire d’ordre 3 défini au chapitre. 2.2.2 peut étre employé pour faire
apparaitre ’entrée de commande dans ’expression de la vitesse de glissement.

§ = Kgw?u+ (3.0 — 2¢w) @ + (3.0% —w?) & + \°% (4.35)

Conformément a la condition de stabilité sur la fonction candidate de Lyapunov, I’entrée de com-
mande idéale est obtenue pour s = 0.

fioptim = (f(gaﬂ)*l (260 - 3.0) 3+ (07 - 3.0%) & - N3 (4.36)

Avec Ky, w et ¢ les parametres estimés du modele de conception.
L’entrée de commande a la forme suivante avec le terme de commutation :

U = Uoptim — k.sign (s) (4.37)

Une condition de stabilité peut étre obtenue par rapport a la valeur du gain de commutation, en
substituant la commande optimale @ (Eq : 4.37) dans 'expression de s (Eq : 4.35) :

5= ((260 -32)F+ (@ - 30 F - X'7) (4.38)
— xhosign (s) + (A= 20w) F + (302 — w?) &+ X%7)

x = (Kyw?) (4.39)

7= x (Kgi?) (4.40)

Avec Kg4, w et ¢ les parametres réels du systeme.
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Les bornes des incertitudes sont définies par ”y(fi) — Cw‘ < ZW et ‘712)2 — wQ‘ <W

§=2ZWE+Wi+(1—7). (3A5§ +30% + )\3) — x.k.sign (s) (4.41)
La condition de stabilité impose la condition suivante sur le gain de commutation k :
k> oyl ((2.3W§ + W:E) Y (1—7). (3A§ 4302+ )\3> _ n) ( (4.42)

Cette condition de stabilité permet la définition de la phase de convergence avec k, dépendant

des états bornés du systeme avec une trajectoire de référence nulle. Une stratégie de réglage du
second parametre de la commande A basée sur les dynamiques non modélisées est proposée dans
[Slotine 91].

L’emploi des surfaces de glissement d’ordre élevé avec une dynamique importante peut occa-
sionner une grande excursion de sa valeur. En effet la surface de glissement devrait étre comprise
idéalement dans un intervalle connu et maitrisé afin de traduire fidelement la dynamique de l’erreur :
I'expression sign (s) n’est 'image de 'erreur = que pour de faibles amplitudes de s, sa dynamique
n’étant pas infinie.

Pour résoudre ce probleme, un compensateur de saturations (CAW) [Lee 04] [Cobo 98] est
introduit afin de borner la surface de glissement. Il est composé d’un terme de saturation avec un
rebouclage de l'intégrale de la vitesse de glissement (Fig. 4.22). Un gain appliqué sur le retour de
la vitesse de glissement permet le maintien de la surface de glissement dans un intervalle conforme
a la plage de variation de ’erreur.

dt

s:(i—H\

Figure 4.21 — Limitation de la surface de glissement

Les informations nécessaires a la loi de commande sont ’angle de l'outil, sa vitesse et son
accélération. Un observateur peut étre employé pour I'estimation des dérivées successives de 1’état,
ce qui présente l'avantage non négligeable de diminuer les informations capteurs mais aussi les
opérations de dérivation numérique. Pour une optimisation de la commande malgré les imperfec-
tions du modele de conception, le méme formalisme d’élaboration de l’observateur que dans la
partie 4.3.2.2 peut étre employé. Cet observateur basé un modele étendu avec I’estimation des per-
turbations en sortie ramenées en entrée, permettra leur compensation. En effet hormis I’estimation
classique des états du modele de conception, les perturbations sont compensées avec ’estimée de
leur équivalence en entrée.

d,

© —YSliding Mode Héﬂ Systeme
Control *

Figure 4.22 — SMC avec compensation des perturbations en entrée

4.5.3 Résultats en simulation

Le contréle par modes glissants basé sur une surface de glissement d’ordre 3 et de type intégral
fournit les résultats suivants en cosimulation, pour le systeme a vide puis en charge.
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o 1‘0 2‘0 te'i‘i?] ) 4‘0 5‘0 5‘0 o 1‘0 2‘0 © 31.?) <(s) 4‘0 5‘0 6‘0
(a) (b)
Figure 4.23 — Résultats du SMC d’ordre 3 de type intégral (cosimulation) a : Angle o (Vide), b :

Angle o (Charge)

Cette commande fournit une bonne précision méme si elle reste sensible par rapport aux chocs.
Cette précision est en grande partie liée a la compensation des perturbations estimées.

Pour illustration, cette commande est testée sans la compensation des perturbations sur un
systeme en charge c’est a dire pour la méme configuration que celle correspondant a la figure
4.23(b). L’angle a obtenu est représenté ainsi que la perturbation estimée en entrée.

a(deq)
Compensation(A)

[¢] 10 20 30 40 50 60 (o] 10 20 30 40 50 60

temps(s) temps(s)
(a) (b)

Figure 4.24 — Influence de la compensation des perturbations a : Angle « (sans compensation), b :

Perturbation en entrée reconstruite

4.5.4 Résultats expérimentaux

Les résultats du SMC avec la surface de glissement d’ordre 3 de type intégral sont représentés
ci-dessous (Fig : 4.25) :

15

Ly LM

o) 10 20 30 40 o 10 20 30 40 50 60
temps(s) temps(s)

(a) (b)
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o 1‘0 2‘0 (:;.gqps(s) 4‘0 5‘0 6‘0 o 1‘0 2‘0 (i‘?nps(s) 4‘0 5‘0 6‘0
(c) (d)
Figure 4.25 — Résultats du SMC avec ns = 3 a : Commande (Vide), b : Angle a (Vide), ¢ :

Commande (Tonne), d : Angle o (Tonne)

La commande procure un comportement satisfaisant pour le systeme a vide, mais reste sen-
sible par rapport aux chocs avec la présence de la charge. Cette sensibilité aux chocs est liée
au terme d’accélération présent dans I’expression de la commande (Eq. 4.36) et qui est réglable
indépendamment des autres variables a travers 'amortissement é .

4.5.5 Conclusion

La commande basée sur les modes glissants a été explicitée dans un premier temps avec
un modele de conception d’ordre 1, conforme avec la dynamique prépondérante du systéme
(intégrateur). Mais ce niveau de conception est insuffisant pour une régulation, a cause de la perte
du parametre de réglage lié¢ a la trajectoire de référence. Une surface de glissement d’ordre 3 de type
intégral, permet d’obtenir un meilleur comportement, avec cependant l'introduction de quelques
améliorations. Le choix de ce type de surface de glissement d’ordre plus élevé peut entrainer une
dérive de la surface de glissement, d’ou la définition d’une stratégie permettant sa limitation. Une
saturation basée sur un rebouclage de la dérivée de la surface de glissement est proposée. Du fait
des parametres de réglage restreint et de I'importance des perturbations, leur compensation est
associée a la commande. L’observateur étendu défini précédemment (Chapitre 4.3.2.2) est utilisé
pour la reconstruction des états du systeme mais aussi ceux des perturbations ramenées en entrée,
permettant ainsi leur compensation.

4.6 Bilan

A travers ce chapitre concernant le controle d’assiette, différentes lois de commandes ont été
étudiées. Concernant I’approche linéaire, deux stratégies ont été décrites, a savoir le retour d’état
dynamique avec observateur étendu et le Time Delay Control. La robustesse de ces deux stratégies
linéaires peut étre analysée et comparée a travers la représentation dans le plan de Black et Nichols
de leurs transferts de boucle (Fig. 4.26).
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Robustesse structurée constante : gain +— 50 %, retard 0->10.Te
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Figure 4.26 — Représentation du transfert de boucle. a :
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Robustesse structurée constante : gain +- 50 %, retard 0->10.Te
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Retour d’état avec observateur étendu

(modele de perturbation constante), b : Time Delay Control (ordre 2)

L’analyse de ces représentations montre une plus grande robustesse du retour d’état avec obser-
vateur étendu vis a vis du retard pur. En effet la marge de gain obtenue avec le TDC (25.5dB) se
détériore plus rapidement que la marge de gain avec le retour d’état (21.8dB), pour les conditions
limites au niveau du gain en vitesse de ’embiellage (—12rad/m) et un retard pur (10.7¢).

L’analyse théorique de robustesse par rapport a la charge n’a pu étre menée puis que le modele
de conception ne comporte pas de parameétre lié a ce phénomene. Mais ’expérimentation a montré
que le réglage adopté pour le TDC présente peu de robustesse par rapport a la charge. Les résultats
expérimentaux laissent apparaitre également une sensibilité du TDC par rapport & la compensation
de la zone morte (Fig. 4.20(a)).

