
 

Stability Analysis of Hybrid-Driven Underwater Glider
NIU Wen-donga, WANG Shu-xina, WANG Yan-huia, b, *, SONG Yanga, ZHU Ya-qianga
aKey Laboratory of Mechanism Theory and Equipment Design of Ministry of Education, School of Mechanical Engineering,
Tianjin University, Tianjin 300072, China

bThe Joint Laboratory of Ocean Observing and Detecting, Qingdao National Laboratory for Marine Science and Technology,
Qingdao 266237, China

Received March 17, 2016; revised March 6, 2017; accepted May 26, 2017

©2017 Chinese Ocean Engineering Society and Springer-Verlag GmbH Germany

Abstract
Hybrid-driven underwater glider is a new type of unmanned underwater vehicle, which combines the advantages of
autonomous underwater vehicles and traditional underwater gliders. The autonomous underwater vehicles have good
maneuverability and can travel with a high speed, while the traditional underwater gliders are highlighted by low
power consumption, long voyage, long endurance and good stealth characteristics. The hybrid-driven underwater
gliders can realize variable motion profiles by their own buoyancy-driven and propeller propulsion systems. Stability
of the mechanical system determines the performance of the system. In this paper, the Petrel-II hybrid-driven
underwater glider developed by Tianjin University is selected as the research object and the stability of hybrid-driven
underwater glider unitedly controlled by buoyancy and propeller has been targeted and evidenced. The dimensionless
equations of the hybrid-driven underwater glider are obtained when the propeller is working. Then, the steady speed
and steady glide path angle under steady-state motion have also been achieved. The steady-state operating conditions
can be calculated when the hybrid-driven underwater glider reaches the desired steady-state motion. And the steady-
state operating conditions are relatively conservative at the lower bound of the velocity range compared with the
range of the velocity derived from the method of the composite Lyapunov function. By calculating the hydrodynamic
coefficients of the Petrel-II hybrid-driven underwater glider, the simulation analysis has been conducted. In addition,
the results of the field trials conducted in the South China Sea and the Danjiangkou Reservoir of China have been
presented to illustrate the validity of the analysis and simulation, and to show the feasibility of the method of the
composite Lyapunov function which verifies the stability of the Petrel-II hybrid-driven underwater glider.
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1  Introduction
The Autonomous Underwater Gliders (AUGs) equipped

with advanced sensors play an important role in the devel-
opment of marine survey and marine disaster forecasting.
The Hybrid-driven Underwater Gliders (HUGs) are re-
garded as a specialized kind of AUGs, which have been reli-
able and affordable. At present, the traditional AUGs have
been widely used in scientific research and military fields
(Liu, 2014), while the practical application of the HUGs is
relatively limited. The Folaga-III as a HUG is specifically
oriented toward the investigation of ocean mesoscale dy-
namics in shallow coastal waters (Caffaz et al., 2010).

There are three kinds of traditional AUGs, including
Slocum (Webb et al., 2001), Spray (Sherman et al., 2001)

and Seaglider (Eriksen et al., 2001). They can achieve zig-
zag diving and floating movements by changing their net
buoyancy and relying on the lateral force component gener-
ated by the fixed wings. With low speed, poor mobility and
single movement, the traditional AUGs could not effect-
ively fulfill the tasks in the conduction of certain specific
oceanographic surveys. But for HUGs, by combining the
advantages of autonomous underwater vehicles (AUVs) and
traditional AUGs and manipulated by their own buoyancy-
driven and propeller propulsion systems, they can complete
a variety of complex tasks with different motion modes,
such as target tracking, and sailing in a fixed depth.

Two typical HUGs are Slocum AUV of Webb Research
Corporation (Jenkins et al., 2003; Liu, 2014) and Folaga-III
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of NURC (Alvarez et al., 2009). Tianjin University has suc-
cessfully developed its first generation of HUG named Pet-
rel in 2007, and then developed Petrel-II as an improve-
ment in 2013, as shown in Fig. 1. So far, the Petrel-II HUG
has completed a series of sea trials (Niu et al., 2016). The
results of the comparison between the Petrel-II and other
HUGs in specific performance are described in Table 1.

