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III

Kurzfassung

Eine groÿe Untergruppe der Soft Robotik sind die mehrkammerigen pneumatischen Biegeak-

tuatoren. Diese Arbeit beschäftigt sich mit der Modellierung dieser Art Aktuatoren mittels ei-

nes Balkenmodells und arbeitet speziell die Vorteile heraus, die sich aus einer Berücksichtigung

der wechselseitigen Abhängigkeiten von Design und Modellierung ergeben. Die Verwendung ei-

nes Balkenmodells ist numerisch deutlich e�zienter als die Simulation eines dreidimensionalen

Körpers, trotzdem werden die Freiheitsgrade axiale Dehnung, Biegung, Scherung und Torsion

vom verwendeten Cosserat-Balken berücksichtigt. Zunächst wird ein sinnvolles Design für mehr-

kammerige Biegeaktuatoren durch systematische Untersuchung von Designaspekten und unter

Berücksichtigung von Aspekten der Modellierung hergeleitet. Zur Modellierung der einzelnen

Kammern des Biegeaktuators wird ein Ansatz mittels des Prinzips der virtuellen Arbeit gewählt.

Das resultierende Modell erlaubt insbesondere Rückschlüsse auf die Sensitivität der Kammern

gegenüber externen axialen Kräften. Dies ist ein wichtiger Aspekt, der bei der Modellierung des

mehrkammerigen Biegeaktuators mittels Cosserat-Balken aufgegri�en wird. Dieses Modell wie-

derum nutzt das besonders gut zu modellierende Design des Aktuators, um einen Zusammenhang

zwischen Dehn- und Biegestei�gkeit herzustellen, der, im Gegensatz zu bisherigen Modellen, auch

Rücksicht auf die axiale Dehnung des Aktuators nimmt. So lassen sich dreidimensionale Simu-

lationen einzig auf Grundlage axialer Parameteridenti�kation durchführen. Die in dieser Arbeit

hergeleiteten Zusammenhänge zwischen Design und Modellierung und die daraus entwickelten

Methoden sind eine wichtige Grundlage für komplexere Anwendungen in der Zukunft.

Abstract

A large subgroup in soft robotics are pneumatic multi-chamber bending actuators. This dis-

sertation addresses the modeling of this type of actuator using a beam model, and speci�cally

elaborates the advantages of considering the interdependencies of design and modeling. Using a

beam model is numerically much more e�cient than simulating a three-dimensional body, ne-

vertheless the degrees of freedom of axial strain, bending, shear, and torsion are considered by the

Cosserat-beam used. First, a reasonable design for a multi-chamber bending actuator is derived

by systematically studying design aspects with considering aspects of modeling. An approach

using the principle of virtual work is adopted to model the individual chambers of the bending

actuator. In particular, the resulting model allows conclusions to be drawn about the sensiti-

vity of the chambers to external axial forces. This is an important aspect which is considered

in the modeling of the multi-chamber bending actuator using the Cosserat-beam. This model,

in turn, takes advantage of the particularly easy-to-model design of the actuator to establish a

relationship between extensional sti�ness and bending sti�ness that, unlike previous models, also

takes into account the axial strain of the actuator. Thus, three-dimensional simulations can be

performed based solely on axial parameter identi�cation. The relationships between design and

modeling derived in this work and the methods developed from them are an important basis for

more complex applications in the future.
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Symbol- und Abkürzungsverzeichnis

Symbole

Für eine bessere Übersicht ist das Symbolverzeichnis nach Kapiteln (Kapitel 4 und 5) unterglie-

dert. Alle Symbole sind auch über die Grenzen des jeweiligen Kapitels hinweg eindeutig. Symbole,

die in beiden Kapiteln angewandt werden, werden doppelt im Symbolverzeichnis aufgeführt.

Modellierung einzelner Kammern (Kapitel 4)

C rechter Cauchy-Green Spannungstensor

ch kPa Materialkonstanten h des Yeoh-Materialmodells

E N Dehnstei�gkeit

F N axiale Kraft

Facc N Beschleunigungskraft

H Deformationsgradiententensor

I1 erste Invariante des rechen Cauchy-Green Spannungstensors

L m ursprüngliche Länge einer Kammer

L∗ m ursprünglicher Abstand zwischen den Ringen einer Kammer

l m gedehnte Länge einer Kammer

l∗ m gedehnter Abstand zwischen den Ringen einer Kammer

p kPa Innendruck einer Kammer

δp kPa äquivalenter Druck, um eine externe Kraft zu kompensieren

Ra m ursprünglicher Auÿenradius einer Kammer

ra m gedehnter Auÿenradius einer Kammer

Ri m ursprünglicher Innenradius einer Kammer

ri m gedehnter Innenradius einer Kammer

rw m Radius der gewölbten Aktuatorwand

t Maÿ für die Torsion einer Kammer

Vm m3 Materialvolumen einer Kammer

Wf J potenzielle Energie durch axiale Kräfte

Wm J potenzielle Energie des Materials einer Kammer

Wp J potenzielle Energie des Drucks im Inneren einer Kammer (Aktuierungs-

energie)

Wpot J gesamte potenzielle Energie einer Kammer

x, y, z Koordinatensystem einer einzelnen Kammer

α rad Ursprünglicher Faserwinkel

γ rad aktueller Winkel entlang des Kreisabschnitts einer gewölbten Aktuator-

wand

ζ rad Winkel des Kreisabschnitts einer gewölbten Aktuatorwand



X Symbol- und Abkürzungsverzeichnis

λ axiales Dehnungsverhältnis eines Aktuators oder einer Kammer

λ1,2,3 Dehnungsverhältnis des Materials entlang der Hauptachsen der Deforma-

tion

λp durch Druck induziertes Dehnungsverhältnis

(.)BS bezogen auf Braided-sheath

(.)CF bezogen auf Crossed-�ber

(.)opt durch Optimierung ermittelter Wert

(.)PF bezogen auf Parallel-�ber

(.)PR bezogen auf Parallel-ring

Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5)

a m Radius eines imaginären Kreises auf dem die Kammern angeordnet sind

B Nm2 Biegestei�gkeit (Cosserat-Balken)

D Rotationstensor zwischen Koordinatensystemen (Cosserat-Balken)

Dϕ,θ,ψ Rotationstensoren um die Achsen des globalen Koordinatensystems (Cos-

serat-Balken)

d Direktoren des lokalen Koordinatensystems als Vektor

d1,2,3 Direktoren des lokalen Koordinatensystems

E N Dehnstei�gkeit

e Achsen des globalen Koordinatensystems als Vektor

e1,2,3 Achsen des globalen Koordinatensystems

F N axiale Kraft

F N Vektor der äuÿeren Kräfte (Cosserat-Balken)

Fm N axiale Kraft im Material

f N/m Vektor der äuÿeren Linienkräfte (Cosserat-Balken)

J Stei�gkeitstensor Verschiebungen (Cosserat-Balken)

j Anzahl der Kammern eines Aktuators

K Stei�gkeitstensor Biegungen (Cosserat-Balken)

L m ursprüngliche Länge eines Aktuators oder einer Kammer

l m gedehnte Länge eines Aktuators oder einer Kammer

l N Vektor der Linienmomente (Cosserat-Balken)

M Biegemoment

M Nm Vektor der äuÿeren Momente (Cosserat-Balken)

m Nm Vektor der inneren Momente (Cosserat-Balken)

m1,2,3 Nm Innere Biegemomente (1 und 2) und Torsionsmoment (3) (Cosserat-Bal-

ken)

n N Vektor der inneren Kräfte (Cosserat-Balken)

n1,2,3 N Innere Scherkräfte (1 und 2) und Zugkraft (3) (Cosserat-Balken)
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p kPa Innendruck der Kammern

r m Mittelachse des Aktuators im Raum (Cosserat-Balken)

S N Scherstei�gkeit

s m Bogenlänge (Cosserat-Balken)

T Nm2 Torsionsstei�gkeit

u Vektor der Verformung (Cosserat-Balken)

u1,2,3 Biegung (1 und 2) und Torsion (3) (Cosserat-Balken)

v Vektor der Verformung (Cosserat-Balken)

v1,2,3 Scherung (1 und 2) und axiale Dehnung (3) (Cosserat-Balken)

x, y, z Koordinatensystem bei Experimenten

β rad Biegerichtung des Aktuators

λ axiales Dehnungsverhältnis eines Aktuators oder einer Kammer

φ rad �Phasenwinkel� der Kammern

(.)k bezogen auf eine einzelne Kammer k

(.)′ Ableitung nach der Bogenlänge (Cosserat-Balken)

(.)0 Ausgangsposition (Cosserat-Balken)

(.)I,II Unterscheidung zwischen zwei verschiedenen Stei�gkeiten, Radien und

Winkeln

Abkürzungen

ABS Acrylnitrils-Butadien-Styrol-Copolymere

DMS Dehnmessstreifen

CPE Computational Physics in Engineering

DFG Deutsche Forschungsgemeinschaft

FE Finite Elemente

FREE Fiber Reinforced Elastomeric Enclosure

PAM Pneumatic Arti�cial Muscle
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1

1 Einleitung

Der Begri� Soft Robotik hat sich etabliert, um Fragestellungen, die aus der Verwendung wei-

cher Materialien in der Robotik resultieren, in einer Kategorie zusammenzufassen. Rus und

Tolley [RT15] de�nieren Soft Robots als �Systeme, die sich autonom verhalten können und die

primär aus Materialien bestehen, deren Stei�gkeit sich im Bereich weicher, biologischer Materia-

lien be�ndet�. Dabei quanti�zieren sie den Bereich weicher, biologischer Materialien durch einen

Elastizitätsmodul von 104 Pa bis 109 Pa, während sie den Elastizitätsmodul der Materialien kon-

ventioneller Roboter im Bereich 109 Pa bis 1012 Pa angeben. Nach Rus und Tolley liegt der Vorteil

der Verwendung weicher Materialien in einer beträchtlichen Reduktion der Schäden, die durch

den Roboter verursacht werden können. Daher sind Soft Robots insbesondere für Anwendungen

in Interaktion mit dem Menschen von Interesse, wie die Beispiele des als Endoskop konzipierten

STIFF-FLOP [Cia+13] oder das Review zu Soft Robots zur Handrehabilitation von Chu und

Patterson [CP18] zeigen. Darüber hinaus eignen sich die weichen Materialien insbesondere auch

für Greifmechanismen, wie beispielsweise in den Arbeiten von Deimel und Brock [DB15] und

Fra± und Althoefer [FA18] beschrieben wird.

Die Anfänge der Soft Robotik entspringen dem Vorteil weicher Materialien bei Interaktion mit

dem Menschen, der von Klute et al. [KCH99] auch als �biomechanische Intelligenz� bezeichnet

wird. In den 1950er Jahren entwickelte Joseph McKibben den ersten sogenannten Pneumatic Ar-

ti�cial Muscle (PAM ). Dieser Aktuator war Teil eines Exoskeletts für die Hand seiner unterhalb

des Halses gelähmten Tochter. Das Exoskelett diente als Unterstützung zur Ausführung einfa-

cher Handbewegungen [Gur15]. Zur Herstellung eines PAM wird ein dehnbarer, abgeschlossener

Hohlkörper, zum Beispiel ein Schlauch aus weichem Material, mit einem Ge�echt umhüllt und an

seinen Enden damit �xiert. Wird nun der Hohlkörper unter Druck gesetzt, stellt sich statt eines

einfachen Aufblähens eine lineare Bewegung ein, deren Richtung und Intensität vom Faserwinkel

des Ge�echts abhängen. Trotz anfänglich groÿem Interesse an PAM s folgte eine lange Phase

ohne Weiterentwicklung. Nachdem Bridgestone in den 1980er Jahre den sogenannten Rubbertua-

tor auf den Markt brachte [Win90], rücken PAM s seit Beginn der 1990er Jahre wieder in den

Fokus der Forschung [Win90; Fuk+93; CH94; CH96; LR03; Kot+09]. Mittlerweile haben sich

auch andere pneumatische Prinzipien, wie Pneumatische Netzwerke [Mos+14] und mehrkam-

merige Aktuatoren, zu deren Vertretern der bereits erwähnte STIFF-FLOP [Cia+13] gehört,

etabliert. Darüber hinaus werden heute häu�g auch grundlegend andere Aktuierungsprinzipien,

wie Formgedächtnislegierungen oder Seilzüge, in der Soft Robotik genutzt [BRR18].

Die Modellierung von Soft Robots stellt unabhängig vom Aktuierungsmechanismus eine Her-

ausforderung dar. Im Gegensatz zu konventionellen Robotern, die über de�nierte Freiheitsgrade

verfügen, verformen sich Soft Robots kontinuierlich, wobei der Aktuierungsmechanismus hoch-

gradig unterbestimmt ist. Beispielsweise können die Kammern eines mehrkammerigen Biegeak-

tuators zwar so gesteuert oder auch geregelt werden, dass der Biegeaktuator eine gewünschte

Verformung anstrebt, jedoch wird die letztlich resultierende Verformung durch die äuÿeren Las-

ten bestimmt. Die Unterbestimmung der Aktuierung, in Kombination mit zum Teil komplexen

Aktuierungsmechanismen und komplexem Materialverhalten, macht sowohl die statische als noch
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viel mehr die dynamische Modellierung von Soft Robots aufwendig.

Diese Arbeit beschäftigt sich mit der Modellierung von mehrkammerigen pneumatischen Bie-

geaktuatoren mittels Balkentheorie und arbeitet speziell die Vorteile heraus, die sich aus einer

Berücksichtigung der wechselseitigen Abhängigkeiten von Design und Modellierung ergeben. Die-

se Thematik und die Inhalte der Arbeit gehen aus der Forschung am Lehrstuhl Computational

Physics in Engineering (CPE ) im Rahmen des Projekts �Experimental Enriched Beam Model for

Robust Simulation of Soft Material Robotic Systems�, gefördert durch die Deutsche Forschungs-

gemeinschaft (DFG) als Teil des SPP2100, hervor. Die Beschränkung auf mehrkammerige Biege-

aktuatoren begründet sich auf deren Vorteile in Handhabung und Modellierung, die im Laufe der

Arbeit herausgearbeitet werden. Die Beschränkung auf eine Modellierung mittels Balkentheorie

resultiert aus dem guten Kompromiss aus Genauigkeit und E�zienz, den Balkentheorien bieten,

und wird in Kapitel 5 näher begründet. Der Hauptteil der Arbeit ist in vier Kapiel unterteilt:

� Design mehrkammeriger Biegeaktuatoren (Kapitel 2)

� Experimentelle Methoden zur Untersuchung von Biegeaktuatoren (Kapitel 3)

� Modellierung einzelner Kammern (Kapitel 4)

� Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5)

Alle Kapitel enthalten einen eigenen Stand der Forschung, da unterschiedliche Aspekte der Soft

Robotik, die meist nicht miteinander in Verbindung stehen, behandelt werden. Zudem verfügen

alle Kapitel über eine eigene Zusammenfassung und einen eigenen Ausblick, sodass sie abge-

schlossene Themenblöcke, die unabhängig voneinander gelesen werden können, bilden. Abschlie-

ÿend werden die wechselseitigen Abhängigkeiten der Kapitel bzw. Themenblöcke in Kapitel 6

zusammengefasst und in Kapitel 7 ein Ausblick gegeben, welche Weiterentwicklungen und An-

wendungen sinnvoll erscheinen.

Wie sich im Verlauf der Arbeit zeigen wird, ist der Stand der Forschung zu den jeweiligen

Kapiteln weit fortgeschritten und vor allem in den letzten Jahren stark gewachsen. Daher ist

das Ziel dieser Arbeit nicht, grundlegend neue oder besonders präzise Methoden zu entwickeln.

Der wissenschaftliche Mehrwert ist stattdessen, vorhandene Methoden aufzugreifen, sie unter

dem Aspekt der wechselseitigen Abhängigkeit von Design und Modellierung neu aufzuarbeiten

und dabei gezielt ihre Komplexität zu verringern, ohne Nachteile bei der Funktionalität (Design)

oder der Genauigkeit (Modellierung) zu verursachen. Ein schönes Beispiel dafür, wie selbst ein-

fachste Modelle bei der Entscheidung zu Designfragen helfen können, sind die (in dieser Arbeit

nicht weiter erwähnten) Konferenzbeiträge �On the motion of a snake-like soft robot� [LSP21]

und �Design improvement by a simulative investigation of the locomotion of a snake-like soft

robot� [LP21b].
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2 Design mehrkammeriger Biegeaktuatoren

In der Einleitung wird der PAM als erster Aktuator der Soft Robotik besonders hervorgeho-

ben. Ab 1991 begann parallel zur stetigen Weiterentwicklung des PAM die Entwicklung und

Erforschung mehrkammeriger pneumatischer Biegeaktuatoren, angestoÿen durch zwei Verö�ent-

lichung von Koishi Suzumori [SIT91a; SIT91b]. Wie im Stand der Forschung gezeigt wird, sind

mehrkammerige Aktuatoren vielseitiger als der PAM oder andere einkammerigere Aktuatoren

und daher einzig relevant für diese Arbeit.

Das Ziel dieses Kapitels ist der Entwurf eines mehrkammerigen Biegeaktuators, der besondere

Rücksicht auf die Modellierbarkeit nimmt und auf einer systematischen Untersuchung von Desi-

gnaspekten begründet ist. Obwohl in den ca. 30 Jahren seit den ersten Verö�entlichungen von

Koichi Suzumori eine Vielzahl an Designideen vorgestellt wurde, sind die Aspekte Rücksicht auf

Modellierbarkeit` und systematische Untersuchung` aus Sicht des Autors in der Literatur nicht

ausreichend beleuchtet.

Im Folgenden wird zunächst eine Übersicht über den Stand der Forschung (Unterkapitel 2.1)

gegeben. Anschlieÿend werden in Herleitung von Designrichtlinien (Unterkapitel 2.2) die De-

signaspekte von mehrkammerigen Biegeaktuatoren einzeln untersucht. Das Design, das daraus

abgeleitet wurde und das für die weiteren Kapitel dieser Arbeit von Relevanz ist, wird in Entwurf

eines modularen Biegeaktuators (Unterkapitel 2.3) vorgestellt und in Evaluation des modularen

Biegeaktuators (Unterkapitel 2.4) mit etablierten Aktuatoren aus der Literatur verglichen. Zuletzt

folgen eine Zusammenfassung dieses Kapitels und ein Ausblick.

Abgesehen vom Stand der Forschung zu Design (Unterkapitel 2.1), beruht das gesamte Kapi-

tel grundlegend auf dem Paper �A systematically derived design for a modular pneumatic soft

bending actuator� [LMP22], welches wiederum viele Erkenntnisse aus der am Lehrstuhl CPE ent-

standenen Masterarbeit �Simulativer Entwurf eines Soft Robots in Schlangenform� [Mü20] von

Daniel Müller nutzt. Gelegentlich werden Erkenntnisse aus Modellierung einzelner Kammern

(Kapitel 4) und Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5) ergänzt.

2.1 Stand der Forschung zu Design

Das grundlegende Funktionsprinzip pneumatischer Aktuatoren in der Soft Robotik ist stets ein

weicher Hohlkörper, der mit Druck beaufschlagt wird und dessen Ausdehnung durch äuÿere

Elemente oder besondere Formgebung in eine gewünschte Richtung gelenkt wird, wie in Ab-

bildung 1 dargestellt. Die Funktionsweise des PAM entspricht prinzipiell der Darstellung in

Abbildung 1b, wobei in der ursprünglichen Variante statt einer Faserverstärkung, also um den

Aktuator gewickelte Fasern, ein Faserge�echt benutzt wurde. Je nach Winkel der Faser wird der

Aktuator unter Druckbeaufschlagung länger oder kürzer. Somit stellt die Faser einen Designa-

spekt dar [Con+15]. Würde eine Seite des PAM s steifer ausgeführt sein als die andere, käme

es, wie in Abbildung 1c zu sehen, zu einer Biegung. Dieses Prinzip wird beispielsweise für den

Aktuator von Polygerinos et al. [Pol+15] genutzt. Eine abgewandelte Form nutzen Pneumatische

Netzwerke, bei denen die zur Biegung notwendige Längung durch aneinandergereihte Luftkissen
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a)

b)

c)

Abbildung 1: Funktionsprinzip von einkammerigen pneumatischen Aktuatoren in der Soft Ro-

botik : a) einfaches Aufblähen , b) Längung durch den Einsatz einer Faserverstär-

kung und c) Biegung durch den Einsatz einer Faserverstärkung und unterschied-

lich steifer Materialien. Es sind jeweils der Ausgangszustand (dunkel) und der

verformte Zustand (hell) dargestellt.

erreicht wird [Mos+14]. Der Nachteil einer einzigen Kammer zur Herstellung eines Biegeaktua-

tors ist, dass Längung und Biegung stets in einem festen Verhältnis miteinander gekoppelt sind.

Das Verhältnis wird durch die Abmessungen und die verwendeten Materialien vorherbestimmt.

Mehrkammerige Biegeaktuatoren funktionieren ähnlich. Sie bestehen aus mehreren parallel an-

geordneten und miteinander verbundenen Kammern, wobei jede das in Abbildung 1b gezeigte

Funktionsprinzip nutzt. Werden die Kammern ungleich mit Druck beaufschlagt � dehnen sich

also axial unterschiedlich � führt dies zu einer Biegung, da die Kammer mit weniger Druck die

Aufgabe des steiferen Materials in Abbildung 1c übernimmt. Durch die einzeln ansteuerbaren

Kammern wird erreicht, dass Längung und Biegung nicht in einem festgelegten Verhältnis zu-

einander auftreten, wodurch der Aktuator deutlich vielseitiger anwendbar ist. Der Nachteil ist

eine höhere Komplexität der Ansteuerung.

Für diese Arbeit wird die Vielseitigkeit mehrkammeriger Aktuatoren als so wichtig bewertet,

dass andere Aktuationsprinzipien keine weitere Erwähnung �nden. Da mehrkammerige Biegeak-

tuatoren den allgemeineren Fall abbilden, könnte ein festes Verhältnis von Biegung und Längung

auch nachträglich als Restriktion in einem Modell implementiert werden.

2.1.1 Beispiele für mehrkammerige Biegeaktuatoren

Obwohl mehrkammeriger pneumatischer Biegeaktuator` bereits eine starke Einschränkung be-

züglich des Aktuationsprinzips ist, würde die Vielzahl an Aktuatoren in der Literatur den Rah-

men dieses Abschnitts übersteigen. Zudem stehen in der Regel die eigentlichen Urtersuchungen

der jeweiligen Arbeit im Fokus und nicht die verwendeten Aktuatoren. Beispielsweise suchen
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Peng et al. [Pen+19] nach optimalen Parametern für einen mehrkammerigen Biegeaktuator, oh-

ne dass dessen grundlegendes Design näher erläutert wird. Aus diesen beiden Gründen werden

hier vier ausgewählte, in Abbildung 2 dargestellte Aktuatoren vorgestellt. Die vier Beispiele sind

so ausgesucht, dass sie eine möglichst groÿe Bandbreite an Designmöglichkeiten umfassen.

a) (©1991, IEEE) b) (©2006, IEEE)

c) d) (©2020, IEEE)

Abbildung 2: Vier ausgewählte, mehrkammerige Biegeaktuatoren nach [Pol+22a]: a) Aktua-

tor von Suzumori [SIT91a], b) Oct-Arm V [McM+06], c) STIFF-FLOP [DF-

CM14] und d) Instant Soft Robot (Schnittdarstellung: Verstärkungsstruktur in

grün, Endkappen in blau) [FGA20]

Der Aktuator von Suzumori (Abbildung 2a, [SIT91a]) ist der erste in der Literatur zu �ndende

mehrkammerige Biegeaktuator. Seine drei parallel angeordneten Kammern haben die Form eines

Kreisausschnittes, sodass sie die Querschnitts�äche maximal ausnutzen. Die Auÿenwand und

die Wände zwischen den Kammern scheinen die gleiche Wandstärke zu haben, genaue Angaben

werden nicht gemacht. Der Aktuator kann mit Durchmessern von 1mm bis 20mm hergestellt

werden und besteht aus Gummi. Auch zum Material werden keine genaueren Angaben gemacht.

Die Faserverstärkung ist in die Auÿenwand des Aktuators eingearbeitet und nicht in die Wände

zwischen den Kammern.

In einem Experiment mit einem Aktuator, der einen Durchmesser von 4mm und eine Länge von

20mm hat, werden Biegewinkel von 90◦ bei einem Druck von 400 kPa erreicht [SIT92]. Auÿerdem

wird die Leistungsfähigkeit des Aktuators demonstriert, indem vier parallel zueinander montierte

Aktuatoren durch koordinierte Ansteuerung eine Schraube, die in einem Gewinde steckt, drehen.

Der Oct-Arm V (Abbildung 2b, [McM+06]) besteht aus drei in Serie geschalteten Biegeaktua-

toren, die im Folgenden als Module bezeichnet werden. Jedes Modul besteht aus drei bzw. sechs
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PAM s, welche von einem Ge�echt umgeben sind, das sie parallel zueinander ausgerichtet hält.

Jeder PAM hat einen äuÿeren Radius von 14mm bzw. 20mm, die Länge der Module beträgt

250mm, 280mm und 300mm. Genauere Angaben zu den verwendeten Materialien der Kammern

werden nicht gemacht.

Wie bereits durch die Abmaÿe deutlich wird, ist der Oct-Arm V eher für �grobe� Anwendungen

vorgesehen. Die drei Module erreichen Biegewinkel von 90◦, 180◦ und 360◦ bei Drücken bis

847 kPa.

Der STIFF-FLOP (Abbildung 2c, [Cia+13; DFCM14]) besteht ebenfalls aus drei in Serie geschal-

teten Modulen. Während der Aktuator von Suzumori die zur Verfügung stehende Grund�äche

maximal ausnutzt, indem die Kammern durch dünne Wände voneinander getrennt sind, sind

beim STIFF-FLOP halbkreisförmige Kammern (in Abbildung 2c blau dargestellt) in einen Zy-

linder aus Vollmaterial eingelassen. Als Material wird das Silikon Eco�ex 00-50 verwendet. Statt

einer Faserverstärkung wird ein in Falten aufgeschobener Ge�echtschlauch zur radialen Verstär-

kung verwendet. Dieser umgibt, wie auch beim Aktuator von Suzumori, den gesamten Aktuator

statt einzelne Kammern. Jedes Modul verfügt über ein mittig angebrachtes, durch Unterdruck

steuerbares Versteifungselement.

Angewandt werden soll der STIFF-FLOP als Werkzeug bei Operationen am menschlichen

Körper. Dadurch, dass Eco�ex 00-50 relativ weich ist, ist der benötigte Aktuierungsdruck sehr

gering. Durch das Versteifungselement kann bei Bedarf die Stei�gkeit erhöht werden. Einzelne

Module können Biegewinkel von 120◦ bei einem Druck von 65 kPa erreichen, wenn nur eine Kam-

mer mit Druck beaufschlagt wird. Bei zwei Kammern können bei gleichem Druck nur 90◦ erreicht

werden. Dieser kontraintuitive Zusammenhang begründet sich durch den Ge�echtschlauch, wel-

cher den gesamten Aktuator umgibt. Dies lässt zu, dass sich eine einzeln aktuierte Kammer stark

aufblähen und ihre Wirkung verstärken kann, indem sie die anderen Kammern zusammendrückt.

Bei zwei aktuierten Kammern stoÿen die beiden Kammern aneinander und der E�ekt verringert

sich. Dadurch hängt die Verformung des STIFF-FLOP nicht nur vom Druck in den Kammern

ab, sondern aufgrund von Reibung zwischen Ge�echtschlauch und Auÿenwand auch von der Ak-

tuierungsreihenfolge. Die starke Dehnung bei Aktuierung einer einzelnen Kammer führt zudem

zu Materialermüdung. Untersuchungen an einer modi�zierten Version, bei der die Kammern ein-

zeln verstärkt sind, ergeben maximale Biegewinkel von 110◦ (eine Kammer) bzw. 140◦ (zwei

Kammern) bei einem Druck von 150 kPa [Fra+15].

Der Instant Soft Robot (Abbildung 2d, [FGA20]) ist ein neuartiger Vertreter im Bereich der

mehrkammerigen Biegeaktuatoren. Er wurde speziell mit dem Ziel eines geringen Fertigungsauf-

wands entworfen. Statt einer Faserverstärkung, die in Handarbeit um den Aktuator oder seine

Kammern gelegt werden muss, oder einem Ge�echtschlauch, der (meist aufwendig) mit dem

Aktuator verbunden werden muss, besteht die radiale Verstärkungsstruktur aus �exiblem Ny-

lon und wird zusammen mit der Gieÿform im 3D-Drucker hergestellt. Verstärkungsstruktur und

Gieÿform sind über kleine Brücken miteinander verbunden. Nachdem das Silikon des Aktua-

tors ausgehärtet ist, wird die Form an den Brücken von der Verstärkungsstruktur getrennt und
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entfernt. Die zurückbleibende Verstärkungsstruktur ist fest im Silikon des Aktuators vergossen.

Grundsätzlich ist der Instant Soft Robot eine Weiterentwicklung des STIFF-FLOP, die �An-

fängern� den Einstieg in die Soft Robotik erleichtern soll. Er erreicht Biegewinkel von 91◦ (eine

Kammer) bzw. 97◦ (zwei Kammern) bei einem Druck von 180 kPa. Der limitierende Faktor,

sowohl für Längung als auch für Biegung, ist der Abstand zwischen den Rippen der Verstär-

kungsstruktur. Dieser ist gröÿer als bei einer Faserverstärkung und führt zu einem Aufblähen

der Kammerwand zwischen den Rippen. Der höhere Aktuierungsdruck gegenüber dem STIFF-

FLOP kommt dadurch zustande, dass statt Eco�ex 00-50 das steifere Silikon Dragon Skin 10

verwendet wird. Wird der Instant Soft Robot aus Eco�ex 00-50 hergestellt, so wird ein deutlich

geringerer Druck als beim STIFF-FLOP für die gleiche Verformung benötigt. Die Autoren füh-

ren dies auf das geänderte Verhältnis von Materialvolumen zu pneumatischem Volumen, also das

Volumen des Hohlraums der Kammern, zurück.

2.1.2 Untersuchungen von Designaspekten

Obwohl die Menge an Aktuatoren in der Literatur sehr groÿ ist, sind systematische Untersu-

chungen von Designaspekten selten. Die vorhandenen Studien werden im Folgenden vorgestellt.

Dabei werden solche, die Aktuatoren ohne radiale Verstärkung (z.B. Faserverstärkung) behandeln

[Suz+97; Els+14; Zha+17], aufgrund von geringer Relevanz für diese Arbeit auÿenvor gelassen.

Fra± et al. [Fra+15] untersuchen den Ein�uss der Position der Faserverstärkung am Beispiel

des STIFF-FLOP. Wie im vorherigen Abschnitt beschrieben, umfasst dessen Ge�echtschlauch

zur Verhinderung radialer Dehnung den gesamten Aktuator statt die einzelnen Kammern. Wenn

nur eine Kammer aktuiert wird, drückt diese die anderen Kammern zusammen, wodurch eine

besonders starke Biegung hervorgerufen wird. Der Nachteil ist eine gröÿere Materialermüdung

und eine Abhängigkeit der Verformung von der Aktuierungsreihenfolge. Als Alternative wird

von Fra± et al. eine Faserverstärkung, die die einzelnen Kammern umfasst, erprobt. Dadurch

verringert sich zwar der Biegewinkel bei Aktuierung von nur einer Kammer, allerdings erhöht er

sich für zwei Kammern. Zudem ist das Biegeverhalten deutlich linearer, da eine einzelne Kammer

sich nicht aufblähen kann, und das Material wird weniger stark beansprucht, da keine Stellen

mit übermäÿiger Dehnung auftreten.

Garriga-Casanovas et al. [GCCB18] präsentieren ein analytisches Modell anhand dessen sie

Designrichtlinien herleiten. Dabei werden einkammerige und mehrkammerige Aktuatoren unter-

sucht. Die mehrkammerigen Aktuatoren werden in sich ausdehnende und sich zusammenziehende

Aktuatoren unterheilt. Die Autoren gehen auf viele Details bezüglich Dimensionierung ein. Dabei

bleibt die Haupterkenntnis stets, dass der Querschnitt des Aktuators weitestgehend für Luftkam-

mern ausgenutzt werden sollte. Dadurch steigt das pneumatische Volumen und das Volumen des

Materials wird reduziert. Garriga-Casanovas et al. nehmen in einem Beispiel an, dass die Quer-

schnitts�äche des Aktuators maximal ausgenutzt werden soll. Unter dieser Annahme stellen drei

Kammern die optimale Anzahl dar, da sich der Aktuator so zwar in alle Raumrichtungen biegen
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kann, gleichzeitig aber das Materialvolumen der Wände zwischen den Kammern minimiert wird.

Ein solches Design entspricht dem Aktuator von Suzumori in Abbildung 2a.