Une approche non-linéaire a aussi été étudiée avec le Sliding Mode Control, conduisant a une
robustesse expérimentale constatée par rapport au gain de ’embiellage et a la charge. Mais cette
commande avec le réglage choisi reste sensible par rapport aux phases de chocs intervenant lors des
butées de vérins (Fig. 4.25(d)). Le SMC tel qu’il a été implémenté avec les différentes améliorations
nécessite un nombre élevé de parametres de réglages (k, K g, W, f , 5\, Kcqw), comparé au retour d’état
avec observateur étendu, qui ne nécessite que deux parametres de synthése de haut de niveau
(Tt, ke).

A Tissue de I’étude comparative entre les différentes stratégies de commande, il apparait que
le retour d’état dynamique avec observateur étendu est a privilégier du fait de sa robustesse et
du nombre restreint de parametres de réglage. En effet, la facilité de réglage reste cruciale dans
I'optique de ’adaptation du correcteur d’assiette sur d’autres modeles d’engins hydrauliques.

Parmi les trois types de modele de perturbations, la commande obtenue avec le modele de
perturbation sinusoidale présente des résultats similaires a la commande obtenue avec le modele
de perturbation en rampe. Le modele de perturbation constante est retenu pour 1’élaboration de
I’observateur étendu car la commande obtenue reste plus robuste par rapport aux chocs que celle
fournie par un modele de perturbation en rampe (Fig. 4.15).

Par ailleurs, les essais sur engin ont révélé I'importance du systeme de gestion de priorités des
débits, non pris en compte dans la modélisation. Cela conduit a revoir & la baisse les performances
dynamiques recherchées en boucle fermée.
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5.1 Introduction

Dans l'optique d’une assistance au pilotage, quelques études ont été introduites a propos du
controle de ’actionneur de l'outil des engins de chantier. Les variables a controler concernent le
plus souvent la position, la vitesse [Cobo 98] ou la force de l'actionneur de 'outil. Aucune étude
ne concerne, a notre connaissance, le controle de I'outil avec son embiellage a partir exclusivement
de son attitude, dans I’objectif d’améliorer la sécurité durant les phases de manutention, a fortiori
a partir de données accélérométriques. La méthode classique de controle de 'outil basée sur le
maintien de I’angle absolu a été développée dans le chapitre précédent.

Cette partie concerne toujours la mise en place d’un dispositif d’assistance au pilotage, qui n’est
plus basée sur le controle d’attitude de I'outil mais sur l'orientation du vecteur accélération. Cette
méthode est définie comme une stratégie de non renversement et se distingue du controle d’assiette
a travers la nature des informations utilisées.

Cette méthode ne nécessite pas I’emploi de centrale inertielle constituée de plusieurs capteurs
tels que des accélérometres et des gyrometres [Ojeda 01] pour la reconstruction de l'attitude, mais
uniquement des données accélérométriques. Ces mesures visent a obtenir une image des pertur-
bations qui devront étre compensées en maintenant ’orientation du vecteur accélération dans un
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intervalle angulaire & définir. Cette approche a donc pour principal apport en dehors de son origina-
lité, la minimisation des couts du dispositif d’assistance au pilotage par rapport a ceux des capteurs,
ce qui reste un aspect déterminant dans une optique d’industrialisation. En effet méme si le capteur
d’horizontalité est conforme aux spécifications en termes de colit, imposées par le cahier des charges,
il n’en reste pas moins qu’il sera toujours plus onéreux qu’une association d’accélérometres.

Différentes études ont concerné le controle d’accélération angulaire appliqué a des structures
polyarticulées [Han 07] [Xu 00b]. Les objectifs principaux sont la suppression des couplages dy-
namiques entre les différents corps de ces structures série. Certaines études ont aussi concerné
le controle en position a partir de données accélérométriques et 'emploi de modeles dynamiques
pour la résolution des problemes liés aux configurations singulieres de structures polyarticulées
[Kao 10]. Mais aucune étude ne concerne le controle de l'orientation du vecteur accélération global,
regroupant les contributions en translation, rotation et celle de gravité.

L’élaboration de cette approche passe par une étude de 'accessibilité de la mesure mais aussi
par la détermination d’un critére de non renversement des charges.

La premiere phase de cette étude concerne la définition de la stratégie de non renversement
qui est basée sur le controle de 'orientation de la force de réaction de l'outil sur la charge, de
sorte a maintenir la charge plaquée sur 'outil. En effet le renversement de la charge apparait
suite a son glissement ou a son basculement par rapport a l'outil. Ces phénomenes de glissement
et de basculement dépendent de la nature des matériaux en contact et donc des phénomenes de
frottements. Le critéere de non renversement est défini en considérant le cone de frottement, qui
selon la géométrie de la charge permettra la définition des conditions de non glissement ou de non
basculement.

Le controle de I'orientation de la force de réaction de I'outil sur la charge est réalisé par le biais de
I’orientation du vecteur accélération obtenu a partir de mesures issues d’un accélérometre inertiel.
En effet ces accélérometres mesurent en plus de 'accélération de mouvement ([f), la composante
gravitationnelle (§), ce qui correspond a 'image de la force de réaction (Fig. 5.1) qui combine la

—,
—

force liée a l'accélération (m.A) et le poids (m.g)

Figure 5.1 — Principe du non renversement

—

La mesure d’accélération idéale ([fG —A-— g) est obtenue au centre de gravité de la charge,
avec son orientation 6.

En second lieu, la notion de ’acces a 'orientation du vecteur accélération au centre de gravité
de la charge est abordée avec l'utilisation d’un couple d’accélérometres pour la reconstruction de
cette information idéale qui reste inaccessible en réalité. Les équations utilisées sont basées sur des
hypotheses par rapport a la géométrie de la charge, ce qui impose une phase d’analyse de ’erreur
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réalisée en s’appuyant sur les modeles géométriques et analytiques explicités au chapitre 1.

La modélisation dynamique est définie a partir du formalisme de Lagrange et permet la définition
d’une représentation de dimension réduite, avec ’environnement immédiat du systeme de compen-
sation. L’analyse de I’expression de I'orientation du vecteur accélération permet la définition d’un
modele simplifié basé sur ses dynamiques dominantes. Une étude des conditions de stabilisation
permet la définition d’une architecture de commande, apte & maintenir I'orientation du vecteur
accélération non plus constant mais dans un domaine satisfaisant pour le non renversement de
charges.

5.2 Stratégie de non renversement

La stratégie du non renversement consiste en un controle de I'orientation du vecteur accélération
au centre de gravité de la charge. Mais la difficulté de cette approche est liée a la grande dynamique
de la variable a controler, qui est issue de données accélérometriques. En effet, dans le cadre d’un
controle d’attitude, la consigne est fixée & une valeur constante (proche de zéro) permettant de
limiter les risques de renversement de charges dans le cas de trajectoires peu chahutées. La dyna-
mique de I'information d’attitude de I'outil permet de viser une bonne précision de positionnement
angulaire, ce qui n’est pas le cas du controle pour le non renversement. En effet 'orientation du
vecteur accélération varie tres rapidement selon les types de mouvements et un contrdle avec une
forte dynamique peut mener & une instabilité de la boucle fermée. Donc la loi de commande retenue
devra procurer une dynamique faible mais permettant de limiter la variation de l'orientation du
vecteur accélération. Le controle de cette orientation du vecteur accélération a pour effet de main-
tenir la force de réaction de I'outil sur la charge (El /2) dans un cone de frottement a l'intérieur
duquel le non renversement de la charge est garanti.

Pour un systeme (Outil + Charge) immobile, le vecteur accélération lié au mouvement est nul
et seule la composante gravitationnelle est mesurée par un accélérometre inertiel ([fG = —g), dans
son repere Rgcc.

Dans le cas d’un outil & I’horizontale, 'orientation du vecteur accélération () obtenue & partir
d’un accélérometre inertiel est égal & /2 (Fig. 5.1), correspondant a celui du vecteur réaction. Donc
la référence durant le controle pour le non renversement peut étre définie par rapport a ’orientation
de ce vecteur réaction. Cette configuration correspond a une force de réaction idéale, normale a la
surface de contact.

Du fait de I'inclinaison de ’outil et de la présence d’accélérations de mouvement, I'orientation de
Rl /2 est variable mais doit étre bornée pour un non renversement de la charge. Les bornes définies
par rapport a l'orientation de ﬁl /2 constituent également les variations limites de I'orientation du
vecteur accélération (Fig. 5.1). Ces variations limites représentent également les erreurs admissibles
durant le controle pour le non renversement. Ce controle devra étre réalisé avec une dynamique
réduite, du fait de la nature des données accélérométriques (fortes dynamiques).

En rapport avec la géométrie de la charge et les caractéristiques des surfaces en contact, exa-
minons successivement les conditions de non glissement puis de non basculement.

5.2.1 Non glissement

Le principe employé dans un premier temps est celui du non glissement, avec la définition d’un
intervalle angulaire dans lequel le non-renversement de charge est garanti.