The HUGs is faster than the traditional gliders. But
when the velocity exceeds a certain threshold, the HUGs
may be easily unstable. In addition, the stability is a major
concern in the preliminary design phase. And it is import-
ant to obtain the region of attraction of the HUG, which is
influenced by many factors, such as the dimension of the
HUG, and the propeller speed.

Several studies on the stability of the underwater
vehicles are reviewed in this part. For example, Leonard and
Marsden (1997) developed the stability theory of relative
equilibriums for mechanical systems with symmetry and ap-
plied it to underwater vehicle dynamics. The stabilization of
underwater vehicle dynamics with symmetry-breaking po-
tentials and the stability of a bottom-heavy underwater
vehicle were studied by Leonard(1997a, 1997b). Woolsey
and Leonard (2002) stabilized the underwater vehicle mo-
tion by using the internal rotors. For the stability analysis of
the mechanical system, a typical method is the Lyapunov
method. By linearizing the kinetic equations of underwater
glider, the eigenvalues of the system matrix are calculated
(Fan et al., 2012; Leonard and Graver, 2001) and then by
judging the eigenvalues of the coefficient matrix, the stabil-
ity of the system is determined. For example, if all the ei-

genvalues have negative real parts, then it can be concluded
that the traditional underwater glider is asymptotically
stable in its balanced states. Bhatta and Leonard proved the
stability of underwater glider by Lanchester’s phugoid-
mode dynamics and singular perturbation theory (Bhatta
and Leonard, 2004, 2008; Bhatta, 2006). Furthermore, they
designed a stable controller for the traditional underwater
gliders subjected to different external forces and torques. As
a result, the underwater glider can achieve a steady gliding
in the vertical plane. Caiti and Calabro (2010) proposed the
control law of a hybrid AUV and proved the Lyapunov sta-
bility of the control. Zhao et al. (2015) obtained the law in
which the stability varies with design parameters and the
control parameters by establishing the relationship between
the stability of actual underwater glider and parameters of
design and control. Among them, the stability is judged by
Lyapunov first and second theorems.

However, the stability of HUG simultaneously con-
trolled by buoyancy-driven and propeller propulsion sys-
tems (namely in the hybrid-driven mode) has been seldom
reported in the literature. Isa regarded and expressed the
propeller thrust as the constant force to control the buoy-
ancy-driven system (Isa and Arshad, 2012, 2013; Isa et al.,
2014). But in fact, the propeller thrust is a function of the
propeller speed. In this paper, Petrel-II HUG is selected as
the research object, and the stability of HUG is proved
based on the fact that Bhatta and Leonard have proved the
stability of the underwater glider by Lanchester’s phugoid-
mode dynamics and singular perturbation theory when the
glider is controlled only by the buoyancy-driven system
(namely in the gliding mode) (Bhatta and Leonard, 2004,
2008; Bhatta, 2006). However, there are some differences
between the HUGs in the hybrid-driven mode and the tradi-
tional gliders in the gliding mode. Compared with working
in the gliding mode, when working in the hybrid-driven
mode, the HUG has a larger maximum steady speed, a
smaller corresponding steady angle of attack, and larger
ranges of steady glide path angle and pitch angle. When the
horizontal velocity reaches the maximum, the correspond-
ing steady glide path angle of the HUG is smaller in the hy-
brid-driven mode than that in the gliding mode.

