Commande prédictive robuste des vérins
¢lectropneumatiques dans un schéma en cascade
pos1tion-pression

Lotfi CHikH!, Philippe POIGNET?, Micaél MICHELIN!, Francois PIERROT?

IFatronik France Tecnalia,
Cap Omega Rond-point B. Franklin, 34960 Montpellier, Cedex 2, France.
lchikh@fatronik.com et mmichelin@fatronik.com

2Laboratoire d’Informatique, de Robotique et de Microélectronique de Montpellier (LIRMM)
UMR 5506 - CC 477 CNRS
161 rue Ada, 34392 Montpellier Cedex 5, France.
poignet@lirmm.fr et pierrot@lirmm.fr

Résumé— Une stratégie de commande robuste en cascade
pour les vérins électropneumatiques est proposée. Elle com-
bine deux boucles imbriquées : une boucle externe de com-
mande prédictive en position et une boucle interne de com-
mande de la différence de pression (ou force) entre les
deux chambres du vérin. Cette stratégie est appliquée a
deux types de vérins : le vérin a double effet standard
avec tige et le vérin sans tige. Les modéles non linéaires
sont développés et une commande linéarisante par bou-
clage entrée/sortie est appliquée. Deux contréleurs sont
ainsi synthétisés sur le modele linéarisé obtenu. Une com-
mande prédictive généralisée (ou GPC pour Generalized
Predictive Controller) pour la boucle de position. Pour la
boucle interne de force, une synthése multi-objectifs com-
binant performances Ho, et contraintes temporelles de pla-
cement de poles est développée. Le probléme est formulé
sous forme d’inégalités matricielles affines (ou LMI pour Li-
near Matrix Inequalities). Ce schéma de commande est en-
suite implémenté expérimentalement sur banc d’essai. Les
différents tests montrent bien 1’apport d’une telle stratégie
en cascade en termes de performances dynamiques et de
robustesse.

Mots-clés— actionneurs pneumatiques,
linéarisation exacte, commande robuste.
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I. INTRODUCTION

Cette étude rentre dans le cadre de la commande des
actionneurs pneumatiques dans des taches de prise-dépose
des robots paralleles. Le but est de remplacer les action-
neurs électriques cotuteux utilisés dans ce type de robots
mais aussi de permettre le déplacement de charges plus
élevées, le rapport poids/puissance de ce type d’actionneurs
étant largement supérieur a celui des moteurs électriques.
Le prix réduit des actionneurs électropneumatiques se jus-
tifie par leur principe de fonctionnement simple qui ne
nécessite pas ’emploi de procédés de fabrication complexe.
Cependant, I’énergie pneumatique du fait de la compres-
sibilité de l’air est une technologie fortement non linéaire
difficile & modéliser et a commander. Cet article traite de
la problématique de commande robuste des actionneurs
électropneumatiques.

L’état de I'art met en évidence I'utilisation d’une multi-
tude de techniques de commande de ces actionneurs. De
nombreuses commandes non linéaires ont été synthétisées
comme les modes glissants [1] [2] [3] ou encore la com-

mande adaptative [4], [5]. D’autres auteurs ont privilégié
la synthese de controleurs linéaires apres avoir effectué
une linéarisation entrée/sortie [6] [7]. C’est le cas notam-
ment de [8] et [9] pour la commande Ho. Cependant, la
linéarisation exacte avec comme sortie de commande la po-
sition implique 'existence d’une dynamique des zéros pour
laquelle aucune preuve de stabilité globale n’existe encore
[10]. C’est I'une des raisons qui conduisent & privilégier une
stratégie de commande en cascade avec une linéarisation
exacte dans la boucle de pression.