Cette approche considere le phénomeéne de frottement. En effet, pour une charge en équilibre
sur un plan incliné, le vecteur réaction doit rester & l'intérieur d’un cone de frottement. f est le
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coefficient de frottement au point de contact entre les deux corps et peut étre défini par rapport a
©, le demi-angle du cone de frottement tan () = f [Agati 96].

Soient deux solides notés 1 pour l'outil et 2 pour la charge, en contact au point I et II leur
plan tangent commun, de normale Nl /2 orientée de 1 vers 2. L’ensemble fourche-palette peut étre
schématisé comme suit :

Figure 5.2 — Ensemble fourche-palette

Les actions de contact sont représentées par ’équation suivante :
Ryjo =Ny +T1)2 (5.1)
Le torseur cinématique du mouvement du solide 2 par rapport au solide 1, s’écrit :

2(2/1)

V (1,2/1) (5:2)

V(2/1) = {

Deux cas de figures peuvent étre considérés, a savoir dans un premier temps un glissement
relatif entre la charge et 'outil, puis le cas sans glissement.

Glissement relatif
La vitesse de glissement V (I,2/1) est non nulle

7o) = 1| (5.3)

Avec f le coefficient de frottement au point de contact entre 1 et 2.

La réaction El /2 ou glisseur est portée par une droite dont I'angle avec la normale 1\71 /2 est égal
a . L’ensemble des droites possibles est sur le cone de frottement de sommet I et de demi-angle
au sommet .

Sans glissement
La vitesse de glissement est nulle.

i < 1 e o

La droite de support du glisseur fait un angle avec ]\71 /2 inférieur a . Elle est a l'intérieur du
cone de frottement de sommet I et de demi-angle au sommet ¢, sans que ’on puisse, a priori, la
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déterminer plus précisément. La condition de non-glissement peut étre exprimée a 1’équilibre, en

fonction de ’angle « et a partir de ’équation 5.4.

—tan (¢) < tan () < tan (p) (5.5)

Pour des angles « positifs, sachant que ¢ > 0 (la fonction tangente est croissante), nous avons :
—p<a<ep (5.6)

En effet le solide est en équilibre tant que a 'angle du porte-outil par rapport a ’horizontale est
compris dans Uintervalle [—¢, ], avec ¢ dépendant du coefficient de frottement.

Ce coeflicient dépend de certains parametres tels que :

— Nature des matériaux en contact

— Rugosité des surfaces

— Lubrification (ou non) des surfaces

Le critére de non glissement est défini a partir de ce coefficient de frottement permettant d’ex-
primer la valeur maximale de ’angle o pour éviter un glissement de la charge.

—arctan (f) < o < arctan (f) (5.7)

Ce coeflicient de frottement est déterminé apres identification des matériaux en contact.
Le tableau récapitulatif suivant est obtenu pour différents matériaux avec les coefficients de

frottement et les angles ¢ correspondants :

Matériaux en contact | Surfaces seches | Surfaces humides
f ©(°) f (%)
Acier/Acier 0.18 10.2 0.12 6.84
Acier /Fer 0.19 10.7 0.1 5.71
Bois/Bois 0.65 | 33.02 0.2 11.3

Tableau 5.1 — Parametres du cone de frottement pour différents matériaux

Pour I'exemple d'un contact Acier/Acier, le demi-angle du cone de frottement ¢ caractérisant
le critere de non-glissement est de 10,2°. Donc le vecteur réaction et son image, a savoir le vecteur
accélération, doivent étre a l'intérieur de ce cone de frottement pour un non glissement de la charge.
La tolérance par rapport a I'excursion de ’orientation du vecteur accélération durant son controle
est donc de +10,2°.

—p <Al <o (5.8)

Les accélérations de mouvement subies par le systeme (Outil + Charge) tendent & modifier 0,
qui devra toujours étre maintenu autour de la référence /2, traduisant un vecteur réaction R; /2
normal & la surface de contact et donc une charge plaquée sur ’'outil.

5.2.2 Non basculement

Le basculement concerne plutot les charges a la géométrie élancée et se traduit par un
décollement de la charge avec une rotation possible autour d’une aréte en bordure de la surface
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d’appui. En effet, il y a deux axes de rotation possibles au niveau des extrémités de sa base, pour
une charge posée (A et B) (Fig. 5.3(a)). Dans le cas ou la charge est plaquée sur deux faces, le cone
de basculement est plus important avec un axe de rotation potentiel différent (Fig. 5.3(b)).

Figure 5.3 — Non basculement, a : Charge posée, b : Charge plaquée

Une asymétrie du cone de basculement par rapport a la normale de 1’outil est possible en
fonction de la répartition de la densité au niveau de la charge (Fig. 5.3(a)).

5.3 Acces a la mesure

5.3.1 Mesure idéale

Cette partie concerne la détermination de l'orientation du vecteur accélération au centre de
gravité GG de la charge, qui correspond a la variable a controler.

L’information nécessaire a ce controle pourrait étre fournie par un accélérometre inertiel bi-axes
placé en G (Fig. 5.4), ce qui est évidemment impossible & réaliser en pratique a cause de I'inacces-
sibilité de cette position. Un accélérometre monté sur ’outil mesure des informations différentes de
celles percues par la charge. L’erreur liée au placement du capteur est non négligeable surtout dans
le cas de mouvement proche de la rotation pure de I'outil. Une stratégie est donc a définir, afin de
reconstruire la mesure en un point G, inaccessible et inconnu.

Rappelons que seuls les mouvements dans le plan sont considérés dans cette étude.

Figure 5.4 — Mesure idéale

5.3.2 Reconstruction de la mesure

Il peut étre démontré que cette information est reconstructible a partir des informations issues
de deux accélérometres inertiels placés en différents points du porte-outil P; et P, comme proposé
dans (Fig. 5.5).
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Figure 5.5 — Reconstruction de la mesure

Considérons le point P situé au centre de rotation de I'outil et donc a l'origine du repere Rs.
Les sorties accélérométriques en P; et Py exprimées dans le repere R; lié au chéassis, sont liées a
celles en P a travers les relations suivantes :

z‘_l'pl/R1 = _’P/Rl + LlM (O[).Ra

Apyry = Apyr, + LM (p).-M (@).R,

R.” [—a2 &]" (5.9)
M) = <cos () —sin (a)) M) = (cos (p) —sin (p))

sin (o) cos (@) sin(p)  cos(p)

Avec M (a) la matrice de passage du repére Rs a Ry, L; les matrices diagonales de dimension 2
définies par les distances entre les points de montage des capteurs et le centre de rotation de 1’outil.
De la méme maniere, la mesure de 1’accélération en G a la forme suivante :

Ak, = Apjp, + Ls-M (8).M (@).Rq, (5.10)

Les accélérometres fournissent des mesures dans le repere mobile de ’outil, pouvant étre exprimées
a partir de celles en R; et de la matrice de passage (M («)).

{A’pl/& =M (o) Ap g, = M(a) " Ap/p, + Li.Ra )

Ap,py =M (a) " Ap, g, = M (a) " Ap/g, + L2.M (p).Rq

L’accélération en P dans le repere Ry peut étre ré-exprimée en fonction de celles mesurées en Py
et P, dans le repere de l'outil Rs (Eq. 5.11).

Apjp, = M ()" (L;I.I Ly M (p)_l) . (5.12)
(Lfl-f‘fpl/Rs L' M (P)_l-f‘TPz/m) (5.13)

Avec I, la matrice identité de dimension 2.
En substituant 1’équation 5.13 dans (Eq. 5.10), avec ’emploi de la matrice de passage (M («)),

I’accélération en G dans le repere outil a la forme suivante :

Agirs = M () " Ag/r, = M (@) Ap/, (5.14)
+ L3.M (5).Ra (5.15)
. N1

Ag/p, = (L;l.f — Ly .M (p) 1) (5.16)
(L;l.A‘Pl/RE) - L;l,M(p)—l_A‘PQ/RS) + L3.M (8).Ra (5.17)
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L’expression de R, peut étre obtenue a partir de I’équation 5.11, d’out 'expression finale de

I’accélération idéalement reconstruite en G :

. -1

Ac/n, = (L;l.f — Ly .M (p) 1) . (5.18)

<Lfl-f‘TP1/R5 - LQ_I'M(IO)_I"’IPQ/R5> (5.19)
_ _ —1 - -

+ Ly M (8). (L7 — Ly M (p) (Apl/R5 - AP2/R5> (5.20)

Donc l'orientation du vecteur accélération peut étre reconstruite a partir des mesures issues de
deux accélérometres inertiels, avec néanmoins quelques hypotheses sur la géométrie de la charge
(L3 et §). L’influence de ces hypotheses sur 'orientation du vecteur accélération doit étre analysée,
afin d’identifier les conditions critiques de fonctionnement.

Pour une charge supposée cubique d’aréte 1 metre, la comparaison entre ’orientation recons-
truite du vecteur accélération § = arctan (Ag,/Ag:) et Pangle absolu a peut étre réalisée afin
d’observer la différence de dynamique.