The remainder of this paper is structured as follows. In
Section 2 the kinetic model of HUG and dimensionless
equations of equilibrium motion are described. Section 3
proves the stability of HUG working in the hybrid-driven
mode based on the method of composite Lyapunov func-
tion, and calculates the steady-state operating conditions as
the HUG reaches the desired steady-state motion. In Sec-
tion 4, according to the model of the Petrel-II, the steady
speed and steady angle of attack of HUG in the gliding
mode and those in the hybrid-driven mode are comparat-
ively analyzed, while the region of attraction provided by
the Lyapunov function is estimated. In Section 5 we present
the experimental results and figures recorded in the field tri-

Table 1   Results of comparison between the Petrel-II and other HUGs
in specific performance

Property
HUGs

Slocum AUV Folaga-III Petrel-II
Diameter (mm) 220 140 221
Mass (kg) 56 30 70

Design depth (m) 1000 100 1500
Advance rate (m/s) 1.00 1.01 1.50

Length (not including antenna) (m) 1.5 2.0 2.3
Battery power (MJ) 36.70 3.11 18.9

Voyage (km) 1500–6000 -- 1500

 
Fig. 1.   The whole shape of Petrel-II HUG.
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als to show the feasibility of the method. The conclusions
are summarized in Section 6.

2  Hybrid-driven underwater glider model and dimen-
sionless equations

m̄

m

The HUG can achieve diving and ascending move-
ments by changing its own net buoyancy or controlling the
propeller speed, or controlling both of them simultaneously.
Through shifting and rotating the internal battery pack, the
attitude control of the HUG can be realized. The masses of
HUG mainly include the hull mass mh, the mass of the mov-
able battery pack  , the variable mass of the buoyancy-
driven system mb and the mass fixed in one position mw.
And the total vehicle mass is m =mh+ +mb+mw. Those
masses are illustrated in Fig. 2.

A coordinate frame is fixed on the vehicle body as the
body frame and its origin is located at the center of buoy-
ancy (CB). The body axis e1 is aligned with the long axis of
the vehicle, the positive direction is toward the nose of the
HUG, e2 lies in the plane of wings and e3 points to the direc-
tion orthogonal to the wings conformed to the right-hand
rule. The body frame is shown in Fig. 3.

The position of the HUG b=(x, y, z)T is the vector from
the origin of the inertial frame to the origin of the body
frame. The vectors V=(u, v, w)T and Ω=(p, q, r)T represent
the translational velocity and angular velocity of the body
frame, as shown in Fig. 3. The vector from the CB to the
mass of the movable battery pack is rp=(rp1, rp2, rp3)T. The

vector from the CB to the variable mass of the buoyancy-
driven system is rb=(rb1, rb2, rb3)T and the vector from the
CB to the fixed mass is rw=(rw1, rw2, rw3)T, as shown in Fig. 2.

We make the following assumptions:
(1) The HUG is symmetric about the longitudinal axis

and the mass distribution of the HUG is uniform (Bhatta
and Leonard, 2008).

(2) While the propeller is working, the propeller torque
has no effect on the HUG; in other words, there is no yaw
motion.

(3) Fix the variable mass of the buoyancy-driven sys-
tem and the mass of the movable battery pack to the origin
of the body frame, that is the vector rb=0 and rp=0 (Bhatta
and Leonard, 2008).

(4) mw=0.
The HUG is considered as an ellipsoidal rigid body,

with wings fixed on the fuselage and the propeller fixed on
the rear. The rigid body is subjected to the buoyancy (m0g),
gravity (mg), lift (L), drag (D) and thrust (T). It also experi-
ences a hydrodynamic pitching moment in the longitudinal
plane (Bhatta and Leonard, 2008). Lift acts perpendicular to
the velocity while the drag always acts in the direction op-
posite to the velocity. The propeller thrust acts in the direc-
tion of the axis e1. They are all shown in Fig. 3.