A notre connaissance, seulement deux études de com-
mande en cascade des actionneurs pneumatiques ont été
menées jusqu’a présent [11] [12]. Les auteurs utilisent uni-
quement de simples régulateurs PID dans les deux boucles
de commande. Dans notre cas, deux controleurs avancés
ont été synthétisés. Il s’agit d’abord de la commande
prédictive qui est particulierement adaptée aux taches de
robotique industrielle (les références futures étant connues
a priori). Il s’agit aussi de prouver 'applicabilité de la
commande prédictive pour les actionneurs pneumatiques
en se basant sur un modele non linéaire (sans pour autant
nécessiter une optimisation en ligne pour calculer le gain du
controleur prédictif). Dans les deux seules applications de
la commande prédictive sur les vérins électropneumatiques
trouvées dans la littérature, les auteurs utilisent soit un
modele linéarisé autour d’un point d’équilibre [13]. Soit un
modele déduit par apprentissage en utilisant les réseaux de
neurones artificiels [14]. Pour la boucle interne de pression,
les inégalités matricielles (ou LMI pour Linear Matrix In-
equalities) sont utilisées car elles permettent de combiner
de facgon intuitive des contraintes de placement et des per-
formances robustes Hqo.

Cet article est organisé comme suit. La section 2 intro-
duit brievement le banc d’essai expérimental ainsi que les
modeles utilisés. En section 3, les techniques de commande
sont, présentées ainsi que la stratégie de commande en cas-
cade qui sera appliquée. Les résultats expérimentaux sont
finalement exposés en section 4.



II. BANC D’ESSAI ET MODELE NON LINEAIRE

Le banc d’essai d’actionneurs électropneumatiques est
représenté en Fig. 1. Il comprend trois types d’actionneurs ;
un vérin standard & double effet !, un vérin sans tige? et
des muscles artificiels® qui ne sont pas étudiés dans cet
article. Les vérins sont commandés a l’aide de servovalves
proportionnelles* de type 5/3. Deux types de capteurs se-
ront utilisés, un codeur incrémental a haute résolution et
deux capteurs de pression. L’environnement Temps Réel
est xPC Target”™™ de Mathworks.

Dans ce qui suit, le modele non linéaire utilisé pour la
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Fig. 2. Notations

commande est présenté. Tout systeme de positionnement
électropneumatique comprend un pré-actionneur (valve),
Pactionneur et la partie mécanique & commander (le bras en
rotation). Une representation schématique des actionneurs
avec quelques notations est donnée en Fig. 2. La pression
d’alimentation p, est supposée constante. La pression at-
mosphérique est notée py. Toute variation de volume de la
chambre ou de la pression est décrite par la loi polytropique
suivante [15] :

Vi = paVy (1)

ou p; est la pression dans I'une des deux chambres (les in-
dices 1 et 2 sont relatifs & deux états de pression) et V; est le
volume dans la chambre 4, v est la constante polytropique.
L’équation des gaz parfaits est donnée par :

_

AT @)

ol m est la masse du gaz dans chaque chambre du vérin,
T est la température supposée constante (car Dlair est
constamment en circulation et est donc régénéré continuel-
lement) et r est la constante spécifique des gaz parfaits.
En combinant les équations (1) et (2), I'expression de la
dynamique des pressions est obtenue :

% = %[TTQW(UJ)) - p%é] (3)

ou u représente l’entrée de commande de la valve, s est

la position du piston dans le cas des cylindres. g, (u,p)

représente le débit massique (‘&—T = ¢m(u,p)) qui est fonc-

tion de la pression et de la tension d’entrée. La relation
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entre le volume et la position s du piston du vérin est
donnée par : Vi(s) = V;(0) + A;s ot Vi(0) = A;L est le
volume initial de la chambre i (La position initiale est le
milieu du vérin). [ représente la course du vérin. A; est la
section du piston des deux cotés de la chambre. Dans le cas
du vérin sans tige, les sections sont égales (41 = As). Le
modele de la valve a été approximé -apres identification au
sens des moindres carrés- par I'expression suivante (plus de
détails dans [16]) :

gm(u,p) = ¢(p) + Y(p)u (4)

@ et 1 sont des fonctions polynoémiales d’ordre 5 en p.
Pour la partie mécanique, le principe fondamental de la
dynamique est appliqué en négligeant les frottements? :

= %[Aﬂn — Aaps] ()

ot M représente la masse équivalente des parties en mou-
vement ramenées au cylindre. Lors de la synthese de la
commande, M est considérée constante. La dépendance
force pression -relation nécessaire lors de la synthese de
la commande- est linéaire et est donnée par :

Fstandard = Alpl - A2P2 + Fg (6)

F, est le terme prenant en compte les effets de la gravité.
Pour le vérin sans tige, nous avons la méme expression avec
Ay = Ay = A

S

III. STRATEGIE DE COMMANDE POUR LES VERINS
ELECTROPNEUMATIQUES

La linéarisation exacte est présentée dans un premier
temps. Celle-ci est basée sur des concepts de géométrie
différentielle [6] ou encore de platitude [7]. Dans un second
temps et une fois le systeme linéarisé obtenu, les techniques
de commande utilisées (GPC et Ho, avec contraintes LMI)
ainsi que le schéma en cascade sont développés et expliqués
dans cette section.