Les mouvements du bras polyarticulé sont simulés sous LMS.Imagine.Lab AMESim avec le
modele multiphysique de l'engin (Chap. 2) et correspondent & une tache classique de manu-
tention. La reconstruction est réalisée dans MATLAB & partir de données issues des modeles
d’accélérometres montés sur le porte-outil avec les parametres Ly = 0.2m, Lo = 0.4m et p = 45°
(Fig. 5.6). La composante gravitationnelle n’étant pas mesurée par les modeles d’accélérometres
d’AMESim, elle a été déterminée a partir de I’angle absolu a.

I
[ AT

- Axl
Azl
A2 Reconstruction
hzz
alpha

Porte-outil+Outil

Figure 5.6 — Montage des accélérometres dans la simulation

Les évolutions de ’angle absolu de I'outil et de celui de 'orientation du vecteur accélération 6
(Fig. 5.4) durant la trajectoire sont représentées ci-dessous :
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Figure 5.7 — Comparaison entre les angles v et 6, a : o, b : 6

L’angle reconstruit du vecteur accélération 6 présente un bruit important, malgré I’application
d’un filtrage, du fait de la nature méme des mesures de type accélérometrique. L’orientation du
vecteur accélération est égale a m/2 pour le systéme immobile avec une attitude nulle, ce qui
traduit l'influence de la composante gravitationnelle (—g). Les phases d’arrét et de démarrage de
mouvements sont traduites par des pics au niveau de 'orientation 6. Cette sensibilité par rapport
a des variations brutales est a considérer dans la stratégie de réglage de la commande, avec une
dynamique raisonnable pour la boucle fermée.

5.3.3 Analyse de ’erreur (Sous contraintes)

Cette partie concerne l’analyse de l'erreur liée aux hypotheses sur la géométrie de la charge.
En effet une géométrie standard est considérée a travers le parametre L3 pour la reconstruction de
I’orientation du vecteur accélération, alors qu’elle est en réalité variable, ce qui modifie de fait la
position du centre de gravité et donc l'accélération en ce point.

Soit la représentation suivante avec deux géométries de charges possibles et leurs deux centres
de gravité (G et G').

Figure 5.8 — Analyse de 'erreur
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Avec H la distance entre W le centre instantané de rotation et G'; D et L correspondent
respectivement a WG et WOs.

L’objectif est de déterminer les configurations les plus contraignantes maximisant I’erreur an-
gulaire entre les orientations des vecteurs accélérations pour les deux points G’ et G.

Cette étude est purement géométrique et est réalisée avec les modeles analytiques définis au
chapitre 1 et ne prend en compte le circuit d’actionnement hydraulique qu’a travers les vitesses des
vérins.

Toutes les configurations du bras polyarticulé sont décrites avec le calcul du centre instantané
de rotation durant les phases de mouvement, avec une combinaison de vitesses de vérins spécifique
définie sous la contrainte de la limitation du débit de la pompe et procurant les vitesses de ro-
tation extrémales du bras polyarticulé. En effet certaines combinaisons de rotation des différents
corps fournissent des accélérations angulaires maximisant lerreur liée a la géométrie de la charge.
L’accélération en translation est commune aux deux points (G et G') et n’influe donc pas sur
I’erreur.

Les modeles géométrique et cinématique sont utilisés avec les étapes suivantes :

— Détermination de la répartition de débits permettant d’obtenir la vitesse de rotation maximale

[Diouf M 09].

— Exploration de tout I'espace de travail avec le calcul des vitesses en G et G'.

— Calcul des coordonnées des centres instantanés de rotation .

— Calcul de la mesure accélérometrique avec les accélérations centripetes et la composante

gravitationnelle.

— Calcul de la différence d’orientation du vecteur accélération en G et G.

La répartition de débit est déterminée sous la contrainte de la limitation de débit en considérant
la contribution des vérins a la vitesse angulaire de I'outil (Paragraphe. 1.4.1). En effet les gains en
vitesse sont différents selon le type d’articulation ou d’embiellage considéré.

Les centres instantanés de rotation sont obtenus a partir des vitesses de rotation et de trans-
lation. Le calcul des accélérations utilise les rayons de giration mais aussi les angles respectifs de
WG et WG, dans le repere Ry 1ié au chassis.

L’erreur angulaire commise est maximale pour les mouvements de rotation proches de I'outil et
peut étre présentée en fonction de la différence J entre O5G’ et Os5G et de n correspondant & leur
angle relatif (Fig. 5.8). L’exploration de 'espace de travail est réalisée par rapport aux mouvements
des vérins de perturbation (fleche, bec, bras). Avec la répartition de débit maximisant la vitesse de
rotation du bras polyarticulé, les résultats de I’analyse peuvent étre représentés comme suit :

|différence|(deg)

100

80 100

' 60
3(m) 0% 20 40
J(m) n(degrees) n(degres)

(a)
Figure 5.9 — Différences entre les orientations du vecteur accélération en G et G’ et les rayons (H
et D),a: A0, b: H—-D
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La différence angulaire entre les orientations du vecteur accélération augmente avec I'incertitude
sur la géométrie de la charge. Pour une incertitude (J) sur la position du centre de gravité (entre
O5G’ et O5@G) autour de 0.5m c’est a dire pour la configuration la plus contraignante, la différence
angulaire est autour de 7° (Fig. 5.9(a)). Cette différence est obtenue pour un angle 7 nul c’est a dire
pour les deux centres de gravité alignés avec Os. La figure 5.9(b) permet d’observer la position du
centre instantané de rotation correspondant a la différence maximale. En effet le centre instantané
de rotation est presque situé entre les deux centres de gravité. Cette caractéristique permet de
conclure que le critere déterminant par rapport a la différence au niveau de l'orientation du vecteur
accélération est plus lié a la différence angulaire (1) entre O5G et O5G’ qu’a leur différence en
amplitude J.

L’influence de cette différence maximale au niveau de 'orientation du vecteur accélération peut
étre évaluée par rapport a la tolérance sur 'orientation du vecteur accélération durant le controle
pour le non renversement de charges. Le critéere de non renversement pour certaines propriétés de
surfaces en contact autorise une tolérance supérieure (Tableau : 2.1) a la différence maximale sur
I’orientation du vecteur accélération induite par les hypotheses sur la géométrie de la charge.

5.4 Loi de commande

5.4.1 Modélisation dynamique

Dans le cadre de cette modélisation dynamique, seul le systeme de compensation a savoir le
porte-outil et son environnement immédiat (le corps de bras) sont considérés. Les variations de
I’angle du corps de bras traduisent 'influence des commandes du pilote sur les vérins de perturba-
tions ou celle des irrégularités de la route durant les phases de roulage. Le bras est caractérisé par
son angle relatif g4 par rapport au bec. L’angle absolu du bras est défini par g3yerins, représentant
la somme des angles relatifs des différents corps (g2 + g3 + q4). L’angle g5 est celui de outil par
rapport au bras.

Figure 5.10 — Représentation réduite du bras polyarticulé

Avec ly et I35, les longueurs respectives du bras et de 'outil. La dynamique du modele peut étre
définie comme suit :

P=A(r)i+H(r,7m) +Q(r)+ F(rr) (5.21)

Le vecteur des efforts moteurs articulaires.

La matrice d’inertie équivalente.

r:
A
— H : Le vecteur de la contribution des efforts centrifuges et de Coriolis.
Q : Les efforts de gravité.

F:

Les efforts de frottements divers.



114 Controle pour non-renversement

— r : Le vecteur défini comme suit [¢3yerins 95 Tod Zod)
To4, Zoa Teprésentent les coordonnées du point Oy (axe de rotation entre le bec et le bras).

En utilisant la théorie de Lagrange pour la définition du modele dynamique, I’énergie cinétique
totale T est exprimée comme suit :

T =5 (5O 5@+ s [7:(G0)] Wi 60 (5.22)

Avec I;, le moment d’inertie de chaque corps, §2; la vitesse de rotation dans le repere R, m; la
masse, GG; le centre de gravité et V; la vitesse de translation dans le repere Rj.
L’énergie potentielle de I'ensemble des deux corps peut étre exprimée comme suit :

U= 9.2?24 (mZzGZ (Rl)) (5.23)

L’énergie totale est composée de celles cinétique et potentielle (L = T — U). Les équations de
Lagrange peuvent étre exprimées par rapport aux variables articulaires q3perins €t ¢s5. L’angle g5
dépend de la longueur du vérin Hj a travers une relation de type non linéaire (Chap. 1) mais sans

d (0L oL
~ ([ =)y (==) =1 .24
dt <87"j> <8Tj> J (5 )

Avec j variant de 1 & la dimension du vecteur r (dim (r) = 4).

discontinuités.