Based on the above assumptions, we can derive the mo-
tion equations of the HUG in the longitudinal plane (Le-
onard and Graver, 2001):

V̇ = − 1
m3

(m0gsinγ−D+T cosα)

− ∆mcosα
m1m3

[
m0gsinθ−Lsinα+Dcosα

+(m1+m3)Vqsinα
]
; (1)

γ̇ =
1

m3V
(m0gcosγ−L+T sinα)

− ∆m
m1m3V

[
(m0gsinθ−Lsinα+Dcosα) sinα

+(m3sin2α−m1cos2α)Vq
]
; (2)

α̇ = q− γ̇; (3)

q̇ =
1
J2

(∆mV2 sinαcosα+MDL +mglcosθ), (4)

where,
L = (KL0+KLα)V2; (5)

D = (KD0+KDα2)V2; (6)

MDL = (KM0+KMα+Kqq)V2; (7)

T = KTρn2D0
4. (8)

In Eqs. (1)–(8), m1 and m3 are the components of mass
along the e1 and e3 direction, respectively. Here the mass is
the sum of the glider and added mass generated by the wa-
ter (Leonard et al., 2001) and Δm=m1–m3; θ indicates the
pitch angle (rad) (see Fig. 3); q is the rate of the pitch angle;

 
Fig. 2.   Mass distribution of the HUG.

 
Fig. 3.   Force analysis of the HUG in the longitudinal plane, vectors i, j,
and k represent the inertial coordinate system.
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γ is the path angle of the glide (rad); g is the acceleration of
gravity, g=10 m/s2; α is the angle of attack (rad); l is the dis-
tance from CB to CG projected on the axis e1 (mm); KL is
the lift coefficient [kg/(m/rad)] and KL0 for α=0; KD is the
drag coefficient [kg/(m/rad2)] and KD0 for α=0; KM is the
viscous moment coefficient (kg/rad), and KM0 for α=0; Kq is
the angular velocity moment coefficient (kg·s/rad); KT is the
propeller thrust coefficient; ρ is the density of sea water,
ρ=1020 kg/m3; n is the propeller speed (rpm); and D0 is the
diameter of propeller (mm).

Generally, KL0 is 0 or a very small positive number, KL,
KD0, KD are positive, KM and Kq are negative, while KM0 can
be positive or negative (Bhatta and Leonard, 2008).

V γ̄
ᾱ

q V = (V −Ve)/Ve γ̄ = γ− γe
ᾱ = α−αe q̄ = Kqq/KM

ε1 = Kq/(KMτs) ε2 = −J2/(KqV2
e τs)

τs = m3/KDeVe

KDe = KD0+KDα2
e

tn = t/τs

Firstly, we non-dimensionalize the motion equations and
shift the equilibrium to the origin. We define the dimension-
less speed ( ), the dimensionless path angle of glide ( ), the
dimensionless angle of attack ( ), and the dimensionless an-
gular velocity ( ) as follows:  ,  ,

,   ,  Ve ,  γe  and αe  being the steady
speed, the steady path angle of glide, and the steady angle of
attack, respectively; and then we introduce two small posit-
ive numbers:   and  , where

, KDe being the drag coefficient of the steady
glide (kg/m), and  . The dimensionless
time variable is defined as  .

Finally, assuming that the HUG has the same added
mass and that the CB coincides with the CG (the center of
gravity), we rewrite the Eqs. (1)–(4) in terms of the dimen-
sionless state variables concerning the nonzero propeller
thrust.
dV̄
dtn
= − 1

KDeV2
e

[−m0gsin(γ̄+ γe)+D′−T cos(ᾱ+αe)
]
; (9)

dγ̄
dtn
=

1

KDeV2
e (1+V)

[
m0gcos(γ̄+ γe)−L′+T sin(ᾱ+αe)

]
;

(10)

ε1
dᾱ
dtn
= q̄− ε1

dγ̄
dtn

; (11)

ε2
dq̄
dtn
= −(ᾱ+ q̄)(1+V)2, (12)

where,
L′ = [KL0+KL(ᾱ+αe)]V2

e (1+V)2; (13)

D′ =
[
KD0+KD(ᾱ+αe)2

]
V2

e (1+V)2. (14)

Eqs. (9)–(12) are the dimensionless equations of the hy-
brid-driven underwater glider in the hybrid-driven mode.
And the specific propeller thrust T is shown below.