A. Linéarisation exacte

Il est tres facile de prouver -dans le cas de la tension
de la valve comme entrée de commande et la différence de
pression entre les deux chambres du vérin comme sortie a
commander- qu’aussi bien les criteres de platitude ainsi que
ceux de géométrie différentielle (linéarisation complete du
systéme) sont satisfaits. Cependant, quand la position est
choisie comme variable de sortie a commander, le degré re-
latif du systeme est égal a trois. Il est donc inférieur a la di-
mension du systéme d’état (qui est égale & 4). Les équations
d’états sont les deux équations de variation de pression
(7), I'équation % = $ et 'équation (5). Une dynamique
des zéros existe donc et le systeme n’est pas completement
linéarisable. Comme il n’existe pas de preuve de stabilité
globale de cette dynamique résiduelle (voir [10]), on a donc
tout intérét & prendre la différence de pression comme sor-
tie pour la linéarisation.

dpy ~yrT y dvy . T
dps  rT vy avo . T (™)
dt = m@(m) - mngs - T(S)i/f(pz)u

5. Une compensation de frottement qui ne se base pas sur un
modele de frottement est privilégiée



Dans ces équations, on a considéré que u = u; = —ug ce
qui veut dire que les chambres utilisent la méme source de
pression et que la commande utilisée dans une chambre est
Popposée de celle utilisée dans la seconde. Cette hypothese
implique de fait deux avantages : le systéme devient mono-
entrée ce qui simplifie la synthese du controleur. L’utilisa-
tion d’une seule servovalve devient alors suffisante (comme
cela est représenté en Fig. 2).

Et en remplagant la variation de volume par son expres-

sion (ie, M =A= —ddﬁ) les équations suivantes sont
obtenues :

dpy ~rT ~vA . ~rT

— = — §+ u

dpz T (p2) + vA 5 'erw( Yu

dt - ‘/2(5)(‘0 p2 ‘/2(5)102 ‘/2(8) p2

La différence de pression est donnée par ’expression sui-
vante :

o —p2) = (T o) = T o) — s~ 12
dt P1—PpP2)= Vi e\P1 v @ P2 V;D1S Vp28
f1(s,8,p1,p2)
rT T
+ [T—vpn) + L v(p2)]
1 2
f2(s,8,p1,p2)

(9)

Ainsi donc, la linéarisation exacte est obtenue en appli-
quant la commande suivante :

~rT ~rT _
=2 p(n) + T ()] 7 e
Y vz (10)
ALY S LY S A S L)
V1<Pp1 V2<,0102 lel V2p2

O, Ugyz est la nouvelle entrée de commande. Ceci conduit
au systeme linéarisé suivant :

(11)

Le contréleur commandant la différence de pression en se
basant sur ce systéme linéarisé est synthétisé. Pour cela des
performances H, combinées a des placements de pdles sous
forme de contraintes LMI ont été utilisés. Cette méthode
est décrite dans la prochaine sous-section.

pl - 2’52 = Uquzx

B. Synthése de commande Hoo avec contraintes de place-
ment de pdles avec utilisation de LMI

Une LMI est une contrainte de la forme :

ou Ap...An sont des matrices symétriques données et
2T = (21...7x) est le vecteur des variables inconnues.
Dans (12), le symbole < veut dire définie négative . Une
démarche intuitive de synthese d’un controleur Ho, tout
en agissant sur le régime transitoire est de combiner per-
formances H,, et placement de poles. Les podles seront
contraints a étre dans des régions appelées régions LMI
et introduites pour la premiere fois dans [17].