L’expression du lagrangien par rapport a qsyerins traduit le couplage introduit par le corps
de bras représentant 1’ensemble des perturbations. Malgré sa complexité et ses non-linéarités, la
matrice A (r) est inversible, traduisant ainsi I'indépendance des états du systeme.

i=A" (") (C+H(r,7r)+Q(r) + F(r,7)) (5.25)

Cette propriété d’inversibilité de la matrice d’inertie permet le controle des différentes variables de
maniere indépendante ou la génération de trajectoire de la structure polyarticulée [Wang 09].

Les accélérations au niveau d’un point quelconque P du porte-outil, peuvent étre déterminées
a partir des coordonnées suivantes :

(1'05 - l4 COS (q3verins) + Xo4
Zo5 = l4 sin (q3verins) + Zo4
xp = 5 cos (a) + Zo5 (5.26)

zp = lssin (a) + 25

L& = Q3verins T G5 + €

e correspond a 'angle d’offset lié a la géométrie de I'outil. Un godet ou un porte-palette peuvent
étre montés sur le porte-outil, introduisant ainsi un angle d’offset différent (Fig. 5.4.1).
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, Axe porte-outil .

(a) (b)
Figure 5.11 — Angle d’offset pour deux outils, a : Porte-pallette, b : Godet

Les accélérations mesurées dans le repere absolu (R;) dépendent de maniere non linéaire des
vitesses et des accélérations angulaires de ’ensemble des corps du bras polyarticulé.

. . . Y
Appy = (?1)) _ (%05) s (Cf)soz sin a) . ( & ) (5.27)
Zp Zo5 sina  cosa o

Un accélérometre monté sur le porte-outil mesure les accélérations ci-dessus (Eq. 5.27) exprimées
dans le repere mobile (R5), avec la composante gravitationnelle (§) (Eq. 5.28).

A=t ((22) +(O)) + () a0 ) s

Du fait des propriétés de la fonction arctangente (arctan (4, /A, )) autour de /2, 'orientation du
vecteur accélération est déterminée de maniere a obtenir un angle nul a I’équilibre (arctan(1l/z) =
—arctan(zx) + 7/2).

A ..O . ..0 - o l . 2 0
0 = arctan | —£% | = arctan COS_ am,? +sina (2 5 9) — ls6 — | = num (6) (5.29)
Ay, —sinades + cosa (25 — g) + l5é den (0)

Une étude qualitative des différentes contributions de I’expression de 6, permet de définir un modele
équivalent simplifié, facilitant la conception de la loi de commande.

Dans le cadre du controle de 'outil, 'angle absolu et sa variation sont considérés faibles, ce
qui permet d’employer les hypotheses cos(a) =~ 1 et sin(«) ~ «. Le terme num (f) dépend de
la vitesse de rotation, des accélérations de perturbations (Z,5, Z,5) mais aussi de la composante
gravitationnelle (g). Mais ces accélérations varient peu devant g, pour des taches de manutention
classiques.

En considérant 'expression de den (), 'accélération angulaire (&) varie peu devant la com-
posante gravitationnelle pour une attitude faible (a = 0) et 1'accélération Z,5 faible devant g, est
fortement pondérée par I'angle a.

Ces hypotheses permettent la définition d’un modele ne prenant en compte que les dynamiques
prépondérantes et pour une orientation @ faible.

0 ~ Eo5—g.a=lsd?
9
0= d+a1+ X (22 + d3verins)’

[z 22" = g5 d5]"

_«%05/97 X = l5/g

(5.30)

Q) 8
Il
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Avec d la perturbation liée aux mouvements des trois vérins de perturbation. Les termes traduisant
les perturbations additives peuvent étre représentés a travers une variable globale (D).

0= 5 + o1 + 2.X.T2-G3verins + X'ﬂfg (531)

D=d+ X‘qgverins
Pour I’élaboration de la commande, seules les composantes liées a la variable de compensation (gs)
seront considérées. Les perturbations, méme variables, ne sont représentées que dans le couplage
entre la vitesses de rotation de 1'outil (gs5) et celle de la perturbation (¢syerins)-

La réponse de ce modele simplifié (Eq. 5.31) de l’évolution de lorientation du vecteur
accélération () peut étre comparée (Fig. 5.12) avec celle du modele exact (Eq. 5.29), a partir
de données issues d’essais sur engin. Les déplacements et vitesses de vérin mesurés durant une
trajectoire du bras polyarticulé sont employés avec les modeles géométrique et cinématique, pour
la reconstruction des mesures potentielles issues d’accélérometres inertiels. Les accélérations des
vérins ont aussi été déterminées afin d’obtenir l'accélération angulaire de l'outil (&) (Eq. 5.32).

o3 (T () . () 5

1=2

0 10 20 3 40 50 60 920 25 30 35 40 45 50
temps (s) temps (s)

(a) (b)
Figure 5.12 — Comparaison entre 'orientation du vecteur accélération 6., €t la réponse du modele
simplifié 8,pp, a : Séquence complete, b : Agrandissement

Ces caractéristiques présentent une similitude de comportement, qui autorise ’analyse de la
structure de commande sur la base de I’expression simplifiée (Eq. 5.31).

5.4.2 Architecture de commande

La variable & controler est définie en fonction de 1’angle relatif de 1'outil (g5) et de sa vitesse.
Dans le cadre de la définition de I'architecture de commande, 6 peut étre lié a la commande du
distributeur, a travers la dynamique connue du systeme de compensation. Un modele d’ordre 3
a été défini entre la commande appliquée et I'angle relatif de 'outil (Paragraphe 2.2.2), avec une
dynamique dominante de type intégrateur. Un type de modele similaire peut étre employé, pour
établir le lien entre l'orientation 6 et la commande appliquée au distributeur en passant par I’angle
relatif de 1'outil gs.

Un modele d’ordre 2 (Eq. 5.33) est choisi pour la dynamique de 'angle g5, facilitant ainsi
Panalyse de la stabilisation du systéme a travers les trajectoires d’état dans le plan (gs, ¢5). Ce degré
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de modélisation est suffisant pour permettre ’expression de 'orientation du vecteur accélération
en fonction de l'entrée de commande (u).

Ky o= L 4 Lo s + k (5.33)
as s(1+7‘.s) g5 - g5 - Y45

Avec (K4 = Kj.ks.k. < 0), le gain total regroupant ceux en débits, en vitesse et celui de I’embiellage
(Paragraphe 2.2.2).

L’examen des conditions de stabilité de 6 est réalisé dans un premier temps avec un simple cor-
recteur proportionnel (u = K.0). La consigne est définie nulle, de maniére a conserver 6 a l'intérieur
d’un cone de frottement garantissant le non renversement de charges.

Dans le cadre de I'étude de la stabilité du systéme en boucle fermée, les perturbations additives
D (Eq : 5.31) ne sont pas considérées.

Une représentation d’état du modele bouclé est obtenue avec le vecteur d’état = défini dans

I'équation (5.30).

1= (5.34)
io = kK21 + (7 + 2.k K XG3verins) -T2 + Xk K .22 ‘

Pour la détermination des conditions de stabilité, la premiére méthode de Lyapunov est appliquée
sur le modele linéarisé suivant :

1\ [0 1 1) o1
(iQ) B <k‘K (7 + 2.k.K-X-q3verins)> ‘ (CL’Q) =4 (.’EQ) (535)

La stabilité locale du systéme en boucle fermée dépend des valeurs propres de la matrice A et qui
sont les racines de I’équation caractéristique (A.I — A). Les conditions de stabilité sont obtenues
pour (k.K < 0) et ((7+ 2.k.K.X-G3verins) < 0).

11 faudrait pour la premiere condition (sign(k) # sign(K)), ce qui implique que le gain de retour
doit étre positif.

La seconde condition de stabilité mene a l'inégalité (gsperins > 1/ (2.k.K.x.7)). Cette borne
inférieure négative sur la vitesse de perturbation ¢3yerins garantit un certain domaine de stabilité.

Mais ce domaine évolue avec le gain variable de I’embiellage de 1’outil et les gains en vitesse
des vérins. En effet d’apres les parametres des modeles de conception définis au chapitre 3, la
composante (ks.k.) du gain K, présente une variation de l'ordre de ([—0.06m/s — 0.109m/s]) et
le gain de I'embiellage K évolue jusqu’a trois fois sa valeur minimale ([—4rad/m — 12rad/m]). La
vitesse limite peut donc évoluer d’un gain de 6 sur une trajectoire, et le gain de retour constant
peut s’avérer insuffisant pour garantir la stabilité.

L’association d’un retour sur la vitesse angulaire (v = K.0 + K'.x2) permettrait d’accroitre le
domaine de stabilité du systeme bouclé. La nouvelle équation caractéristique toujours obtenue avec
la premiere méthode de Lyapunov, permet la définition de la nouvelle condition de stabilité par
rapport a 'amplitude des vitesses de perturbations.