According to the above assumption (2), we consider that

J0 = V/(D0n)

the propeller torque has no effect on the yaw motion of the
HUG. Then according to the actual propeller propulsion
system configured on the Petrel-II HUG, the pitch ratio
P/D0=1.4; the advance ratio of the propeller  ,
according to the atlas of KT–J (Wang, 2012), we can obtain
the relationship between KT and J0 shown in Table 2.

Then the fitting curve between KT and J0 can be obtained:
KT = K2J0+K1, (15)
where, K1 is the propeller thrust coefficient constant,
K1=0.6136; and K2 is the scale factor of propeller thrust
coefficient, K2=–0.4091.

Substituting Eq. (15) into Eq. (8), we can derive the re-
lationship between the propeller thrust and the velocity:

T =

 1
J2

0

(K1ρD2
0)+

1
J0

(K2ρD2
0)

V2. (16)

Through Eq. (16), with the given speed V, the advance
ratio J0 is a constant value since the propeller speed n is a
constant value. Then we can obtain the propeller thrust T.
According to Eq. (8), we know that the thrust T is a func-
tion of propeller speed n, the speed V, the density of fluid ρ,
and the diameter of propeller D0. When the propeller dia-
meter is fixed, the density of fluid will be assumed to be
constant and the thrust T≈cn2 (Wang et al., 2015).

By simplifying Eqs. (9)–(12), the following equations
can be obtained:
dx
dtn
= f (x, y); (17)

μ
dy
dtn
= Ag(x, y,ε), (18)

x =
[

V
γ̄

]
y =

[
ᾱ
q̄

]
A =

[
μ/ε1 0

0 μ/ε2

]
f =

[
f1
f2

]
g =

[
g1
g2

]
μ =max{ε1,ε2}

where,  ,  ,  ,  ,

,  . f1 and f2 are defined as follows:

f1 = −
1

K′DeV2
e

[
−m0gsin(γ̄+ γe)+K′DeV2

e (1+V)
2
]
, (19)

f2 = −
1

K′DeV2
e (1+V)

[
−m0gcos(γ̄+ γe)+K′LeV2

e (1+V)
2
]
,

(20)
g1 = q̄− ε1 f2 g2 = −(ᾱ+ q̄)(1+V)2 K′De

K′De =

KD0+KDα2
e −u2e cosαe K′Le

K′Le = KL0+KLαe−u2e sinαe

u2e =
K1ρD4

0

V2
e

n2
e +

K2ρD3
0

Ve
ne

where,  ;  ;   is the drag
coefficient of the steady advance glide (kg/m), and 

;   is the lift coefficient of the ste-
ady advance glide (kg/m), and  ;

.

Moreover, we can divide the system of the HUG into two
parts, among which the boundary-layer system is expressed
by Eq. (18) and the reduced system is expressed by Eq.
(17).

By Eqs. (9) and (10), the steady speed and steady glide
path angle of the HUG can be obtained under steady-state
motion:

Table 2   Relationship betweent KT and J0
J0 0.40 0.60 1.20 1.40
KT 0.45 0.36 0.13 0.04
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Ve =

√
−B+

√
B2−4AC
2A

; (21)

γe = −arctan
K′De

K′Le
, (22)

A = (KD0+KDα2
e)2+ (KL0+KLαe)2

B−2T
[
(KD0+ KDα2

e )cosαe+ (KL0+KLαe) sinαe
]

C = T 2− (m0g)2

where,  ,
  ,
.

αe = −KM0/KM

For a specific HUG, when the motion of the HUG is
steady, q is 0 and KL0, KL, KD0, KD, KM0 and KM come to be
constants. According to Eq. (4), we can derive that the
steady angle of attack  . Given the steady
speed and steady glide path angle, the net mass under the
steady-state motion m0e and propeller speed ne can be de-
rived.