Fra± und Althoefer [FA19] untersuchen, wie sich die Funktionalität mehrkammeriger Biegeak-

tuatoren verbessern und die Komplexität ihrer Herstellung verringern lässt. Ein Aspekt dabei ist

der Querschnitt der Luftkammern. Dieser sollte kreisförmig sein, da sich alle andere Querschnitte

unter Druckbelastung einem runden Querschnitt annähern, wobei es an den vorherigen Ecken

bzw. Kanten zu hohen Spannungen im Material kommt. Ein weiterer Aspekt ist die Faserverstär-

kung, welche möglichst dicht sein sollte. Dies hat einen positiven E�ekt auf die Linearität der

Biegung und die Materialermüdung, da kein Aufblähen zwischen den Fasern statt�ndet. Unter

der Annahme, dass der Faserwinkel mit der Dichte der Fasern abnimmt (was nicht zwangsläu-

�g der Fall sein muss) und dass keine gegenläu�gen Fasern verwendet werden, wird zudem die

Torsion, die mit Längung einher geht, reduziert.

Lenssen et al. und Naghibi et al. [LNA19; Nag+19] nutzen, wie bereits Fra± et al. [Fra+15], den

STIFF-FLOP für ihre Untersuchungen. Auch in diesen Arbeiten wird die Position der Faserver-

stärkung (um den gesamten Aktuator, um die einzelnen Kammern und um beides), sowie eine Än-

derung des Luftkammerquerschnitts entlang der Mittelachse des Aktuators und der Unterschied

zwischen drei und vier Kammern untersucht. Für die Faserverstärkung ist das Ergebnis identisch

zu Fra± et al. [Fra+15]. Sie sollte die Kammern umschlieÿen und nicht den gesamten Aktuator,

um beide gleichzeitig bringt keine Vorteile. Auch eine Änderung des Luftkammerquerschnitts

in axialer Richtung bietet keine Vorteile. Im Gegensatz zu Garriga-Casanovas et al. [GCCB18]

stellen die Autoren fest, dass vier Kammern Vorteile gegenüber drei Kammern haben. Das unter-

schiedliche Ergebnis kommt daher, dass sich die zugrunde gelegten Annahmen unterscheiden. Bei

Lenssen et al. [LNA19] wird angenommen, dass der Querschnitt der Kammern vorgegeben ist,

statt dass die Kammern, wie bei Garriga-Casanovas et al. [GCCB18], in die vorhandene Quer-

schnitts�äche eingepasst werden. Bei der Annahme von Lenssen et al. steigt das pneumatische

Volumen bei einer gröÿeren Anzahl an Kammern, gleichzeitig nimmt das des Materials ab.

2.2 Herleitung von Designrichtlinien

Die gerade beschriebenen Arbeiten untersuchen einzelne Designaspekte von mehrkammerigen

Biegeaktuatoren. Für das Ziel dieser Arbeit, einen Aktuator anhand systematischer Untersu-

chungen zu entwerfen, sind allerdings nicht alle zu tre�enden Entscheidungen hinsichtlich des

Designs abgedeckt. Diese Lücke wird durch diesen Abschnitt geschlossen, indem alle relevanten

Designaspekte aufgegri�en und anhand von drei Kriterien bewertet werden:

� Ein quantitativer Vergleich des Biegewinkels bei gegebenem Druck, wohl wissend, dass an-

dere Gröÿen, wie z.B. die Sensitivität gegenüber externen Kräften, auch von Interesse sein

könnten,

� eine Bewertung des Ein�usses auf die Modellierbarkeit,
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� und eine Abschätzung des Herstellungsaufwands.

Die untersuchten Designaspekte sind die Anzahl an Kammern, der Querschnitt der Kammern,

die Verbindung der Kammern, die Verhinderung radialer Expansion und die Dimensionen der

Kammern.

2.2.1 Anzahl an Kammern

In den im Stand der Forschung zu Design (Unterkapitel 2.1) beschriebenen Arbeiten von Garriga-

Casanovas et al. [GCCB18], Lenssen et al. [LNA19] und Naghibi et al. [Nag+19] wird die Anzahl

an Kammern untersucht. Allen Arbeiten ist gemein, dass die Anzahl einen Ein�uss auf das Ver-

hältnis von pneumatischem Volumen (Volumen des Hohlraums der Kammern) zu Materialvolu-

men hat, welches wiederum ausschlaggebend für die maximale Biegung ist. Je nach Annahmen

haben entweder drei Kammern Vorteile (Garriga-Casanovas et al.) oder mehr als drei Kammern

(Lenssen et al. und Naghibi et al.).

Folglich bleibt die Frage o�en, wie viele Kammern ideal sind, wenn die Anzahl an Kammern

keinen Ein�uss auf das Verhältnis von pneumatischem Volumen zu Materialvolumen hat. In Ab-

bildung 3a sind die Querschnitte von Aktuatoren dargestellt, bei denen genau dies der Fall ist. Die

Aktuatoren orientieren sich an dem Design von Suzumori [SIT91a] und verfügen über eine Faser-

verstärkung an der Auÿenwand, die radiale Ausdehnung verhindert. Die Länge der Aktuatoren

beträgt 100mm, ihr Durchmesser 30mm und sie bestehen aus Dragon Skin 10 (neo-Hookean,

c10 = 42.5 kPa) bzw. die Faser aus Kevlar (Dehnungskoe�zient 31.067MPa) [Pol+22b]. Die

zugehörigen Biegewinkel in Abbildung 3b wurden durch Finite Elemente (FE) Simulationen in

Abaqus/Standard 2018 ermittelt. Die Elementtypen (Material: C3D10H, Faser: B12) und Ma-

terialmodelle (Material: hyperelastisch, Faser: elastisch) sind identisch zu denen von Polygeri-

nos et al. [Pol+15; Pol+22b]. Der Biegewinkel ergibt sich aus den exportierten Koordinaten des

gebogenen Aktuators, in die mittels Matlab R2018b eine kreisförmige Mittellinie gelegt wurde,

an der sich der Biegewinkel ablesen lässt. Wie aus Abbildung 3b hervorgeht, erreichen drei Kam-

mern den gröÿten Biegewinkel. Ursächlich dafür ist wahrscheinlich, dass der Mittelpunkt der

Kammern in diesem Fall am weitesten auÿen liegt, sodass sich das Biegemoment erhöht.

Bei den in Abbildung 4a gezeigten Aktuatoren mit kreisförmigen Kammern bleibt nicht nur das

pneumatische Volumen gleich, sondern auch der Abstand des Mittelpunktes der Kammern zur

Mittelachse des Aktuators. Dabei dient nicht mehr der Aktuator von Suzumori als Grundlage,

sondern, in Anlehnung an Unterkapitel 2.3, einzelne, über Verbindungselemente parallel zuein-

ander ausgerichtete Kammern. Die Verbindungselemente sind dünn, aber steif und regelmäÿig

entlang der Mittelachse des Aktuators verteilt. Der Biegewinkel eines solchen Aktuators lässt

sich mit Hilfe des in Kapitel 5 vorgestellten Modells berechnen. Dabei wurde, übereinstimmend

mit den Parametern in Unterkapitel 5.3, eine Dehnstei�gkeit von 60N pro Kammer angenom-

men sowie eine Länge von 100mm. In Abbildung 4b ist zu erkennen, dass Aktuatoren mit drei

Kammern und mit vier Kammern bei gleichem Abstand der Kammern zur Mittelachse ähnliche

maximale Biegewinkel erreichen.
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a)

b) (©2022, IEEE)

Abbildung 3: Ein�uss der Anzahl an Kammern auf den Biegewinkel bei gleich bleibendem

pneumatischem Volumen [LMP22]: a) Querschnitte von Aktuatoren mit drei, vier

und fünf Kammern und b) zugehörige Biegewinkel für variierende Anzahl von ak-

tuierten Kammern bei einem Druck von 55 kPa

a)

b)

Abbildung 4: Ein�uss der Anzahl an Kammern auf den Biegewinkel bei gleich bleibendem

pneumatischem Volumen und gleich bleibendem Abstand zur Mittelachse:

a) Querschnitte von Aktuatoren mit drei, vier und fünf Kammern (steife Verbin-

dungselemente in grau) und b) zugehörige Biewegwinkel für variierende Anzahl

von aktuierten Kammern bei einer axialen Kraft von 17, 5N

Zusammengefasst hängt also die optimale Anzahl an Kammern davon ab, welche wechselsei-

tigen Beziehungen zwischen ihr, dem Verhältnis zwischen pneumatischem Volumen und Mate-

rialvolumen und dem Abstand zwischen dem Mittelpunkt der Kammern und der Mittelachse

des Aktuators bestehen. Die folgenden Untersuchungen beziehen sich auf Aktuatoren mit drei

Kammern.
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2.2.2 Querschnitt der Kammern

Der Querschnitt der Kammern beein�usst das Verformungsverhalten eines Aktuators auf zwei

Weisen. Zum einen hängt der Abstand zwischen dem Mittelpunkt der Kammern und der Mittel-

achse des Aktuators vom Querschnitt ab [Fra+15]. Zum anderen beein�usst der Querschnitt auch

das Volumen des umgebenden Materials und dessen Anordnung. Dies gilt besonders dann, wenn

die Kammern in einen Körper aus Silikon eingelassen sind. Untersuchungen von Fra± et al. [Fra17]

an einkammerigen Aktuatoren haben ergeben, dass ein kreisförmiger Querschnitt am vorteil-

haftesten ist. Halbkreisförmige und rechteckige Querschnitte nähern sich unter Druckbelastung

einem kreisförmigen Querschnitt an, wobei jedoch an den vorherigen Ecken bzw. Kanten hohe

Spannungen im Material auftreten.

Abbildung 5a zeigt Aktuatoren mit verschiedenen Querschnitten, die sich an den einkammeri-

gen Aktuatoren von Polygerinos et al. [Pol+15] orientieren. Die in Abbildung 5b aufgeführten Bie-

gewinkel ergeben sich aus FE-Simulationen mit den gleichen Einstellungen wie in Abschnitt 2.2.1.

Jede Kammer verfügt über eine eigene Faserverstärkung, die jegliches Aufblähen verhindert, und

die Kammern sind, wie teilweise auch in Abschnitt 2.2.1, durch steife Verbindungselemente stets

parallel zueinander ausgerichtet. Bei Aktuierung von nur einer Kammer erreicht der kreisförmige

Querschnitt den gröÿten Biegewinkel. Bei Aktuierung von zwei Kammern erreichen der gedreht

halbkreisförmige Querschnitt und der kreisförmige Querschnitt ähnliche Biegewinkel. Da jedoch

die bereits erwähnten, hohen Spannungen im Material an vormaligen Ecken bzw. Kanten erhöhte

Materialermüdung hervorrufen, sollte stets ein kreisförmiger Querschnitt gewählt werden.

a)

b) (©2022, IEEE)

Abbildung 5: Ein�uss des Querschnitts der Kammern auf den Biegewinkel [LMP22]: a) Aktua-

toren mit halbkreisförmigem (HK), gedreht halbkreisförmigem (ged. HK) und

kreisförmigem Querschnitt (steife Verbindungselemente in grau) und b) zuge-

hörige Biewegwinkel für ein und zwei aktuierte Kammern bei einem Druck von

55 kPa
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2.2.3 Verbindung der Kammern

Der Mechanismus von mehrkammerigen Biegeaktuatoren beruht darauf, dass die parallele An-

ordnung der Kammern die axiale Dehnung einer einzelnen Kammer in eine Biegung des gesamten

Aktuators transformiert. Dabei kommen zwei Techniken zum Einsatz. Entweder werden die Kam-

mern über steife Verbindungselemente miteinander verbunden [TLR07; Lin+17] oder sie werden

in einen Zylinder aus Vollmaterial eingelassen [Fra+15; SIT91a; Cia+13; Abi+17].

Beide Alternativen wurden an dem in Abbildung 5a gezeigten Aktuator mit kreisförmigem

Querschnitt mittels FE-Simulationen untersucht. Dazu wurde die Stei�gkeit und der Abstand

der Verbindungselemente entlang der Mittelachse variiert. Ergänzend dazu wurde eine kontinuier-

liche Verbindung der Kammern mittels Silikon, das über einen identischen Querschnitt wie die

Verbindungselemente verfügt, angenommen. Solange der Abstand zwischen den Verbindungs-

elementen gering genug ist, um ein Ausknicken der Kammern zu verhindern, werden gröÿere

Biegewinkel als mit einer kontinuierlichen Verbindung erreicht. Der Grund dafür ist, dass das

zusätzliche Material einer Dehnung bzw. Biegung des Aktuators entgegen wirkt. Folglich wird

das Biegevermögen eines Aktuators durch in Vollmaterial eingelassene Kammern reduziert, da

dies einem Maximum an zusätzlichem Material entspricht. Die Stei�gkeit der Verbindungsele-

mente hat keinen Ein�uss, solange sie ausreichend ist um die Kammern stets parallel zueinander

ausgerichtet zu halten und Knicken zu verhindern. Der maximale Abstand zwischen den Verbin-

dungselementen hängt vom Durchmesser und der Wandstärke der Kammern sowie den äuÿeren

Lasten ab.

Die Nutzung von Verbindungselementen hat zudem einen positiven Nebene�ekt auf die Model-

lierung des Aktuators mittels Balkenmodellen. Um die dreidimensionale Struktur des Aktuators

in einem eindimensionalen Balken zu repräsentieren, wird häu�g eine �Superposition� des Ver-

haltens einzelner Kammern durchgeführt [TLR07; Mus+19; Bao+19]. Je einfacher die Struktur

der Kammern und des umgebenden Materials, desto genauer ist das Modell. Dieser Gedanke

wird bei der Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5) aufgegri�en.

2.2.4 Verhinderung radialer Expansion

Eine Verstärkung eines Aktuators oder seiner Kammern dient der Verhinderung radialer Expan-

sion. In Abbildung 1b und bei den meisten bisher beschriebenen Aktuatoren wird eine Faser-

verstärkung verwendet. Die Verstärkungsart sowie ihre Position haben einen groÿen Ein�uss auf

das Biegeverhalten.

Es gibt zwei Möglichkeiten die Verstärkung zur Verhinderung radialer Expansion zu positio-

nieren. Entweder wird jede Kammer einzeln verstärkt (z.B. Trivedi et al. [TLR07]) oder nur die

Auÿenwand des Aktuators (z.B. in Cianchetti et al. [Cia+13]). Wie im Stand der Forschung zu

Design (Unterkapitel 2.1) beschrieben, erhöht letzteres den Biegewinkel, wenn nur eine Kam-

mer aktuiert wird, da sich die Kammer in den Bereich der anderen beiden Kammern aufblähen

kann. Dabei ist das Dehnungsverhalten allerdings stark nicht-linear und die Biegung hängt von

der Aktuierungsreihenfolge ab, was die Modellierung kompliziert macht. Zudem wird das Ma-

terial stärker belastet, was zu frühzeitiger Materialermüdung führen kann. Folglich sollten die
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Kammern einzeln verstärkt werden.

Faltenbalgstrukturen können die radiale Ausdehnung der Kammern verhindern, ohne dass ein

zusätzliches Material, wie beispielsweise eine Faser, benutzt werden muss. Ist der Faltenbalg je-

doch voll ausgedehnt, so kommt es zu radialer Expansion, die der axialen Dehnung des Aktuators

entgegen wirkt [Cia+13]. Eine weitere Möglichkeit ohne ein zusätzliches Material ist eine Rippen-

struktur auf der Wand der Kammer, wobei die dickeren Bereiche radiale Expansion verhindern

sollen. Allerdings hängt die Stei�gkeit der Rippenstruktur von ihrer Dicke ab. Im Kontrast dazu

kann durch Nutzung eines zusätzlichen, steiferen Materials die Stei�gkeit erhöht werden, ohne

zwangsläu�g dickere Strukturen nutzen zu müssen, was zu einer schlankeren Bauart führt.

Die für die bisherigen Betrachtungen simulierten Aktuatoren verfügen über eine Faserverstär-

kung mit gegenläu�gen Fasern, was Torsion verhindert, und über eine so hohe Faserdichte, dass

ein Aufblähen zwischen den Fasern verhindert wird. Unabhängig von der Anzahl an Kammern

wird diese Art der Faserverstärkung für viele Aktuatoren verwendet [Pol+15; SIT91a; TLR07;

Cia+13; Lin+17; BM+12]. Ein entscheidender Nachteil einer Faserverstärkung ist der hohe Her-

stellungsaufwand. Alternativ kann, wie beim PAM, ein Ge�echtschlauch verwendet werden. Wie

in Kapitel 4 gezeigt wird, sollte der Faserwinkel möglichst gering sein (gemessen senkrecht zur

Mittelachse der Kammer), wohingegen handelsübliche Ge�echtschläuche einen groÿen Faserwin-

kel aufweisen. Zusammen mit einer hohen Faserdichte des Ge�echts führt dies zu nicht zu ver-

nachlässigender Reibung zwischen Ge�echtschlauch und Kammerauÿenwand. Dadurch wird das

Biegevermögen des Aktuators reduziert und die Modellierung komplexer. Eine weitere Alterna-

tive ist der bereits erläuterte Instant Soft Robot [FGA20], bei dem die verstärkende Struktur in

die Gieÿform integriert ist und nach dem Entformen in der Kammerwand zurückbleibt.

Angelehnt an den Instant Soft Robot [FGA20], stellen einzelne Ringe, die in Nuten in der

Auÿenwand der Kammer platziert werden, eine weitere Alternative dar, die nach Kenntnis des

Autors bisher keine Erwähnung in der Literatur gefunden hat. Die Ringe können aus einem

beliebigen Material, das steif genug ist, um radiales Aufblähen zu verhindern, bestehen und

werden über die Kammer in Position geschoben. Der Vorteil von Ringen liegt in der schnellen

Herstellbarkeit des Aktuators, allerdings bläht sich die Kammer bei höheren Drücken zwischen

den Ringen auf. Dies hat einen negativen Ein�uss auf die Druckbeständigkeit des Aktuators

sowie auf die Materialermüdung und die Linearität der Dehnung [FA19; Fra17]. Die Intensität

des Aufblähens hängt von der Wandstärke der Kammern und dem Abstand der Ringe ab und

kann nur schwer universell angegeben werden.

Mit dem Modell aus Kapitel 4 lässt sich die in Abbildung 6 gezeigte axiale Dehnung einzelner

Kammern bei einer Verstärkung aus Ringen berechnen. Die simulierte Kammer ist zylindrisch

mit einem Innenradius von 4mm, einem Auÿenradius von 7, 5mm und einer Länge von 100mm.

Wie bei den bisherigen Simulationen besteht sie aus Dragon Skin 10. Für die ideale radiale

Verstärkung wird angenommen, dass der Auÿenradius der Kammer stets gleich bleibt. Wie von

Fra± et al. [FA19; Fra17] prognostiziert, verringert sich die Linearität der Dehnung mit steigen-

dem Abstand zwischen den Ringen, was schlieÿlich ab einem gewissen Druck zu unkontrolliertem

Aufblähen führt (besonders für 8mm und 10mm sichtbar). Dieser E�ekt ist bekannt und wurde
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(©2022, IEEE)

Abbildung 6: Ein�uss des Abstandes der Ringe auf die axiale Dehnung einer Kam-

mer [LMP22]: Axiale Dehnung in Abhängigkeit des Drucks für eine ideale radiale

Verstärkung und für variierenden Abstand zwischen Ringen

bereits 1977 von Needleman [Nee77] bei der Berechnung von Wetterballons aus hyperelastischem

Material beschrieben. Folglich sollte ein geringer Abstand zwischen den Ringen vorgezogen wer-

den. Jedoch zeigen die Ergebnisse in Abbildung 6 auch, dass der Abstand nicht zwangsläu�g

so gering wie möglich sein muss, sondern mehrere Millimeter betragen kann. Dieses Ergebnis

ist unabhängig vom Material. Es kann qualitativ auf mehrkammerige Aktuatoren übertragen

werden.

2.2.5 Dimensionierung der Kammern

Die Biegung mehrkammeriger Aktuatoren beruht auf wechselseitigem Zug und Druck der anein-

ander �xierten Kammern. Wie in Verbindung der Kammern (Abschnitt 2.2.3) erwähnt, ist der

Aktuator besonders einfach zu modellieren, wenn die Kammern über steife Verbindungselemente

miteinander verbunden werden. Bei dieser Art der Verbindung kann der Ein�uss der Dimensio-

nen der Kammern auf die Biegung des Aktuators anhand des Verhaltens einer einzelnen Kammer

abgeschätzt werden.

Wie in Kapitel 4 gezeigt und in Übereinstimmung mit Garriga-Casanovas et al. [GCCB18],

hängt die axiale Dehnung einzelner zylindrischer Kammern, die wiederum mit der Dehnung

mehrkammeriger Aktuatoren korreliert, vom Verhältnis von pneumatischem Volumen zu Ma-

terialvolumen ab. Dieses wiederum hängt von der Wandstärke verglichen mit der Innen�äche

der Kammern ab. Ein weiteres Ergebnis aus Kapitel 4 ist, dass der äquivalente Druck, der zur

Kompensation zusätzlich aufgebrachter axialer Kräfte benötigt wird, (zumindest in der Theorie)

ausschlieÿlich vom Auÿenradius der Kammer abhängt.

Geeignete Dimensionen der Kammern können erschlossen werden, indem zuerst der Auÿenradi-

us anhand der zu erwartenden äuÿeren Kräfte gewählt wird. Wie in Abbildung 7a dargestellt, hat

der Auÿenradius nur einen geringen Ein�uss auf den Biegewinkel, solange der Abstand zwischen

den Auÿenwänden (nicht zwischen den Mittelpunkten der Kammern) gleich bleibt. Nachdem der

Auÿenradius festgelegt wurde, lässt sich das Dehn- und Biegeverhalten durch die Wandstärke

bzw. den Innenradius festlegen, wie aus Abbildung 7b hervorgeht.
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a) b) (©2022, IEEE)

Abbildung 7: Ein�uss der Dimensionen der Kammern auf den Biegewinkel [LMP22]: a) Bie-

gung eines Aktuators mit zylindrischen Kammern bei einem Druck von 55 kPa

für variierenden Auÿenradius (Wandstärke und Abstand der Auÿenwände der

Kammern bleiben stets gleich) und b) variierende Wandstärke (der Auÿenradi-

us bleibt stets gleich). Die Ergebnisse des ursprünglichen Aktuators aus Abbil-

dung 5 sind orange markiert.

2.3 Entwurf eines modularen Biegeaktuators

Während die Herleitung von Designrichtlinien (Unterkapitel 2.2) weitestgehend allgemein ist,

wurde daraus ein Entwurf für einen Biegeaktuator entwickelt, der in diesem Abschnitt vorge-

stellt wird. Dieser Aktuator kann mit geringem Aufwand hergestellt werden, ist modular und

sein Design nimmt auf einfache Modellierbarkeit Rücksicht. Der Aktuator (Abbildung 8) be-

steht aus drei zylindrischen Kammern, die über Endkappen und Verbindungselemente mitein-

ander verbunden sind und durch Ringe verstärkt werden. Drei Kammern werden genutzt, da

bei dem Design des Aktuators kein Unterschied im maximalen Biegewinkel zwischen drei und

vier Kammern besteht (Abschnitt 2.2.1) und drei Kammern die Ansteuerung vereinfachen. Eine

zylindrische Grund�äche verhindert hohe Spannungen im Material (Abschnitt 2.2.2). Die Ver-

bindung der Kammern mittels Verbindungselementen ist besonders e�zient und vereinfacht die

Modellierung (Abschnitt 2.2.3) und eine Verstärkung der Kammern mittels Ringen sorgt für

geringen Herstellungsaufwand (Abschnitt 2.2.4). Die Dimensionen des Aktuators sind in einem

Bereich, der typisch für solche Aktuatoren ist [Pol+15; TLR07; Cia+13; Sed+18]. Alle Kom-

ponenten sind so konstruiert, dass sie unabhängig von den anderen angepasst werden können.

Zusätzlich kann die Länge des Aktuators beliebig gewählt werden, indem mehrere Aktuatoren

durch Verbindungskappen in Serie geschaltet werden. Die einzelnen Aktuatoren werden daher

als Module bezeichnet. Im Folgenden werden die Komponenten sowie der Herstellungsprozess im

Detail besprochen.

2.3.1 Kammern

Der Auÿenradius der Kammern beträgt 7, 5mm und der Innenradius 4mm, wie bereits bei der

Untersuchung zum Ein�uss des Abstandes zwischen Ringen zur Verhinderung radialer Expansion

(Abschnitt 2.2.4). Der Auÿenradius ist so gewählt, dass die Grund�äche eines Aktuators mit

circa 30 − 40mm Durchmesser so gut wie möglich ausgenutzt wird. Der Innenradius resultiert

aus einer Wandstärke von 3, 5mm, die relativ schnelles Gieÿen der Kammern erlaubt und dem
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a) b)

c) (©2022, IEEE)

Abbildung 8: Modularer Biegeaktuator [LMP22]: a) Einzelnes Modul, b) Doppelmodul (Mo-

dule pneumatisch verbunden, Lufteinlass der Verbindungskappe geschlossen) und

c) Abmaÿe und Namen der Komponenten mit der Option einer Verbindungskap-

pe, die statt einer Endkappe benutzt werden kann, um mehrere Module mitein-

ander zu verbinden. Die Seitenansicht zeigt einen Schnitt durch die Mitte des

Aktuators.

Aktuator Stabilität verleiht. Die Wandstärke kann verändert werden, indem das Mittelstück der

Gieÿform der Kammern ausgetauscht wird. Der Auÿenradius sollte nicht verändert werden, da

die Kammern sonst nicht ohne weitere Änderungen zu den restlichen Komponenten passen.

Simulationen und Experimente haben gezeigt, dass der Abstand zwischen den Verbindungs-

elementen bei geringen äuÿeren Lasten ca. 25mm nicht überschreiten sollte, um Ausknicken zu

verhindern. Werden hohe äuÿere Lasten erwartet, so sollte er noch geringer gewählt werden.

Dementsprechend beträgt die Länge der Kammern 50mm, was einem Vielfachen von 25mm ent-

spricht. Das Material der Kammern sollte gieÿbar und �exibel sein. Am Lehrstuhl CPE und in

dieser Arbeit werden die in der Soft Robotik üblichen Silikone Dragon Skin 10 und Eco�ex 00-50

(beide Smooth-On Inc., USA) verwendet.

2.3.2 Radiale Verstärkung

Die Kammern werden durch Ringe verstärkt, die über sie geschoben und von �achen Nuten

(0, 3mm) in Position gehalten werden. Die Wand der Kammer drückt sich bei Druckbeaufschla-

gung gegen die Ringe, sodass eine selbsthaltende Verbindung entsteht.

Der Abstand zwischen den Ringen ist ein Kompromiss zwischen möglichst geringem Aufblä-

hen und dem Herstellungsaufwand sowie der Flexibilität des Aktuators. Aus der Steigung der
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Kurve für 4mm in Abbildung 6 (Abschnitt 2.2.4) wird abgeschätzt, dass bei 3, 75mm eine axiale

Dehnung von circa 75% erreicht werden kann, ohne dass kritisches Aufblähen auftritt. Dies wird

als ausreichend eingestuft.

Die Ringe können aus einem beliebigen Material hergestellt werden, das substantiell steifer

als das Silikon der Kammern ist. Am Lehrstuhl CPE erprobt sind ABS (Acrylnitril-Butadien-

Styrol-Copolymere), PLA (Polymilchsäure), VisiJet M2R (3D-Systems GmbH, Deutschland) und

Simpact 85A (Polyurethan, Smooth-On Inc., USA). Letzteres wird gegossen, wohingegen die

anderen gedruckt werden.

2.3.3 Endkappen

Da die Kammern nicht in einen Körper aus Silikon eingelassen sind, müssen sie über zusätzliche

Komponenten verbunden werden, wie auch bei Trivedi et al. [TLR07], Lindenroth et al. [Lin+17],

Kang et al. [Kan+13] und Peng et al. [Pen+19]. Die Endkappen des Aktuators erfüllen diese

Funktion. Zusätzlich verfügen sie über einen Lufteinlass, in den ein Schlauch eingeklebt werden

kann, und dichten die Kammern ab, was den Herstellungsaufwand reduziert. Die Endkappen kön-

nen aus dem gleichen Material wie die Ringe hergestellt werden. Da sie mehr Material umfassen

als die Ringe, können auch steife Silikone, wie beispielsweise ADDV-42 (R&G Verbundwerk-

sto�e GmbH, Deutschland), ohne Verlust an Stabilität genutzt werden. Wenn mehr als nur ein

Modul benötigt wird, können mehrere Aktuatoren durch Verbindungskappen (Abbildung 8c,

ganz rechts) in Serie geschaltet werden.

Typischerweise stellt die Versiegelung die Schwachstelle einer Kammer da und beschränkt ihre

Druckfestigkeit [GCCB18; Sch+18]. Daher verfügen die Endkappen über einen selbsthaltenden

Mechanismus, bei dem die Kammern in die Endkappe eingeführt werden und von einer Nut,

wie in Abbildung 8 dargestellt, umgeben sind. Die Nut ist mit Silikonkleber gefüllt (Sil-Poxy,

Smooth-On Inc., USA). Unter Druckbeaufschlagung drückt sich die Wand der Kammern und der

Kleber in die Nut. Dieser selbsthaltende Mechanismus ist nicht notwendig, wenn die Endkappen

aus Silikon bestehen, da in diesem Fall die Klebeverbindung zwischen Kammern und Endkappe

stark genug ist.

2.3.4 Verbindungselement

Die Kammern sollten alle 25mm miteinander verbunden werden, um Ausknicken zu verhindern.

Alle 50mm wird dies durch die End- bzw. Verbindungskappen übernommen. In der Mitte er-

setzt ein Verbindungselement die Verstärkungsringe an dieser Stelle. Verglichen mit End- bzw.

Verbindungskappen alle 25mm ist der Vorteil der Verbindungselemente der reduzierte Herstel-

lungsaufwand und die erhöhte Flexibilität des Aktuators. Die Verbindungselemente können aus

den selben Materialien wie die Ringe hergestellt werden.



18 2 Design mehrkammeriger Biegeaktuatoren

2.3.5 Möglichkeiten zur Adaption

Das Design des Aktuators ist modular, was die Herstellung speziell angepasster Prototypen

erleichtert. Mögliche Anpassungen umfassen:

� Die Materialien haben einen groÿen Ein�uss auf das Deformationsverhalten des Aktuators

und den Herstellungsaufwand. Sie können je nach Anforderung gewählt werden. Druckbare

Materialien für die End- bzw. Verbindungskappen, die Ringe und die Verbindungselemente

sind weniger zeitaufwändig als Materialien, die gegossen werden müssen.

� Der Innenradius der Kammern hat ebenso einen groÿen Ein�uss auf das Deformationsver-

halten des Aktuators. Er kann angepasst werden, indem das Mittelstück der Gieÿform der

Kammern angepasst wird.

� Die Länge der Kammern kann durch Kürzen angepasst werden.

� Eine höhere Dichte an Verbindungselementen pro Modul verhindert Ausknicken der Kam-

mern bei hohen Lasten. Um eine höhere Dichte zu erreichen, werden Ringe durch Verbin-

dungselemente ersetzt.

� Der Abstand der Kammern zueinander hat einen Ein�uss auf das Biegemoment, das der

Aktuator aufbringen kann. Um den Abstand zu ändern, müssen die End- bzw. Verbin-

dungskappen und die Verbindungselemente angepasst werden.

� Zusätzliche Komponenten, wie beispielsweise Versteifungselemente oder Pivot-Gelenke, kön-

nen zwischen den Kammern untergebracht werden, wenn der Abstand zwischen den Kam-

mern erhöht wird.

Für die meisten der aufgezählten Anpassungen muss nur eine einzige Komponente verändert wer-

den. Lediglich für einen gröÿeren Abstand zwischen den Kammern müssen sowohl die Endkappen

als auch das Verbindungselement angepasst werden.

2.3.6 Herstellungsprozess

Zur Herstellung eines Aktuators werden zunächst die Lufteinlässe der Endkappen (Abbildung 8c)

durch Schläuche zur Luftversorgung ergänzt. Jeder Schlauch wird so durch den Einlass geschoben,

dass die Spitze am anderen Ende herausschaut, dann wird Kleber aufgetragen und der Schlauch

ein wenig zurück gezogen. Dadurch entsteht eine selbsthaltende Verbindung. Danach wird die Nut

einer der beiden Endkappen mit Kleber (Sil-Poxy, Smooth-On Inc., USA) gefüllt und die Kam-

mern in die Endkappe eingeführt. Anschlieÿend werden die Ringe und das Verbindungslement

über die Kammern geschoben und der Vorgang mit der zweiten Endkappe wiederholt. Alternativ

kann auch eine Verbindungskappe verwendet und das beschriebene Vorgehen wiederholt werden.

Durch das modulare Design können Komponenten in verschiedenen Adaptionen auf Vorrat

produziert werden und später ähnlich einem Baukasten verwendet werden. Zudem können die
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Komponenten eines bereits benutzten Aktuators wiederverwendet werden oder einzelne Kom-

ponenten eines bestehenden Aktuators ausgetauscht werden. Dazu wird der Aktuator in umge-

kehrter Reihenfolge wieder zerlegt. Wenn die Kammern wieder von den End- bzw. Verbindungs-

kappen getrennt werden, bleibt der ausgehärtete Kleber an den Kammern zurück. Wird er mit

einer Schere abgeschnitten, so sind auch die Kammern wiederverwendbar. Aufgrund der starken

Klebeverbindung zwischen zwei Silikonen, ist dies bei End- bzw. Verbindungskappen aus Silikon

nicht möglich.