: 1 ;o 1 kK
2'k-K-X-Q3verms < ; — k.K' < @3verins > W (5-36)

La premiere condition de stabilité étant toujours (sign(k) # sign(K)), le terme (2 — k.K') doit
étre positif pour une valeur limite de la vitesse de perturbation (sperins > Viimite) satisfaisante,
avec (Vgimite < 0), Aot K’ > (1/K,).

L’analyse des trajectoires d’état permet de visualiser les zones de stabilité. L’évolution des états
du systéme bouclé, avec les retours de sortie et de vitesse angulaire, est représentée sur la figure
5.13 ci-dessous :
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Ax \

Stable

by

Stable

Figure 5.13 — Germes de trajectoires d’états

L’examen des isoclines confirme la stabilité de l'origine. Cependant des essais en simulation
font apparaitre une frontiere séparant ’espace d’état en deux parties : une zone ou les trajectoires
convergent vers l’origine, et une autre ou elles divergent. Cette frontiere dépend des parametres et
en particulier de la vitesse de perturbation.

L’architecture de commande est schématisée (Fig. 5.14) et comprend la stratégie de reconstruc-
tion de lorientation du vecteur accélération définie dans le paragraphe 5.3.2.

L’approche du retour en vitesse se confronte aux difficultés d’observation de la vitesse angulaire.
Une stratégie d’observation non linéaire pourrait étre définie afin de reconstruire la vitesse angulaire
a partir de Dorientation du vecteur accélération. Ici, la méthode de reconstruction de la vitesse
angulaire adoptée est basée sur la dynamique identifiée du systeme. En effet d’apres le modele
de conception défini dans ’équation 5.33, la vitesse angulaire a une dynamique assimilable a un
premier ordre par rapport a la commande appliquée (u). Donc le filtre de reconstruction de la
vitesse angulaire Zo est basé sur la dynamique stable du modele de conception, avec une gain K
minimal (par rapport aux parametres identifiés dans le chapitre 3) et une constante de temps plus
rapide que celui moyen du systeme (autour de 0.1s). Le gain K est choisi de maniere & maximiser
en valeur absolue la vitesse limite de perturbation (Gsyerins)-

Ax1
u 414 : Ax2 ¢]
. Accélérométres )
» Systeme —» inertiels e Reconstruction >
z1
Az
»  Filtre [ ¥,

+ [ |
LS
£@

Figure 5.14 — Boucle fermée avec retour en sortie et en vitesse
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5.4.3 Résultats en simulation

Le test de la commande est réalisé en cosimulation entre AMESim et MATLAB. Des modeles
d’accélérometres sont employés dans la simulation et sont montés en deux points du porte-outil
(Fig. 5.15), conformément a la stratégie de reconstruction de la mesure en GG, définie au paragraphe
5.3.2 (L1 = 0.2m, Ly = 0.4m et p = 45°). L’algorithme de calcul de l'orientation du vecteur
accélération au centre de gravité G de la charge, est implémenté sous MATLAB, en amont de la
commande.

Ve deBec Vet de Bras

Reconstruction +Cmd

Porte-outikeUutil

Figure 5.15 — Cosimulation du non renversement

Les modeles d’accélérometres disponibles dans la librairie Planar Mechanical ne mesurent pas
la composante gravitationnelle. Donc la mesure de ’angle « est employée pour la reconstruction de
cette composante (g) afin d’obtenir des données comparables a celles fournies par des accélérometres
inertiels.

Les séquences de perturbation, employées dans le chapitre 4, présentent des phases de chocs
trop importantes, liées aux butées des vérins. La séquence de perturbation choisie est définie en co-
simulation, avec des amplitudes représentatives et I'atteinte des butées mécaniques avec une vitesse
angulaire raisonnable, de sorte a valider dans un premier temps ’approche du non renversement.

Le retour de sortie et de la vitesse angulaire estimée fournit les résultats suivants pour un
systeme en charge :

15 . -75
lf\)k-—\r"\ﬂ 80
: -85
0.5
=
R 7 g -9
£ o
: & —95
: o
—o5H : : : .
: —100f ek d N b
S W =205 NS
15 i . . . -110 . ’ v v
0 10 20 30 40 (0 10 20 30 20
time(s) time(s)

(a) (b)
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20 10

—-20 . . . ” —-10
time(s) time(s)
(c) (d)
Figure 5.16 — Non renversement en cosimulation avec le modele multiphysique de I'engin (Charge =
850K g) a : Commande appliquée, b : Perturbation, ¢ : Angle 6, d : Angle «

Une amplitude de perturbation de I'ordre de 30° est générée a travers les commandes des vérins
de perturbations. La variable contrdlée (0) converge vers la référence, avec une erreur maximale de
10° (Fig. 5.16(c)). Cette variation de l'orientation du vecteur accélération reste a l'intérieur du cone
de frottement (Tableau : 2.1) garantissant le non renversement de la charge. L’angle absolu « (Fig.
5.16(d)) résultant de ce controle, converge vers zéro, donc pour un outil & I’horizontale. L’erreur
au niveau de l'attitude () peut étre comparée a celle obtenue avec le controle d’assiette, afin de
pouvoir conclure par rapport aux performances du controle pour non renversement.

La commande par retour d’état avec observateur étendu pour le controle d’attitude (Paragraphe
4.3.2) est appliquée sur cette trajectoire du bras polyarticulé (Fig. 5.17).

1‘0 2‘0 3‘0 4I 10} [0} lIO 2‘0 3‘0 4I 0}
time(s) time(s)
(b) (c)

Figure 5.17 — Correcteur d’assiette en cosimulation avec le modele multiphysique de 'engin
(Charge = 850K g) a : Commande appliquée, b : Angle 6, ¢ : Angle «
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Donc le correcteur d’assiette fournit de meilleurs résultats par rapport a ’erreur d’attitude que
le contréle pour non renversement.

L’orientation du vecteur accélération (Fig. 5.17(b)) résultant de ce controle d’assiette évolue de
maniere importante, du fait de la dynamique de correction importante. Ces fortes variations de 6
correspondant a des a-coups, peuvent mener au renversement de la charge malgré une attitude faible
de l'outil. Le contrdle pour non renversement procure une dynamique de rejet plus raffinée, sans
risques de renversement de charges pour un vecteur accélération & I'intérieur du cone de frottement.

Ces résultats en simulation permettent de valider la pertinence du concept de controle pour le
non renversement, méme si sa réalisation a travers la structure de commande simple choisie peut
étre certainement améliorée.

Les résultats pour les deux types de controle (controle d’assiette et non renversement) avec une

charge moindre de 100kg sont présentés ci-dessous :

a(deg)

—ABf B R R G G

-20 > v v ” -10 > v v .
[0} 10 20 30 40 [e] 10 20 30 40
time(s) time(s)

(c) (d)
Figure 5.18 — Non renversement et controle d’assiette en cosimulation avec le modele multiphysique
de l'engin (100kg), a : Angle # (Non renversement), b : Angle a (Non renversement), ¢ : Angle
(Controle d’assiette), d : Angle o (Controle d’assiette)

Les figures 5.18(a) et 5.18(b) sont les résultats du controle pour non renversement et celles des
figures 5.18(c) et 5.18(d) sont obtenues avec le controle d’assiette.

L’orientation du vecteur accélération (Fig. 5.18(a)) converge pour le systeme a faible charge
malgré des phases transitoires liées a ’atteinte des butées de vérins.

En comparant les résultats du controle pour non renversement pour un systeme avec une charge
de 100kg (Fig. 5.18(a)) et une charge de 850kg (Fig. 5.16(c)), il apparait une plus grande sensibilité
par rapport aux butées pour le systeme a faible charge. Cela s’explique par le fait que la butée
intervient durant une phase de déploiement du bras avec une vitesse de rotation plus faible pour
le systeme a forte charge, a cause de son action freinante.
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Le controle d’assiette (Fig. 5.18(d)) présente sensiblement les mémes performances au niveau
de I'attitude de ’outil pour les deux charges, mais est plus performant par rapport a I'orientation
du vecteur accélération pour un systeme peu chargé.

Cette différence de comportement entre ces deux approches (controle pour non renversement et
controle d’assiette) montre leur indépendance relative mais aussi la pertinence de leur étude dans
le cadre de la réalisation de ce dispositif d’assistance au pilotage.