3  Stability analysis of HUG based on the method of
composite Lyapunov function
The desired steady-state motion of the HUG is asymp-

totically stable when the HUG is working in the hybrid-
driven mode, and the following inequalities are satisfied:
K′De = KD0+KDα2

e −u2e cosαe > 0; (23)

B2−4AC ⩾ 0; (24)

−B+
√

B2−4AC > 0. (25)
By simplifying Inequalities (24) and (25), we can ob-

tain the following inequalities eventually:
KD0+KDα2

e −u2e cosαe > 0; (26)

Ve >

√
Te

KD0
; (27)

Te ⩽ inf

 G
√

d2+ l2

|d sinαe− lcosαe|

 , (28)

(KD0+KDαe
2)2 l = (KL0+KLαe

2)2 G = m0g

where Te is the propeller thrust of the steady advance glide
(N). inf ( ) represents the lower bound of the function; d=

;  ; and  .
The inequalities are peculiar to the system when operat-

ing steadily. When Inequalities (26)–(28) being hold, the
HUG can achieve a steady motion.

Brief proof is shown as follows:
When the HUG is in the hybrid-driven mode, the equi-

librium Eqs. (11) and (12) of boundary-layer system are
similar to the equilibrium equations of boundary-layer sys-
tem in the literature (Bhatta and Leonard, 2008), while only
g1 shown in Eq. (29) is different. As a result, the boundary-
layer system of the HUG is exponentially stable.

g1 = q̄+ ε1
1

K′DeV2
e (1+V)

[
−m0gcos(γ̄+ γe)+K′LeV2

e (1+V)
2
]
.

(29)
And the equilibrium equations of the reduced system are

shown as follows:

dV
dtn
= − 1

KDeV2
e

[
−(m0+m0e)gsin(γ̄+ γe)+K′DeV2

e (1+V)
2
]
;

(30)
dγ̄
dtn
=− 1

KDeV2
e (1+V)[

−(m0+m0e)gcos(γ̄+ γe)+K′LeV2
e (1+V)

2
]
, (31)

m0where   is the dimensionless net mass (Bhatta and Le-
onard, 2008).

K′De
K′Le KLe = KL0+KLαe

tn = t/τs τs = m3/(KDeVe)
τs=m3/(K′DeVe) K′De > 0

The above equations are identical to the equations of the
reduced system mentioned in the literature (Bhatta and Le-
onard, 2008; Bhatta, 2006), except that we now have 
and   instead of KDe and KLe, where  . In
Section 2,  , and  , but now the new

 and we must ensure  . Thus under
the premise of satisfying Inequalities (26)–(28), we can con-
clude that the reduced system is exponentially stable. Then
the proof of the interconnection conditions derived from
Theorem 1 of Khalil (1987) is shown in Appendix A.

As a result, the HUG working in the hybrid-driven mode
can achieve asymptotical stability when εi is sufficiently
small according to the method of composite Lyapunov func-
tion shown as follows (Khalil, 1987; Khalil and Grizzle,
1996):

v = (1−d)
[
2
3
− (1+V)cos γ̄+

1
3

(1+V)
3
]

+
d
2

[r1+ (1+V)
2
(r1+ r2)

]
ᾱ2+

1+ r1

r2(1+V)
2

 q̄2+2ᾱq̄

 ,
(32)

r1 = μ/ε1 r2 = μ/ε2

β1 =
K′De(|ᾱmax|+2 |αe|)+u2eH

K′De

[(√
2+1

)
Vmax+

√
2
]

+
KL+u2eH′

K′De
;

β2 = β
′
2 =

c1+ c3

K′De

(
1+Vmin

)3

{
|KLe|

[(√
2+1

)
Vmax+

√
2
]

+ |u2e|
[(√

2+1
) (

Vmax+1
)
+1

]
+ |KDe|

}
,

where,  ,  , 0<d<1, a1=1, a2=r2;

the details are shown in Appendix A.

4  Numerical example of Petrel-II HUG model
In this section, the following hydrodynamic coefficients

of the Petrel-II are calculated based on the CFD simulation:
KL0=0 kg/m, KL=351.3570 kg/(m/rad), KD0=7.3579

kg/m, and KD=318.0849 kg/(m/rad2).