2.4 Evaluation des modularen Biegeaktuators

Zur Evaluation, wie gut das entworfene Design in der Praxis funktioniert, wurden drei Prototypen

mit unterschiedlichen Materialkombinationen entsprechend Tabelle 3 getestet. Die Prototypen 1

und 2 nutzen, abgesehen von den Kammern, steife Komponenten und dienen dem Vergleich der

Materialien Eco�ex 00-50 und Dragon Skin 10. Prototyp 3 ist die weiche Ausführung von Proto-

typ 2 und dient der Evaluation der Auswirkung nicht-steifer Materialien zur radialen Verstärkung

und Verbindung der Kammern.

Wie aus Abbildung 9 hervorgeht, wurden die Aktuatoren jeweils mit einer, zwei und drei ak-

tuierten Kammern betrieben. Dabei wurde der Druck von 12 kPa bis zu einem Druckniveau, bei

dem sich der Aktuator kritisch aufzublähen beginnt, jeweils in Schritten von 2 kPa (Eco�ex 00-50)

bzw. 4 kPa (Dragon Skin 10 ) erhöht. Zur Druckregelung wurde das in Abschnitt 3.2.1 beschrie-

bene pneumatische Terminal benutzt. Die Länge des Aktuators sowie sein Biegewinkel wurden

mittels Bildanalyse (Abschnitt 3.2.2) bestimmt.

2.4.1 Material der Kammern

Prototyp 1 benötigt für die gleiche Dehnung deutlich weniger Druck als die Prototypen 2 und

3 (Abbildung 9). Der Grund dafür ist, dass Eco�ex 00-50 weicher als Dragon Skin 10 ist. Die

maximale Dehnung und Biegung in Abbildung 9 ist jedoch unabhängig vom Material der Kam-

mern, wobei die maximale Dehnung von 50mm auf 87mm ungefähr 75% entspricht. Prototyp 3

dehnt und biegt sich weniger aufgrund der �exiblen Ringe, wie weiter unten erklärt wird. Der

Biegewinkel bei einer und zwei aktuierten Kammern soll laut den Simulationsergebnissen in Ab-

bildung 4 exakt gleich sein, wobei die Krümmung bei zwei aktuierten Kammern etwas gröÿer und

der Kreisabschnitt kleiner ist (nicht abgebildet in Abbildung 4). Bei Prototyp 1 ist der Biegewin-

kel, wie simuliert, bei ein und zwei aktuierten Kammern exakt gleich, bei den Prototypen 2 und 3

ist der Biegewinkel bei zwei Kammern geringfügig kleiner. Eine mögliche Erklärung ist, dass die

nicht aktuierte Kammer bei Aktuierung von zwei Kammern durch die etwas gröÿere Krümmung

stärker gestaucht ist als die nicht aktuierten Kammern bei nur einer aktuierten Kammer.

Bei den gewählten Dimensionen der Prototypen besteht eine hohe Anfälligkeit gegenüber Ferti-

gungstoleranzen, wenn die Kammern aus Eco�ex 00-50 hergestellt werden. Durch das sehr weiche

Material dehnt sich bereits bei geringen Fertigungstoleranzen eine einzelne Kammer stärker oder

weniger stark als die anderen Kammern, gegebenenfalls noch verstärkt durch das Überschreiten

eines Punktes, an dem Aufblähen auftritt. Dies führt dazu, dass sich der Aktuator bei Aktuierung
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Tabelle 3: Kon�guration der experimentell evaluierten Biegeaktuatoren [LMP22]

Prototyp Kammern Endkappen
Ringe/

Verbindungselement

1 Eco�ex 00-50 Visijet M2R Visijet M2R

2 Dragon Skin 10 Visijet M2R Visijet M2R

3 Dragon Skin 10 ADDV-42 Simpact 85A
(©2022, IEEE)

a) b) c) (©2022, IEEE)

Abbildung 9: Evaluation des modularen Biegeaktuators [LMP22]: a) Einzelne Kam-

mer, b) zwei Kammern und c) drei Kammern aktuiert, Prototyp 1

(Eco�ex 00-50/Visijet M2R) in blau, Prototyp 2 (Dragon Skin 10/Visijet M2R)

in gelb, and Prototyp 3 (Dragon Skin 10/ADDV-42/Simpact 85A) in orange.

Die Bilder zeigen Prototyp 2 ohne Druck und bei maximalem Druck von 94 kPa.

aller drei Kammern mit dem gleichen Druck mit leichter Krümmung statt gerade dehnt bzw. sich

je nach Biegerichtung unterschiedlich stark krümmt. Für die in Abbildung 9 gezeigten Ergeb-

nisse mussten mehrere Prototypen aus Eco�ex 00-50 hergestellt werden, bis ein Prototyp keine

Unregelmäÿigkeiten aufzeigte. Folglich sollte Eco�ex 00-50 nur bei einer höheren Wandstärke

eingesetzt werden.

Die Verwendung von Eco�ex 00-50 hat, verglichen mit anderen Aktuatoren, eine untergeord-

nete Relevanz. Ähnlich wie beim Instant Soft Robot [FGA20], ist das Dehnungsverhalten der hier

vorgestellten Prototypen aus Dragon Skin 10 vergleichbar mit dem eines STIFF-FLOP [Cia+13]

aus Eco�ex 00-50. Zum einen unterscheidet sich das Verhältnis von pneumatischem Volumen zu

Materialvolumen des STIFF-FLOP deutlich zum Instant Soft Robot und den verwendeten Proto-

typen [FGA20]. Zum anderen verhindert eine nicht-kontinuierliche Verstärkung, wie zum Beispiel

Ringe, dass Reibverluste zwischen Verstärkung und Auÿenwand des Aktuators auftreten können.
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2.4.2 Verstärkung aus Ringen

Die Wahl von Ringen zur radialen Verstärkung der Kammern dient einer Verringerung des Her-

stellungsaufwands, wobei Aufblähen zwischen den Ringen bei höherem Druck akzeptiert wird.

Durch das Aufblähen ist die maximale Dehnung und Biegung der Prototypen geringer als beim

STIFF-FLOP (Tabelle 4). Beim Instant Soft Robot tritt auch Aufblähen auf, da er ebenfalls

über eine nicht-kontinuierliche Verstärkung verfügt. Da der Abstand zwischen den einzelnen

Verstärkungselementen jedoch kleiner ist als bei dem hier vorgestellten modularen Aktuator,

tritt Aublähen erst bei gröÿerer Dehnung auf. Wenn notwendig, könnte der Abstand der Ringe

des modularen Aktuators ebenfalls reduziert werden, was aufgrund der Breite der Ringe jedoch

zu Lasten der Flexibilität des Aktuators ginge.

Ein Vergleich der Prototypen 2 und 3 zeigt, dass �exible Ringe aus Simpact 85A eine weitere

Schwierigkeit verursachen. Da die Nuten, die die Ringe in Position halten, relativ �ach sind, nei-

gen �exible Ringe dazu, aus den Nuten herauszurollen, wenn Aufblähen auftritt. Dieser E�ekt ist

bei Prototyp 3 reduziert, indem lediglich Verbindungselemente und keine Ringe genutzt werden.

Wie aus Abbildung 10 ersichtlich, kann der E�ekt jedoch nicht vollständig verhindert werden.

(©2022, IEEE)

Abbildung 10: Verstärkung aus Ringen [LMP22]: Verformte Verbingungselemente von Proto-

typ 3 bei einem Druck von 66 kPa (drei Kammern mit gleichem Druck aktuiert)

2.4.3 Vergleich zu anderen Aktuatoren

In Tabelle 4 wird das Biege- bzw. Dehnverhalten von Prototyp 2 mit dem Verhalten des STIFF-

FLOP [Cia+13], einer modi�zierten Version des STIFF-FLOP [Fra+15] sowie des Instant Soft

Robot [FGA20] gegenübergestellt. Die Gegenüberstellung dient nur einer groben Einordnung,

da in jeder Arbeit andere Messverfahren benutzt werden und der maximale Druck nach Gefühl

festgelegt wird.

Die maximale Dehnung von Prototyp 2 ist etwas geringer als die der anderen drei Aktua-

toren. Bei der modi�zierten Version des STIFF-FLOP [Fra+15] wird die reine Dehnung zwar

nicht getestet, allerdings dienen die Biegewinkel als Anhaltspunkt. Der Grund für eine geringere

Dehnung liegt in der Verwendung von Ringen zur radialen Verstärkung der Kammern. Aus dem

gleichen Grund ist auch die maximale Biegung etwas geringer.

Während die anderen Aktuatoren unter den rein quantitativen Aspekten Dehnung und Bie-

gung Vorteile haben, erfüllt das hier vorgestellte Design die gewünschten Vorteile hinsichtlich

der qualitativen Aspekte Herstellbarkeit, Modularität und Modellierbarkeit. Der Nachteil des
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Tabelle 4: Evaluation des modularen Biegeaktuators [LMP22]: Eine Übersicht zum maximalen

Biegewinkel bzw. zur maximalen Dehnung ähnlicher Aktuatoren. Prototyp 2 wird

aufgrund seiner Stabilität bei hohen Drücken für den Vergleich vewendet.

Studie
Cianchetti et al. Fra± et al. Fra± et al. Modularer

[Cia+13] [Fra+15] [FGA20] Biegeaktuator

Name STIFF-FLOP STIFF-FLOP Instant soft robot Prototyp 2

Abbildung 2c 2d 8a

Länge/Durchm. 50/35mm 50/35mm 38/22mm 50/42mm

Material Eco�ex 00-50 Eco�ex 00-50 Dragon Skin 10 Dragon Skin 10

Max. Druck 65 kPa 150 kPa 180 kPa 94 kPa

1 Kammer 120◦ 110◦ 91◦ 87◦

2 Kammer 80◦ 140◦ 97◦ 83◦

3 Kammer 86% - 90% 74%
(©2022, IEEE)

STIFF-FLOP ist das mehrfach angesprochene, nicht-lineare und von der Aktuierungsreihenfolge

abhängige Biegeverhalten, das Auswirkungen auf die Materialermüdung hat. Die modi�zierte

Version des STIFF-FLOP gleicht diesen Nachteil aus, verursacht dabei aber sehr hohen Ferti-

gungsaufwand. Der Instant Soft Robot nimmt wiederum darauf Rücksicht, hat aber den Nachteil,

nicht modular aufgebaut zu sein (wie die anderen beiden auch). Zudem sind seine Gieÿformen

nicht wiedervewendbar.

2.5 Zusammenfassung zu Design

Wie der Stand der Forschung (Unterkapitel 2.1) zeigt, ist in der Literatur eine Vielzahl an

Designs für mehrkammerige Biegeaktuatoren zu �nden, jedoch nur eine sehr begrenzte Anzahl

an Untersuchungen von Designaspekten. Für diese Arbeit werden lediglich einige Beispiele für

mehrkammerige Biegeaktuatoren, die eine möglichst groÿe Bandbreite an Designmöglichkeiten

umfassen, herausgegri�en und näher erläutert. Anschlieÿend werden die Untersuchungen zu De-

signaspekten aus der Literatur vorgestellt. Diese umfassen im Wesentlichen die Position der

Faserverstärkung, den Querschnitt der Kammern und die Anzahl an Kammern.

Darauf aufbauend werden in Unterkapitel 2.2 für diese und weitere Kriterien Designrichtlinien

hergeleitet. Die Ergebnisse lauten zusammengefasst:

� Die optimale Anzahl an Kammern beträgt drei oder vier. Sie hängt davon ab, welche

Querein�üsse zu anderen Parametern, wie z.B. dem Abstand der Kammern, bestehen.

� Der Querschnitt der Kammern sollte rund sein. Bei eckigen Querschnitten würden die

Kammern unter Druckbeaufschlagung zu einem runden Querschnitt divergieren, was hohe

Spannungen an den vormaligen Ecken bzw. Kanten verursacht.

� Die e�zienteste Verbindung der Kammern besteht aus steifen Verbindungselementen. Das

zusätzliche Material, wenn die Kammern in einen Körper aus Silikon eingelassen sind,
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wirkt der Dehnung bzw. Biegung des Aktuators entgegen. Zusätzlich vereinfacht sich die

Modellierung.

� Die optimale Verhinderung radialer Expansion wird durch eine Faserverstärkung erreicht,

die den Auÿenradius der Kammer stets konstant hält. Allerdings bedeutet eine solche Faser-

verstärkung einen hohen Fertigungsaufwand. Durch eine nicht-kontinuierliche Verstärkung

kann der Herstellungsaufwand reduziert werden. Einen solche Konstruktion nutzt der In-

stant Soft Robot. Als Alternative nicht-kontinuierliche Verstärkung werden in dieser Arbeit

Ringe verwendet, die über die Kammern geschoben werden.

� Die Dimensionen der Kammern hängen von den zu erwartenden äuÿeren Lasten ab. Zur

Erschlieÿung sinnvoller Dimensionen sollte zunächst der Auÿenradius entsprechend der

Lasten gewählt werden, anschlieÿend die Wandstärke bzw. der Innenradius entsprechend

dem gewünschten Dehn- und Biegeverhalten.

In Unterkapitel 2.3 wird der Entwurf eines modularen Biegeaktuators vorgestellt, der anhand

der beschriebenen Designrichtlinien entwickelt wurde. Er besteht aus drei zylindrischen Kam-

mern, die über Verbindungselemente miteinander verbunden sind und über Ringe verstärkt wer-

den. Durch die Verwendung von Ringen statt einer Faserverstärkung wird der Herstellungsauf-

wand reduziert. Der Aktuator ist modular aufgebaut, das heiÿt einzelne Komponenten können

angepasst und ausgetauscht werden, ohne die anderen Komponenten verändern zu müssen. Zu-

dem können beliebig viele Aktuatoren durch Verbindungskappen in Serie geschaltet werden.

Die Evaluation des modularen Biegeaktuators (Unterkapitel 2.4) ergibt, dass die maximale

Dehnung und Biegung des hier vorgestellten Aktuators etwas geringer sind als bei vergleichba-

ren Aktuatoren. Dafür verantwortlich ist vor allem die Verstärkung mittels Ringen, die zwar

den Herstellungsaufwand signi�kant reduziert, jedoch ein Aufblähen der Kammern zwischen den

Ringen zulässt. Zudem neigen Ringe aus �exiblem Material bei Aufblähen dazu, aus den Nu-

ten, die sie in Position halten sollen, zu rollen. Beide Probleme lassen sich teilweise durch eine

geringere Distanz zwischen den Ringen bzw. ausschlieÿlich Verbindungselementen statt Ringen

verringern. Folglich muss abgewägt werden, ob die Vorteile beim Herstellungsaufwand oder eine

höhere maximale Dehnung im jeweiligen Anwendungsfall schwerer wiegen.

2.6 Ausblick zum Design

Der hier vorgestellte Entwurf für einen Biegeaktuator wurde auf Grundlage universeller Desi-

gnrichtlinien für mehrkammerige Biegeaktuatoren hergeleitet. Das Design des Aktuators nimmt

besondere Rücksicht auf das Entwickeln von Modellen für diesen Typ von Aktuator. In diesem

Fall sind der modulare Aufbau und der geringe Herstellungsaufwand von besonderer Bedeutung.

Mit dem Instant Soft Robot steht eine interessante Alternative zur Verfügung, die ebenso dar-

um bemüht ist, den Fertigungsaufwand von Aktuatoren zu reduzieren. Dieser Aktuator erreicht

zwar gröÿere Dehnungen, da der Abstand zwischen den Verbindungselementen geringer ist, al-

lerdings auf Kosten der Modularität und der Wiederverwendbarkeit der Gussformen. Aus Sicht

des Autors würde eine Kombination beider Ansätze - das hier vorgestellte modulare Design mit
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einer verbesserten Version des Instant Soft Robot für die Kammern - zu einem Design führen,

das als Standard in der Soft Robotik dienen könnte, da es leicht herzustellen und modular ist

und zudem groÿe Dehnungen und Biegungen erreichen kann. Ein solcher Aktuator be�ndet sich

zum Zeitpunkt der Verö�entlichung dieser Arbeit in der Entwicklung.
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3 Experimentelle Methoden zur Untersuchung von

Biegeaktuatoren

Sowohl zur Evaluation von Aktuatoren als auch zur Validierung von Simulationen ist eine expe-

rimentelle Untersuchungen realer Prototypen unerlässlich. Während die anderen Kapitel dieser

Arbeit für sich abgeschlossene Themenblöcke bilden, sind experimentelle Methoden ein Quer-

schnittsthema, das alle Kapitel betri�t. Zur Erhöhung der Übersicht und zur Vermeidung von

Redundanzen sind alle Informationen zum Thema Experimente in diesem Kapitel zusammenge-

fasst.

Nach dem Stand der Forschung zu experimentellen Methoden (Unterkapitel 3.1) wird auf die

Messtechnik im Labor des Lehrstuhls CPE (Modularer Prüfstand in Kaiserslautern (Unterkapi-

tel 3.2)) eingegangen. Da dreidimensionale Messungen von Aktuatoren am Institut match der

Leibniz-Universität Hannover durchgeführt wurden, wird der Aufbau der dortigen Messtech-

nik gesondert betrachtet (Prüfstand für dreidimensionale Verformungsmessungen in Hannover

(Unterkapitel 3.3)). Anschlieÿend werden allgemeine Herausforderungen bei der experimentellen

Untersuchung von Soft Robots (Unterkapitel 3.4), die zum Verständnis der Messungen in dieser

Arbeit notwendig sind, erläutert. Zuletzt folgt eine Zusammenfassung dieses Kapitels und ein

Ausblick.

3.1 Stand der Forschung zu experimentellen Methoden

Wie auch im Stand der Forschung zu Design (Unterkapitel 2.1) würde die Vielzahl an Prüfstän-

den in der Literatur den Rahmen dieses Abschnitts übersteigen. Um trotzdem einen möglichst

umfassenden Überblick zu bieten, werden zunächst Beispiele für Prüfstände aus der Literatur

vorgestellt, anschlieÿend werden die üblichen Komponenten von Prüfständen einzeln besprochen.

3.1.1 Beispiele für Prüfstände

Üblicherweise sind die in der Literatur beschriebenen Prüfstände auf den individuellen Zweck der

jeweiligen Untersuchung angepasst. In der Regel wird entweder die Verformung eines Aktuators

in Abhängigkeit des Aktuierungsdrucks und der äuÿeren Lasten, die Kraft, die ein Aktuator auf

seine Umgebung ausübt, oder beides gemessen. Die drei folgenden Beispiele sind so gewählt,

dass sie einen Eindruck vermitteln, wie Prüfstände für einfache Aktuatoren in der Soft Robotik

typischerweise aufgebaut werden.

Bruder et al. [Bru+18] verwenden den in Abbildung 11a gezeigten Prüfstand für eindimensio-

nale Messungen der Kraft und des Moments, die ein Aktuator bei verschiedenen Längen und

Drücken erzeugt. Die Messungen dienen der Validierung eines analytischen Modells des getes-

teten Aktuators. Der Aktuator besteht aus drei parallelen Kammern und wird in horizontaler

Ausrichtung eingespannt. Die Druckregelung erfolgt über ein Druckregelventil mit integriertem

Drucksensor TR-010-g10-s (En�eld Technologies, USA). Die Länge des Aktuators ist stets be-

kannt, da sie über die Lineareinheit HDA 6-50 (ServoCity, USA) eingestellt wird, ebenso wie der
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a) (©2018, IEEE)

b) c)
(©2015, IEEE) (©2021, IEEE)

Abbildung 11: Drei ausgewählte Prüfstände: a) Eindimensionale Messung von Kraft und Mo-

ment von Bruder et al. [Bru+18], b) zweidimensionale Messung der Verformung

und Kraft an der Spitze des Aktuators von Polygerinos et al. [Pol+15] und

c) dreidimensionale Messung der Verformung und Kraft/Moment an der Ein-

spannung von Bartholdt et al. [Bar+21]

Verdrehwinkel des Aktuators über den Servomotor HS-645mg (Hitec, Vereinigtes Königreich).

Die Messungen der Kräfte und Momente, die der Aktuator erzeugt, erfolgt über zwei separate

Sensoren RAS1-25lb und RST1-6Nm (LoadStar, USA), die in Reihe geschaltet sind.

Polygerinos et al. [Pol+15] nutzen den Prüfstand in Abbildung 11b zur optischen Messung der

zweidimensionalen Verformung eines einkammerigen Biegeaktuators, um ein analytisches Modell

des Aktuators zu validieren. Gemessen wird jedoch nur die Position der Spitze. Der Aktuator wird

an einem Ende �xiert und horizontal vor einem Hintergrund mit Schachbrettmuster ausgerichtet.

Durch das Muster können Verzerrungen, die durch die Linse entstehen, nachträglich korrigiert

werden. Ein Lineal neben dem Aktuator dient als Referenz zur Ermittlung von metrischen Maÿen.

Der Aktuator wird mit einer Kamera ge�lmt und die Position seiner Spitze im Postprocessing

mittels der Software Kinovea 0.8.15 (www.kinovea.org) berechnet. Bei einigen Experimenten

wird zudem die Kraft, die die Spitze des Aktuators bei räumlicher Fixierung aufbringen kann,

gemessen. Dafür wird der kombinierte Kraft- und Momentensensor Nano 17 (ATI Industrial

Automation, USA) verwendet. Genaue Angaben zu den weiteren Komponenten in Abbildung 11b,

insbesondere zur Druckregelung, werden von den Autoren nicht gemacht.



3.1 Stand der Forschung zu experimentellen Methoden 27

Bartholdt et al. [Bar+21] führen mit dem in Abbildung 11c dargestellten Prüfstand dreidimen-

sionale Messungen der Position der Spitze eines dreikammerigen Aktuators durch. Da ein groÿer

Datensatz benötigt wird, kann der Prüfstand lange Messreihen automatisiert ausführen. Die

Druckregelung erfolgt in Echtzeit und basiert auf dem Proportional-Druckventil LS-V25s (En-

�eld Technologies, USA) und dem Drucksensor 142BC30A-PCB (First Sensor, Deutschland).

Der Aktuator ist an einem Ende über den kombinierten Kraft- und Momentensensor Nano 17

(ATI Industrial Automation, USA) fest eingespannt, wodurch die Kräfte und Momente, die an

dieser Stelle auf den Aktuator wirken, bekannt sind. Das Tracking der Spitze des Aktuators er-

folgt während der Messung mittels des optischen Systems Prime17W und der Software Motive

(beide OptiTrack, USA).

3.1.2 Komponenten von Prüfständen

Implizit ergibt sich aus den Beispielen in Abschnitt 3.1.1, dass für die Gesamtfunktion eines Prüf-

stands drei Komponenten von Bedeutung sind: Die Druckregelung, die Messung der Verformung

und die Messung von Kräften und Momenten. Je nach Messaufgabe kann auch entweder nur

die Verformung oder nur Kräfte und Momente von Interesse sein. Tabelle 5 zeigt verschiedene

Lösungsmöglichkeiten für diese drei Komponenten. Im Folgenden werden für jede Komponente

ergänzende Erläuterungen gegeben, sowie weitere Erläuterungen zur Messdatenverarbeitung.

Obwohl zur Druckregelung vier Lösungsmöglichkeiten in Tabelle 5 aufgeführt sind, sind die

Unterschiede zwischen den Möglichkeiten gering. Vielmehr bauen die Lösungsmöglichkeiten auf-

einander auf.

Manuelles Einstellen des Drucks über einen Druckminderer (Möglichkeit 1) stellt nur eine

sinnvolle Alternative dar, wenn wenige Versuche gemacht werden sollen und der zeitliche Aufwand

zum Aufbau des experimentellen Setups einen hohen Stellenwert hat.

Wie an der Anzahl an Quellen zu erkennen, ist die meist genutzte Möglichkeit die Nutzung

eines Druckregelventils mit integriertem Drucksensor (Möglichkeit 2). Diese Möglichkeit bietet

den Vorteil, dass der Soll-Druck elektronisch an das Ventil übermittelt werden kann, der Aufwand

zur Implementierung jedoch verhältnismäÿig gering ist.

Die Ergänzung eines zusätzlichen Drucksensors (Möglichkeit 3) hat den Vorteil, einen Sensor

mit hoher Messgenauigkeit oder hohen dynamischen Anforderungen unabhängig vom Druckre-

gelventil wählen zu können. Zudem kann die Messstelle des Sensors beliebig gewählt werden,

beispielsweise kurz vor dem Lufteinlass des Prototyps.

Die Nutzung eines Proportional-Druckventils, eines Drucksensors und einer externen Regelung

des Drucks (Möglichkeit 4) stellt ein Druckregelventil analog zu Möglichkeit 2, allerdings im

Eigenbau, dar. Ein Nachteil dieser Lösung ist der hohe Aufwand zur Implemenierung. Ein weiterer

Nachteil sind gegebenenfalls auftretende Schwingungen, wenn die Reglerparameter nicht korrekt

gewählt wurden. Die Vorteile decken sich mit denen von Möglichkeit 3. So können die verwendeten

Komponenten unabhängig voneinander exakt nach Anforderung gewählt und die Messstelle des

Drucksensors beliebig positioniert werden. Der Vorteil gegenüber Möglichkeit 3 besteht darin,
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Tabelle 5: Komponenten von Prüfständen: Lösungsmöglichkeiten für Druckregelung, Verfor-

mungsmessung und Kräfte-/Momentenmessung in der Literatur

Druckregelung Verformung Kräfte/Momente

Möglichkeit 1 Manuell über Druck-

minderer mit Messuhr

[Kot+09; BM+12;

BMKK13]

Lineareinheit (und ggf.

Servomotor)

[BMK15; Bru+17;

Sed+18; Sed+19]

Separate Sensoren mit-

einander gekoppelt

[Sed+18; Sed+19;

BMKK13; Bru+18]

Möglichkeit 2 Druckregelventil mit in-

tegriertem Drucksensor

[Sed+18; Sed+19;

FGA20; Kan+22;

Pen+19; Cia+13;

Bra+19; Bao+19;

Sad+17a; Sha+21;

Bru+18]

Zweidimensionale Bild-

analyse

[TLR07; Pol+15;

Sun+21; FGA20;

Cia+13; Bao+19;

Gha+21; Bru+18;

PO16]

Kombinierter Sensor

[Pol+15; Cia+13;

Bra+19; Sad+20;

Bar+21]

Möglichkeit 3 Druckregelventil und

zusätzlicher Drucksen-

sor

[Sun+21]

Optisches Tracking

[BM+12; Mus+19;

Kan+22; Bar+21]

Möglichkeit 4 Proportional-Druckven-

til, Drucksensor und

externe Regelung

[Bar+21; Gha+21]

Magnetisches Tracking

[Thu+17; DFCM14;

Bra+19; Sad+17a;

Sha+21]

dass der Druck dann auch an dieser Stelle geregelt wird und nicht am Druckregelventil. Zudem

kann im Allgemeinen angenommen werden, dass Möglichkeit 4 günstiger in der Bescha�ung ist,

da bei Möglichkeit 3 der Drucksensor doppelt vorhanden ist, einmal im Druckregelventil und

einmal zusätzlich an der Messstelle.

Die Verformung weicher Aktuatoren zu messen ist komplex, da diese sich in der Regel kontinu-

ierlich verformen. Die in Tabelle 5 aufgeführten Lösungsmöglichkeiten beschränken sich (nahezu)

darauf, die Position der Spitze des Aktuators zu bestimmen.

Durch die Verwendung einer Lineareinheit (Möglichkeit 1), auf der der Aktuator eingespannt

wird, wird die Länge des Aktuators zwar nicht gemessen, sie wird jedoch durch die Lineareinheit

vorgegeben und ist damit bekannt. Gleiches gilt für die Torsion des Aktuators, wenn ein Servo-

motor eingesetzt wird. Der Einsatz dieser Möglichkeit macht dann Sinn, wenn die Experimente

vorsehen, dass der Aktuator bei verschiedenen Längen untersucht werden soll. Dadurch kann auf

ein gegebenfalls teures oder toleranzbehaftetes Messsystem verzichtet werden. Auch Material-



3.1 Stand der Forschung zu experimentellen Methoden 29

prüfmaschinen, wie von Kothera et al. [Kot+09] benutzt, basieren auf einer Lineareinheit, wobei

gleichzeitig auch axiale Kräfte gemessen werden.

Unter zweidimensionaler Bildanalyse (Möglichkeit 2) sind in Tabelle 5 die Arbeiten aufgeführt,

in denen konventionelle Digitalkameras zur Ermittlung der Verformung des Aktuators genutzt

werden. Der Aktuator muss zur Positionsbestimmung mit mindestens einem optisch signi�kanten

Punkt versehen werden oder bereits über einen solchen verfügen. Zudem muss sich ein Objekt

bekannter Gröÿe im Bild be�nden, um in metrische Gröÿen umrechnen zu können, wie bereits bei

dem Prüfstand von Polygerinos et al. [Pol+15] erläutert. Bei allen Arbeiten in Tabelle 5 wird die

Positionsbestimmung erst im Postprocessing durchgeführt. Die Auswertung der Bilder/Videos

kann mit frei verfügbarer Software (kinovea [Pol+15], physlets [Sun+21]) oder mittels eines selbst

geschriebenen Skripts [Cia+13; PO16; FGA20] erfolgen. Letzteres geht mit einem höheren Auf-

wand bei der Implementierung einher, ist dafür aber exakt auf die Bedürfnisse des Experiments

anpassbar. Beispielsweise kann bei einem selbst geschriebenen Skript nicht nur die Position der

Spitze des Aktuators, sondern der Verlauf des Aktuators über mehrere Marker rekonstruiert wer-

den [PO16]. Sedal et al. [Sed+18; Sed+19] nutzen zwar eine Lineareinheit zur Längenmessung,

bestimmen jedoch über Bildanalyse, ob der zu messende Aktuator während der Messung seitlich

ausknickt.

Bei optischem Tracking (Möglichkeit 3) wird ebenfalls eine Bildanalyse durchgeführt, allerdings

in einem vorkon�gurierten System, das (mehrere) Kameras, Marker und kommerzielle Software

umfasst. Die Systeme in Tabelle 5 stammen von Vicon Motion Systems Ltd. [Mus+19; Kan+22;

BM+12] und OptiTrack [Bar+21]. Je nach Anzahl der Kameras und Marker kann nicht nur

die Position des zu messenden Punktes bestimmt werden, sondern auch dessen Orientierung

im Raum. Die speziell angepasste Software ermöglicht eine Positionsbestimmung in festen, sehr

kurzen Intervallen, beispielsweise 120 Bilder pro Sekunde bei Bishop-Moser et al. [BM+12],

sodass auch dynamische Experimente möglich sind. Ein Nachteil von optischem Tracking ist,

dass es zu Problemen bei der Positionsbestimmung kommen kann, wenn die Marker aus dem

Sichtfeld der Kamera geraten oder teilweise durch den Aktuator verdeckt werden.

Um einen Punkt magnetisch zu tracken (Möglichkeit 4), wird dieser statt mit optischen Mar-

kern mit einem Magnetsensor ausgestattet. Die in Tabelle 5 aufgeführten Arbeiten nutzen das

System Aurora von Northern Digital Inc. Wie auch beim optischen Tracking kann nicht nur die

Position, sondern auch die Orientierung im Raum bestimmt werden. Im Gegensatz zu optischen

Systemen führt es nicht zu Problemen, wenn der Marker durch den Aktuator verdeckt wird. Da-

für muss die Messleitung des am Aktuator befestigten Sensors zu einem Messverstärker geführt

werden. Gilbert et al. [GG19] und Uppalapati et al. [USK18; UK20] nutzen ebenfalls magnetisch

basierte Positionsbestimmung, allerdings mit Tastköpfen, die von Hand geführt werden müssen.

Zu den vier Möglichkeiten in Tabelle 5 können bei Bedarf ergänzende Messmethoden vewendet

werden. Beispielsweise nutzen Ganguly et al. [Gan+12] einen optischen Abstandssensor für axia-

le Messungen, der die Position einer Lineareinheit gegebenfalls mit höherer Genauigkeit erfasst

als das integrierte System. Eine weitere Ergänzung stellen Sensoren dar, die in den Soft Robot

integriert werden. Der Sensor, den Toshimitsu et al. [Tos+21] nutzen, liefert den Winkel zwischen
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seinen beiden Endpunkten als Messwert. Wall et al. [WZB17] benutzen selbst entwickelte Deh-

nungssensoren, die speziell auf die groÿen Dehnungen in der Soft Robotik angepasst sind. Durch

eine Vielzahl solcher Sensoren und geschickte geometrische Anordnung kann die Verformung des

Aktuators rekonstruiert werden.

Kräfte und Momente lassen sich entweder durch separate, miteinander gekoppelte Sensoren

(Möglichkeit 1) oder durch kombinierte Sensoren (Möglichkeit 2) messen. Möglichkeit 1 hat zwei

Nachteile. Erstens kann ein Sensor durch die Kopplung eine Auswirkung auf den anderen haben

(beispielsweise misst der Momentensensor ein zusätzliches Moment, das durch den Kraftsensor

verursacht wird), zweitens sind Querwirkungen einer Messgröÿe auf die andere nicht genau spe-

zi�ziert. Daher sind kombinierte Sensoren aus Sicht des Autors der allgemeine Standard zu sein,

wohingegen die Arbeiten, bei denen gekoppelte Sensoren benutzt werden, alle aus der gleichen

Arbeitsgruppe stammen.