6. la plus grande valeur singuliere est négative

Afin ne pas encombrer ce document, le lecteur est invité
& consulter [18] ol la démarche de syntheése du contrdleur
multi-objectifs est détaillée. Le controleur est synthétisé en
se basant sur le systeme suivant :

(t) = Az(t) + Biw(t) + Bau(t)

(t) = Cll'(t) + Dllw(t) + D12u(t)
(t) = C’gx(t) + Dglw(t) + DQQ’LL(t)

(13)

Pour une région LMI D et des performances H., données
par v > 0, il s’agit de trouver la loi de commande u =
K(s)y telle que : (1) les pdles en boucle fermée sont dans D
t (2) | Twelloo < ol ||Twe(s)| est la fonction de transfert
en boucle fermée ayant pour entrée w et comme sortie e.

C. Commande prédictive généralisée (GPC)

La motivation de la commande prédictive est assez tri-

viale, le probléme de connaissance des trajectoires futures
ne se posant pas pour des taches de robotique industrielle.
A cela, s’ajoutent tous les avantages inhérents & la com-
mande prédictive, a savoir : ’applicabilité a une large classe
de procédés dont les systémes instables (c’est le cas de la
fonction de transfert & commander), anticipation des chan-
gements de référence et donc convergence plus rapide vers
la référence et existence d’une solution explicite dans le cas
monovariable linéaire en ’absence de contraintes.
Toute commande prédictive s’appuie sur trois principes :
l'utilisation d’un modele de prédiction sous forme expli-
cite, l'utilisation d’un critere de prédiction a optimiser, et
enfin le recalage de I'horizon de prédiction a chaque ins-
tant ¢, la commande étant réactualisée a chaque temps
d’échantillonnage. Dans le cas de la GPC, 'algorithme uti-
lise le modele de prédiction CARIMA donné par :

e(t)

Al Hy(t) = "Blg” Hult = 1) + C((fl)f (14)

avec A = 1 — ¢! est 'opérateur retard et ot u(t) et y(t)
sont respectivement les séquences de commande et de sortie
du procédé et e(t) est un bruit blanc. A, B et C sont des
polynomes en z~!. Ils sont donnés par : A(g™!) = 1 +
a1q ' a2q 4. Hanaq ", B(q7") = bo+big Hbag 2+
et bapg ™ et O(g™Y) = 14ciq  Feaq 2+ eneg ™ et
A =1—q7 1. C(q71) aété choisi égal & 1. L’algorithme de la
GPC consiste a appliquer une séquence de commande qui
minimise la fonction cotiit multi-dimensionnelle suivante :

J(N1, Na, N, Z (Gt + 5]t — w(t + )
J=N1
(15)
+ Z)\ NAu(t+j — 1)}

ou §(t + j|t) est Voptimum sur un horizon j calculé a l'ins-
tant t, N7 et Ny sont les horizons de prédiction minimum
et maximum, N, représente I'horizon de commande, §(7)
et A(j) sont les séquences de pondération et w(t+ j) est la
référence future.

La minimisation de la fonction cotit conduit a I’obtention
de la future séquence de commande u(t), u(t + 1),... ou la
sortie y(t 4 j) est proche de w(t + j).



L’expression de la sortie prédite peut étre mise sous la

forme compacte suivante :
y=Gu+f (16)

Le terme G et f sont définis dans [19] ou
peut étre ainsi réécrit :

[20]. Le critere

= (Gu+f-w) T (Gu+f-—w)+rulu (17)

ot w = [wit+d+1),wit+d+1)...
L’équation (17) prend la forme :

w(t +d+ N)|T

1
J = iuTHu +bTu+f, (18)
avec H = 2(GTG + \I), bT =
(f —w)T(f —w)
Ainsi, le minimum de J est déterminé en annulant le gra-
dient de J, ce qui donne :

2(f — w)TG et fy =

u=-H'b=(GTG+ D) 'GT(w—-f) (19

Puisque le signal de commande qui est appliqué au procédé
est le premier élément du vecteur u (recalage), expression
de la commande est donnée par :

Au(t) = K(w —f) (20)

ot K représente le premier élément de la matrice (GTG +
AI)"!GT. Contrairement aux controleurs conventionnels,
les régulateurs prédictifs dépendent uniquement des entrées
futures.