5.5 Conclusion

A travers cette étude, une nouvelle approche a été proposée pour 'amélioration de la sécurité
durant les phases de manutention. Cette approche est plus intuitive que le controle d’assiette et
beaucoup moins onéreuse, du fait des capteurs nécessaires. Cependant la mise en place de cette
stratégie nécessite une phase de reconstruction de l'accélération au niveau du centre de gravité
de la charge, puisque celle-ci est inaccessible. Pour ce faire, 'emploi d’un couple d’accélérometres
bi-axes montés en deux points différents du porte-outil est proposé. Cette stratégie se base sur
certaines hypotheses sur la géométrie de la charge, qui ont fait 'objet d’une analyse montrant que
I’erreur commise est faible par rapport a la tolérance définie par le cone de frottement. Dans la
démarche de conception de la commande, un modeéle non linéaire simplifié ne prenant en compte
que les dynamiques dominantes est proposé. Un retour de sortie associé a une estimation de la
vitesse de rotation permet la stabilisation de ’orientation du vecteur accélération avec un domaine
de convergence suffisant. Les résultats en simulation montrent une attitude de l'outil inférieure
aux angles limites pouvant occasionner le renversement d’une charge. Une comparaison avec le
correcteur d’assiette employant le rejet de perturbations par retour d’état et observateur étendu,
permet de constater des performances moindres en terme d’attitude. Mais I’objectif du controéle pour
le non renversement est atteint, a savoir la conservation de 'orientation du vecteur accélération a
I'intérieur d’un cone de frottement, permettant ainsi de garder la charge plaquée sur 'outil.

Le controle pour le non renversement peut étre amélioré avec la définition d’un observateur non
linéaire permettant un retour d’état complet et ’estimation des perturbations. Une stratégie de
gestion des chocs liés aux butées de vérins, peut aussi étre intégrée de maniere a discriminer les
pics d’accélérations, potentiellement déstabilisant pour la commande.

La validation définitive de cette approche pour le non renversement de charges nécessite cepen-
dant des essais expérimentaux sous différentes conditions de fonctionnement, afin de quantifier ses
performances réelles par rapport au controle d’attitude.

Les contraintes de cotits devront aussi étre considérées dans le cadre de la comparaison des deux
approches, compte tenu des performances légerement différentes obtenues dans chaque cas.



Conclusion et Perspectives

Le principal résultat des travaux présentés dans ce mémoire concerne la construction d’un algo-
rithme de commande permettant le maintien de ’orientation de I'outil d’un engin de manutention
pendant le déplacement de la charge. Les difficultés rencontrées sont de diverses natures, mais es-
sentiellement liées a la prise en compte du contexte industriel. Tout d’abord, cela se traduit par
une restriction sur le nombre de capteurs autorisés : il s’agit de limiter le surcott de production de
I’engin, mais aussi de réduire le risque de pannes, particulierement élevé en raison des conditions
d’exploitation de I’engin. Or, il s’avere que ce probléeme de commande fait apparaitre plusieurs
caractéristiques, non linéarités et grande variabilité de certains parametres, qui ne peuvent pas étre
simplement ignorées pour rester dans une approche linéaire, mais qui conduisent a des modeles
compliqués, avec des parametres inconnus, si ’on envisage une étude dans un contexte non linéaire.
Apres avoir évalué ces caractéristiques au cours des premiers chapitres, trois structures de com-
mande, retenues en raison de leurs propriétés affichées de robustesse et de simplicité de réglage,
intégrant au plus bas niveau des compensations de non linéarités dures telles que les zones mortes
liées aux électrovannes et au distributeur , ont été construites. Puis elles ont été testées en simula-
tion, afin de cerner leur capacité a absorber les caractéristiques précédemment mentionnées, avant
d’étre évaluées en grandeur réelle sur I’engin.

Ces derniers essais ont pu étre réalisés en utilisant un démonstrateur représentatif du capteur
inclinometre en cours d’industrialisation. Ils ont ainsi permis de valider la chaine complete d’asser-
vissement prenant en compte ’engin dans sa globalité, sur des trajectoires de pilotage prédéfinies, et
donc reproductibles. Cependant diverses influences méritent encore d’étre quantifiées, notamment
en phase de roulage.

A défaut de se référer a une précision déterminée de maniere plus ou moins empirique par les
spécialistes de la profession, avec ce capteur, il devient possible de comparer les comportements
obtenus d’une part avec un pilote, ayant le controle complet de la machine, et d’autre part avec la
commande proposée qui vient assister le pilote. La définition d’un protocole de tests devient délicate
car la notion de trajectoire a suivre est rendue imprécise par la présence du systéme de gestion de
priorité introduit dans la partie actionnement. Le pilote n’est pas habitué a cet équipement et une
sorte d’apprentissage va prendre place pour moduler le déroulement de la trajectoire.

Par ailleurs, une autre stratégie de commande a été analysée. Motivée en premier lieu par
I’objectif pertinent de bien plaquer la charge au cours du mouvement pour éviter le renversement,
méme si la configuration de ’engin ne permet de traiter que le cas de trajectoires dans un plan
vertical, et en second lieu par une élaboration a priori plus simple de la mesure, cette démarche fait
apparaitre des difficultés qui n’ont pas toutes trouvé, a ce stade de I’étude, une réponse satisfaisante.

123
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I y a d’abord l'acces a la mesure. L’objectif étant de maitriser 'orientation du vecteur
accélération au centre de gravité de la charge, incluant la pesanteur, 'impossibilité de placer un
accélérometre a I’endroit idéal conduit a reconstruire I'information de maniere approchée a l'aide
de deux blocs de mesure situés en des positions fixes du porte-outil. La connaissance des capacités
de ’engin permet d’estimer une marge d’erreur sur la mesure disponible, qui s’avere compatible
avec les performances visées.

Ensuite, 'analyse du contenu de l'information fait apparaitre des contributions délicates a
manipuler dans une structure de commande relativement simple, du type de celle élaborée pour le
controle d’assiette. En fait, la paire “actionnement par le vérin de godet” et “orientation du vecteur
accélération” se révele étre délicate a maitriser. Une analyse de stabilité dans le cas d’un retour
de sortie, méme associé a un retour de vitesse, fait apparaitre des zones d’instabilité dans I’espace
d’état. Il s’agit alors de s’assurer que celles-ci sont en dehors du domaine de fonctionnement de
Pengin. Des travaux doivent également étre conduits pour construire un observateur permettant
une évaluation des perturbations afin de les anticiper, comme cela a été fait dans le correcteur
d’assiette.



Annexes

A Modeles géométriques

A.1 Modeles géométriques de ’embiellage de fleche

Modélisation directe de ’embiellage de fleche

Pour 'articulation de la fleche, le mouvement est obtenu grace a un embiellage déformé par un

vérin hydraulique selon le schéma ci-dessous :

ch :
dcl .
dc?)
dc4 .
Hy

Figure 5.19 — schématisation de 'embiellage de fleche (MGD)

la distance entre ’axe de rotation de la bielle arriére et celui du vérin.
la distance entre ’axe de rotation du vérin de fleche et celui de la fleche

: la longueur de la bielle de fleche

la longueur de la bielle arriere

: la longueur du vérin de fleche

Qe Bey Gey Ve €t he sont des variables choisies arbitrairement permettant d’obtenir les équations

intermédiaires. Les angles 1. et p. sont des constantes liées au chassis.
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Les équations intermédiaires sont les suivantes :

d?, = d%) + H3 — 2d.oHo cos (o)
Be = pe —

h? = H2 + d* — 2Hsd, cos (83.)
d% = h2 + d% — 2h.des cos (Ve)

H22 = dgl + h% — 2d¢1he cos (@)
(22 =N — P — e

(5.37)

Par substitution avec les équations intermédiaires ci-dessus (Eq.5.37), expression du modele direct
de I'articulation de fleche a la forme suivante :

, 42\ +H3—d2
2.d% — 2.de1.Ha. cos (p — arccos ~G et

G2 = M — arccos

d2,+H3—d?
2.d61.\/H22 + d(2;1 — 2.d.1.Hy. cos (,0 — arccos W

5+ d2 dgy+H3—d? 2 _ 2
H5 +dZ; —2.dc1.Ha. cos (p — arccos —§ - 2pet | 4 42, — d2,

— arccos (5.38)

d2,+H3—d?
2.dcz.\/H§ + dzl — 2.d.1.Ho. cos (p — arccos W

Avec ce modele géométrique, I'utilisation d’une approximation polynomiale simplifie grandement
les calculs. L’évolution de ¢» en fonction de Hs et son approximation polynomiale sont représentées
sur les caractéristiques suivantes :

x 10
25 s
2F 6}
Y A 4
1.5-‘”” Trrrrm ST
= - 2}
g 1 g
g g
3 o}
08k o
: : -2r
of- : : : : : ! :
: : —af b
——MGD
: : : ® app ordre=5
-0.5 . . . . -6 H H H H H H H
11 12 13 i 15 16 17 18 1 11 1.2 1.3 1.4 15 1.6 17 1.8
(m) H2(m)

Figure 5.20 — Analyse de I’embiellage de fleche

Modele géométrique inverse de ’embiellage de fleche

Pour déterminer ce modele inverse, d’autres variables angulaires sont utilisées pour passer de
l'angle g2(angle de la fleche) & Hy qui est la longueur du vérin. La schématisation adoptée pour
cette modélisation est la suivante :
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Figure 5.21 — schematisation de I'embiellage de fleche (MGI)
Les équations intermédiaires sont :

Pec = Xec — 42
L? =12 + d2, — 2ld.3 cos ()
d% =12+ L? — 2l L cos (pic)

¢ (5.39)
§e = e — Ve
d% = d?, + L? — 2dc4 L cos (6.)