Unabhängig davon, ob ein kombinierter Sensor eingesetzt wird oder nicht, muss das Messprin-

zip des Sensors gewählt werden. Dehnmessstreifen (DMS ) basierte Sensoren, beispielsweise in

S-Form, bestimmen Kräfte und Momente über Änderungen des elektrischen Widerstand, Piezo

basierte Sensoren über Änderungen der Kapazität. Letztere sind besonders für hochdynamische

Messungen geeignet, da sie auch hohe Frequenzen gut erfassen, sie können allerdings keine über

einen längeren Zeitraum konstanten Kräfte messen. DMS sind im Gegensatz zu Piezos eher träge,

dafür aber langzeitstabil und robust. Da in der Soft Robotik in der Regel keine besonders schnel-

len Bewegungen auftreten, werden meist DMS verwendet [Pol+15; Sed+18; Sed+19; BMKK13;

Cia+13; Bra+19; Sad+20; Bru+18; Bar+21].

Die Messdatenverarbeitung ist bei allen in Tabelle 5 genannten Arbeiten sehr individuell ge-

löst, sodass keine Kategorien für Lösungsmöglichkeiten gebildet werden können. Zwei Fragen, die

bei der Wahl der Komponenten und der Messdatenverarbeitung eine wichtige Rolle spielen, sind

der Grad der Automatisierung und in welchen Zeitintervallen Messdaten erhoben werden sollen.

Bishop-Moser et al. [BMKK13] stellen den Druck, der im getesteten Aktuator herrschen soll, ma-

nuell ein. Für jeden der Drücke wird die am Kraftsensor anliegende Kraft über ein Messprogramm

abgelesen. Im Gegensatz dazu nutzen Barthold et al. [Bar+21] ein vollautomatisiertes Messpro-

gramm, bei dem der Verlauf der Drücke während eines Zyklus über eine Tabelle vorgegeben wird

und der zeitliche Verlauf von Position und Kraft kontinuierlich erhoben werden. Je nach Verwen-

dung der Daten werden erst im Nachhinein einzelne Datenpunkte aus den Messdaten extrahiert.

Dementsprechend komplex ist auch der Aufbau der Messdatenverarbeitung. Sie basiert auf ei-

nem Echtzeit-Linux-Computer, der die Messdaten erfasst, einem Windows-Computer, der die

Positionsdaten berechnet, und einem weiteren Linux-Computer, auf dem alle Prozesse gesteuert

werden. Häu�g kommen für die Messdatenverarbeitung Labview (National Instruments Corp.,

USA) und die dazugehörige Hardware zum Einsatz [Kot+09; Sun+21; GG19; Cia+13; Bao+19;

Sad+17a; Sad+20; Sha+21; Gha+21]. Der Vorteil dieser integrierten Lösung liegt darin, dass

Labview und die Hardware exakt aufeinander abgestimmt sind. So kann bei verhältnismäÿig

geringem Aufwand bei der Programmierung echtzeitfähige Messdatenerfassung und Regelung
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sichergestellt werden.

3.2 Modularer Prüfstand in Kaiserslautern

Während die in Tabelle 5 genannten Arbeiten jeweils einen Prüfstand beschreiben, der für ei-

ne spezielle Messaufgabe genutzt wurde, ist die Messtechnik im Labor des Lehrstuhls CPE so

konzipiert, dass möglichst viele Messaufgaben mit nur geringen Umbauten durchgeführt wer-

den können. Abbildung 12 zeigt einen möglichen Aufbau des Prüfstands. Im Folgenden werden

die eingesetzten Komponenten, ergänzt durch die in diesem Aufbau nicht gezeigte Bildanalyse,

einzeln näher spezi�ziert.

Abbildung 12: Modularer Prüfstand in Kaiserslautern: Beispiel für einen Aufbau zur Messung

der axialen Kraft eines Aktuators bei variierendem Druck und variierender Län-

ge

3.2.1 Druckregelung

Die pneumatische Ansteuerung des zu testenden Aktuators wird für (nahezu) jede Messaufgabe

benötigt. Das eingesetzte Motion Terminal VTEM (Festo SE & Co. KG, Deutschland) ent-

spricht dabei Möglichkeit 2 in Tabelle 5. Es verfügt über vier Universalventile, die die Funktionen

der gängisten pneumatischen Ventile imitieren können. Jedes Universalventil kann zwei Druck-

regelventile imitieren, sodass acht Druckregelventile zur Verfügung stehen. Die Druckregelung

erfolgt nach Datenblatt mit einer Gesamtgenauigkeit kleiner als 9 kPa [Fes22].

Die Druckregelventile können über eine Wartungsober�äche einzeln angesteuert werden. Zu-

dem verfügt die genutzte Kon�guration des VTEM über eine speicherprogrammierbare Steue-

rung auf Grundlage von Codesys (CODESYS Group, Deutschland), mittels derer automatisierte

Abläufe programmiert werden können. Die Steuerung kann auch so programmiert werden, dass

Soll-Druckwerte über eine EtherCat-Schnittstelle empfangen und Ist-Werte übermittelt werden.

Aufgrund einer begrenzten Anzahl freier Variablen bei der Kommunikation, können maximal
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drei Universalventile bzw. sechs Druckregelventile über die EtherCat-Schnittstelle angesteuert

werden [Pau21].

Die Funktion des Motion Terminal VTEM ist in der Praxis auf zwei Weisen eingeschränkt.

Zum einen können sowohl Ist- als auch Soll-Werte mit einer maximalen Genauigkeit von 2 kPa

übermittelt werden. Zum anderen ist unter 12 kPa keine Druckregelung möglich, am Druck-

regelventil liegt dann Umgebungsdruck an. Auch wenn der Hersteller eine Gesamtgenauigkeit

kleiner als 9 kPa angibt, zeigen praktische Erfahrungswerte deutlich geringere Abweichungen.

Bei Testmessungen mit einem Barometer konnte im üblich genutzten Druckbereich keine Abwei-

chung gröÿer als 0, 4 kPa im ausgeregelten Zustand ermittelt werden. Um die Genauigkeit der

Druckmessung zu erhöhen, sollen zukünftig zusätzliche Drucksensoren verwendet werden, was

Möglichkeit 3 aus Tabelle 5 entspricht.

3.2.2 Bildanalyse

Entsprechend Möglichkeit 2 aus Tabelle 5, basiert die Bildanalyse am Lehrstuhl CPE auf einer

konventionellen Kamera, deren Bilder über ein Skript ausgewertet werden. Als Kamera wird die

Spiegelre�exkamera EOS 750D (Canon Inc., Japan) verwendet, die Bilder werden über die von

Matlab R2021a zur Verfügung gestellten Funktionen ausgewertet. Ein Hintergrund mit Schach-

brettmuster wie bei Polygerinos et al. [Pol+15], zum Ausgleich von Verzerrungen durch die Linse,

wird nicht verwendet. Stattdessen wird der Abstand zwischen Kamera und Aktuator möglichst

groÿ gewählt und nur ein Ausschnitt des Bildes ausgewertet, sodass Verzerrungen vernachlässigt

werden können. Die Au�ösung der Bilder ist auch bei groÿem Abstand ausreichend.

Der konkrete Ablauf des Skripts bei der Bildauswertung variiert je nach Anwendungsfall. All-

gemein beruht die Auswertung darauf, dass die üblich verwendeten Farben des Aktuators vor

einem schwarzen Hintergrund einen starken Kontrast bilden. Je besser die Ausleuchtung des Bil-

des ist, desto besser kann Schattenwurf reduziert werden. So lassen sich entweder die Flächen der

weiÿen Komponenten des Aktuators oder die der rot (Dragon Skin 10 ) bzw. gelb (Eco�ex 00-50)

eingefärbten Kammern identi�zieren. Für eine Auswertung der Länge und des Biegewinkels des

Aktuators bieten sich die Flächen der weiÿen Komponenten an. Entsprechend Abbildung 13 wird,

wenn als Näherung sinnvoll, üblicherweise ein Kreis, der die Mittelpunkte der beiden Endkappen

und des Verbindungselements schneidet, in das Bild eingepasst. Für die Umrechnung in metri-

sche Einheiten werden entweder die Maÿe der Endkappen des Aktuators verwendet oder im Bild

be�ndet sich ein Aufkleber mit dem Logo des Lehrstuhls CPE, dessen Maÿe bekannt sind.

Die hier vorgestellte Methode der Bildanalyse bietet den Vorteil, dass sie mit geringem Aufwand

aufgebaut und individuell angepasst werden kann. Auch die Berechnung von Längen aus den

Bildern beinhaltet aus Erfahrung Toleranzen deutlich kleiner als 1mm. Allerdings muss dazu

beim Aufbau sehr genau gearbeitet werden. Beispielsweise muss die Biegung des Aktuators exakt

in der Bildebene der Kamera statt�nden, da es sich um eine zweidimensionale Messung handelt.

Zudem muss sich die Kamera exakt auf Höhe des Aktuators be�nden. Zuletzt ist der Aufwand

sehr groÿ, wenn eine Vielzahl an Daten benötigt wird, da die verwendete Kamera nicht in die

Automatisierung des Prüfstands eingebunden werden kann.
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a) b)

Abbildung 13: Messung der Verformung durch Bildanalyse: a) Beispielbild eines Aktuators und

b) durch Bildanalyse identi�zierte weiÿe Flächen mit Mittelachse der Endkap-

pen (rot) und eingepasster kreisförmiger Mittelachse des Aktuators (cyan)

Ähnlich zu Sedal et al. [Sed+18; Sed+19] steht ergänzend eine Webcam zur Knickerkennung

zur Verfügung. Die Webcam kann über ein Python-Skript automatisch angesteuert und die Bil-

der ausgewertet werden. Durch einen Spiegel über oder neben dem Aktuator, im Winkel von

45◦ zur Kamera, ist es möglich, den Aktuator mit nur einem Bild aus zwei Perspektiven zu

erfassen. Die Implementierung in Python ermöglicht eine einfache Einbindung in die meisten

Automatisierungsanwendungen.

3.2.3 Lineareinheit

Ähnlich zu Möglichkeit 1 in Tabelle 5, steht eine Lineareinheit E 18 (Rose+Krieger GmbH,

Deutschland) zur Verfügung. Diese verfügt jedoch nicht über eine integrierte Positionsmessung.

Die Lineareinheit wird über einen Steppermotor und einen Microcontroller, der über ein Schalt-

pult bedient wird, betätigt. Durch den Microcontroller lässt sich die Ansteuerung individuell

anpassen, zum Beispiel indem feste Prüfabläufe programmiert werden. Entweder erfolgt die Po-

sitionsbestimmung stets händisch mit einer Schieblehre oder die Position wird aus den Schritten

des Schrittmotors ermittelt, nachdem zu Anfang eine Kalibrierfahrt durchgeführt wurde. Die

Lineareinheit wird in dem in Abbildung 12 gezeigten Aufbau durch eine Handkurbel statt durch

einen Steppermotor betätigt.

3.2.4 Kraftmessung

Entgegen den angegebenen Möglichkeiten in Tabelle 5, ist keine Momentenmessung im Labor

des Lehrstuhls CPE vorgesehen. Für die Kraftmessung werden S-förmige Kraftsensoren auf Ba-

sis von DMS eingesetzt. Die Messbereiche der verwendeten Sensoren betragen ±1N (KD43s,

ME Meÿsysteme GmbH, Deutschland), ±10N und ±50N (beide S2M, HBM GmbH, Deutsch-

land). Bei allen Sensoren sind vier DMS als Vollbrücke geschaltet und der Messwert wird durch

4-Leiter-Messung (±1N) bzw. 6-Leiter-Messung (±10N und ±50N) ermittelt.

Wie in Abbildung 12 dargestellt, kann der in Unterkapitel 2.3 beschriebene Aktuator über

Halterungen, die die Endkappen umschlieÿen, so ausgerichtet werden, dass er exakt mittig auf

den Kraftsensor drückt. Eine ähnliche Halterung wurde auch zum Test einzelner Kammern des
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Aktuators konstruiert. Diese Halterung verfügt zudem über eine Lagerung, die freie Torsion

erlaubt, und ist so konstruiert, dass nicht nur Druck- sondern auch Zugtests möglich sind [Li22].

3.2.5 Messdatenverarbeitung

Die Verarbeitung der Messdaten basiert auf dem echtzeitfähigen Controller cRIO-9054 (Na-

tional Instruments Corp., USA). Echtzeitfähigkeit ist notwendig, um mit dem pneumatischen

Motion Terminal VTEM über EtherCat Soll- und Ist-Werte auszutauschen. Die Messsoftware

ist in Labview 2020 SP1 (auch National Instruments Corp., USA) programmiert und aufgeteilt

in zwei getrennte Programme, die miteinander kommunizieren. Auf einem zusätzlichen Computer

läuft die gra�sche Ober�äche, die eigentliche Erhebung und Verarbeitung der Daten läuft auf

dem Controller.

Der Controller verfügt über vier Steckplätze für Ein- und Ausgangsmodule von National Instru-

ments. So erfolgt die Kraftmessung über spezielle Module, die auf Brückenschaltungen ausgelegt

sind. Der Vorteil des integrierten Systems aus Controller und Modulen liegt darin, dass alle

Messdaten, die aus diesen Modulen stammen, auch bei unterschiedlichen Abtastraten automa-

tisch zeitlich exakt zueinander passen. Ausgangsmodule könnten beispielsweise benutzt werden,

um den Schrittmotor der Lineareinheit anzusteuern.

Die Anzahl der Ein- und Ausgangskanäle des Controllers kann neben der Erweiterung durch

Module zusätzlich auf zwei Weisen erhöht werden. Einerseits können weitere Geräte mit ent-

sprechender Schnittstelle über EtherCat eingebunden werden. Andererseits bietet Labview eine

interne Python-Schnittstelle, die zum Beispiel zum Einbinden der Webcam zur Knickerkennung

verwendet werden könnte.

3.3 Prüfstand für dreidimensionale Verformungsmessungen in Hannover

Bei dreidimensionalen Messungen der Verformung haben die beiden in Abschnitt 3.2.2 beschriebe-

nen Nachteile einer Bildanalyse mittels konventioneller Kamera und selbst geschriebenem Skript

einen signi�kanten Ein�uss. Zum einen ist der Aufwand pro Bild in der Nachbearbeitung sehr

hoch. Zum anderen verursacht die Ausrichtung des Aktuators einen hohen Aufwand. Werden

bestimmte Druckstufen festgelegt, mit denen jede Kammer aktuiert werden soll, und sollen al-

le Kombination berücksichtigt werden, so steigt die Anzahl der Positionen kubisch zur Anzahl

der Druckstufen, während sie bei zweidimensionalen Messungen nur quadratisch steigt. Zudem

müssen entweder zwei Kameras in exakt 90◦ Ausrichtung zueinander verwendet werden oder der

Prü�auf zweimal durchlaufen und der Aktuator zwischen beiden Durchläufen gedreht werden.

Da neben dem Aufwand die zu erwartende Messungenauigkeit durch zwei Kameras oder dop-

pelte Versuchsdurchführung zu hoch für eine sinnvolle Validierung von Simulationsergebnissen

ist, wurden die dreidimensionalen Messungen in dieser Arbeit am Institut match der Leibniz-

Universität Hannover durchgeführt. Der dortige Prüfstand entspricht, abgesehen von dem Ver-

zicht auf eine Kraft- und Momentenmessung, exakt dem in Abschnitt 3.1.1 und Abschnitt 3.1.2

beschriebenen Prüfstand von Bartholdt et al. [Bar+21]. Aus diesem Grund wird auf eine erneute

Beschreibung verzichtet.
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Für die durchgeführten Messungen (Unterkapitel 5.3), bei denen sowohl Position als auch Ori-

entierung der Spitze des Aktuators ermittelt werden sollen, muss die Spitze mit einer Halterung

für fünf Marker versehen werden. Vor Beginn einer Messung müssen sowohl die Position als auch

die Orientierung kalibriert werden. Ist der Aktuator vertikal ausgerichtet und an seinem oberen

Ende eingespannt, sind Position und Orientierung bekannt, wenn das Eigengewicht des Aktuators

keine signi�kante Längung verursacht. Eine Kalibrierung in horizontaler Ausrichtung ist deutlich

komplexer, da in diesem Fall das Eigengewicht des Aktuators einen deutlichen Ein�uss zeigt. Die

Kalibrierung müsste beispielsweise mit einer steifen Attrappe durchgeführt werden.

3.4 Herausforderungen bei der experimentellen Untersuchung von Soft Robots

Die Materialien und die kontinuierliche Verformung von Soft Robots sind nicht nur herausfordernd

bei der Modellierung, sondern auch bei experimentellen Untersuchungen. Im Folgenden werden

einige der Herausforderungen beschrieben. Die Au�istung orientiert sich an den Erfahrungen

durch Versuche am Lehrstuhl CPE und an der Arbeit von Case et al. [CWK15], in der die

Autoren das Materialverhalten in der Soft Robotik typischer Silikone untersuchen.

3.4.1 Hyperelastisches Materialverhalten

Die in der Soft Robotik meist eingesetzten Silikone, eine Untergruppe der Elastomere, dehnen

sich nicht linear-elastisch. Ihr Dehnungsverhalten wird in der Regel durch hyperelastische Materi-

almodelle beschrieben. Die grundlegende Annahme dieser Modelle ist, dass das Materialvolumen

auch bei Dehnung konstant bleibt. Der Zusammenhang zwischen Dehnung und Spannung wird

über die Dehnungsenergie in Abhängigkeit der Verformung hergeleitet. Die Dehnungsenergie be-

rechnet sich aus den Invarianten des Deformationstensors. Welche Invarianten einbezogen werden,

hängt vom Materialmodell ab [Par03].

Fertigungstoleranzen können zu unerwünschtem Verhalten eines Aktuators führen. Beispiels-

weise dehnt sich ein mehrkammeriger Aktuator nur dann genau in axiale Richtung, wenn alle

Kammern durch Druckbeaufschlagung die gleiche Länge aufweisen. Weist eine Kammer eine

Fehlstelle auf, tritt dort besonders hohe Spannung auf und es kann zu einer Verringerung der

Stei�gkeit des Materials ab einer gewissen Dehnung kommen, was zu einer schiefen Dehnung des

Aktuators führt. Ähnliches gilt auch, wenn sich die Wand der Kammern an einer Stelle zwischen

zwei Ringen besonders stark aufbläht. Der nicht-lineare Zusammenhang zwischen Spannung und

Dehnung durch hyperelastisches Materialverhalten verstärkt solche E�ekte. Needleman [Nee77]

berechnet in einer Arbeit über Wetterballons aus hyperelastischem Material, dass es bei einem

sich durch Druckbeaufschlagung aufblähenden Ballon ab einem bestimmten Druck zu unkontrol-

liertem Aufblähen kommen kann.

3.4.2 Mullins-E�ekt

Der Mullins-E�ekt besagt, dass bei Elastomeren der ursprüngliche Zusammenhang zwischen

Spannung und Dehnung nur ein einzelnes Mal durchlaufen werden kann. Bei künftigen Deh-
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nungen, die geringer oder gleich der bisher maximalen Dehnung sind, ist das Material weniger

steif [Mul69; DFG09]. Case et al. weisen denMullins-E�ekt auch bei in der Soft Robotik typischen

Silikonen nach.

In der Praxis hat dies zwei Auswirkungen. Zum einen sollte vor Experimenten der Aktuator

mindestens einmal weiter als die im Experiment maximal erwartete Dehnung aktuiert werden.

Zum anderen kann unkontrolliertes Aufblähen an einer Stelle des Aktuators diesen irreversi-

bel schädigen, da sich die Stei�gkeit des Materials an dieser Stelle verringert und sich so die

Wahrscheinlichkeit erneuten unkontrollierten Aufblähens in der Zukunft erhöht.

3.4.3 E�ekte der Dehnungsgeschwindigkeit

Bei Case et al. zeigen die getesteten Materialproben eine Abhängigkeit der Materialparameter von

der Dehnungsgeschwindigkeit. Für das konkrete Verhalten, also ob das Material mit zunehmender

Geschwindigkeit steifer oder weicher wird, lässt sich keine Regelmäÿigkeit feststellen. Durch hohe

Varianzen bei den Messdaten können keine Rückschlüsse auf die Wirkmechanismen gezogen

werden.

Die von Case et al. untersuchten Materialproben haben eine speziell an Materialtests ange-

passte Geometrie. E�ekte der Geschwindigkeit traten aber auch bei axialen Kraftmessungen am

Lehrstuhl CPE mit einzelnen Kammern, bei denen die Länge und der Druck variiert wurden, auf.

Allerdings ist es in diesem Fall schwierig, die geschwindigkeitsabhängigen E�ekte des Materials

und der Druckregelung voneinander zu trennen [Li22].

3.4.4 Fertigungstoleranzen

Bei der Evaluation des modularen Biegeaktuators (Unterkapitel 2.4) verursachen bei den Ak-

tuatoren aus Eco�ex 00-50 bereits geringe Fertigungstoleranzen ungewünschte Änderungen im

Dehnungsverhalten. Case et al. stellen signi�kante Schwankungen der Eigenschaften zwischen

den untersuchten Materialproben, die aus unterschiedlichen Verarbeitungsgängen stammen, fest.

Im Kontrast dazu sind die Eigenschaften von Materialproben aus dem selben Verarbeitungsgang

sehr ähnlich zueinander.

Wie sich in Kapitel 5 zeigt, haben Fertigungstoleranzen eine signi�kante Auswirkung. In den

dortigen Experimenten (Validierung durch dreidimensionale Messungen (Unterkapitel 5.3)) zei-

gen zwei baugleiche Aktuatoren, deren Kammern aus unterschiedlichen Verarbeitungsgängen

stammen, eine durchschnittliche Abweichung von 2, 1% (relativ zur Aktuatorlänge) der Position

ihrer Spitze zueinander, obowhl bei den Verarbeitungsgängen groÿer Wert auf einen exakt iden-

tischen Ablauf gelegt wurde. Case et al. raten, die Materialparameter erst nach dem Gieÿen für

jeden Prototyp separat zu bestimmen. Dieses Vorgehen wird in der Soft Robotik von den meisten

Autoren angewandt [TLR07; USK18; GG19; Bar+21].
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3.5 Zusammenfassung zu experimentellen Methoden

Im Stand der Forschung zu experimentellen Methoden (Unterkapitel 3.1) werden aus der Lite-

ratur drei Beispiele für Prüfstände herausgegri�en, die einen möglichst umfassenden Eindruck

zu typischen Messmethoden geben. Anhand dieser Beispiele wird deutlich, dass neben der Frage

der Messdatenverarbeitung, die in der Regel sehr individuell gelöst ist, drei Komponenten von

Bedeutung sind: Die Druckregelung, die Messung von Verformung und die Messung von Kräften

und Momenten. Die Lösungsmöglichkeiten für diese drei Komponenten werden im einzelnen mit

den jeweiligen Vor- und Nachteilen besprochen.

Anschlieÿend werden die Komponenten des Modularen Prüfstands in Kaiserslautern (Unter-

kapitel 3.2) vorgestellt:

� Die Druckregelung erfolgt über einMotion Terminal VTEM, das über acht Druckregelventi-

le verfügt. Die Ansteuerung kann entweder durch eine speicherprogrammierbare Steuerung

oder extern erfolgen.

� Mittels Bildanalyse wird die Verformung eines Aktuators bei Bedarf analysiert. Dazu wird

eine konventionelle Spiegelre�exkamera und ein selbst geschriebenes, individuell anpassba-

res Skript in Matlab genutzt.

� Für rein axiale Versuche wird eine Lineareinheit, die über einen Schrittmotor und einen

individuell programmierbaren Microcontroller angesteuert wird, benutzt.

� Die Kraftmessung erfolgt über S-förmige Kraftsensoren auf Basis von DMS, die in verschie-

denen Messbereichen zur Verfügung stehen. Messungen von Momenten sind nicht möglich.

� Die Messdatenverarbeitung erfolgt über einen echtzeitfähigen Controller und eine gra�sche

Ober�äche in Labview. Der Controller tauscht Ist- und Soll-Werte mit der Druckregelung

aus, zudem können Ein- und Ausgangsmodule, zum Beispiel für die Kraftmessung, in-

tegriert werden. Zusätzliche Erweiterungen können über die EtherCat-Schnittstelle oder

Python erfolgen.

Da die Bildanalyse des modularen Prüfstands (im Rahmen praktischer Handhabung) auf zwei-

dimensionale Messungen und geringe Datenmengen beschränkt ist, wurde ein Prüfstand für drei-

dimensionale Verformungsmessungen in Hannover (Unterkapitel 3.3) benutzt. Dieser Prüfstand

verfügt über ein optisches System für das Tracking der Spitze eines Aktuators während Versu-

chen.

Zuletzt werden einige Herausforderungen bei der experimentellen Untersuchung von Soft Ro-

bots (Unterkapitel 3.4), die auf den praktischen Erfahrungen am Lehrstuhl CPE und der Arbeit

von Case et al. [CWK15] basieren, besprochen. Diese Herausforderungen sind das hyperelasti-

sche Materialverhalten von Soft Robots, der Mullins-E�ekt, E�ekte der Dehnungsgeschwindigkeit

sowie Fertigungstoleranzen. Insbesondere letztere führen dazu, dass in der Soft Robotik in der

Regel die Bestimmung der Materialparameter und Versuche zur Validierung von Modellen an

dem selben Aktuator durchgeführt werden.
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3.6 Ausblick zu experimentellen Methoden

Der Modulare Prüfstand in Kaiserslautern (Unterkapitel 3.2) be�ndet sich auf dem Stand der

Technik, der sich implizit aus Tabelle 5 ergibt, bietet aber trotzdem noch Optimierungspotenzial.

Die zur Verfügung stehenden Komponenten erlauben sowohl zweidimensionale Messungen der

Verformung als auch axiale Längen- und Kraftmessungen. Folgende Funktionen sollten zusätzlich

realisiert werden:

� Momentenmessung durch Bescha�ung eines kombinierten Kraft- und Momentensensors,

� dreidimensionales Tracking entweder durch ein optisches oder ein magnetisches System

� und eine präzise Druckmessung durch zusätzliche Drucksensoren.

Weiteres Potenzial ergibt sich aus der Messdatenverarbeitung des Prüfstands. Das aktuelle

System vereint die Druckregelung für sechs Kanäle und die Kraftmessung. Die drei gerade aufge-

zählten Komponenten sowie die Ansteuerung der Lineareinheit und die automatische Erkennung

von Knicken sollten in das System integriert werden. So könnten alle Funktionen zentral gesteuert

und alle Messdaten zeitlich korrekt zueinander erfasst werden.



39

4 Modellierung einzelner Kammern

Der in Kapitel 2 vorgestellte Aktuator lässt sich besonders einfach modellieren, da die Kammern

nicht in einen Körper aus Silikon eingelassen sind, sondern durch Verbindungselemente in Position

gehalten werden. Darüber hinaus sind die Kammern selbst durch ihre zylindrische Geometrie

einfach mathematisch zu beschreiben. Bevor inModellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5) der

gesamte Aktuator im Fokus steht, werden in diesem Kapitel zunächst die einzelnen Kammern

modelliert. Dieses Vorgehen wird auch von Trivedi et al. [TLR07] und Mustaza et al. [Mus+19]

genutzt. Aus Sicht des Autors ergeben sich daraus zwei Vorteile:

� Es besteht eine Vielzahl an Literatur, die sich mit einkammerigen Aktuatoren befasst. Dort

aufgeführte Methoden können gegebenenfalls auf drei Kammern übertragen werden.

� Verglichen mit Modellen zu mehrkammeriger Aktuatoren, ergeben sich für einzelne Kam-

mern einfachere mathematische Zusammenhänge. Diese erlauben es, den Ein�uss von De-

signaspekten auf das Verhalten der Kammer abzuschätzen oder einem Optimierungsver-

fahren zu unterziehen.

Im Folgenden wird zunächst der Stand der Forschung zu einzelnen Kammern (Unterkapitel 4.1)

erläutert. Anschlieÿend wird ein Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2) vorgestellt. Die

Validierung des Modells gliedert sich in den Versuch einer experimentellen Validierung (Unter-

kapitel 4.3) und die schlieÿlich verwendete Validierung anhand numerischer Experimente (Un-

terkapitel 4.4). Das Thema Optimierung wird in Anwendung des Modells zur Designoptimierung

(Unterkapitel 4.5) behandelt. Zuletzt folgt eine Zusammenfassung und ein Ausblick. Das gesam-

te Kapitel, abgesehen vom Stand der Forschung zu einzelnen Kammern (Unterkapitel 4.1) und

von Versuch einer experimentellen Validierung (Unterkapitel 4.3), basiert weitestgehend auf dem

Paper �A virtual work model for the design and parameter identi�cation of cylindrical pressure-

driven soft actuators� [LP21a].

4.1 Stand der Forschung zu einzelnen Kammern

ImWesentlichen lassen sich die Modelle für einkammerige Aktuatoren bzw. für einzelne Kammern

mehrkammeriger Aktuatoren in zwei Gruppen unterteilen. Entweder es wird ein Ansatz über

das Prinzip der virtuellen Arbeit oder über die Spannungen im Material gewählt. Wie auch

in den Kapiteln zuvor, werden für beide Ansätze mehrere Beispiele, die eine möglichst groÿe

Bandbreite an Lösungsmöglichkeiten repräsentieren, vorgestellt. Dabei wird jeweils die Methodik

der Herleitung beschrieben, auf konkrete mathematische Beziehungen jedoch verzichtet, um eine

übersichtliche Darstellung zu wahren.

4.1.1 Virtuelle Arbeit

Das Prinzip der virtuellen Arbeit gehört zu den Energieprinzipien in der Mechanik. Es besagt,

dass �ein deformierbarer Körper sich dann im Gleichgewicht [be�ndet], wenn die Arbeiten der

inneren und der äuÿeren Kräfte bei einer virtuellen Verrückung gleich sind� [Gro+15]. Anders
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ausgedrückt geht ein Gleichgewichtszustand immer mit einem Minimum der potentiellen Energie

einher. Bei hyperelastischen Materialien, wie den in der Soft Robotik eingesetzten Silikonen, bietet

sich dieser Ansatz besonders an, da diese in der Regel mit Hilfe der potentiellen Energie in Form

der Dehnungsenergiefunktion beschrieben werden [Par03].

Trivedi et al. [TLR07] nutzen das Prinzip der virtuellen Arbeit zur Modellierung der einzel-

nen Kammern des Oct-Arm V (Abbildung 1b), bei denen es sich um PAM s handelt. Für die

Modellierung des gesamten Oct-Arm V wird das Verhalten der einzelnen Kammern und ihre

geometrische Anordnung in einem Balkenmodell miteinander gekoppelt.

Das Verhältnis von axialer zu radialer Dehnung der Kammer ist durch die Länge der Fa-

sern der Faserverstärkung und die Länge des Aktuators vorgegeben. Die Wandstärke ergibt sich

daraus, dass hyperelastisches Material stets als volumenkonstant angenommen wird [Par03].

Neben der potenziellen Energie des Materials, die sich aus den Dehnungen und dem Neo-

Hooke-Materialmodell ergibt, wird die potenzielle Energie des Drucks im Inneren der Kammer

berechnet. Die Länge des Aktuators wird entsprechend dem Prinzip der virtuellen Arbeit be-

rechnet, indem die Ableitung der potenziellen Energie des Systems zu null gesetzt wird. Als

Ergebnis ergibt sich der Druck der Kammer als Funktion ihrer Länge. Für die Modellierung des

Oct-Arm V wird diese Funktion invertiert und der Druck in eine äquivalente Kraft umgerechnet,

die dann in das verwendete Balkenmodell eingeht.

Der Ansatz von Trivedi et al. ist gut auf die Kammern des Aktuators in dieser Arbeit über-

tragbar. Aus Sicht des Autors ist der Ansatz jedoch an zwei Stellen inkonsistent. Das Volumen

im Inneren der Kammer, das zur Berechnung der potenziellen Energie des Drucks benötigt wird,

resultiert aus der Länge, dem Auÿendurchmesser und der Wandstärke der Kammer. Obwohl alle

drei Gröÿen bekannt sind und zur Berechnung der potenziellen Energie des Materials genutzt

werden, wird die Änderung der Wandstärke bei der Volumenberechnung nicht beachtet. Deswei-

teren könnten axiale Kräfte auch als potenzielle Kräfte berücksichtigt und bei der Berechnung

der virtuellen Arbeit verwendet werden, statt nachträglich als äquivalente Kräfte eingeführt zu

werden.

Bishop-Moser und Kota [BMK15] betrachten die kinematische Verformung sowie die generier-

ten Kräfte und Momente des Aktuators FREE (Fiber Reinforced Elastomeric Enclosure). Das

Design dieses Aktuators orientiert sich grundsätzlich am PAM, jedoch sind die Steigungen der

gegenläu�gen Fasern des FREE nicht zwangsläu�g gleich, sodass auch tordierende Bewegungen

erreicht werden.