D. Stratégie de commande en cascade position/pression

Le schéma global de la stratégie de commande en
cascade est représenté en Fig. 3. La boucle interne est
celle qui commande la différence de pression entre les
chambres. Pour cela, le régulateur H., sous contraintes
présenté précédemment a été implementé. Pour la boucle
externe, le régulateur GPC a été synthétisé en se basant
sur la fonction transfert en boucle fermée de la boucle
de pression en série avec la mécanique du bras (double
intégration pour obtenir en sortie la position). Comme
présenté précédemment, le systeme linéarisé de la boucle de
pression est un intégrateur. Ainsi, les équations du systeme
prennent la forme suivante :

i= (Ot (1 (2>+1
(ﬁ‘(‘)“(é )(2)=(1)
y=a+ (0 1) () )+ o

(21)

ottw= (b v)T et e= (y u)T ont été définis préalablement.
Les hypotheses classiques pour la synthése H., sont faci-
lement vérifiables 7. Le résultat de 1'optimisation LMI[21]
donne le controleur de la forme suivante :

K K
K(s) = Kais+ Ko

22
e (22)
7. (A, B2) commandable et (Ca, A) observable

Ainsi, la fonction de transfert équivalente en boucle fermée
est de la forme

K1$ + K2
$24 (K14 K3)s + Ks

Gelpreasure (8) = (23)
En se basant sur cette fonction de transfert, dont la sortie
est la différence de pression, il est facile de reconstruire la
position en divisant par la masse et en intégrant deux fois
la sortie (5). Ainsi, le régulateur GPC est synthétisé en se
basant sur la fonction de transfert suivante :

K18+K2 o
M82(82 —+ (K1 —+ Kg)S —+ KQ) -

GClp'ressura
M s2
(24)

Gposition (5) =

IV. RESULTATS EXPERIMENTAUX

Différents tests ont été menés de facon a prouver
expérimentalement I'intérét d’une telle approche de com-
mande en cascade. Durant les différents tests, le terme F
dans (6) a été négligé. Il a été observé qu’il n’a pas un
grand impact sur les performances. Ainsi, le processus de
synthese est simplifié et ceci nous permet de dire que la
commande synthétisée est robuste vis-a-vis des effets de la
gravité et des variations de 'orientation du bras.

En Fig. 4, un test de commande avec le bras sans masse
est réalisé. La fréquence d’échantillonnage est de 0, 2khz.
Pour le controleur H,, une région LMI de type disque a été

c 20 1
) i | @ 4
g _ 10 28 2
c 9 £ c
o ¢ 506 0
o % 0'4 o @
o - —_— g
5= 852
g 10 = > 4
£ = 5O
<) i a
© -20 6
0 2 4 6 8 10 0
20 ) 4
@ 15 2
s 10 g 2
o £
E" g s Ex
c o 0 oS00
53 5 ! g2
2 A0 T 2
945 )
20 ©“o 4
0 2 4 6 8 10 0 2 4 6 8 10

Temps [s] Temps [s]

Fig. 4. Réponse a un signal carré (vérin sans tige)

spécifiée (voir [17]). L’intérét de cette région est qu’elle per-
met d’éviter les dynamiques rapides avec des poles situés
trop a gauche du demi-plan stable de I’espace complexe.
Un compromis a été trouvé afin d’avoir le meilleur temps
de réponse possible avec une commande assez douce. La
démarche des choix de parametres est la suivante : dans
un premier temps les parametres ont été ajustés en simula-
tion et a partir des valeurs obtenues, les mémes parametres
ont été implémentés expérimentalement. Dans un second
temps un réajustement des parametres de commande a été
faite de fagon & améliorer les réponses du systéeme. Ainsi,
un disque centré au point (—300,0) avec un rayon égal a
15 a été choisi. En utilisant les contraintes (?7), (?7?) et
(??) pour le systéme défini par (21), nous obtenons apres
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Fig. 3. Stratégie de commande en cascade position/pression pour les vérins pneumatiques. Une boucle interne consiste en la commande de
la différence de pression. Un controleur Hoo avec contraintes de placement de poles est synthétisé. La boucle externe de position consiste
en une commande prédictive généralisée. Le controleur GPC est implémenté en se basant sur la fonction transfert en boucle fermée de la

pression en cascade avec la dynamique mécanique du bras.

optimisation [21] les termes R, S, Ax, Bx, Cc et Dg. 11
est maintenant possible de calculer le régulateur Ho, sous
contraintes qui est donné par :