H22 - dg4 + dzo - 2d64d80 COS ((Sc + 50)

L’expression du modele inverse a savoir la longueur du vérin en fonction de I'angle de fleche a la
forme suivante :

2.des. \/12+d32 —2.dc2.l. cos(xc—q2)

2.12—2.dc2.l. -
— arccos c2:1: cos(xe—a) — Ve (5.40)
2.l‘\/12+d5272.d(;2‘l.COS(ch(ZQ)

A2+ d2,H2—2.dep 1. cos(xe—qo) —d?
Hi = d2,+ d2) — des.deo. cos (— arccos< catdept 2.1 cos(xc—g2) cs>

A.2 Articulation entre le bec et le bras
Modele géométrique direct de ’articulation bec-bras

Cette articulation est schématisée de la méme maniére que précédemment comme suit :

Figure 5.22 — schematisation de I'articulation bec-bras

Le modele géométrique direct donnant I’angle g4 en fonction de la longueur du vérin Hy est la
suivante :
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di, +d3y — H}
2.d11.dog

L’évolution de l'angle g4 en fonction de Hj ainsi que l'erreur introduite par une approximation

g4 = —T + arccos ( > — (41 — (39 (5.41)

polynomiale d’ordre 4 sont présentées sur les courbes de la figure.5.23.
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Figure 5.23 — Analyse de l'articulation bec-bras

Modele géométrique inverse de ’articulation bec-bras

Le modeéle inverse a la forme suivante :

H4 = \/d%l + d%o — 2.d11.d20 COS (7[' +q4 + g1 + a32) (5.42)
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B Modeéles linéarisés

B.1 Modele avec fuites et sans dynamique de I’étage de pilotage

Cette représentation prend en compte les fuites inter-chambres, qui interviennent dans les ex-
pressions des variations de pressions. Les équations de fonctionnement permettant la représentation
d’état sont :

Ay = KAgs (5.43)
. AP AP, Ags
. = A1Ps. | — | —APs. | — | — kK . P
J A% < 1475 < P, ) 215 ( P, ) kf Usmaz <U5max ) > (Q5o)
APy K

Ad
= — KQluA’U, + KleApl — Cip (APl — APQ) — A1 Kvgmar @
Py Py Usmax

AP, k A
D 2 = —?2 <KQ2UAU + KQQPAPQ =+ Cip (Apl — APQ) — AQK'U5max (U 45 )) (544)
S s bmazx

La représentation d’état de dimension 4, a la forme suivante :

,

0 Usmax 0 0 0 0
S R 1P I e

X = K X+ kKo :

0 _%%mam —A1 Cicks Tl“ 0 ACet

0 Afhpm Gk, A B

L 2 s (5.45)

X = (Aq5 vsAfgiz % %>
A = —Vsmas (kap (CI50) + f)
Ay = ki (Cic — Kq, p)
Ay = ko (Cie — Kg,p)

L’analyse de ce modele par rapport a la stabilisabité et a la detectabilité, aboutit aux mémes
conclusions que pour le modele étudié précédemment et défini dans le paragraphe 2.2.1.1.

B.2 Modele complet avec prise en compte de la dynamique de I’étage de pilo-
tage

La dynamique du tiroir est modélisée par la fonction de transfert du second ordre définie dans
le paragraphe (2.1.1). Les variations des pressions sont désormais exprimées en fonction de celles

de la position du tiroir.

Ay, = —2C,w, Az, — w2y Axy + kyw?, Au (5.46)
AP,k Ag
L = 2L (Kgiay Ay + Ko, pAPL — Ci (APy — APy) — A1 Kvsmag | —2 (5.47)
Ps Ps Usmazx
AP, ko

Ad
B = —? (KQ%«U.A:L‘U + KQQPAPQ + Cie (APl — APQ) — Ay Kvsmar <U 45 >) (5.48)
s s Smax
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La représentation d’état a la forme suivante :

¢

0 1 0 0 0 0 0
—w? 2w 0 0 0 0 k,w? 0
% 0 0 0 Vsmaz 0 0 Y4 0 0 Au
o 0 0 Y _A A1Ps AP | 0 1" \AC
K J J J J J ext
e 0 0 —Aullme  _A Gk 0 0
. kl[i—%wv 0 0 Ag.K.ki%mw Cick2 _Al 0 0
. T
X = (Az, Ak, Ags 2B AR AR

VUmazx Py Ps
(5.49)
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C SMC avec un modele de conception d’ordre 2 de type intégral

Cette approche utilise le formalisme des modes glissants et permet en utilisant un modele de
référence simplifié d’ordre 2, de retrouver la structure du TDC avec un gain de commutation, ce qui
correspond & un TDCSA (Time Delay Control with Switching Action). L’association d’un terme
de commutation & la commande TDC est utilisée dans [Lee 02] avec I’analyse de la stabilité.

La dynamique inconnue du systéme peut étre définie avec le modele simplifié suivant utilisé
dans le TDC :

w(t) = Mi (t) + H (t) (5.50)

Avec M l'inertie équivalente et H le terme regroupant les parametres et dynamiques inconnues et

approximé comme suit :

~ A~

H@#)~H({t—L)=u(t—L)— M.i(t—L) (5.51)

D’ou l'accélération a la forme suivante :

a‘éz%(u(t)—H(t)):%(u(t)—u(t—L))—i—jﬁ(t—L) (5.52)

Une surface de glissement d’ordre 2 de type intégral peut étre définie comme suit :

5= <;th+)\>2/5(t).dt<:>s:5(t)+2)\5(t)+)\2/%(t) (5.53)

La dérivée de la surface de glissement a la forme suivante, en substituant 1’accélération angulaire
par son expression .

é::'id—%(u(t)—u(t—L))—:E(t—L)+2)\.§+)\2.% (5.54)

La commande optimale est obtenue & partir de la condition de stabilité de Lyapunov (Eq. 4.23) et
pour une vitesse de glissement nulle s =0 :

=M (a'éd () — i (t— L)+ 2070 + A%?) Yu(t— L) (5.55)

Cette commande correspond a celle du TDC avec un modele simplifié d’ordre 2.
Donc le SMC avec une surface de glissement d’ordre 2 de type intégral est équivalent a une
commande TDC associé un terme de commutation (k).

Wndesa = M (i2a (£) = & (= L) + 20 + N3 +u (t - L) — k.sign (s) (5.56)
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Titre de la these : Correcteur Automatique d’Assiette pour
Engins de Manutention

DIOUF MAMADOU CISSE

Résumé :

Ce travail consiste a apporter une assistance a la conduite d’engins de manutention,
en déchargeant le pilote du controle de I'organe terminal. Le systéme concerné est
un engin de chantier équipé d’un bras poly-articulé actionné par des vérins hydrau-
liques. Le correcteur automatique d’assiette vise a maintenir quasi-constant 1’angle
de Toutil afin d’assurer le non-renversement de charges lors des phases de manu-
tention. L’élaboration de la loi de commande du dernier vérin passe par une phase
de modélisation multi-physique de I’engin, afin de prendre en compte ses spécificités
mécaniques et hydrauliques, en particulier la non linéarité liée a la structure de I’em-
biellage de I'outil et la zone morte du servo-distributeur. Basés sur la seule utilisation
de la mesure de l'inclinaison de ’outil, trois schémas de commande robustes ont été
construits puis testés en simulation et sur engin : Retour d’Etat avec Observateur
Etendu, Time delay Control, Sliding Mode Control. D’autre part, une stratégie ori-
ginale consistant a controler I’angle du vecteur accélération de la charge, pour la
maintenir plaquée sur l'outil, a également été examinée.

Mots-clés :
Commande robuste, Mécatronique, Hydraulique, Modélisation multi-physique, Si-
mulation.

Abstract :

The main objective of this study is to introduce driving assistance to drivers of
poly-articulated equipments. Tool tilt control of a hydraulic poly-articulated multi-
purpose equipment aims at avoiding load overturning during handling task by the
control of the tool cylinder. Control law design needs multiphysical modelling of
the excavator, in order to investigate their hydraulical and mechanical characteris-
tics : nonlinearities from tool linkage, dead zone of servo-distributor. Based on the
unique use of tool tilt, three robust control schemes have been designed and evalua-
ted through simulation tests and experiments on a real equipment : State Feedback
with Extended Observer, Time Delay Control, Sliding Mode Control. Furthermore,
a new strategy consisting in the control of the orientation of the load acceleration
vector in order to stick the load against the tool has been analyzed .

Keywords :
Robust Control, Mechatronics, Hydraulic, Modeling, Simulation.
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