Verglichen mit Trivedi et al. werden zusätzlich Kräfte und Momente beim Ansatz der virtuellen

Arbeit berücksichtigt und so in Abhängigkeit des Drucks berechnet. Allerdings wird bei dieser

Berechnung die Dehnungsenergie des Materials unterschlagen. Damit ist dieser Ansatz eigentlich

nur gültig, wenn sich der Aktuator in seiner ursprünglichen Länge be�ndet.

Mustaza et al. [Mus+19] entwickeln ein Modell für einen Aktuator mit drei in Silikon eingebet-

teten Kammern. Im Gegensatz zu den beiden anderen Arbeiten, wird viskoses Materialverhalten
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berücksichtigt und nicht explizit nach Kräften gelöst. Das dynamische Verhalten des Aktuators

ergibt sich aus der Euler-Lagrange-Gleichung.

Statt dem Neo-Hooke-Materialmodell nutzen Mustaza et al. das komplexere Yeoh-Materialmo-

dell. Auch wenn es sich bei dem Aktuator (abgesehen vom Hohlraum der Kammern) um einen

Körper aus Vollmaterial handelt, wird die Querschnitts�äche in drei Segmente aufgeteilt, deren

Eigenschaft jeweils kombiniert betrachtet werden. Im Gegensatz zu den beiden anderen Arbeiten

spielt der Faserwinkel keine Rolle, da der Auÿenradius der Kammern als konstant angenommen

wird.

4.1.2 Spannungen im Material

Für linear-elastisches Material ergibt sich die Spannung im Material aus der angreifenden Kraft

und der Fläche, auf die die Kraft wirkt. Auch für hyperelastisches Material, dessen Material-

modelle über die Dehnungsenergiefunktion ansetzen, kann die Spannung im Material hergeleitet

werden [Par03]. Da es sich bei dem Druck im Inneren der Kammern ebenfalls um eine Spannung

handelt und die äuÿeren Kräfte direkt in eine Spannung überführt werden können, vermeidet

dieser Ansatz den Umweg über virtuelle Verrückungen.

Connolly et al. [CWB16] modellieren axiale und radiale Dehnung, Torsion und Biegung einkam-

meriger Aktuatoren ähnlich des FREE -Aktuators. Dabei werden die Wand des Aktuators und

die umgebende Faser als gemeinsames, homogenes, aber anisotropes Material angesehen. Für den

isotropen Anteil dieses Materials wird das Neo-Hooke-Materialmodell verwendet, der anisotrope

Anteil wird als ein Balken unter axialer Last angesehen. Die Spannung im Material wird mit der

durch die pneumatische Ansteuerung induzierten Spannung gleich gesetzt.

Das Modell von Connolly et al. ist einerseits sehr weitreichend für einkammerige Biegeaktua-

toren, da Torsion enthalten ist. Andererseits werden äuÿere Kräfte nicht berücksichtigt. Durch

die Annahme von anisotropem Material ist die Berücksichtigung der Faserverstärkung konsis-

tent für beliebige Faserwinkel gelöst. Jedoch wird keine explizite Beziehung zwischen Druck und

Verformung des Aktuators hergeleitet.

Bruder et al. [Bru+18] modellieren mehrere FREE in paralleler Anordung. Im Gegensatz zu

Biegeaktuatoren sind die einzelnen Kammern jedoch nur an ihren Enden miteinander verbun-

den und so �xiert, dass sie sich nicht biegen, sondern nur axial dehnen und tordieren. Kern der

Herleitung ist eine Jacobi-Matrix, die �das weiche und multi-dimensionale Äquivalent der Quer-

schnitts�äche eines traditionellen pneumatischen Zylinders� darstellt und aus der schlieÿlich die

axiale und radiale Dehnung, die axiale Kraft und das Torsionsmoment des Aktuators berech-

net werden. Die Matrix leitet sich aus den Spannungen in den Fasern der Faserverstärkung ab,

während die Spannungen im Material vernachlässigt werden.

Bruder et al. weisen explizit darauf hin, dass sich die Herleitung auf einen stets idealen Zy-

linder bezieht und E�ekte an den Rändern oder Aufblähen zwischen den Fasern vernachlässigt

wird. Dies ist bei den anderen bisher vorgestellten Arbeiten ebenfalls der Fall, wird aber nicht
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explizit erwähnt. Verglichen mit den anderen Arbeiten charakterisiert die Jacobi-Matrix die Ei-

genschaften eines Aktuators besonders anschaulich. Allerdings stellt die Vernachlässigung der

Spannungen im Material eine starke Vereinfachung da.

Sedal et al. [Sed+18] leiten ebenfalls ein Modell für den FREE her. Dieses Modell berücksichtigt

die Elastizität des Materials durch das Neo-Hooke-Materialmodell, jedoch keine axialen Kräfte.

Im Gegensatz zu den bisher vorgestellten Arbeiten, wird eine Elastizität der Faserverstärkung

angenommen und als wichtiger Designparameter aufgeführt.

4.2 Modell einzelner Kammern

Der Stand der Forschung (Unterkapitel 4.1) zeigt eine Vielzahl an Ansätzen zur Modellierung

einzelner Kammern. Das Modell in dieser Arbeit beruht auf dem Prinzip der virtuellen Arbeit

und erweitert die vorgestellten Ansätze mit Rücksicht auf die folgenden Punkte:

� Die Form der hergeleiteten Gleichungen ist so einfach, dass analytische Rückschlüsse zum

Ein�uss einzelner Parameter möglich sind.

� Das Funktionsprinzip mehrkammeriger Biegeaktuatoren beruht auf einem gegenseitigen

Ziehen und Drücken der Kammern, weswegen axiale Kräfte berücksichtigt werden.

Zudem werden die in Abbildung 14 gezeigten vier Verstärkungsarten berücksichtigt, die das

Spektrum typischer Verstärkungen in der Soft Robotik widerspiegeln. Bei Braided-sheath (Indi-

zierung (.)BS) handelt es sich um einen in Falten aufgeschobenen Ge�echtschlauch, angelehnt

an die Faserverstärkung des STIFF-FLOP (Abschnitt 2.1.1). Die gegenläu�gen Fasern mit glei-

chem Winkel, Crossed-�ber (Indizierung (.)CF), stellen einen PAM dar, die parallelen Fasern,

Parallel-�ber (Indizierung (.)PF), eine spezielle, auf Torsion ausgelegte Kon�guration des FREE.

Parallel-ring (Indizierung (.)PR) nimmt Bezug auf das in Kapitel 2 beschriebene Design des

Biegeaktuators des Lehrstuhls CPE.

Im Folgenden wird das Modell zunächst so allgemein wie möglich hergeleitet. Eine Spezi�zie-

rung auf die verschiedenen Verstärkungsarten erfolgt erst im letzten Abschnitt 4.2.5 Spezi�sche

Eigenschaften der verschiedenen Verstärkungsarten.

a) b) c) d)

Abbildung 14: Einzelne Kammer mit vier Arten von Verstärkung [LP21a]: a) Braided-sheath,

b) Crossed-�ber, c) Parallel-�ber und d) Parallel-ring
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4.2.1 Kinematik

Unabhängig der radialen Verstärkung kann jede Kammer als ein hohler Zylinder mit ursprüngli-

chem Innenradius Ri, ursprünglichem Auÿenradius Ra und ursprünglicher Länge L beschrieben

werden (Abbildung 15a). Das Dehnungsverhältnis der Kammer λ ist das Verältnis der gedehnten

Länge l zur ursprünglichen Länge L. Die Hauptachsen der Deformation und die dazugehörigen

Dehnungsverhältnisse des Materials sind in axialer (λ1) und radialer Richtung (λ2) und normal

zur Wand der Kammer (λ3) de�niert.

Im Folgenden wird zunächst die Kinematik unter der Zwangsbedingung, dass die Kammer auch

in gedehntem Zustand eine zylindrische Form beibehält, hergeleitet. Diese Einschränkung wird

gewählt, da sie für Braided-sheath, Crossed-�ber und Parallel-�ber bei hinreichender Faserdichte

gültig ist. Die allgemeinere Annahme einer aufgeblähten Wand wird nur für Parallel-ring benötigt

und daher separat in Abschnitt 4.2.5 hergeleitet.

Die Zwangsbedingung einer stets zylindrischen Form bedeutet, dass die Kammer sich weiterhin

axial dehnen, radial dehnen/stauchen und tordieren kann, wie aus Abbildung 15b hervorgeht.

Zusätzlich ist die Spannung im Material durch die Zwangsbedingung gleichmäÿig, was impliziert,

dass das axiale Dehnungsverhältnis des Materials λ1 gleich dem Dehnungsverhältnis der Kam-

mer λ ist. Folglich werden der Auÿenradius ra und die Länge l des gedehnten Aktuators durch

die Dehnungsverhältnisse λ1 und λ2 durch

ra = λ2Ra, (1)

l = λ1L (2)

beschrieben.

Das Silikon der Kammern wird als hyperelastisches Material modelliert und damit als inkom-

pressibel angesehen [Par03]. Das Materialvolumen im ursprünglichen Zustand Vm(Ra, Ri, L) ist

also gleich dem Volumen in gedehntem Zustand Vm(ra, ri, l)

Vm = π(R2
a −R2

i )L = π(r2a − r2i )l. (3)

Um nach dem gedehnten Innenradius ri zu lösen, wird die Bedingung für das Materialvolumen

mit Hilfe von Gleichung 1 und Gleichung 2 umgestellt

ri =

√
(λ2Ra)2 −

R2
a −R2

i

λ1
. (4)

In Gleichung 4 ist der Innenradius ri nicht nur eine Funktion des radialen Dehnungsverhältnis-

ses λ2, sondern auch des axialen Dehnungsverhältnisses λ1. Dies ist eine signi�kante Änderung

zu anderen Arbeiten, die auf dem Prinzip der virtuellen Arbeit beruhen und diese Abhängigkeit

nicht berücksichtigen [CH96; TLR07; BMK15; SK17; CWB16], mit signi�kantem Ein�uss auf

die Dehnung. Der Zusammenhang in Gleichung 4 wurde bereits von Sedal et al. [Sed+18] über

Spannungen im Material statt wie hier über die Volumenkonstanz hergeleitet.
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a) b)

Abbildung 15: Skizze einer einzelnen Kammer [LP21a]: a) Ausgangszustand und b) projizierte

Fläche entlang einer abgewickelten Faser (rot) der radialen Verstärkung in ur-

sprünglichem Zustand (durchgehend) und in gedehntem Zustand (gestrichelt)

Eine weitere Gröÿe, die zur Berechnung der potenziellen Energie der gedehnten Kammer not-

wendig ist, ist die erste Invariante I1 des rechten Cauchy-Green Spannungstensors C:

I1 =Sp(C), (5)

C =HT ·H, (6)

H =

 λ1 0 0

−t λ2 0

0 0 λ3

 . (7)

H und HT sind der Deformationsgradiententensor bzw. dessen Transponierte, die auch Torsion

berücksichtigen. Die Stärke der Torsion wird durch t, die �horizontale Bewegung� der oberen

Kante entlang des Auÿenradius der Kammer, beschrieben (Abbildung 15b). Unter der Annahme

det(H) = 1, was Inkompressibilität repräsentiert, kann das Dehnungsverhältnis λ3 in Abhängig-

keit des axialen Dehnungsverhältnisses λ1 und des radialen Dehnungsverhältnisses λ2 ausgedrückt

werden. Damit ist die erste Invariante des Spannungstensors

I1 = λ21 + λ22 +
1

λ21λ
2
2

+ t2. (8)

Zuletzt sind λ1 und λ2 durch die Tosion t und die Länge der Faser, die als nicht dehnbar

angenommen wird, gekoppelt. Vorgreifend auf Unterkapitel 4.4, ist der durch diese Annahme

verursachte Fehler vernachlässigbar. Mit einem ursprünglichen Faserwinkel α der Faserverstär-

kung, ergibt sich das radiale Dehnungsverhältnis

λ2 =

√
1− (λ1 sin(α))2 + k sin(α)

cos(α)
. (9)

Wie bereits erwähnt, wird bei Berechnung des gedehnten Innenradius ri (Gleichung 4) sowohl

das radiale Dehnungsverhältnis λ2 als auch das axiale Dehnungsverhältnis λ1 berücksichtigt. Die
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Abhängigkeit von beiden Gröÿen ergibt sich aus der Inkompressibilität des Materials, was wie-

derum Änderungen der Wandstärke impliziert. Diese Änderungen der Wandstärke verursachen

weitere radiale Dehnung. Da der Auÿenradius als Referenz für die radiale Dehnung gilt, ist die

zusätzliche radiale Dehnung durch Änderungen der Wandstärke für weiter innen liegendes Ma-

terial gröÿer. Sie wird vernachlässigt, da ihr Ein�uss für die Abmaÿe des Aktuators in dieser

Arbeit gering ist, wie in Unterkapitel 4.4 gezeigt wird. Für dickere Wände müsste sie jedoch

berücksichtigt werden.

4.2.2 Potenzielle Energie

Das Prinzip der virtuellen Arbeit beruht darauf, das Minimum der potenziellen Energie des

Systems Kammer` zu �nden. Dazu werden drei Gröÿen berechnet: Die Energie des MaterialsWm,

des Drucks Wp und der externen, axialen Kräfte Wf .

Material: Das Silikon der Kammern wird als hyperelastisch angenommen und die potenzielle

Energie bzw. Dehnungsenergie durch das Yeoh-Materialmodell bestimmt [Yeo93]. Dieses Mate-

rialmodell de�niert die Dehnungsenergie des Materials Wm als

Wm =

∫
Vm

∑
h

ch(I1 − 3)hdVm, (10)

wobei ch Materialkonstanten sind, die über Versuche ermittelt werden. Die erste Invariante I1
des rechten Cauchy-Green Deformationstensors ist eine Funktion des betrachteten Volumenele-

ments dVm. Für zylindrische Wände mit gleichmäÿiger Spannung ist I1 konstant und

Wm =
∑
h

ch(I1 − 3)hVm. (11)

Die Verwendung des Yeoh-Materialmodells bietet zwei Vorteile. Zum einen basiert die Deh-

nungsenergiefunktion auf dem Cauchy-Green Deformationstensor C. Andere Materialmodelle,

zum Beispiel von Ogden [Ogd76], basieren auf der ersten Invarianten des Deformationsgradi-

ententensors H, welcher im Falle von Torsion nicht symmetrisch und damit nur schwer analy-

tisch herzuleiten ist. Zum anderen schlieÿt das Yeoh-Materialmodell das in der Literatur übliche

Neo-Hooke-Materialmodell ein. Für letzteres wird nur eine einzige Konstante c1 verwendet.

Druck: Die potenzielle Energie der komprimierten Luft Wp im Inneren des Aktuators beträgt

Wp =

∫
l

pπr2i dl. (12)

Für stets zylindrische Wände kann das Integral durch die Konstante

Wp = pπr2i l (13)

ersetzt werden. Dabei ist wichtig zu beachten, dass sich sowohl der Innenradius ri als auch die

Länge l mit der Dehnung ändern.
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Externe Kräfte: Das hier hergeleitete Modell beschränkt sich auf externe Kräfte in axialer Rich-

tung, wobei Druckkräfte als positiv de�niert sind. Die potenzielle Energie der externen KraftWf

ergibt sich dann zu

Wf = −F (l − L) = −FL(λ− 1). (14)

Mit den bis hier hergeleiteten Beziehungen ist es möglich, das Dehnungsverhältnis λ = l/L

einer Kammer für gegebenen Druck p und gegebene externe Kraft F zu berechnen.

4.2.3 Implementierung

Die potenzielle Energie des Gesamtsystems Kammer` Wpot ist

Wpot =Wm − (Wp +Wf ). (15)

Das Prinzip der virtuellen Arbeit besagt, dass eine statische Verformung mit einem Minimum der

potenziellen Energie des Systems einher geht. Zur Bestimmung des Minimums von Gleichung 15

wird die Funktion fmincon in Matlab R2018b verwendet. Abhängig von der Verstärkungsart,

basiert das Optimierungsproblem auf ein oder zwei Designvariablen aus den miteinander gekop-

pelten Gröÿen λ1 (axiales Dehnungsverhältnis), λ2 (radiales Dehnungsverhältnis) und t (Torsion).

Bei der Optimierung mit zwei Designvariablen kann es teilweise zu numerischen Instabilitäten

kommen. Die Konditionierung des Optimierungsproblems lässt sich signi�kant verbessern, indem

λ1 Teil der Designvariablen ist.

4.2.4 Typisches Vorgehen bei der Parameteridenti�kation

Im Balkenmodell von Trivedi et al. [TLR07] ist die axiale Komponente des Kräftegleichgewichts

E (λ− λp(p))− F = Facc, (16)

mit der Dehnstei�gkeit des Materials E, dem Dehnungsverhältnis des Aktuators λ, dem durch

Druck induzierten Dehnungsverhältnis λp(p), der externen Kraft F und der Beschleunigungskraft

durch Trägheit Facc.

Bei der (experimentellen) Parameteridenti�kation eines Aktuators im statischen Fall, wobei

Facc = 0 gilt und λ, p und F variiert werden, sind geringe wechselseitige Abhängigkeiten zwischen

den Parametern von Interesse, besonders dann, wenn linearisiert werden soll. Dies kann erreicht

werden, indem die externe Kraft F durch eine äquivalente Druckänderung δp ausgedrückt wird.

Damit kann Gleichung 16 umgeschrieben werden zu

E (λ− λp(p− δp)) = 0. (17)

So kann die Dehnstei�gkeit E anhand der Steigung der (gemessenen) Kurve λ(p, F = 0) bestimmt

werden. Wie in Abbildung 16 veranschaulicht, ist dann δp(F ̸= 0) die �horizontale Verschiebung�

der Kurve λ(p, F ̸= 0) verglichen mit λ(p, F = 0).

Durch die Formulierung in Gleichung 17 wird deutlich, dass das Modell einer Kammer aus

zwei voneinander unabhängigen Gröÿen besteht. Eine Gröÿe ist die Dehnstei�gkeit des Materi-

als ausgedrückt durch E. Die andere Gröÿe ist die einer Kraft äquivalente Druckänderung δp,
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a) b)

Abbildung 16: Veranschaulichung der Parameteridenti�kation mit δp: a) Dehnungsverhältnisse

λ(p, F = 0) und λ(p, F ̸= 0) und b) dazugehörige Kurve δp(p, F ̸= 0)

die, wie im folgenden Abschnitt 4.2.5 gezeigt wird, von der Geometrie und der Verstärkungsart

des Aktuators abhängt. Durch diese Separierung können Fehler in der Parameteridenti�kation

reduziert werden, da keine Querwirkungen zwischen den zu ermittelnden Parametern bestehen.

4.2.5 Spezi�sche Eigenschaften der verschiedenen Verstärkungsarten

Die Herleitung der Kinematik (Abschnitt 4.2.1) nimmt eine beliebige, stets zylindrische Kammer

mit relativ dünnen Wänden an. Im Folgenden wird der Ein�uss der vier Verstärkungsarten

(Abbildung 14) auf die Kinematik näher erläutert. Für Parallel-ring wird ein Ansatz für sich

aufblähende Wände hergeleitet.

Braided-sheath ist mathematisch die einfachste radiale Verstärkung. Die aufgeschobenen Berei-

che des Gewebeschlauchs dehnen sich gemeinsam mit der Kammer, wobei der innere Radius des

aufgeschobenen Gewebeschlauchs, der gleich dem ursprünglichen Auÿenradius der Kammer Ra
ist, ungefähr gleich bleibt. Daher kann angenommen werden, dass keine radiale Dehnung statt-

�ndet (λ2 = 1) und dass folglich auch keine Beziehung zwischen axialer und radialer Dehnung

hergestellt werden muss (Gleichung 9). Zusätzlich �ndet auch keine Torsion statt.

Mit diesen Annahmen berechnet sich die potenzielle Energie einer Kammer zu

Wpot,BS =
∑
h

ch(λ
2
1 +

1

λ21
− 2)hVm − pπ(R2

a(λ1 − 1) +R2
i )L+ FL(λ1 − 1). (18)

Das Minimum der potenziellen Energie ergibt sich durch Di�erenzieren nach λ1 und zu null

setzen. Damit ist der analytische Zusammenhang zwischen den Lasten p und F und dem axialen

Dehnungsverhältnis λ1

pπLR2
a − FL︸ ︷︷ ︸

Lasten

=
∑
h

ch(λ
2
1 +

1

λ21
− 2)h−1(2λ1 − 2

1

λ31
)Vm︸ ︷︷ ︸

Material

. (19)

Gleichung 19 zeigt, dass mathematisch kein Unterschied zwischen dem Aufbringen einer exter-

nen Kraft und Änderungen des Drucks besteht. In Abschnitt 4.2.4 wird diese Äquivalenz durch
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die Verschiebung δp ausgedrückt. Im Falle von Braided-sheath beträgt

δpBS =
F

πR2
a

(20)

und ist konstant. Damit ist die Druckänderung δpBS , die äquivalent zu einer Änderung der

externen Kraft F ist, unabhängig von der Dehnung der Kammer und unabhängig von den Mate-

rialparametern. Interessanterweise ist nicht die Innen�äche der Kammer entscheidend für δpBS ,

sondern die äuÿere Stirn�äche. Diese theoretische Erkenntnis wird durch die experimentelle Ar-

beit von Gilbert und Godage [GG19] gestützt.

Crossed-�ber ist als PAM bekannt und wird in einer Vielzahl von Arbeiten untersucht [CH96;

LR03; Kot+09; Tu+20]. Die gegenläu�gen Fasern mit gleichemWinkel verhindern Torsion (t = 0),

lassen aber eine Änderung des Auÿenradius zu. Das axiale Dehnungsverhältnis λ1 und das radia-

le Dehnungsverhältnis λ2 sind durch Gleichung 9 miteinander gekoppelt. Wie auch bei Braided-

sheath, kann die potenzielle Energie Wpot analytisch durch Gleichung 15 hergeleitet werden. Be-

rechnung des Minimums der potenziellen Energie durch Ableiten nach λ1 und Au�ösen nach den

Lasten ergibt

pπLR2
a(2λ1λ2λ

′
2 + λ22)− FL︸ ︷︷ ︸

Lasten

=

∑
h

ch(λ
2
1 + λ22 +

1

λ21λ
2
2

− 3)h−1(2λ1 + 2λ2λ
′
2 − 2

1

λ31λ
3
2

λ2 + λ1λ
′
2)Vm︸ ︷︷ ︸

Material

, (21)

mit

λ2 =

√
1− λ21 sin

2(α)

cos2(α)
, (22)

λ′2 =
dλ2
dλ1

=− λ1
sin2(α)

cos2(α)

(
1− λ21 sin

2(α)

cos2(α)

)− 1
2

. (23)

Im Gegensatz zu Braided-sheath hängt

δpCF =
F

πR2
a

· cos2(α)

1− 3λ21 sin
2(α)

(24)

nun auch von λ1 ab.

Gleichung 24 zeigt, dass die zu einer externen Kraft F äquivalente Druckänderung δpCF mit

der axialen Dehnung der Kammer zunimmt. Der E�ekt ist ausgeprägter für steigende Faser-

winkel α und erreicht sein Maximum bei α ≈ 35◦. An diesem Punkt wechselt die Kammer von

Ausdehnung unter Druckbeaufschlagung zu Kontraktion. δpCF ist auch weiterhin unabhängig

von den Materialparametern.

Das hier hergeleitete Modell für Crossed-�ber präzisiert die Modelle anderer Arbeiten [CH96;

BMK15], da der gedehnte Innenradius ri eine Funktion des axialen Dehnungsverhältnisses λ1 ist,

wie im Kontext von Gleichung 4 erklärt wird.
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Parallel-�ber lässt die Kammer unter Druckbeaufschlagung tordieren. Es wird freie Drehung

ohne äuÿere Momente angenommen. Alle in Kinematik (Abschnitt 4.2.1) beschriebenen Frei-

heitsgrade kommen in diesem Fall zum Tragen und die potenzielle Energie der Kammer ergibt

sich zu

Wpot,PF =
∑
h

ch(λ
2
1 + λ22 +

1

λ21λ
2
2

+ t2 − 3)hVm − pπ(R2
a(λ1λ

2
2 − 1) +R2

i )L+ FL(λ1 − 1). (25)

Für eine analytische Lösung für die Kraft F und den Druck p muss die potenzielle Energie

Wpot,PF sowohl nach dem axialen Dehnungsverhältnis λ1 als auch nach dem radialen Dehnungs-

verhältnis λ2 abgeleitet werden. Die daraus resultierende Lösung eignet sich nicht für eine Analyse

von δpPF . Allerdings lässt sich δpPF aus Ergebnissen der numerischen Experimente in Unterka-

pitel 4.4 bestimmen.

Bei Parallel-ring bläht sich die Kammer zwischen den Ringen auf. Dieser E�ekt kann auch bei

Crossed-�ber und Parallel-�ber auftreten, wenn die Distanz zwischen den Fasern zu groÿ ist.

Auf den ersten Blick scheint das Aufblähen zwischen Ringen schon durch Singh et al. [SK17]

berechnet worden zu sein. Das Modell von Singh et al. beschreibt eine Kammer, die sich zwar zu

einer nicht-zylindrischen Form aufbläht. Allerdings wird die Länge der Faser als Randbedingung

genutzt und zwischen den Fasern selbst tritt kein Aufblähen auf. Das hier beschriebene Modell

beschreibt eine Kammer, die sich zwischen Ringen oder Fasern, die über einen konstanten Ra-

dius verfügen, aufbläht. Um den Ein�uss des Aufblähens auf die axiale Dehnung der Kammer

abzuschätzen, wird der Abschnitt der Wand der Kammer zwischen zwei benachbarten Ringen

bzw. Fasern vereinfachend als Kreisabschnitt angenommen. Ein präziserer Ansatz im Falle einer

mit Fluid gefüllten Membran wird von Pamplona und Mota [PM12] hergeleitet.

Bezugnehmend auf Abbildung 17, de�niert sich der Abschnitt eines Kreises durch den Radi-

us rw und den Winkel ζ. Die Form der Kammerwand wird durch die Koordinaten

z =rw sin(γ) (26)

y =rw(cos(γ)− cos(ζ/2)) +Ra (27)

beschrieben, mit der mittleren Längsachse der Kammer z, einer beliebigen Achse in der Mittele-

bene der Kammer y und γ ∈ [−ζ/2, ζ/2].
Das axiale Dehnungsverhältnis des Materials λ1 wird als konstant angenommen, aber ist, im

Gegensatz zu stets zylindrischen Wänden, nicht gleich dem Dehnungsverhältnis der Kammer λ,

λ =
l∗

L∗ =
2rw sin(ζ/2)

L∗ , (28)

λ1 =
ζrw
L∗ = const., (29)

λ2 =
y

Ra
. (30)

In diesem Fall sind L∗ und l∗ nicht die Gesamtlänge der Kammer, sondern der Abstand zwischen

zwei benachbarten Ringen oder Fasern.
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a) b)

Abbildung 17: Wand einer Kammer als Kreisabschnitt [LP21a]: a) Ausschnitt einer aufgebläh-

ten Kammer (Kreisabschnitt rot markiert) und b) den Dimensionen des Kreis-

abschnitts

Schlieÿlich muss Gleichung 4 angepasst werden, da λ1 nicht länger parallel zur Mittelachse der

Kammer liegt, wie in Abbildung 17b gezeigt. In aufgeblähtem Zustand beträgt der Innenradius

ri =

√
(λ2Ra)2 +

R2
a −R2

i

cos(γ)λ1
. (31)

Für einen bekannten Radius rw und einen bekannten Kreisabschnittswinkel ζ kann die po-

tenzielle Energie des Materials der Kammer durch numerische Integration der Gleichungen 10

und 12 berechnet werden. Folglich lässt sich auch das Dehnungsverhältnis der Kammer λ über

die Designvariablen rw und ζ lösen.

Indem der Aktuator an den Ringen auf den ursprünglichen Radius Ra gezwungen wird, ist die

Kinematik von Parallel-ring eine Erweiterung derer von Braided-sheath. Wenn notwendig, könnte

die Kinematik von Crossed-�ber und Parallel-�ber auf dem gleichen Weg angepasst werden. Da

die ursprüngliche Länge L einer Kammer bei stets zylindrischen Wänden keinen Ein�uss auf das

Dehnungsverhältnis λ = l/L hat, kann das Dehnungsverhältnis einer beliebigen Distanz L∗ zwi-

schen benachbarten Ringen mit dem Dehnungsverhältnis von Braided-sheath verglichen werden,

um den Ein�uss des Aufblähens zu bewerten.

4.3 Versuch einer experimentellen Validierung

In der Literatur zur Modellierung einzelner Kammern sind Experimente zur Validierung üb-

lich [Sed+18; SK17; CWB16]. Entsprechend beschäftigt sich eine am Lehrstuhl CPE entstan-

dene Masterarbeit von Dawei Li mit dem Titel �Konzipierung eines Prüfzyklus für zylindrische

Soft Actuators` � [Li22] damit, das Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2) mit Hilfe der in

Kapitel 3 beschriebenen Messtechnik experimentell zu validieren. Der Ansatz der Arbeit ist die

Messung einer einzelnen, axial eingespannten Kammer bei variierendem Druck und variierender

Länge.

Wie auch bei Sedal et al. [Sed+18], werden die einzelnen Kammern so in eine Lineareinheit

eingespannt, dass ihre Länge durch den Schlitten der Lineareinheit vorgegeben werden kann. Die
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dafür eingesetzte Halterung erlaubt sowohl Druck- als auch Zugversuche und ermöglicht durch

ein Lager freie Torsion. Über einen Kraftsensor wird die axiale Kraft der Kammern gemessen.

Die Kammern sind identisch zu denen des Aktuators in Unterkapitel 2.3.

Neben vielen Detailfragen, die in der Masterarbeit kritisch untersucht werden, kommt Dawei

Li zu dem Schluss, dass das grundsätzliche Konzept der Experimente nicht passend ist. Die

wichtigsten Erkenntnisse aus dem Modell der virtuellen Arbeit sind die Unabhängigkeit zwi-

schen Material und Lasten und die Äquivalenz von externer Kraft und Druck. Beides lässt sich

am besten nachweisen, indem der Druck und die externe Kraft variiert und die Länge des Ak-

tuators gemessen wird. Durch die Verwendung der Lineareinheit werden allerdings Druck und

Länge variiert und die Kraft gemessen. In der Theorie können die Messkurven zwar invertiert

werden, allerdings ist die Steifgkeit der untersuchten Kammern problematisch, da bereits kleine

Änderungen der Länge sehr hohe Kräfte hervorrufen. So ist eine Invertierung und ein sinnvol-

ler Vergleich der Kurven untereinander nur in einem sehr begrenzten Bereich möglich, was eine

sinnvolle Validierung des Modells unmöglich macht.

Bei den in der Literatur beschriebenen Experimenten wird diese Problematik umgangen, indem

sich entweder auf Kräfte bei Ursprungslänge oder freie Verformung ohne äuÿere Kräft beschränkt

wird. Dies ist auch in der erwähnten Arbeit von Sedal et al. [Sed+18], an die sich der von Dawei

Li verwendete Prüfstand anlehnt, der Fall. Nach Kenntnis des Autors sind keine Messergebnisse

verö�entlicht, die den Ansprüchen an eine Validierung des Modells in dieser Arbeit genügen

würden.

4.4 Validierung anhand numerischer Experimente

Das Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2) wird in diesem Abschnitt anhand numeri-

scher Experimente auf Basis von FE-Simulationen in Abaqus/Standard 2018 validiert. Neben

den beschriebenen konzeptionellen Schwierigkeiten einer experimentellen Validierung werden so

auch Abweichungen durch ein ungenaues Materialmodell und durch Fertigungstoleranzen (Un-

terkapitel 3.4) vermieden. Die Validierung anhand numerischer Experimente erlaubt somit eine

Fokussierung auf Fehler, die durch die Reduktion einer dreidimensionalen Kammer auf das Prin-

zip der virtuellen Arbeit entstehen, und deren Ursachen.

4.4.1 Setup der numerischen Experimente

Alle numerischen Experimente wurden mit einem Aktuator mit ursprünglichem Auÿenradius

Ra = 6mm, Innenradius Ri = 4mm und Länge L = 25mm durchgeführt. Die Länge ent-

spricht dem in Unterkapitel 2.3 hergeleiteten Mindestabstand zwischen Verbindungselementen.

Die Parameter des Yeoh-Materialmodells wurden vom Institut für Dynamik und Schwingungen

der Leibniz Universität Hannover ermittelt und betragen c1 = 2.21 · 104 Pa, c2 = 8.07 · 102 Pa
und c3 = −0.93Pa für Eco�ex 00-50.

Das FE-Modell besteht aus einem zylindrischen Körper aus hyperelastischem Material (Abaqus

element type C3D10H, ∼2400 Elemente), der eine einzelne Kammer repräsentiert. Der innere

Hohlraum wird durch zwei Endkappen aus ABS verschlossen. Die Endkappen zwingen die Enden
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der Kammer des gedehnten Aktuators auf die ursprünglichen Radien Ra und Ri, wohingegen im

Modell der virtuellen Arbeit die Kammerwand stets über ihre komplette Länge zylindrisch bleibt

(auÿer für Parallel-ring). Für Braided-sheath werden die Knoten der Auÿen�äche der Kammer

auf axiale Bewegung beschränkt. Für die anderen Verstärkungsarten werden die Fasern bzw.