 —263,85—9,15-10~*

2
s+ 339,8 (25)

K(s)

Le contréleur prédictif a été synthétisé en se basant sur la
fonction de transfert donnée dans (24). Le systeme a été
discrétisé avec un temps d’échantillonnage de Ty = 5ms.
Les polynomes du modele CARIMA ainsi obtenus sont :

B(q™') =4,63-107"+1,310" %1 -2.1071%¢2—4,3.1073¢3

(26)
Algh =1-2,44¢7 1 +2¢7% — 0,542 +0,05¢* (27)

La pondération X\ a été choisie égale & 5- 1076 et § a été
fixé a 1. Les horizons de prédiction sont choisis N7 = 1 et
N; = N, = 50. Sur la Fig. 4, un signal carré d’amplitude
égale & £15° a été testé. Le temps de montée est tres faible
et est égal a 0,045s. Le temps de réponse est quant a lui
égal & 0, 24s. L’erreur statique est inférieure & 0,01°. Le saut
observé a t = 3s est dli au phénomene du redécollage des
actionneurs électropneumatiques (voir chapitre 3 de [10]).
Ce probleme a été résolu par deux approches différentes. La
premiere consiste a agir sur les gains de la boucle de pres-
sion via I’emplacement des poles en boucle fermée. Les poles
ont ainsi été déplacés vers un cercle centré en (—450,0).
L’apport de cette approche est montré en Fig. 5 ot l'er-

— Signal de référence
== Signal de commande

Résultats de commande
[degrees]

.

Temps [s] 0

Fig. 5. Réponse indicielle pour un gain élevé (pdles rapides)

reur statique est inférieure & 0,01°. Une autre approche a
consisté a intégrer au schéma de commande de la Fig. 3 I'al-
gorithme de compensation de frottement proposé par [22].
Les résultats obtenus sont similaires a ceux de la méthode
précédente.

Un test de robustesse est effectué en rajoutant une masse
de 5kg qui n’est pas prise en compte dans le modele de com-
mande. Les résultats sont montrés en Fig. 6. Les résultats
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Fig. 6. Test de robustesse avec une masse de 5kg : un saut dans la
différence de pression est observé lors de ’ajout de la masse. La
stabilité et les performances du systéme sont préservées.

sont satisfaisants et il est intéressant de voir la réaction du
systéme par un saut dans la différence de pression (et donc
dans la force) qui correspond a la charge additionnelle qui a
été rajoutée. Le controleur en pression réagit automatique-
ment a ce changement de consigne et de ce point de vue, la
structure en cascade assure déja une robustesse naturelle
qui est renforcée par le choix des techniques de commande.
Un test de comparaison avec les modes glissants [23] a été
effectué en vue de comparer les performances en termes de
robustesse avec ’approche en cascade introduite ici. Les
résultats sont montrés en Fig. 7. Le signal testé est un si-
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Fig. 7. Test de suivi avec un signal sinusoidal a fréquence variable
(chirp) : comparaison entre la stratégie en cascade proposée et les
modes glissants

gnal sinusoidal & fréquence variable (entre 0,25hz et 1hz)
pour une amplitude variant entre +/ — 20°. Ces résultats
montrent bien 'apport de la technique proposée dans ce
document en termes de performances dynamiques.

V. CONCLUSION

Une stratégie de commande en cascade intégrant

une boucle externe de position et une boucle interne
de différence de pression est proposée pour les vérins
électropneumatiques. Pour la position, un controleur de
type GPC est synthétisé. Le choix de la commande
prédictive permet de réduire de facon naturelle le temps
de réponse du systeme qui anticipe tout changement dans
la consigne. Pour la boucle interne, un régulateur H., avec
contraintes de placement de poles est synthétisé par optimi-
sation LMI. La synthese des régulateurs est faite en se ba-
sant sur le modele linéarisé du vérin et ce apres linéarisation
exacte de ce modele.
Les lois de commande ont été implémentées sur banc de
commande expérimental et les résultats montrent bien ’ap-
port d’une telle approche en termes de performance et de
robustesse. En perspective, la structure RST équivalente
peut étre déduite. Ceci permettrait d’effectuer une étude
de stabilité, et donc d’aboutir a une démarche de choix de
parametres qui serait moins empirique que celle proposée
dans ce document.
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