Ringe als quadratic beam elements (Abaqus element type B32, ∼60 pro Windung) simuliert und

sind über tie constraints mit der Kammer verbunden, wie auch in [Pol+15]. Eine Endkappe der

Kammer ist �xiert, der Mittelpunkt der anderen Kappe ist auf axiale Bewegung beschränkt.

Das Dehnungsverhältnis der Kammer λ wurde als Funktion des Drucks p im Intervall von

pmin = 0kPa bis pmax = 100 kPa bestimmt. Es wurden sieben externe Kräfte F (0N, ±1N, ±3N,

±5N) und drei Faserwinkel α (3◦, 12◦, 24◦) getestet. Für das Modell der virtuellen Arbeit wurde

λ(p) in Schritten von 1 kPa im Intervall von p bestimmt. Für das FE-Modell wurde zunächst

eine Kraft auf der Stirn�äche der beweglichen Endkappe aufgebracht, wenn ohne Ausknicken

möglich. Danach wurde der Druck erhöht und λ(p) in Schritten von 10 kPa exportiert. Die

Dichte der Fasern wurde so hoch gewählt, dass kein Aufblähen auftritt. Der Fehler des Modells

der virtuellen Arbeit ist de�niert als die Di�erenz der Dehnungsverhältnisse der beiden Modelle

geteilt durch das Dehnungsverhältnis des FE-Modells.

Das Dehnungsverhältnis λ(p) bei maximalem Druck pmax = 100 kPa dient als Vergleichswert,

um die unterschiedlichen Verstärkungsarten miteinander zu vergleichen. Da δp(p) von beson-

derem Interesse ist, wird bei beiden Modellen die �horizontale Verschiebung� zweier Kurven

λ(p, F = 0) und λ(p, F ̸= 0) mittels Matlab berechnet, wie auch in Abschnitt 4.2.4 beschrieben.

Wie in Abbildung 18 zu erkennen, bezieht sich die Abzisse von δp(p) auf die Abzisse der Kurve

ohne externe Kraft λ(p, F = 0). Um eine höhere Au�ösung von δp(p) aus dem FE-Modell zu

erhalten, wird bei dessen Berechnung zwischen den exportierten Punkten der Kurven λ(p, F ̸= 0)

in Schritten von 1 kPa linear interpoliert.

4.4.2 Braided-sheath

Ohne äuÿere Kraft erreicht die Kammer mit Braided-sheath in Abbildung 18 ein maximales

Dehnungsverhältnis von λBS ≈ 2, 8 für das FE-Modell. Externe Kräfte von F = ±5N ändern

das Maximum zu λBS ≈ 2 bzw. λBS ≈ 3, 5.

Bei keiner der präsentierten Kurven, abgesehen von F = 5N, ist der durchschnittliche Feh-

ler des Modells der virtuellen Arbeit gröÿer als 3, 6% und der maximale Fehler gröÿer als 6%.

Unter Berücksichtigung der Freiheitsgrade bei Braided-sheath bleibt nur die in Abschnitt 4.2.1

beschriebene Vernachlässigung der zusätzlichen radialen Dehnung, die durch Änderungen der

Wandstärke entsteht, als Grund für die Abweichung. Diese wichtige Erkenntnis wurde anhand

verschiedener Wandstärken bestätigt. Für gröÿere Wandstärken steigt die Abweichung, für ge-

ringe Wandstärken sinkt sie und tendiert für sehr dünne Wände gegen null.

Der Verlauf von δpBS in Abbildung 18b ist im Rahmen numerischer Toleranzen identisch für

beide Modelle. Das bedeutet, dass δp durch die zusätzliche radiale Dehnung durch Änderungen

der Wandstärke nicht beein�usst wird. Folglich kann δp mit dem Modell der virtuellen Arbeit

auch bei dicken Wänden ohne Fehler berechnet werden. Die Wirkung von Druck und externer
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a) b)

Abbildung 18: Braided-sheath [LP21a]: a) Dehnungsverhältnis λBS , b) äquivalente Druckände-

rung δpBS als Funktion des Drucks p für verschiedene Kräfe F und Berechnung

von δpBS(p = 30 kPa, F = 5N) aus den Ergebnissen des FE-Modells

Kraft sind proportional zueinander mit dem Faktor δpBS , unabhängig von Dehnung und Material.

Dies bestätigt exakt die Erkenntnisse in Abschnitt 4.2.5. Weitere numerische Experimente mit

anderen Materialien bestätigen ebenfalls, dass δpBS ausschlieÿlich eine Funktion der Geometrie

ist.

4.4.3 Crossed-�ber

Die Faserwinkel, die in den numerischen Experimenten verwendet werden, lassen die Kammer sich

unter Druckbeaufschlagung dehnen, allerdings weniger als bei Braided-sheath. In Abbildung 19

werden die Ergebnisse für α = 12◦ gezeigt, um zu demonstrieren, dass der Ein�uss der gekreuzten

Fasern bereits bei moderaten Winkeln sichtbar ist. Für sehr kleine Faserwinkel (α = 3◦) sind die

Ergebnisse mit denen von Braided-sheath vergleichbar, wohingegen bei α = 24◦ die Reduktion

der Dehnung sehr stark ausgeprägt ist. Diese Abhängigkeit vom Faserwinkel ist bekannt und

auch untersucht, beispielsweise von Singh et el. [SK15], und in Einklang mit den theoretischen

Erkenntnissen in Abschnitt 4.2.5.

Das maximale Dehnungsverhältnis ohne externe Kräfte bei Crossed-�ber beträgt λCF ≈ 2 und

λCF ≈ 1, 5 bzw. λCF ≈ 2, 4 mit externen Kräften von F = ±5N. Der Verlauf des Dehnungsver-

hältnisses in Abbildung 19a �acht für hohe Drücke und hohe Zugkräfte signi�kant ab.

Der Fehler des Modells der virtuellen Arbeit ist nicht höher als bei Braided-sheath, obwohl das

FE-Modell bei Crossed-�ber zwei Aspekte enthält, die im Modell der virtuellen Arbeit vernachläs-

sigt werden. Zum einen ist die Faser in geringem Maÿe dehnbar, zum anderen werden die Enden

der Wände der Kammern auf den ursprünglichen Radius Ra gezwungen statt stets zylindrisch

zu bleiben. Da der Fehler bei Braided-sheath klar identi�ziert werden kann, können die beiden

genannten Aspekte keinen (signi�kanten) Ein�uss auf die Genauigkeit des Modells der virtuellen

Arbeit haben. Diese Erkenntnis steht im Kontrast zu den Arbeiten von Singh et al. [SK17] und
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a) b)

Abbildung 19: Crossed-�ber [LP21a]: a) Dehnungsverhältnis λCF und b) äquivalente Druckän-

derung δpCF als Funktion des Drucks p für verschiedene Kräfe F

Sedal et al. [Sed+18]. Zumindest hinsichtlich der Faser ist eine Erklärung, dass das Verhältnis

der Stei�gkeit der Faser zu der des Materials bei Sedal et al. [Sed+18] anders sein könnte.

In Abbildung 19b ist die zu externen Kräften äquivalente Druckänderung δpCF für geringe

Dehnungen vergleichbar mit δpBS , nimmt aber für gröÿere Dehnungen zu. Beispielsweise ist

δpCF (p = 80 kPa, F = 1N) um 50% höher als δpCF (p = 0kPa, F = 1N).

4.4.4 Parallel-�ber

Während bei Crossed-�ber der Radius der Kammer unter Druckbeaufschlagung geringer wird,

nimmt er bei Parallel-�ber typischerweise zu. Durch die geringere Stützwirkung der parallelen

Fasern tritt im FE-Modell ein Ausknicken des Aktuators bei Druckkräften auf. Aus diesem Grund

werden die Druckkräfte F = 3N und F = 5N nicht berücksichtigt. In Abbildung 20 sind, wie

auch bei Crossed-�ber, die Ergebnisse für einen Faserwinkel α = 12◦ dargestellt.

Das maximale Dehnungsverhältnis der Kammer ohne externe Kraft ist λPF ≈ 2, 5, was hö-

her als bei Crossed-�ber , aber niedriger als bei Braided-sheath ist. Für eine externe Kraft von

F = −5N ist das maximale Dehnungsverhältnis λPF ≈ 2, 8, was wieder zwischen den beiden

anderen Verstärkungsarten liegt. Der mittlere Fehler des Modells der virtuellen Arbeit erhöht

sich leicht auf 4, 5%.

Im Gegensatz zu Crossed-�ber verringert sich bei Parallel-�ber die einer externer Kraft äquiva-

lente Druckänderung δpPF für gröÿere Dehnungen, wie in Abbildung 20b zu sehen. Beispielsweise

ist δpPF (p = 80 kPa, F = 1N) um 50% geringer als δpPF (p = 0kPa, F = 1N). Dies zeigt, dass

eine Kammer mit Parallel-�ber weniger sensitiv auf externe Kräfte reagiert als bei den anderen

Verstärkungsarten. Tatsächlich erreicht die Kammer ein Dehnungsverhältnis von λPF ≈ 2, 3 bei

einer Kraft von F = 5N, was höher als bei Braided-sheath ist. Eine geringere Sensitivität ge-

genüber externen Kräften ist ein interessanter Designaspekt, der in Anwendung des Modells zur

Designoptimierung (Unterkapitel 4.5) aufgegri�en wird.
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a) b)

Abbildung 20: Parallel-�ber [LP21a]: a) Dehnungsverhältnis λPF und b) äquivalente Druckän-

derung δpPF als Funktion des Drucks p für verschiedene Kräfe F

Externe Kräfte haben einen starken Ein�uss auf alle bisher diskutierten Gröÿen. Obwohl sich

der Aktuator jedoch signi�kant und mit guter Übereinstimmung beider Modelle tordiert, ändert

sich die Torsion t nur geringfügig durch externe Kräfte und wird daher in Abbildung 20 nicht

gezeigt.

4.4.5 Parallel-ring

Groÿe Dehnungen in Kombination mit nicht-linearem Materialverhalten gestalten die Modellie-

rung von aufgeblähtem, weichem Material schwierig. Beispielsweise steigt für einige Material-

modelle der Druck im Inneren eines Ballons nicht monoton mit der Dehnung [Nee77]. Aufgrund

dieses Verhaltens konvergiert das FE-Modell bei Parallel-ring bei Abständen zwischen den Rin-

gen von L∗ ≥ 5mm und Drücken von p ≥ 20 kPa nicht. Daher ist ein Vergleich der beiden

Modelle nicht möglich.

Im Modell der virtuellen Arbeit strebt der Radius der Wand rw in Abbildung 21b, unabhängig

vom Abstand zwischen den Ringen L∗, für Drücke p ≈ 0 kPa gegen unendlich, was einer zylin-

drischen Wand entspricht. Wie in Abbildung 21a gezeigt, dehnt sich die Kammer bei geringen

Drücken weniger als bei Braided-sheath, wobei dieses Verhalten bei gröÿeren Abständen zwischen

den Ringen L∗ stärker ausgeprägt ist. Ab einem von L∗ abhängigen Druck beginnt sich die Kam-

mer jedoch überproportional zu dehnen, beispielsweise p ≈ 20 kPa für L∗ = 5mm. Auch hier ist

das Verhalten für gröÿere Abstände L∗ stärker ausgeprägt.

Nach Erfahrung des Autors muss Aufblähen nicht zwangsläu�g das Verhältnis Dehnung/Druck

negativ beein�ussen. Vielmehr benötigt eine solche Kammer mehr Druck, um mit der Dehnung

zu starten, erreicht dann aber ähnliche Dehnungen, bis mechanische Instabilität auftritt. Qua-

litativ stimmt dieses Verhalten mit den Ergebnissen aus Abbildung 21a überein. Jedoch kann

der Druck, ab dem eine signi�kante Di�erenz zwischen Modell und Wirklichkeit sowie mechani-

sche Instabilität auftreten, nicht ohne Experimente mit einem realen Aktuator bestimmt werden.
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a) b)

Abbildung 21: Parallel-ring [LP21a]: a) Dehnungsverhältnis λPR und b) Radius der Kammer-

wand rw als Funktion des Drucks p für verschiedene Abstände L∗ zwischen Rin-

gen ohne externe Kräfte. Das Dehnungsverhältnis von Braided-sheath dient als

Vergleich.

Wahrscheinlich sind die Ergebnisse unterhalb des Drucks, bei dem in Abbildung 21b der Radius

rw sein Minimum erreicht, verlässlich, da in diesem Bereich die Dehnung des Materials gering

ist.

4.5 Anwendung des Modells zur Designoptimierung

Wie in Kapitel 2 bereits thematisiert, taucht beim Design von Soft Robots die Frage passender Di-

mensionen auf. Für praktische Anwendungen können ein minimaler Druck p oder eine minimale

Aktuierungsenergie Wp von Interesse sein. Die Herleitung in Modell einzelner Kammern (Unter-

kapitel 4.2) ist nützlich, um Designrichtlinien abzuschätzen. Beispielsweise deuten Gleichung 19

und Gleichung 21 an, dass ein gröÿerer Auÿenradius Ra und ein verringertes Materialvolumen Vm
den Druck, um ein gewünschtes Dehnungsverhältnis zu erreichen, reduzieren. Jedoch machen die

trigonometrischen Funktionen des Fasenwinkels α eine Abschätzung komplex.

4.5.1 Setup der Optimierung

Optimierung ist ein umfassender Ansatz ein passendes Design zu �nden. Mit ihr können De-

signrichtlinien für zylindrische Kammern zur Minimierung des Drucks p oder der Energie Wp

anhand von drei Szenarien abgeschätzt werden. Die Szenarien sind in Tabelle 7 aufgeführt und

die Ergebnisse der Optimierung in Abbildung 22 gra�sch dargestellt. Das Ziel des kraftdominier-

ten Szenarios sind Dimensionen, bei denen die Kammer hohen Kräften (4N) bei ursprünglicher

Länge widersteht. Im dehnungsdominierten Szenario soll die Kammer ihre Länge ohne externe

Kräfte verdoppeln. Im ausgewogenen Szenario wird eine moderate Kraft bei doppelter Länge auf-

gebracht. Bei Parallel-ring verhält sich die Kammer grundlegend wie bei Braided-sheath, nur dass

zusätzlich Aufblähen zwischen den Ringen auftritt. Daher wird Parallel-ring nicht zur Herleitung
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von Designrichtlinien berücksichtigt. Jedes Szenario enthält eine Optimierung des Faserwinkels

α und wird sowohl mit vorgegebenen Radien Ri = 4mm, Ra = 6mm und mit Optimierung

der Radien berechnet. Bei der Optimierung der Radien werden Ri ≥ Ra/1, 5, wie bei den in

Validierung anhand numerischer Experimente (Unterkapitel 4.4) verwendeten Aktuatoren, und

Ra − Ri > 2mm, um Herstellbarkeit zu gewährleisten, als Zwangsbedingungen verwendet. Der

Faserwinkel 3◦ ≤ α ≤ 24◦ ist ebenfalls per Zwangsbedingung auf den zuvor validierten Bereich

festgelegt.

4.5.2 Optimierung der Aktuierungsenergie

Die Ergebnisse zur Minierung der Aktuierungsenergie Wp sind unabhängig vom Szenario. Aus

diesem Grund wird in Tabelle 7 nur das dehnungsdominierte Szenario und in Abbildung 22 kein

Szenario aufgeführt. Für eine minimale Aktuierungsenergie sollte Braided-sheath als Verstärkung

gewählt werden oder, für die anderen Verstärkungsarten, ein möglichst kleiner Faserwinkel α. Der

ursprüngliche Innenradius Ri sollte so klein wie möglich und die Wand der Kammer so dünn wie

möglich sein.

4.5.3 Optimierung des Drucks

Die optimierten Radien Ri und Ra zur Minimierung des Drucks sind unabhängig vom Szenario

und der Verstärkungsart. Wie an Ri,opt in Tabelle 7 zu erkennen und an weiteren, nicht prä-

sentierten Optimierungen veri�ziert, konvergiert der innere Radius Ri während der Optimierung

stets gegen die obere Schranke. Wie auch bei der Minimierung des Drucks sollte die Wand so

dünn wie möglich sein.

In keinem der Fälle in Abbildung 22 hat Crossed-�ber einen Vorteil bei der Minimierung

des Drucks gegenüber den anderen beiden Verstärkungsarten. Dies zeigt sich auch am Faser-

winkel αCF,opt, der in allen Szenarien zur unteren Schranke α = 3◦ konvergiert und daher in

Tabelle 7 nicht aufgeführt wird. Je kleiner der Faserwinkel, desto kleiner ist auch der E�ekt der

gekreuzten Fasern auf die Kinematik und desto mehr stimmt die Kinematik mit der von Braided-

sheath überein.

In der Validierung durch dreidimensionale Messungen (Unterkapitel 5.3) fällt auf, dass die

Kammer bei Parallel-�ber externen Druckkräften mit weniger Druck p widerstehen kann, als

bei den anderen Verstärkungsarten notwendig ist. Die vorgestellten Szenarien zeigen jedoch die

Eingeschränktheit dieses E�ekts. Im kraftdominierten Szenario mit vorgegebenen Radien wird

der benötigte Druck p signi�kant von 57 kPa auf 38 kPa reduziert, wobei der Faserwinkel gegen

die obere Schranke α = 24◦ konvergiert. Die Reduktion des Drucks ist bereits deutlich geringer für

gröÿere Radien, wie im kraftdominierten Szenario mit Optimierung der Radien. Der Vorteil von

Parallel-�ber reduziert sich ebenfalls für gröÿere Dehnungen. So ist der Druck im ausgeglichenen

Szenario kaum geringer als bei Braided-sheath und der optimierte Faserwinkel reduziert sich auf

α = 13◦ bzw. α = 8◦. Im dehnungsdominierten Szenario hat Parallel-�ber keinen Vorteil bei der

Reduzierung des Drucks gegenüber den anderen Szenarien.
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Tabelle 7: Optimierung [LP21a]: Ergebnisse für drei Szenarien mit den Zwangsbedingungen 3◦ ≤ α ≤ 24◦ und Ra/1.5 ≤ Ri ≤ Ra − 2mm

Szenario fmin Dimensionen Braided-sh. Crossed-f. Parallel-f. Ri,opt αPF,opt

Kraftdominiert
p

Ri = 4mm, Ra = 6mm 57 kPa 57 kPa 38 kPa - 24◦

λ = 1.3, F = 4N 4mm ≤ Ri ≤ 10mm 21 kPa 21 kPa 18 kPa 10mm 24◦

Ausgewogen
p

Ri = 4mm, Ra = 6mm 71 kPa 73 kPa 67 kPa - 13◦

λ = 2, F = 2N 4mm ≤ Ri ≤ 10mm 34 kPa 35 kPa 34 kPa 10mm 8◦

Dehnungsdominiert
p

Ri = 4mm, Ra = 6mm 54 kPa 55 kPa 54 kPa - 3◦

λ = 2, F = 0N 4mm ≤ Ri ≤ 10mm 30 kPa 30 kPa 30 kPa 10mm 3◦

Wp
Ri = 4mm, Ra = 6mm 8, 76 J 8, 89 J 9, 13 J - 3◦

4mm ≤ Ri ≤ 10mm 8, 76 J 8, 89 J 9, 13 J 4mm 3◦

a) b) c)

Abbildung 22: Optimierung [LP21a]: Ergebnisse mit den Zwangsbedingungen 3◦ ≤ α ≤ 24◦ und Ra/1.5 ≤ Ri ≤ Ra − 2mm für das a) kraft-

dominierte, b) ausgewogene und c) dehnungsdominierte Szenario
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4.5.4 Designrichtlinien

Anhand der Ergebnisse der Optimierung lassen sich Designrichtlinien für einzelne Kammern wie

folgt festlegen. Geringe Dehnung bei hohen externen Kräften und möglichst geringem Druck wird

am besten von Parallel-�ber erfüllt. In anderen Fällen ist Braided-sheath die zu bevorzugende

radiale Verstärkung, sowohl zur Reduktion des benötigten Drucks p als auch der Aktuierungs-

energie Wp. Der innere Radius Ri sollte zur Reduktion des Drucks so groÿ wie möglich und zur

Reduktion der Aktuierungsenergie so klein wie möglich gewählt werden, die Wandstärke immer

so gering wie möglich. Der Faserwinkel α bei Crossed-�ber und Parallel-�ber sollte immer so

klein wie möglich gewählt werden.

Nachdem ein Design gefunden wurde, kann der passende Abstand zwischen den Ringen oder

den Fasern der Kammern mit dem Modell für Parallel-ring (Abschnitt 4.2.5) abgeschätzt werden.

Auch wenn dieses nur als Adaption von Braided-sheath hergeleitet wurde, sind die Auswirkungen

des Abstands für Crossed-�ber und Parallel-�ber vergleichbar.

4.6 Zusammenfassung zu einzelnen Kammern

Wie der Stand der Forschung (Unterkapitel 4.1) zeigt, existiert eine Vielzahl an Arbeiten zur

Modellierung einzelner Kammern bzw. einkammeriger Aktuatoren in der Literatur. Die herausge-

gri�enen Beispiele zeigen aber auch, dass jeder der Ansätze individuelle Stärken und Schwächen

hat.

DasModell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2) basiert auf dem Prinzip der virtuellen Arbeit

und ergänzt die Ansätze aus der Literatur, indem besondere Rücksicht auf gut zu analysieren-

de Gleichungen und die Berücksichtigung axialer Kräfte genommen wird. Zudem werden vier

Verstärkungsarten statt nur einer einzigen betrachtet. Durch die einfache Form der Gleichungen

kann gezeigt werden, dass externe Kräfte und Druckbeaufschlagung mathematisch äquivalent

sind. Das Verhältnis der beiden wird durch die neu eingeführte Gröÿe δp beschrieben. Bei der

experimentellen Parameteridenti�kation ermöglicht die Nutzung von δp eine Entkopplung in

material- und geometrieabhängige Parameter.

Da eine Validierung anhand von Experimenten mit den verwendeten Messmethoden nicht ziel-

führend ist (Unterkapitel 4.3), erfolgt eine Validierung anhand numerischer Experimente (Unter-

kapitel 4.4). Diese zeigt eine gute Übereinstimmung des Modells der virtuellen Arbeit und eines

dreidimensionalen FE-Modells für Braided-sheath, Crossed-�ber und Parallel-�ber. Durch Ver-

wendung des FE-Modells werden, neben strukturellen Schwächen bei den Experimenten, Fehler

im Materialmodell und Fertigungstoleranzen als Grund für Abweichungen bei der Validierung

ausgeschlossen. So können Abweichungen zwischen den beiden Modellen klar identi�ziert werden.

Die vorhandenen Abweichungen enstehen durch die Vernachlässigung von zusätzlicher radialer

Dehnung durch Änderungen der Wandstärke im Modell der virtuellen Arbeit. Das Modell der

virtuellen Arbeit für Parallel-ring soll das Aufblähen zwischen Ringen bzw. Fasern durch die

Annahme einer kreisförmigen Verformung der Wand auf möglichst einfache Art und Weise ab-

bilden. Aufgrund der starken Verformungen während des Aufblähens kann es nicht anhand von

FE-Simulationen validiert werden, da diese in den interessanten Bereichen nicht konvergieren.
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Qualitativ sind die Ergebnisse des Modells jedoch in Einklang mit der persönlichen Erfahrung

des Autors. Somit kann geschlossen werden, dass zumindest eine Abschätzung des Ein�usses des

Abstands der Ringe bzw. Fasern möglich ist.

In Anwendung des Modells zur Designoptimierung (Unterkapitel 4.5) werden anhand von drei

Szenarien Designrichtlinien zur Minimierung des Drucks p und der Aktuierungsenergie Wp her-

geleitet. Zusammengefasst lauten diese:

� Es sollte möglichst Braided-sheath als radiale Verstärkung oder alternativ ein möglichst

geringer Faserwinkel α gewählt werden.

� Die Wand der Kammer sollte so dünn wie möglich sein.

� Der Innenradius sollte so groÿ wie möglich sein, um den Druck zu minimieren, und so klein

wie möglich, um die Aktuierungsenergie zu minimieren.

Im seltenen Fall hoher Kräfte bei geringer Dehnung ist Parallel-�ber zu bevorzugen. Dabei muss

sich, mit Rücksicht auf die Annahmen bei der Herleitung des Modells, die Kammer frei drehen

können. Wenn Crossed-�ber, Parallel-�ber oder Ringe als Verstärkung gewählt werden, lässt

sich ein geeigneter Abstand zwischen Ringen bzw. Fasern anhand des Modells für Parallel-ring

abschätzen.

4.7 Ausblick zu einzelnen Kammern

Um gut zu analysierende Gleichungen zu erhalten, wird im Modell der virtuellen Arbeit die Faser

der Verstärkung als nicht dehnbar angenommen sowie die radiale Dehnung durch Änderungen

der Wandstärke vernachlässigt. Wie die Validierung anhand numerischer Experimente (Unterka-

pitel 4.4) zeigt, hat Ersteres für die Genauigkeit des Modells bei den verwendeten Parametern

keinen Ein�uss. Letzteres hat einen Ein�uss auf die Dehnung der Kammer, aber nicht auf die ei-

ner externen Kraft äquivalente Druckänderung δp. Trotzdem könnten beide E�ekte durch geringe

Änderungen im Modell berücksichtigt werden. Für eine dehnbare Faser müsste, ähnlich wie bei

Singh et al. [SK17], eine zusätzliche Gröÿe Ω ̸= 1 in die Kopplung von λ1, λ2 und t in Gleichung 9

eingeführt und ein zusätzlicher Term der Energie in Gleichung 15 berücksichtigt werden. Um ra-

diale Dehnung durch Änderungen der Wandstärke zu berücksichtigen, beispielsweise um auch

�dicke� Wände zu simulieren, müsste das radiale Dehnungsverhältnis λ2 im Deformationsgradi-

ententensor H (Gleichung 7) durch einen Term abhängig des gedehnten Innenradius ri(λ1, λ2)

(Gleichung 4) ergänzt werden. Obwohl die Validierung nur für Kammern einer einzigen Gröÿe,

die typisch für solche Aktuatoren ist [Pol+15; TLR07; Cia+13; Sed+18], durchgeführt wurde, ist

sie auch für andere Dimensionen gültig, solange das Verhältnis von pneumatischem Volumen zu

Materialvolumen ungefähr gleich bleibt oder dickere Wände explizit mathematisch berücksichtigt

werden.

Auch wenn der Versuch einer experimentellen Validierung (Unterkapitel 4.3) zeigt, dass eine

komplette Validierung des Modells mit Herausforderungen verbunden ist, lohnt sich eine zielge-

richtete experimentelle Untersuchung einzelner Aspekte. Insbesondere die Trennung von material-
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und geometrieabhängigen Gröÿen durch δp ist eine interessante Erkenntnis der theoretischen Her-

leitung, die auch für mehrkammerige Biegeaktuatoren von Interesse ist. Bei parallelen Kammern,

die mit dem gleichen Druck beaufschlagt werden, addieren sich die Stei�gkeiten. Der Aktuator ist

somit stabiler gegen Ausknicken und Fertigungstoleranzen der einzelnen Kammern fallen nicht

so schwer ins Gewicht. Mit einem mehrkammerigen, stabileren Aktuator könnte ein Prüfstand

aufgebaut werden, bei dem statt einer vorgegebenen Länge ein Gewicht aufgebracht wird, das

den Aktuator axial belastet. Mit diesem Ansatz könnte erneut ein Versuch unternommen werden,

den Verlauf von δp für Aktuatoren mit verschiedenen Verstärkungsarten zu bestimmen.





63

5 Modellierung eines Biegeaktuators

Nach der Modellierung einzelner Kammern (Kapitel 4) folgt in diesem Kapitel die Modellierung

eines mehrkammerigen Biegeaktuators. Wie im Stand der Forschung zu mehrkammerigen Bie-

geaktuatoren (Unterkapitel 5.1) begründet und näher erläutert wird, erfolgt die Modellierung

mittels Balkentheorie nach Cosserat. Das vorgestellte Modell eines mehrkammerigen Biegeak-

tuators (Unterkapitel 5.2) ist möglichst allgemein gehalten und nicht nur auf den in dieser Ar-

beit relevanten Aktuator (Unterkapitel 2.3), sondern beispielsweise auch auf den STIFF-FLOP

anwendbar. Die Validierung durch dreidimensionale Messungen (Unterkapitel 5.3) erfolgt an-

hand von Experimenten mit ersterem. Zuletzt folgt eine Zusammenfassung und ein Ausblick.

Das gesamte Kapitel, abgesehen vom Stand der Forschung zu mehrkammerigen Biegeaktuatoren

(Unterkapitel 5.1), basiert weitestgehend auf dem Paper �A Novel and Practicable Approach

for Determining the Beam Parameters of Soft Pneumatic Multi-Chamber Bending Actuators�

[LP23].

5.1 Stand der Forschung zu mehrkammerigen Biegeaktuatoren

So groÿ wie die Vielfalt an Designs für Soft Robots, so umfangreich sind auch die Simulationsme-

thoden. Armanini et al. [Arm+21] bilden aus einer Vielzahl an Quellen vier Kategorien (kontinu-

umsmechanische, geometrische, diskrete und datenbasierte Modelle). Der Cosserat-Balken wird

dabei als Unterkategorie der kontimuumsmechanischen Modelle und häu�g genutzter Ansatz um-

fangreich erläutert. Neben der Tatsache, dass der Cosserat-Balken im Gegensatz zu simpleren

Modellen, zwar kontinuierliche Verformungen zulässt, gleichzeitig aber zugunsten der Rechenzeit

die Geometrie von drei auf eine Dimension reduziert, nennen die Autoren die einfache Integra-

tion typischer Wirkmechanismen der Soft Robotik als Vorteil. Die Reduktion von drei auf eine

Dimension wird allerdings auch als Nachteil aufgeführt, da gewisse E�ekte, wie beispielsweise

Aufblähen, nicht adäquat abgebildet werden können.

Die Arbeit von Armanini et al. [Arm+21] ist aus einer theoretischen Perspektive mit weni-

gen Beispielen verfasst und legt besonderen Wert auf eine Kategorisierung von Ansätzen. Im

Kontrast dazu wenden Sadati et al. [Sad+17b] fünf Simulationsmethoden, die das Spektrum

der von Armanini et al. [Arm+21] identi�zierten Kategorien (abgesehen von dreidimensionalen

FE-Simulationen) abdecken, am Beispiel des STIFF-FLOP an. Sie bewerten die Komplexität, die

strukturellen Details, die Sensitivität gegenüber der Genauigkeit von Parametern, die Rechen-

zeit und die Genauigkeit. Die Autoren kommen zu dem Schluss, dass sich der Cosserat-Balken

besonders für die Anwendung als Simulationsumgebung eignet, da er, verglichen mit simpleren

Ansätzen, zwar verhältnismäÿig hohe Rechenzeit und Komplexität aufweist, allerdings auch sehr

genau ist.

Da die Eigenschaften des Cosserat-Balken den Anforderungen des Projekts, in dessen Rahmen

diese Arbeit entstanden ist, exakt entsprechen, richtet sich der Stand der Forschung ausschlieÿ-

lich danach aus. Wie auch in den Kapiteln zuvor, werden mehrere Beispiele aus der Literatur

vorgestellt, die möglichst umfangreich die üblichen Ansätze umfassen. Um diese Ansätze adäquat
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beschreiben zu können, erfolgt zunächst eine Einführung in die Theorie des Cosserat-Balkens.

Abschlieÿend wird ein Überblick zu verfügbaren Simulationsumgebungen gegeben.

5.1.1 Einführung in die Theorie des Cosserat-Balkens

Da es sich beim Cosserat-Balken um einen etablierten Modellierungsansatz handelt, ist die fol-

gende Herleitung auf die wesentlichen Zusammenhänge beschränkt, die zum Verständnis des

restlichen Kapitels notwendig sind. Für eine detaillierte Herleitung sind Antman [Ant06] und

Cao und Tucker [CT08] zu empfehlen.

Der Balken wird beschrieben durch eine Kurve im Raum

r(s) = x(s)e1 + y(s)e2 + (s+ z(s))e3, (32)

die seine Mittelachse repräsentiert, wobei s die Bogenlänge ist.

Wie in Abbildung 23 dargestellt, wird das globale Koordinatensystem {e1, e2, e3} durch ein

lokales Koordinatensystem {d1,d2,d3}, sogenannte Direktoren, ergänzt. Dabei sind d1 und d2

die Hauptträgheitsachsen des Balkens und

d3(s) = d1(s)× d2(s). (33)

Ein beliebiger Vektor c des globalen Koordinatensystem (.)e kann durch drei hintereinander

ausgeführte Rotationen, zusammengefasst inD, in das lokale Direktorensystem (.)d transformiert

werden:

cd = Dϕ,θ,ψ(s)c
e, (34)

D(s) = Dϕ(s)Dθ(s)Dψ(s),

Dψ(s) =

cos(ψ(s)) 0 − sin(ψ(s))

0 1 0

sin(ψ(s)) 0 cos(ψ(s))

 ,

Dθ(s) =

1 0 0

0 cos(θ(s)) sin(θ(s))

0 − sin(θ(s)) cos(θ(s))

 ,

Dϕ(s) =

 cos(ϕ(s)) sin(ϕ(s)) 0

− sin(ϕ(s)) cos(ϕ(s)) 0

0 0 1

 .
Die statische Verformung des Balkens ergibt sich aus dem Kräfte- und Momentengleichgewicht

n′(s) + f(s) = 0, (35)

m′(s) + r′(s)× n(s) + l(s) = 0, (36)

wobei f (Kraft) und l (Moment) äuÿere Linienlasten sind, n die inneren Scherkräfte (n1/2) und

die Zugkraft (n3), ebenso wiem die inneren Biegemomente (m1/2) und das Torsionsmoment (m3)
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Abbildung 23: Cosserat-Balken [LP23]: Koordinatensysteme und Drehwinkel nach [CT08]

repräsentieren. Das hochgestellte (.)′ kennzeichnet die Ableitung einer Gröÿe nach der Bogen-

länge s. Zur Berechnung des dynamischen Verhaltens des Balkens müsste seine Trägheit in Form

von Beschleunigungskräften im Kräfte- und Momentengleichgewicht berücksichtigt werden.

Die Verformung des Balkens, die zur Berechnung der inneren Kräfte n und Momente m be-

nötigt wird, wird durch v (Scherung v1/2, axiale Dehnung v3) und u (Biegung u1/2, Torsion u3)

beschrieben, mit

v(s) = r′(s), (37)

d′(s) = u(s)× d(s). (38)

Die inneren Kräfte ergeben sich aus

n = K(v − v0), (39)

m = J(u− u0). (40)

Das tiefgestellte (.)0 kennzeichnet die Ausgangsposition des Balkens. Für einen geraden Balken,

der in e3-Richtung zeigt, ist v0 = (0, 0, 1)T und u0 = 0. Unter der Annahme linearer Material-

gesetze, was nicht zwangsläu�g der Fall sein muss, ist

K = Kij(di ⊗ dj) (41)

Kij =

S 0 0

0 S 0

0 0 E

 ,
mit der Scherstei�gkeit S und der Dehnstei�gkeit E, und analog

J = Jij(di ⊗ dj) (42)

Jij =

B 0 0

0 B 0

0 0 T

 ,
mit der Biegestei�gkeit B und der Torsionsstei�gkeit T . Für bessere Lesbarkeit und in Hinblick

auf die experimentelle Parameteridenti�kation sind alle Materialparameter kombinierte Gröÿen,

die sowohl Materialstei�gkeit als auch geometrische Aspekte vereinen, beispielsweise im Fall der

Biegestei�gkeit B, die den Elastizitätsmodul und das Flächenträgheitsmoment beinhaltet.
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5.1.2 Beispiele für Modellierungsansätze

Für die Simulation von Soft Robots mittels Cosserat-Balken müssen die Parameter Scherstei�g-

keit S, Dehnstei�gkeit E, Biegestei�gkeit B und Torsionsstei�gkeit T bekannt sein. Zusätzlich ist

es notwendig, das Aktuierungsprinzip des zu simulierenden Roboters oder Aktuators im Modell

zu berücksichtigen. Die im Folgenden vorgestellten Ansätze beschränken sich auf pneumatische,

mehrkammerige Biegeaktuatoren.

Uppalapati et al. [USK18] simulieren einen Aktuator, der aus drei FREE, einer Abwandlung

des PAM, in paralleler Anordnung besteht. Anders als im Modell einzelner Kammern (Unter-

kapitel 4.2), wird die Aktuierung durch Druck nicht als Kraft bzw. Moment berücksichtigt.

Stattdessen werden eine ursprüngliche Krümmung u0(p), eine Biegestei�gkeit B(p) und eine

Torsionsstei�gkeit T (p) in Abhängigkeit des Drucks experimentell bestimmt. Da weder Scherung

noch axiale Dehnung berücksichtigt werden, müssen die entsprechenden Parameter S und E

nicht bestimmt werden.

Der Vorteil dieses Ansatzes liegt in der verringerten Komplexität, indem der Druck p in eine

druckabhängige ursprüngliche Krümmung und druckabhängige Stei�gkeiten überführt wird, statt

als Kraft berücksichtigt zu werden. Gleichzeitig ergeben sich daraus zwei elementare Nachteile.

Zum einen handelt es sich bei der Wirkung des Drucks und der Stei�gkeit des Aktuators um

zwei unterschiedliche physikalische Phänomene, die kombiniert werden und somit nicht mehr

unabhängig voneinander betrachtet und auf ihre Auswirkungen untersucht werden können. Zum

anderen reduziert sich bei der Parameteridenti�kation die Anzahl der Messpunkte pro Parameter,

da für jede Position ein �eigener� Parameter gilt. Folglich sinkt entweder die Genauigkeit der

Parameteridenti�kation oder es müssen mehr Messungen durchgeführt werden.

Gilbert und Godage [GG19] verwenden ein Modell, das auf den ersten Blick sehr ähnlich er-

scheint, zur Simulation eines Aktuators, der aus drei PAM in paralleler Anordnung besteht. Auch

dieses Modell nimmt eine ursprüngliche Verformung v0(p) und u0(p) an. Allerdings wird diese

Verformung nicht experimentell ermittelt. Vielmehr wird die durch den Druck erzeugte axiale

Kraft durch Experimente mit einem einzelnen PAM ermittelt. Das erzeugte Moment ergibt sich

aus dem Abstand der PAM s zur Mittelachse des Aktuators. Aus Kraft und Moment lässt sich

über die Stei�gkeitstensoren K und J die ursprüngliche Verformung v0(p) und u0(p) ermitteln.

Die Stei�gkeit des Aktuators ergibt sich durch Anpassen (�Fitting�) der Parameter.

Wie auch bei Uppalapati et al. [USK18], besteht der Vorteil dieses Ansatzes in der verringerten

Komplexität durch Berücksichtigung des Drucks als eine ursprüngliche Verformung, zumal diese

Verformung physikalisch begründet ist. Solange lineare Materialmodelle zur Anwendung kommen,

ist dieses Vorgehen mathematisch identisch mit den beiden folgenden Ansätzen, da äuÿere Kräfte

und die durch den Druck induzierte Verformung, welche wiederum aus Kräften resultiert, nach

dem Superpositionsprinzip addiert werden können. Im Falle eines nicht-linearen Materialmodells

entstünde daraus ein Fehler.
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Trivedi et al. [TLR07] ermitteln für den Oct-Arm V, wie im Stand der Forschung zu einzelnen

Kammern (Unterkapitel 4.1) beschrieben, zunächst die Dehnung λk(p) der einzelnen Kammern k

über das Primzip der virtuellen Arbeit. Unter Annahme einer Dehnstei�gkeit E, die auch später

im Balkenmodell Anwendung �ndet, kann für jede Kammer k eine durch Druck induzierte externe

Kraft

Fk = E · (λk(p)− 1) (43)

berechnet werden, die die durch die radiale Verstärkung der Kammer verursachte nicht-Linearität

enthält. Die durch den inneren Druck induzierte Kraft und das sich durch die Anordnung der

Kammern ergebende Moment wirken auf der kompletten Länge der jeweiligen Kammer. Dies

wird durch sich gegenseitig aufhebende Sprungbedingungen der beiden Gröÿen an den Enden der

Kammer erreicht. Zusätzlich werden die externen Kräfte Fk der Kammern im Kräftegleichgewicht

(Gleichung 35) berücksichtigt, woraus sich die angepasste Form

(n− F)′ (s) + f(s) = 0 (44)

ergibt. Der Vorteil dieses Ansatzes ist die Trennung zwischen dem Modell der einzelnen Kammern

und dem des Aktuators im Gesamten, wobei trotzdem die nicht-Linearität durch die Verstärkung

erhalten bleibt. Allerdings erfolgt, wie bereits in Unterkapitel 4.1 beschrieben, die Berechnung

der externen Kräfte Fk nicht nach dem Prinzip der virtuellen Arbeit, was inkonsistent ist. Zudem

müsste auch im Momentengleichgewicht die Wirkung des Drucks berücksichtigt werden, wie beim

nächsten vorgestellten Ansatz.

Till et al. und Bartholdt et al. [TAR19; Bar+21] nutzen einen Ansatz, der grundsätzlich mit

dem von Trivedi et al. [TLR07] übereinstimmt, für die Simulation von Aktuatoren, bei denen die

Kammern in einen Körper aus Silikon eingelassen sind. Zusätzlich zu den Sprungbedingungen

und dem modi�zierten Kräftegleichgewicht (Gleichung 44) wird korrekterweise die Druckbeauf-

schlagung auch im Momentengleichgewicht (Gleichung 36) durch F und M berücksichtigt

m′(s) + r′(s)× n(s) +M′(s) + r′(s)× F(s) + l(s) = 0. (45)

Statt die axiale Kraft der Kammern experimentell (Gilbert und Godage [GG19]) oder durch

ein Modell der Kammern (Trivedi et al. [TLR07]) zu bestimmen, wird der Druck über die in-

neren Stirn�ächen der Kammern in eine Kraft umgerechnet. Dieses Vorgehen nutzen auch Sa-

dati et al. [Sad+17a], während dort sonst der Ansatz von Trivedi et al. [TLR07] gewählt wird.

Wie das Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2) zeigt, ist diese Annahme nicht korrekt,

da (zumindest theoretisch) der Auÿenradius ausschlaggebend für die Wirkung des Drucks ist.

Bartholdt et al. [Bar+21] identi�zieren die Parameter des Balkens über einen Datensatz mit

9261 Positionen, aus denen ein Neuronales Netzwerk angelernt wird. Till et al. [TAR19] machen

keine Angaben, wie die Parameter des Balkens bestimmt werden.

Eugster et al. [Eug+22] umgehen das explizite Kräfte- und Momentengleichgewicht (Gleichun-

gen 35 und 36) durch einen energetischen Ansatz, der direkt in FE überführt und gelöst wird.
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Die Autoren zeigen jedoch die Äquivalenz ihres Ansatzes zu Till et al. [TAR19] und Bar-

tholdt et al. [Bar+21]. Durch den energetischen Ansatz kann ein nicht-lineares Materialverhalten

angewandt werden. Grundsätzlich ist das Modell von Eugster et al. so konzipiert, dass für die

Stei�gkeiten Korrekturfaktoren zu Materialparametern aus Datenblättern sowie ein Parameter

für die nicht-Linearität des Materialmodells experimentell identi�ziert werden müssen. Zusätzlich

werden noch Korrekturwerte für die Position der Kammern relativ zur Mittelachse berücksichtigt

und ein Korrekturfaktor, der die radiale Dehnung der Kammer mit zunehmendem Druck berück-

sichtigt. Versuche mit steigender Anzahl berücksichtigter Parameter zeigen, dass vor allem das

nicht-lineare Materialverhalten und der Korrekturfaktor für den Innenradius der Kammer einen

signi�kanten Ein�uss haben.

Der Vorteil dieses Ansatz liegt in der konsistenten Berücksichtigung eines nicht-linearen Ma-

terialmodells, das auch Scherung und Torsion umfasst. Zudem ist der Korrekturfaktor für den

Innenradius der Kammer nicht statisch, sondern der Radius steigt linear mit dem Druck im

Inneren der Kammern. Nichtsdestoweniger stellt dieser Korrekturfaktor bloÿ eine Annäherung

dar, die in ihrer Komplexität geringer ist als das Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2).

Zudem ist das Modell wenig anschaulich, da das Materialverhalten nicht explizit in Stei�gkeiten,

beispielsweise der Dehnstei�gkeit, angegeben wird, sondern sich erst aus der Energie im Material

während der Verformung ergibt.

5.1.3 Simulationsumgebungen

Auch wenn die Autoren der Beipiele aus dem vorhergehenden Abschnitt 5.1.2 ausnahmslos eige-

ne Implementierungen verwenden, gibt es eine wachsende Zahl an Simulationsumgebungen für

Cosserat-Balken. Armanini et al. [Arm+21] zählen neben kommerzieller FE-Software auch die

frei verfügbaren Projekte SOFA [SOF], PyElastica[PyE] und SoRoSym [SoR] auf.

SOFA [SOF] ist eine Simulationsumgebung mit Schwerpunkt auf medizinischen Simulationen.

Da die Stei�gkeit der Materialien in der Soft Robotik ähnlich der des Gewebes von Lebewesen

ist [RT15], bietet sich die Anwendung in der Soft Robotik ebenfalls an. Neben den häu�g ange-

wandten, dreidimensionalen FE-Simulationen ist ein Plug-in für den Cosserat-Balken verfügbar.

Der Vorteil von SOFA liegt in der breiten Anwendbarkeit und der groÿen Community. Si-

mulationen werden per Python-Skript aufgebaut, sodass einfache Kompatibilität zu anderen

Programmen besteht. Der Nachteil von SOFA ist die verhältnismäÿig schlechte Dokumentati-

on, die gröÿtenteils aus Beispielskripten mit Kommentaren besteht und deren Qualität je nach

verwendetem Plug-in schwankt.

PyElastica [PyE] ist eine Simulationsumgebung mit Schwerpunkt auf ausschlieÿlich schlanken

Strukturen, die sich durch das Zusammenfügen mehrerer Cosserat-Balken approximieren lassen.

Wie durch den Namen bereits angedeutet, basiert die Implementierung auf Python.

Der Vorteil von PyElastica ist, wie auch bei SOFA, die einfache Kompatibilität zu anderen

Programmen durch Python und die spezielle Fokussierung auf den Cosserat-Balken. Nachteilig
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ist der bisher geringe Funktionsumfang.

SoRoSim [SoR] ist eine Toolbox fürMatlab mit Schwerpunkt auf der Simulation von Soft Robots.

Diese können durch Zusammenfügen von weichen Strukturen (Cosserat-Balken) und Festkörpern

erstellt werden. Die Evaluation dieser Toolbox ist am Lehrstuhl CPE noch nicht weit genug voran

geschritten, um Vor- und Nachteile benennen zu können.

5.2 Modell eines mehrkammerigen Biegeaktuators

Wie auch das Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2), zielt die Herleitung des hier vorge-

stellten Modells für einen mehrkammerigen Biegeaktuator auf möglichst einfache Gleichungen ab.

Ein Vorteil, der sich daraus ergibt, ist eine gute Analysierbarkeit, sodass beispielsweise Abschät-

zungen zur Auswirkung von Änderungen des Designs eines Aktuators getro�en werden können.

Ein zweiter Vorteil ist eine verringerte Anzahl Parameter, die zur Simulation eines Aktuators

identi�ziert werden müssen. Im Fall des in Unterkapitel 2.3 vorgestellten Aktuators reichen axiale

Tests für die Parameteridenti�kation und Modellierung des dreidimensionalen Verhaltens.

Aus dem Stand der Forschung zu mehrkammerigen Biegeaktuatoren (Unterkapitel 5.1) ergibt

sich die Notwendigkeit, die Scherstei�gkeit S, Dehnstei�gkeit E, Biegestei�gkeit B und Torsions-

stei�gkeit T zu kennen, um einen Aktuator mittels Cosserat-Balken simulieren zu können. Wie

häu�g in der Literatur, werden im Folgenden die Scherstei�gkeit S und die Torsionsstei�gkeit

T aufgrund ihrer geringeren Relevanz vernachlässigt. Nach Kenntnis des Autors verzichten nur

die Modelle von Bartholdt et al. [Bar+21] und Eugster at al. [Eug+22] auf diese Vereinfachung.

Wie bereits erläutert, handelt es sich bei der Dehnstei�gkeit E und der Biegestei�gkeit B um

kombinierte Gröÿen mit den ensprechenden Einheiten [E] = N und [B] = Nm2.

5.2.1 Grundlegende Annahmen

Eine grundlegende Annahme des hier vorgestellten Ansatzes ist, dass sich die Grund�äche des

mehrkammerigen Biegeaktuators mit der ursprünglichen Länge L in Bereiche aufteilen lässt,

deren Dehnstei�gkeit, axiale Kraft in Abhängigkeit der Druckbeaufschlagung und Dimensionen

bekannt sind, wie in Abbildung 24 abgebildet. Der Aktuator in Abbildung 24 verfügt für eine

möglichst allgemeine Herleitung über Kammern, die in Silikon eingebettet sind, auch wenn für

den Aktuator aus Unterkapitel 2.3 separierte Kammern ausreichend wären. Für den betrachteten

Aktuator ergeben sich sieben Bereiche: ein mittlerer Bereich, einer für jede Kammer und einer

je zwischen zwei benachbarten Kammern. Allgemeiner gefasst ergeben sich 2j + 1 Bereiche für

einen Aktuator mit j Kammern.

Jeder Bereich k verfügt über die Dehnstei�gkeit

Ek =
{
EI , EII , EI , ..., EI , EII , EIII

}
, (46)

die für Bereiche mit gleichem Querschnitt identisch ist. Externe Kräfte Fk können in axialer

Richtung in jeder Kammer wirken. Wie auch beim Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2)
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a) b)

Abbildung 24: Aufteilung mehrkammeriger Biegeaktuatoren [LP23]: a) Querschnitt eines Ak-

tuators mit drei in Silikon eingelassenen Kammern und b) Aufteilung in sieben

Bereiche mit bekannten Eigenschaften

und bei Trivedi et al. [TLR07] sollen diese Kräfte Druckbeaufschlagung repräsentieren, könnten

aber auch anderweitige Kräfte repräsentieren. Im Falle von Druckbeaufschlagung sind die exter-

nen Kräfte für Bereiche ohne Kammer null. Jedem Bereich wird ein �Phasenwinkel� φk sowie

der Radius ak eines gedachten Kreises um die Mittelachse des Aktuators, auf dem die Kammern

angeordnet sind, zugeordnet

φk =

{
0,
π

j
,
2π

j
,
3π

j
, ...,

(
π − π

j

)
, 0

}
, (47)

ak =
{
aI , aII , aI , ..., aI , aII , 0

}
. (48)

Bei allen Vektoren bezieht sich das letzte Element auf den mittleren Bereich (k = 7 in Abbil-

dung 24).

Im Folgenden wird ein Aktuator angenommen, auf den, abgesehen von den durch Druck in-

duzierten Kräften, keine weiteren externen Kräfte wirken, und der sich mit einer konstanten

Krümmung κ biegt. Diese Annahme ist valide, da Constant Curvature-Modelle, die genau auf

dieser Annahme beruhen, erst durch externe Kräfte ungenau werden [WJ10]. Im Gegensatz zu

diesen Modellen, ist hier die Annahme jedoch nur während der Herleitung der Balkenparameter

von Bedeutung, und nicht mehr, wenn sie im Cosserat-Balken angewandt werden.

Die zweite grundlegende Annahme ist eine Vernachlässigbarkeit der Biegestei�gkeit der einzel-

nen Bereiche gegenüber ihrer Dehnstei�gkeit. Durch Erweiterung desModells einzelner Kammern

(Unterkapitel 4.2) um Biegung lässt sich anhand der beiden Anteile von Dehnung und Biegung an

der Dehnungsenergie abschätzen, dass durch diese Vereinfachung ein vernachlässigbarer Fehler

entsteht.
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5.2.2 Dehnstei�gkeit

Aufgrund der konstanten Krümmung κ kann die gedehnte Länge der einzelnen Bereiche lk als

Funktion der gedehnten Länge des gesamten Aktuators bzw. seiner Mittelachse l und der Rich-

tung der Biegung β (Abbildung 24b) bestimmt werden

lk = (1 + cos(β − φk)akκ) · l. (49)

Die Dehnstei�gkeit Ek und das Dehnungsverhältnis der Kammern lk
L verursachen eine interne

axiale Kraft im Material

Fm,k =

(
lk
L

− 1

)
· Ek. (50)

Ohne weitere externe Kräfte, abgesehen von Druckbeaufschlagung, muss an jeder Stelle der

Mittellinie des Aktuators ein Gleichgewicht der axialen Kräfte vorherrschen

2j+1∑
k=1

Fk − Fm,k = 0. (51)

Einsetzen der Gleichungen 49 und 50 in 51 ergibt

2j+1∑
k=1

Fk −
(
(1 + cos(β − φk)akκ) · l

L
− 1

)
· Ek = 0. (52)

Die gleichmäÿige Anordnung der Bereiche in einem Kreis führt zu

2j∑
k=1

Ek cos(β − φk) = 0,wenn j ≥ 3. (53)

Die Einschränkung auf drei oder mehr Kammern ist vernachlässigbar, da mindestens drei Kam-

mern für Bewegungen in jede Raumrichtung benötigt werden. Einsetzen von Gleichung 53 und

a2j+1 = 0 (Gleichung 48) vereinfacht Gleichung 52 zu

l =

(∑2j+1
k=1 Fk∑2j+1
k=1 Ek

+ 1

)
· L. (54)

Für den Cosserat-Balken wird die Dehnstei�gkeit E des gesamten Aktuators benötigt. Diese Grö-

ÿe setzt die axiale Kraft F in Relation zur axialen Dehnung des Aktuators
(
l
L − 1

)
. Gleichung 54

impliziert

F =

2j+1∑
k=1

Fk, (55)

E =

2j+1∑
k=1

Ek
(46)
= j ·

(
EI + EII

)
+ EIII . (56)

Wie zu erwarten ist die Dehnstei�gkeit E des Aktuators gleich der Summe der Dehnstei�gkei-

ten der einzelnen Bereiche Ek. Insbesondere ist sie unabhängig von der Biegerichtung β gemäÿ

Gleichung 53.
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5.2.3 Biegestei�gkeit

Analog zum Kräftegleichgewicht (Gleichung 51) lässt sich das Momentengleichgewicht

2j+1∑
k=1

(Fk − Fm,k) · cos(β − φk) · ak = 0 (57)

bilden. Durch Einsetzen der Gleichungen 49, 50 und 53 ergibt sich die Krümmung

κ =

∑2j+1
k=1 Fk · cos(β − φk)ak∑2j+1

k=1 Ek · cos2(β − φk)a
2
k
l
L

. (58)

Die Biegestei�gkeit B setzt das wirkende MomentM in Relation zur Krümmung κ. Das Moment

in Gleichung 58 beträgt

M =

2j+1∑
k=1

Fk · cos(β − φk)ak. (59)

Folglich ist die Biegestei�gkeit

B =
M

κ
=

2j+1∑
k=1

Ek · cos2(β − φk) · a2k ·
l

L
. (60)

Eine Vereinfachung lässt sich erneut durch a2j+1 = 0 (Gleichung 48) und durch die regelmäÿige

Anordnung der Bereiche in einem Kreis mit

2j∑
k=1

cos2(β − φk) · (k mod 2) =

2j∑
k=1

cos2(β − φk) · (k + 1 mod 2) =
j

2
,wenn j ≥ 3, (61)

erreichen, wobei der Modulo-Operator zur Unterscheidung der Bereiche mit und ohne Kammer

dient. Folglich beträgt die Biegestei�gkeit

B =
j

2
·
(
EI(aI)2 + EII(aII)2

)
· l
L
. (62)

Analog zur Dehnstei�gkeit E berücksichtigt die Biegestei�gkeit B die Anzahl der Kammern j

und ihre Anordnung durch die Radien aI und aII . Der mittlere Bereich (Dehnstei�gkeit EIII) hat

keinen Ein�uss auf die Biegestei�gkeit, da seine Länge unabhängig von der Biegung ist und seine

individuelle Biegestei�gkeit aufgrund der Annahmen vernachlässigt wird. Vielmehr resultiert die

Biegestei�gkeit aus einer Längendi�erenz der einzelnen Bereich des Aktuators. Je mehr sich

der Aktuator durch Druckbeaufschlagung oder andere externe Kräfte dehnt, desto gröÿer muss

die Längendi�erenz der Bereiche werden, um eine bestimmte Krümmung beizubehalten. Mit der

Längendi�erenz muss auch das Biegemoment steigen. Folglich erhöht sich die Biegestei�gkeit mit

einem gröÿeren Dehnungsverhältnis l
L des Aktuators. Obwohl der Aktuator in diskrete Bereiche

aufgeteilt ist, ist die Biegestei�gkeit unabhängig vom Biegewinkel β durch die Vereinfachung in

Gleichung 61.
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5.3 Validierung durch dreidimensionale Messungen

Die Besonderheit des in Unterkapitel 5.2 hergeleiteten Modells ist der intuitive Zusammenhang

zwischen der Dehnstei�gkeit E und der Biegestei�gkeit B. Dies hat besondere Vorteile, wenn der

zu simulierende Aktuator, so wie der in Unterkapitel 2.3 beschriebene Aktuator, eine einfache

Struktur hat. Axiale Tests reichen dann aus, um die Balkenparameter, die für dreidimensionale

Simulationen benötigt werden, zu identi�zieren. Eine Beschränkung auf axiale Tests ist von be-

sonderem Interesse für Anwender*innen mit limitierten Messmöglichkeiten, die einen Prototypen

simulieren möchten.

Die Validierung erfolgt anhand von zwei Prototypen, die aus zwei in Serie geschalteten Mo-

dulen bestehen (Abbildung 8b). Zwei Module in Serie werden benutzt, um den Hebelarm, mit

dem äuÿere Lasten auf den Aktuator wirken, zu vergröÿern. Um dem Fall von limitierten Mess-

möglichkeiten zu entsprechen, ist das Vorgehen zur experimentellen Parameteridenti�kation in

diesem Unterkapitel so einfach wie möglich gewählt.

5.3.1 Setup der Validierung

Die eigentliche Validierung des Modells besteht darin, Simulationsergebnisse mit Experimenten

abzugleichen, die mit den Prototypen durchgeführt wurden. Neben diesen Experimenten müssen

zunächst die Balkenparameter der Prototypen identi�ziert und das Modell des Cosserat-Balkens

implementiert werden.

Parameteridenti�kation: Ein Vergleich der beiden Prototypen (Abbildung 8b, Unterkapitel 2.3)

mit dem Schema eines allgemeinen Aktuators in Abbildung 24 zeigt, dass EII = EIII = 0, da die

Prototypen aus einzelnen Kammern bestehen, die durch steife Verbindungselemente miteinander

verbunden sind. In diesem Fall vereinfachen sich Gleichung 56 und 62 zu

E = 3 · EI , (63)

B =
3

2
· EI(aI)2 · l

L
. (64)

Folglich hängt die Biegestei�gkeit der Prototypen ausschlieÿlich von ihrer Dehnstei�gkeit und

dem Radius, auf dem die Kammern um die Mittelachse angeordnet sind, der in diesem Fall

aI = 20√
3
mm beträgt, ab. Unabhängig vom Design des Aktuators ist die Biegestei�gkeit stets

eine Funktion des Dehnungsverhältnisses l
L .

Zur Validierung des Modells wird die Dehnstei�gkeit E durch axiale Tests mit realen Aktuato-

ren ermittelt. Alternativ könnte auch das Modell einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2) oder ein

anderes Modell aus der Literatur verwendet werden, wie in Unterkapitel 5.4 genauer erläutert

wird. Wäre der Aktuator komplexer aufgebaut, so wie in Abbildung 24, wäre die Parameteriden-

ti�kation umfassender. Nach den axialen Tests für die Dehnstei�gkeit E müsste der Aktuator in

einer (oder mehreren) gekrümmten Stellungen analysiert werden, um
(
EI(aI)2 + EII(aII)2

)
aus

Gleichung 62 als kombinierte Gröÿe und damit auch die Biegestei�gkeit B zu bestimmen.

Da die aus zwei in Serie geschalteten Modulen bestehenden Prototypen bei Druckversuchen

eher zu Knicken neigen, wird die Parameteridenti�kation von E mit zwei einzelnen Modulen
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gemäÿ Abbildung 8a durchgeführt. Abgesehen von der Emp�ndlichkeit gegenüber Knicken, ist

das axiale Verhalten unabhängig von der Anzahl der Module in Serie, sodass die ermittelte

Dehnstei�gkeit auch für die zur Validierung benutzten Prototypen aus zwei Modulen gültig ist.

Alle Aktuatoren bestehen aus dem selben Silikon und sind exakt nach dem gleichen Ablauf

hergestellt (Zeit in der Vakuumkammer, Temperatur während des Aushärtens).

Um den Zusammenhang zwischen Druckbeaufschlagung und Kraft zu ermitteln, wurden ent-

sprechend Abbildung 25a axiale Kraftmessungen (Messbereich ±50N, Abschnitt 3.2.4) durchge-

führt, bei denen die Aktuatoren auf ihrer ursprünglichen Länge gehalten wurden. Die Kammern

der Aktuatoren wurden über das Motion Terminal VTEM (Abschnitt 3.2.1) stets alle mit dem

gleichen Druck beaufschlagt. Eine Messung besteht aus zehn Zyklen. In jedem Zyklus werden fünf

Druckstufen (24 kPa Abstufung) mit jeweils 4 s Haltezeit von 0 kPa bis 96 kPa und zurück auf

0 kPa durchlaufen, wie anhand des Kraftsignals in Abbildung 25b zu erkennen. Der Mittelwert

der letzten Sekunde Haltezeit wird als gemessener Wert der jeweiligen Druckstufe de�niert, um

instationäre Zustände nicht zu berücksichtigen. Der resultierende Messwert für jede Druckstufe

ist der Mittelwert der gemessenen Werte aller zehn durchlaufenen Zyklen. Bei beiden getesteten

Aktuatoren sind Druck und Kraft ungefähr proportional zueinander. Die maximale Kraft bei

96 kPa beträgt 33N.

Zusätzlich zu Messungen der axialen Kraft wurde die Länge der Aktuatoren bei identischen

Druckstufen mittels einer Schieblehre gemessen. Diese Methode wurde gewählt, um limitierte

Messmöglichkeiten nachzuemp�nden. Die Ergebnisse wurden jedoch am Prüfstand für dreidi-

mensionale Verformungsmessungen in Hannover (Unterkapitel 3.3) veri�ziert. Beide getestete

Aktuatoren dehnen sich ungefähr um 20% bei 96 kPa, wobei die Kurve einen progressiven Ver-

lauf zeigt. Die steifen Komponenten der Aktuatoren sind bei der Berechnung der Dehnung nicht

berücksichtigt.

Die Dehnstei�gkeit E der Aktuatoren ist das Verhältnis von Kraft zu Dehnung. Durch den

progressiven Verlauf der Dehnung ist die Dehnstei�gkeit E nicht konstant, wobei E bei höheren

Kräften geringer ist. Um den typischen Annahmen des Cosserat-Balken zu entsprechen, wird der

Mittelwert der ermittelten Kurve E ≈ 200N angenommen.

Dreidimensionale Messungen: Während die Parameteridenti�kation so einfach wie möglich ge-

halten wurde, wurde für die Validierung des Modells der Prüfstand für dreidimensionale Ver-

formungsmessungen in Hannover (Unterkapitel 3.3) verwendet. Wie auch bei der Parameter-

identi�kation wurden Messungen an zwei identischen Prototypen durchgeführt. Die Prototypen,

bestehend aus jeweils zwei Modulen in Serie, wurden entsprechend Abbildung 26 in vertikaler

Position, jeweils ohne und mit einer Last von 1N am freien Ende, �xiert. Die z-Achse des Ko-

ordinatensystems des optischen Tracking-Systems wurde entlang der Mittelachse des Aktuators

kalibriert, sodass die Position des freien Endes ohne Last in ursprünglicher Position (0, 0, L) ist,

mit L der Länge des Aktuators.

Ähnlich zu den axialen Kraftmessungen wurde der Druck in den Kammern in fünf Druck-

stufen (23, 75 kPa) mit jeweils 3 s Haltezeit von 0 kPa bis 95 kPa variiert und der Mittelwert
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a) b)

Abbildung 25: Parameteridenti�kation [LP23]: a) Aufbau des Prüfstands und b) ein einzelner

Zyklus der dazugehörigen Messung mit Kraftsignal (blau) und dem Mittelwert

der letzten Sekunde Haltezeit (rot)

Abbildung 26: Dreidimensionale Messungen [LP23]: Aktuator mit Markern und an einem Ende

aufgebrachter Last in leicht gebogener Position

der letzten Sekunde Haltezeit jeder Druckstufe als Messwert verwendet. Bei Berücksichtigung

sämtlicher Kombinationen von Druckbeaufschlagung in den Kammern, ergeben sich insgesamt

125 Datenpunkte pro Messung. Die Positionen sind zufällig permutiert, um möglicherweise auf-

tretende E�ekte durch langanhaltende Druckbeaufschlagung zu verhindern. Die Datenpunkte

werden für die Validierung verwendet.

Impementierung: Auch wenn die im Stand der Forschung (Unterkapitel 5.1) vorgestellten Simu-

lationsumgebungen Vorteile bieten, wurde für die Validierung eine eigene Implementierung des

Cosserat-Balkens gewählt, die sich an Till et al. [TAR19] und Bartholdt et al. [Bar+21] orientiert.

Folgende Aspekte sprechen in diesem Fall für die Verwendung einer eigenen Implementierung:

� Eine statische Simulation ist ausreichend, wohingegen die Simulationsumgebungen für dy-

namische Simulationen gedacht sind.
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� Durch die eigene Implementierung sind sämtliche Details der Implementierung bekannt und

besondere Eigenschaften, wie die dehnungsabhängige Biegestei�gkeit, können sehr einfach

umgesetzt werden.

Die für Druckbeaufschlagung adaptierten Di�erentialgleichungen des Cosserat-Balkens (Glei-

chung 44 und Gleichung 45) werden in ein System von Di�erentialgleichungen umgewandelt und

als Randwertproblem mittels bvp4c-Solver in Matlab R2021a gelöst.

Da die Prototypen aus Komponenten unterschiedlichen Gewichts bestehen, ist der implemen-

tierte Cosserat-Balken entsprechend Tabelle 8 in sechs Regionen aufgeteilt. Das Gewicht der

Prototypen wird, aufgeteilt auf die sechs Regionen, als in z-Richtung wirkende Linienlast be-

rücksichtigt. Einige der Komponenten der Prototypen überlappen sich. Beispielsweise werden

die Kammern ein kleines Stück in die End- bzw. Verbindungskappen eingeführt. Diese überlap-

penden Komponenten sind jeweils so auf die betre�enden Regionen aufgeteilt, dass:

� der dehnbare Anteil der Kammern korrekt abgebildet ist, da diese Gröÿe essentiell für die

Simulationen ist,

� die Gewichtsverteilung von zwei überlappenden, in einer Region kombinierten Komponen-

ten ungefähr gleichmäÿig ist und

� die Summe der Längen der Regionen gleich zur Länge der Prototypen ist.

Gemäÿ Gleichung 62 hängt die Biegestei�gkeit vom axialen Dehnugsverhältnis l
L des Aktuators

ab, das im Cosserat-Balken durch v3 repräsentiert wird und daher eine bekannte Gröÿe ist.

Für die steifen Komponenten des Aktuators wird eine unendliche Dehn- und Biegestei�gkeit

angenommen, zudem eine unendliche Scher- und Torsionsstei�gkeit für alle Komponenten.

Tabelle 8: Implementierung des Cosserat-Balkens [LP23]: Gewicht und Länge der Regionen, in

die die beiden Prototypen in der Simulation aufgeteilt sind, vom eingespannten zum

freien Ende

Reg. Komponenten Gewicht in kg Länge in m Anmerkungen

1 Endkappe 1 3, 97 · 10−3 3, 5 · 10−3

2 Kammern + Ringe 25 · 10−3 44, 95 · 10−3

44, 8 · 10−3

Prototyp 1

Prototyp 2

3 Verbindungskappe 8, 26 · 10−3 9 · 10−3

4 Kammern + Ringe 25 · 10−3 44, 95 · 10−3

44, 8 · 10−3

Prototyp 1

Prototyp 2

5 Endkappe 2 + Adapterplatte Marker 13, 97 · 10−3 7, 5 · 10−3

6
Marker ohne Last

Marker + Last

11, 4 · 10−3

113, 8 · 10−3

17, 2 · 10−3

34, 9 · 10−3

keine Last

mit Last

Für jede Position der dreidimensionalen Messungen sind die Drücke in den Kammern be-

kannt. Aus diesen wird anhand des in der Parameteridenti�kation berechneten Zusammenhangs
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zwischen Druck und Kraft die von den Kammern ausgeübte axiale Kraft berechnet. Die resultie-

rende axiale Kraft, im Cosserat-Balken durch F = (0, 0, F ) repräsentiert, ist gleich der Summe

der axialen Kräfte der Kammern. Die Momente der Kammern, durch M = (M1,M2, 0) reprä-

sentiert, ergeben sich aus ihrer axialen Kraft und ihrem Abstand zur Mittelachse des Aktuators

in x-Richtung bzw. y-Richtung. Die im Kontext von Gleichung 44 und Gleichung 45 erklärten,

sich gegenseitig aufhebenden Sprungbedingungen für beide Gröÿen, die neben den zusätzlichen

Kräften im Gleichungssystem berücksichtigt werden müssen, greifen jeweils an den Enden der

Kammern an, was den Regionen 2 und 4 in Tabelle 8 entspricht.

Der absolute Fehler der Simulationen ist die euklidische Distanz zwischen der Position der

Spitze des Prototyps im Experiment und in der Simulation. Der relative Fehler wird mit zwei

verschiedenen Referenzlängen berechnet. Eine Referenzlänge ist die Länge des Prototyps, wie

in der Literatur sonst üblich [TLR07; GG19; USK18; Sad+18; Bar+21], und die andere die

Auslenkung der Spitze im Experiment [UK20]. Zweitere ist eine an den Grad der Verformung

angepasste Referenzlänge und führt zu höheren Fehlern, da die Auslenkung üblicherweise kleiner

ist als die Länge des Prototyps.

5.3.2 Position der Spitze des Aktuators

Das Ergebnis jeder dreidimensionalen Messung ist ein Datensatz mit 125 Positionen der Spitze

eines Prototyps und seiner Orientierung. Die beiden Prototypen wurden jeweils einmal ohne und

einmal mit einer Last von 1N an der Spitze getestet. Der Hauptaspekt der Validierung ist ein

quantitativer Vergleich der experimentellen Daten mit den Simulationsergebnissen des Modells.

Zusätzlich wird im nächsten Abschnitt 5.3.3 die Verformung eines Prototyps für zwei ausgewählte

Positionen verglichen.

Die Ergebnisse für beide Prototypen ohne Last werden in Abbildung 27 gezeigt. Von allen

Datenpunkten werden die Extrempositionen, bei denen entweder

� der Druck in einer Kammer maximal und in den anderen null ist (Positionen 1, 3, 5),

� der Druck von zwei Kammern maximal und von der dritten null ist (Positionen 2, 4, 6)

oder

� der Druck aller Kammern maximal ist (Position 7)

als besonders aussagekräftig bewertet. Bei allen Messungen (auch mit Last) ist die Auslenkung

bei Position 2 au�allend gröÿer als bei den anderen Extermpositionen, was auch für die Da-

tenpunkte in dieser �Richtung� gilt. Ein struktureller Fehler im Setup der Experimente konnte

jedoch nicht identi�ziert werden. Ein Vergleich der experimentellen Daten der beiden Prototy-

pen zeigt eine mittlere Abweichung von 2, 1% (relativ zur Aktuatorlänge) zueinander, die auf

Fertigungstoleranzen zurückzuführen ist.

Die in Abbildung 27 gezeigten Simulationsergebnisse und die experimentellen Daten ohne Last

stimmen gut überein. Dies zeigt sich auch am mittleren Fehler der Extrempositionen relativ

zur Aktuatorlänge (3.3% bzw. 3.4%), der in einem ähnlichen Bereich ist wie bei vergleichbaren
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a) b)

Abbildung 27: Position der Spitze ohne Last [LP23]: a) Prototyp 1 und b) Prototyp 2 jeweils

mit Position in der x-y-Ebene (oben), Koordinaten der sieben Extrempositionen

(mittig) und Fehler an diesen Positionen (unten)
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Ansätzen [TLR07; GG19; USK18; Sad+18; Mus+19]. Position 6 von Aktuator 2 (Abbildung 27b)

ist ein Ausreiÿer (der einzige aller überhaupt erhobenen Datenpunkte), der vermutlich auf eine

fehlerhafte Zuordnung des Messpunkts zurückzuführen ist und daher nicht für die Berechnung

des mittleren Fehlers berücksichtigt wird.

Die Ergebnisse mit einer Last von 1N am freien Ende des Aktuators werden in Abbildung 28

gezeigt. Auch hier ist der mittlere Fehler der Extrempositionen mit (2.9% bzw. 3.1%) in einem

typischen Bereich für vergleichbare Ansätze ohne Last, aber signi�kant geringer als bei Sada-

ti et al. [Sad+17b], wo ebenfalls eine Last am Ende des Aktuators angebracht ist.

Die Dehnstei�gkeit E hat in dem hier vorgestellten Ansatz einen wichtigen Ein�uss im Modell,

da sie zudem die Biegestei�gkeit B bestimmt. Für die Simulationen der Validierung wurde eine

konstante Dehnstei�gkeit von E = 200N, die als Mittelwert aus der Parameteridenti�kation her-

vorgeht, verwendet. Um die Sensitivität des Fehlers auf E zu untersuchen, wurden zusätzliche

Simulationen mit E = 180N und E = 220N durchgeführt, sowie mit einer druckabhängigen

Dehnstei�gkeit E(F (p)), die sich ebenfalls aus der experimentellen Parameteridenti�kation ab-

leiten lässt. Die Ergebnisse sind in Tabelle 9 aufgeführt. In Abbildung 27 und Abbildung 28

sagt die Simulation eine zu groÿe Auslenkung vorher. Dementsprechend verringert eine erhöh-

te Dehnstei�gkeit von E = 220N den Fehler verglichen mit E = 200N. Eine druckabhängige

Dehnstei�gkeit E(F (p)) verringert den Fehler so weit, dass er für beide Prototypen nahe der

Abweichung von 2, 1% zueinander ist.

Die experimentelle Untersuchung von Soft Robots wird durch die beschriebenen Herausforde-

rungen bei der experimentellen Untersuchung von Soft Robots (Unterkapitel 3.4), insbesondere

Fertigungstoleranzen, erschwert. Folglich verursacht das Übertragen von Parametern von einem

Aktuator zu einem anderen, wie durch die Parameteridenti�kation an Aktuatoren aus nur ei-

nem Modul geschehen, zwangsläu�g Ungenauigkeiten. Der mittlere Fehler der beiden Prototy-

pen zueinander beträgt 2, 1% relativ zur Aktuatorlänge. Folglich können Simulationen niemals

zuverlässig unter diesem Limit liegen. Dieses Problem ist in der Literatur bekannt und wird typi-

scherweise gelöst, indem die Parameteridenti�kation und Validierung an dem gleichen Aktuator

durchgeführt werden [TLR07; USK18; GG19; Bar+21]. Die Problematik dieses Vorgehens ist

wiederum, dass die Parameter auf einen einzelnen Aktuator zugeschnitten sind und keine Aus-

sage darüber getro�en werden kann, wie genau sie für einen Aktuator identischer Bauart sind,

was für die praktische Anwendung eine wichtige Information ist.

Tabelle 9: Variation der Dehnstei�gkeit E [LP23]: Durchschnittlicher Fehler der Extrempositio-

nen (in Prozent) relativ zur Aktuatorlänge und zur Auslenkung der Spitze

E = 180N E = 200N E = 220N E = E(F (p))

Aktuator 1
0N

1N

5.0 / 15.5

3.8 / 15.4

3.3 / 11.2

2.9 / 12.4

3.6 / 12.3

2.8 / 11.9

2.7 / 8.7

2.1 / 8.7

Aktuator 2
0N

1N

5.6 / 18.0

4.0 / 16.6

3.4 / 11.9

3.1 / 13.0

2.7 / 10.0

2.6 / 11.4

2.0 / 7.0

2.3 / 9.4
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a) b)

Abbildung 28: Position der Spitze mit Last [LP23]: a) Prototyp 1 und b) Prototyp 2 jeweils

mit Position in der x-y-Ebene (oben), Koordinaten der sieben Extrempositionen

(mittig) und Fehler an diesen Positionen (unten)
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5.3.3 Verformung des Aktuators

Während die Position der Spitze der Prototypen eine wichtige quantitative Gröÿe ist, um die

Genauigkeit des Modells zu bewerten, ist ihre Verformung eine qualitative Gröÿe, die ebenfalls

Rückschlüsse auf die Korrektheit der identi�zierten Parameter zulässt. In Abbildung 29a wird die

Verformung von Prototyp 2 in Extremposition 1 sowie die dazugehörigen Simulationsergebnisse

(Mittelachse durchgehend und Projektion der Mittelachse gestrichelt) für eine Dehnstei�gkeit

von E = 200N gezeigt.

Während die Verformung von Prototyp 2 ohne Last von der Simulation grundlegend richtig

vorhergesagt wird, ist die axiale Dehnung zu groÿ, übereinstimmend mit Abbildung 27b. Im

Kontrast dazu zeigt die Verformung mit einer Last am Ende des Prototyps in der Simulati-

on Abweichungen zur Realität. Neben möglicherweise vorhandenen Ungenauigkeiten im Modell

selbst, ist dies auf das komplexe Zusammenspiel aus Druck, Kraft und Stei�gkeit des Materi-

als zurückzuführen. Das Verhältnis von Druck und Kraft wird bei der Parameteridenti�kation

bei der ursprünglichen Aktuatorlänge ermittelt, aber danach auch für einen gedehnten Aktuator

angewandt. Diese Ungenauigkeit hat ebenfalls einen Ein�uss auf die Dehnstei�gkeit E und die

Biestei�gkeit B. Solange die äuÿeren Lasten vernachlässigbar gegenüber der vom Druck induzier-

ten Kraft sind, hebt sich der Fehler in der Simulation auf, da sowohl die Stei�gkeit des Materials

als auch die dominierende Kraft den gleichen Fehler aufweisen. Bei gröÿeren externen Kräften ist

dies nicht der Fall, da der Fehler in der Stei�gkeit und der vom Druck induzierten Kraft weiterhin

vorhanden ist, aber nicht in den externen Kräften.

a) b)

Abbildung 29: Verformung des Aktuators [LP23]: Prototyp 2 (ohne Marker) mit einer einzigen

Kammer mit maximaler Druckbeaufschlagung (Extremposition 1) in a) verti-

kaler und b) horizontaler Einspannung jeweils ohne und mit Last. Die simulier-

ten Ergebnisse werden auf zwei Weisen gezeigt: Die Mittelachse des Prototyps

(durchgehend) und, zur besseren Vergleichbarkeit, eine O�set-Kurve [Duc15] der

Mittelachse entlang der sichtbaren Lücke zwischen den Kammern (gestrichelt).

In Abbildung 29b be�ndet sich Prototyp 2 in einer horizontalen Einspannung. Im Gegensatz
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zur vertikalen Ausrichtung, prognostiziert die Simulation in diesem Fall eine gröÿere Auslenkung

als im Experiment. Dies ist eindeutig auf die als unendlich groÿ angenommene Scherstei�gkeit S

zurückzuführen. Die verstärkenden Ringe der Kammern auf der eingespannten Hälfte des Proto-

typs zeigen, dass der Querschnitt der Kammern nicht senkrecht zur Mittelachse des Aktuators

liegt, was ein Zeichen für Scherung ist.

5.4 Zusammenhang der Modellierung einzelner Kammern und mehrkammeriger

Biegeaktuatoren

In Unterkapitel 5.3 wird eine experimentelle Parameteridenti�kation verwendet, statt das Modell

einzelner Kammern (Unterkapitel 4.2) anzuwenden. Dafür sind zwei Gründe ausschlaggebend:

� Die experimentelle Validierung des Modells einzelner Kammern (Unterkapitel 4.3) ist nicht

praktikabel. Die Messmethoden müssten zunächst überarbeitet werden. Danach könnten

die Parameter für das Modell einzelner Kammern identi�ziert und im Modell eines mehr-

kammerigen Biegeaktuators angewendet werden.

� Die einfache Parameteridenti�kation des Modells eines mehrkammerigen Biegeaktuators

(Unterkapitel 5.2) ist eine wichtige Eigenschaft und wird durch das gewählte Vorgehen

unter Beweis gestellt.

Trotzdem bauen beide Modelle aufeinander auf. Im Modell einzelner Kammern wird für die ver-

schiedenen Verstärkungsarten speziell δp, die einer externen Kraft äquivalente Druckänderung,

herausgearbeitet. Bei den gewählten Achsen der Abbildungen in Validierung anhand numeri-

scher Experimente (Unterkapitel 4.4) hat diese Gröÿe den Vorteil, dass sie sich für variierende

externe Kräfte als Parallelverschiebung der Kurven ausdrückt. Mathematisch äquivalent könnte

aber auch δF , die zu einer Druckänderung äquivalente Kraft, berechnet werden. Diese Gröÿe

�ndet in Unterkapitel 5.2 durch die Annahme einer durch Druck induzierten, externen Kraft Fk
(Abbildung 24) Anwendung.

Sowohl δp als auch δF bringen zum Ausdruck, dass die Wirkung des Drucks bzw. der axialen

Kraft mit der axialen Dehnung des Aktuators variieren kann. Diesem Prinzip wird in Unterka-

pitel 5.3 durch eine vom Druck abhängige Dehnstei�gkeit E(F (p)) annähernd entsprochen, da

sich die Länge des Aktuators durch den Druck ändert. Für eine exaktere Anwendung müsste

eine experimentelle Parameteridenti�kation des Modells einfacher Kammern (Unterkapitel 4.2)

möglich sein. Damit wäre die Integration der Modelle in Kapitel 4 und Kapitel 5 vollständig.

5.5 Zusammenfassung zu mehrkammerigen Biegeaktuatoren

Neben einer Einführung in den Cosserat-Balken und in verfügbare Simulationsumgebungen für

diesen, geht der Stand der Forschung zu mehrkammerigen Biegeaktuatoren (Unterkapitel 5.1) vor

allem auf unterschiedliche Ansätze zur Modellierung von Soft Robots mittels Cosserat-Balken ein.

Wie auch in Kapitel 4 ist die Motivation für das Modell eines mehrkammerigen Biegeaktuators

(Unterkapitel 5.2) nicht ein Mangel an Ansätzen in der Literatur, sondern vielmehr die Herleitung
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eines Modells mit gut zu analysierenden Gleichungen. Die dazu notwendigen Vereinfachungen ver-

ursachen nur einen geringen Verlust bei der Genauigkeit. Eine grundlegende Annahme dabei ist,

dass sich die Querschnitts�äche des zu simulierenden Aktuators in Bereiche aufteilen lässt, deren

Eigenschaften bekannt sind oder experimentell ermittelt werden können. Die zweite grundlegen-

de Annahme ist die Vernachlässigbarkeit der Biegestei�gkeit der einzelnen Kammern gegenüber

ihrer Dehnstei�gkeit. Die Dehnstei�gkeit des gesamten Aktuators ist, wie zu erwarten, gleich der

Summe der Dehnstei�gkeiten der einzelnen Bereiche. In die Biegestei�gkeit �ieÿen die Anzahl

der Kammern, ihre Dehnstei�gkeit und Anordnung und die aktuelle Dehnung des Aktuators ein.

Letzteres stellt eine Neuheit gegenüber anderen Modellen dar. Die Scher- und Torsionsstei�gkeit

werden aufgrund ihres untergeordneten Ein�usses, wie in der Literatur üblich, vernachlässigt.

Die Validierung durch dreidimensionale Messungen (Unterkapitel 5.3) erfolgt anhand des in

Unterkapitel 2.3 vorgestellten Aktuators. Aufgund dessen einfacher Struktur mit drei einzel-

nen, steif miteinander verbundenen Kammern reichen zur Parameteridenti�kation einfache axiale

Tests, bei denen der Zusammenhang zwischen Druck und axialer Kraft sowie zwischen Druck und

axialer Dehnung der Kammern ermittelt wird. Aus diesen beiden Zusammenhängen lässt sich die

Dehnstei�gkeit der Kammern berechnen. Die Methoden zur Parameteridenti�kation sind beson-

ders einfach gewählt, um den Anwendungsfall limitierter Messmöglichkeiten nachzuemp�nden,

und benötigen lediglich einen Kraftsensor, eine Einspannung für den Aktuator, eine Druckrege-

lung und eine Schieblehre. Die ermittelten Parameter werden in einer eigenen Implementierung

des Cosserat-Balkens verwendet und mit dreidimensionalen Messungen der Verformung des Ak-

tuators verglichen. Bei den dreidimensionalen Messungen werden zwei Prototypen in vertikaler

Einspannung, jeweils ohne und mit einer Last von 1N am freien Ende jeweils mit 125 Kombi-

nationen von Druckbeaufschlagung angesteuert. Ein Vergleich der simulierten und gemessenen

Position der Spitze der Prototypen ergibt eine Genauigkeit, die ohne Last im Bereich anderer

Ansätze aus der Literatur liegt, und mit Last deutlich besser ist. Durch eine druckabhängige

Dehnstei�gkeit lässt sich die Genauigkeit weiter verbessern. Ein Vergleich der Verformung ei-

nes Prototyps in Simulation und Experiment in horizontaler Einspannung zeigt, dass in diesem

Fall die Scherstei�gkeit von Relevanz ist und zukünftig beachtet werden sollte. Die Validierung

lässt des Weiteren zwei Rückschlüsse zu. Zum einen limitiert die Fertigungstoleranz von Soft

Robots die Genauigkeit, mit der sich Simulationen durchführen lassen. Dies lässt sich nur durch

speziell auf jeden einzelnen Prototypen angepasste Parameter verhindern. Zum anderen ist das

Zusammenspiel aus Druck, Kraft und Stei�gkeit des Materials komplex. Ohne äuÿere Last haben

Fehler bei der Identi�zierung nur begrenzten Ein�uss auf die Genauigkeit der Modellierung, da

sie sich gegenseitig aufheben. Mit äuÿerer Last ist dies nicht mehr der Fall und der Fehler in der

Modellierung erhöht sich.

Zuletzt wird auf den Zusammenhang der Modellierung einzelner Kammern und mehrkam-

meriger Biegeaktuatoren (Unterkapitel 5.4) eingegangen. Die Parameteridenti�kation des mehr-

kammerigen Aktuators basiert auf Experimenten und nicht auf dem Modell einzelner Kammern

(Unterkapitel 4.2), da bei diesem keine experimentelle Validierung möglich war und somit auch

nicht die Parameter der einzelnen Kammern identi�ziert und auf den mehrkammerigen Aktuator
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übertragen werden können. Trotzdem besteht ein Zusammenhang zwischen den Modellen, da

die bei einzelnen Kammern besonders herausgestellte, einer externen Kraft äquivalente Druck-

änderung δp in abgewandelter Form auch in den Annahmen für mehrkammerige Aktuatoren

berücksichtigt wird. Zudem ist die druckabhängige Dehnstei�gkeit in der Validierung durch drei-

dimensionale Messungen (Unterkapitel 5.3) an die Erkenntnisse zu einzelnen Kammern ange-

lehnt.

5.6 Ausblick zu mehrkammerigen Biegeaktuatoren

Das im Stand der Forschung (Unterkapitel 5.1) präsentierte Modell von Eugster et al. [Eug+22]

ist nach Kenntnis des Autors das Modell, das unter Verwendung des Cosserat-Balkens am bes-

ten die nicht-lineare Stei�gkeit des Materials bei jeglicher Kombination von Verformung darstellt.

Allerdings ist der daraus resultierende Nachteil, dass die zugrundeliegenden Gleichungen keine

Rückschlüsse der Wirkung einzelner Parameter auf das Verformungsverhalten des Aktuators zu-

lassen. Zudem ist der Korrekturfaktor für die �wirksame� Fläche, auf die der Druck der Kammern

Kraft ausübt, ohne physikalische Grundlage.

Ein vielversprechender Ansatz, der diese Nachteile behebt, wäre, das Modell einzelner Kam-

mern (Unterkapitel 4.2) mit den Techniken von Eugster et al. [Eug+22] zu kombinieren und

in die Ansätze des Modells in diesem Kapitel zu integrieren. Damit könnten auch die Scher-

und Torsionsstei�gkeit zukünftig berücksichtigt werden. Zudem liegt der Vorteil dieses Ansatzes

in seiner Modularität. So wie in der Validierung durch dreidimensionale Messungen (Unterka-

pitel 5.3) eine experimentelle Parameteridenti�kation genutzt wurde, statt das Modell einzelner

Kammern (Unterkapitel 4.2) zu verwenden, kann je nach Anwendungsfall entschieden werden, ob

konstante oder kontinuumsmechanisch basierte nicht-konstante Stei�gkeiten berücksicht werden

sollen.

Eine zweite mögliche Verbesserung würde sich durch sogenanntes Hybrid-Modeling, also der

Kombination von physikalischen Modellen und datengestützten Methoden, erzielen lassen. Bar-

tholdt et al. [Bar+21] erreichen mit dieser Technik einen sehr geringen Fehler in ihren Simulatio-

nen, der allerdings auf einem sehr groÿen Datensatz zur Parameteridenti�kation beruht. Indem

das Modell eines mehrkammerigen Biegeaktuators (Unterkapitel 5.2) zugrunde gelegt wird, lieÿe

sich wahrscheinlich die Gröÿe des notwendigen Datensatzes massiv reduzieren ohne an Genauig-

keit zu verlieren. Dabei ist es Abwägungssache, ob ein solcher Ansatz im konkreten Anwendungs-

fall Sinn macht, da die identi�zierten Parameter speziell auf den getesten Aktuator zugeschnitten

und wahrscheinlich nicht ohne Verlust von Genauigkeit auf einen anderen, identischen Aktuator

übertragbar sind.
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6 Zusammenfassung

Entsprechend des Projekts im Rahmen des SPP2100, in dessen Verlauf die Inhalte dieser Arbeit

entstanden sind, beschäftigt sich diese Arbeit mit der Modellierung mehrkammeriger pneumati-

scher Biegeaktuatoren mittels Balkentheorie. Die Arbeit ist in vier Kapitel aufgeteilt, die jeweils

mit Stand der Forschung, Zusammenfassung und Ausblick für sich abgeschlossene Themenblö-

cke bilden. In der Einleitung wird das Vorgehen �vorhandene Methoden aufzugreifen, sie unter

dem Aspekt der wechselseitigen Abhängigkeit von Design und Modellierung neu aufzuarbeiten

und dabei gezielt ihre Komplexität zu verringern, ohne Nachteile bei der Funktionalität (Design)

oder der Genauigkeit (Modellierung) zu verursachen� als wissenschaftlicher Mehrwert deklariert.

Bezüglich Methoden aufgreifen und neu aufarbeiten` sei auf die Zusammenfassungen in den ein-

zelnen Kapiteln verwiesen. An dieser Stelle wird der Aspekt einer Verringerung der Komplexität

durch die Beachtung der wechselseitigen Abhängigkeit von Design und Modellierung` zusam-

mengefasst, wobei Abbildung 30 als Orientierung dient. Um Redundanzen zu vermeiden, werden

jeweils nur die positiven Auswirkungen eines Themas auf die anderen Themen aufgezählt und

nicht auch umgekehrt, wovon das Thema pro�tiert.

Abbildung 30: Zusammenhänge der wechselseitigen Abhängigkeiten der Kapitel dieser Arbeit

Das Design mehrkammeriger Biegeaktuatoren (Kapitel 2) hat einen Ein�uss auf die Model-

lierung, sowohl von einzelnen Kammern als auch insbesondere von mehrkammerigen Biegeak-

tuatoren. Dieser Aspekt wird bei der systematischen Untersuchung von Designparametern be-

rücksichtigt und erlaubt erst die besonders einfachen Modellbeschreibungen in dieser Arbeit. Die

Untersuchungen zum Querschnitt der Kammern zeigen, dass kreisförmige bzw. zylindrische Kam-

mern die Spannungen im Material, und damit Materialermüdung, verringern. Diese Erkenntnis

ist bei derModellierung einzelner Kammern (Kapitel 4) entscheidend, da sich diese auf die beson-

ders einfache Kinematik von kreisförmigen Kammern beschränken kann. Die Untersuchungen zur

Verbindung der Kammern miteinander identi�zieren steife Verbindungselemente als besonders

e�zient. Damit kann das Modell eines Biegeaktuators in Kapitel 5 so gestaltet werden, dass eine
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Parameteridenti�kation ausschlieÿlich in axialer Richtung für dreidimensionale Simulationen mit

hoher Genauigkeit ausreicht.

Experimentelle Methoden zur Untersuchung von Biegeaktuatoren (Kapitel 3) sind ein Quer-

schnittsthema, das die Grundlage sowohl zur Evaluierung neuer Designs (Kapitel 2) als auch

zur Validierung von Modellen (Kapitel 4 und Kapitel 5) bildet. Je vielfältiger die Möglichkeiten

der Messtechnik sind, desto eher kann eine exakt auf das Problem passende Lösung angewandt

werden.

Die Modellierung einzelner Kammern (Kapitel 4) unterstützt auf zwei Wegen das Design mehr-

kammeriger Biegeaktuatoren (Kapitel 2). Zum einen kann der Ein�uss von Änderungen der Di-

mensionen der Kammern abgeschätzt werden. Dabei ist insbesondere die Sensitivität gegenüber

äuÿeren Kräften, die primär vom Auÿenradius der Kammern abhängt, ein interessanter Aspekt.

Zum anderen können die Auswirkungen der Wahl der Faserverstärkung abgeschätzt werden,

inklusive des Abstandes zwischen Ringen bzw. Fasern. Da einzelne Kammern das Grundele-

ment mehrkammeriger Aktuatoren bilden, hat die Modellierung einzelner Kammern naturgemäÿ

auch einen Ein�uss auf die Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5). Die Erkenntnisse zur

Äquivalenz von Druckänderungen und axialen Kräften können durch den in Modellierung eines

Biegeaktuators gewählten Ansatz direkt übertragen werden. So werden auch die typischerweise in

der Soft Robotik auftretenden nicht-Linearitäten aufgrund von Material und radialer Verstärkung

adäquat berücksichtigt.

Die Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5) unterstützt, wie auch die Modellierung ein-

zelner Kammern (Kapitel 4), das Design mehrkammeriger Biegeaktuatoren (Kapitel 2). Zum

einen zeigt die Biegestei�gkeit eine Abhängigkeit von der Dehnstei�gkeit, der Anordnung der

Kammern und der Dehnung des Aktuators. Zum anderen sind axiale Kräfte und Biegemomente

über den Wirkmechanismus des Aktuators miteinander gekoppelt. Dieses Wissen kann genutzt

werden, um die Auswirkung von Änderungen am Design auf des Verhalten des Aktuators ab-

zuschätzen. Dabei ist insbesondere ein gewünschtes Verhältnis zwischen Dehnung, Biegung und

Stabilität gegenüber äuÿeren Kräften von Interesse. Unter Einbezug der Modellierung einzelner

Kammern lassen sich passende Dimensionen abschätzen.

Aus Sicht des Autors demonstriert die zusammenfassende Aufzählung der wechselseitigen Ab-

hängigkeiten, dass der Anspruch nach einer Verringerung der Komplexität durch die Beachtung

der wechselseitigen Abhängigkeit von Design und Modellierung` gelungen ist. Insbesondere die

beiden Modelle pro�tieren vom Design des Aktuators. Andersherum bieten die Modelle die Mög-

lichkeit, ergänzend zu den präsentierten systematischen Untersuchungen, physikalisch begründete

Entscheidungen hinsichtlich des Designs tre�en zu können, ohne dafür einen gesamten Aktuator

dreidimensional mittels FE-Methode simulieren zu müssen. In Summe trägt diese Arbeit so dazu

bei, das analytische Verständnis mehrkammeriger pneumatischer Biegeaktuatoren zu verbessern.
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7 Ausblick

Im Ausblick zu Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5) wird skizziert, wie der Modellie-

rungsansatz für mehrkammerige Biegeaktuatoren sinnvoll mit anderen Ansätzen aus der Lite-

ratur verknüpft werden könnte. Dabei ist das Ziel, einen Kompromiss zwischen den Aspekten

Genauigkeit, Analysierbarkeit und Parameteridenti�kation zu �nden. Angelehnt daran ist eine

Sensitivitätsanalyse zu den Balkenparametern, in die auch die Auswirkung von Fertigungstole-

ranzen ein�ieÿt, von Interesse. Des Weiteren sollten die in dieser Arbeit vorgestellten Modelle

an anderen, vergleichbaren Aktuatoren erprobt werden. Zusammengenommen lieÿe sich so eine

Grundlage scha�en, um mehrkammerige pneumatische Biegeaktuatoren mit einem umfassenden,

verhältnismäÿig einfachen, genauen und standardisierten Ansatz zu modellieren.

Aber auch ohne weitere Verbesserungen sind die hier vorgestellten Modelle ausgereift genug,

um zukünftig angewandt zu werden. Am Lehrstuhl CPE sind dazu zwei Projekte in Planung.

Zum einen soll der mehrkammerige Biegeaktuator (Kapitel 2) und dessen gute Modellierbarkeit

genutzt werden, um zukünftig �Künstliche Intelligenz gestützte Entwurfsmethoden� etablieren

zu können. Dabei sollen die Dimension und die Struktur des Aktuators durch einen Algorithmus

automatisiert so bestimmt werden, dass eine zuvor de�nierte Aufgabe optimal erfüllt werden

kann. Da der Aktuator modular aufgebaut ist, können die Komponenten nach Vorgaben des

Algorithmus zusammengebaut werden. Die Trainingsdaten des Algorithmus stützen sich auf das

in Modellierung eines Biegeaktuators (Kapitel 5) vorgestellte Modell sowie die in Design mehr-

kammeriger Biegeaktuatoren (Kapitel 2) genutzten FE-Simulationen für einzelne Module. Zum

anderen soll der in Kapitel 2 präsentierte Aktuator für praktische Anwendungen weiterentwickelt

werden, beispielsweise als Grabe-Roboter zur Verlegung von Leitungen. Neben der Nutzung des

Aktuators müsste auch die Simulation mittels Cosserat-Balken erweitert werden, im Fall des

Grabe-Roboters um Kontaktmechanik und Kopplung mit geomechanischen Simulationsmetho-

den.
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