θ = γ+α
Through the above hydrodynamic coefficients, Eqs.

(21)–(22) and  , under the conditions of T=0 N and
m0=0.7 kg, we can obtain the relationship curve between the
steady speed of the Petrel-II HUG and the steady angle of
attack and the relationship curve between the steady glide
angles including the steady glide path angle, pitch angle and
the steady angle of attack. They are shown specifically in
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Fig. 4 and Fig. 5, respectively. These curves are derived
when only the buoyancy-driven system is working.

θ = γ+α

When the HUG reaches a steady state in the hybrid-driv-
en mode, and the propeller thrust satisfies Inequality (28)
and is expressed by equations like Te=7 N, the propeller
speed is ne=1391 rpm. Then according to Eqs. (21)–(22) and

, we can obtain the relationship curve between the
steady speed of the Petrel-II HUG and the steady angle of
attack and the relationship curve between the steady glide
angles including the steady glide path angle, pitch angle and
steady angle of attack. They are shown specifically in Fig. 6
and Fig. 7, respectively.

In Fig. 6, the dotted line represents Inequality (27). The
speed of the HUG can reach a steady state only when the
curves are on the top of the dotted line. The shapes of the
curves on the top of the dotted line are similar to the shapes
of the curves shown in Fig. 4 in the gliding mode. The max-
imum velocity is obtained when the steady angle of attack is
0°. In Fig. 7, when the steady angle of attack is smaller than
0°, the steady glide path angle and pitch angle are larger
than 0°. However, it is impossible for them to be smaller
than 0°. When the steady angle of attack is larger than 0°,

the steady glide path angle and pitch angle are smaller than
0°. It is also unlikely for them to exceed 0°. And both
shapes in Fig. 7 and Fig. 5 are similar as well.

According to the comparative analysis interpreted in
Fig. 4 and Fig. 6, in the hybrid-driven mode, the maximum
steady speed increases obviously, whereas the correspond-
ing range of the steady angle of attack reduces compared
with the condition in the gliding mode. We can also derive
the results from Fig. 5 and Fig. 7 that in the hybrid-driven
mode, the ranges of the steady glide path angle and pitch
angle increase, but the corresponding range of the steady
angle of attack reduces compared with those produced in the
gliding mode.

In addition, we can derive the relationship curves
between the steady angle of attack of the Petrel-II HUG and
the different propeller thrusts shown in Fig. 8. And as the
propeller thrust increases, the steady angle of attack de-
creases. Furthermore, in Fig. 4, we can find that when the
horizontal velocity reaches the maximum, the correspond-
ing steady angle of attack is about –1.8°. Then as shown in
Fig. 5, when the steady angle of attack is about –1.8°, the
corresponding steady glide path angle is about 35°. The res-
ult is similar to the result shown in the literature (Graver,
2005). The above result is derived in the gliding mode.

 
Fig. 4.   Steady speed vs. the steady angle of attack.

 
Fig. 5.   Steady glide path angle, pitch angle vs. the steady angle of attack.

 
Fig. 6.   Steady speed vs. the steady angle of attack.

 
Fig. 7.   Steady glide path angle, pitch angle vs. the steady angle of attack.
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When the HUG is working in the hybrid-driven mode and
the horizontal velocity reaches the maximum, the corres-
ponding steady angle of attack achieves –0.9° as shown in
Fig. 6. Then as shown in Fig. 7, when the steady angle of at-
tack arrives –0.9°, the corresponding steady glide path angle
reaches 20°. In other words, when the horizontal velocity
reaches the maximum, the corresponding steady glide path
angle is smaller in the hybrid-driven mode than that in the
gliding mode. Thus, if we want the HUGs to launch at the
maximum horizontal velocity, we should set the target pitch
angle at 20°.

According to Eq. (21), the steady speed with different
net buoyancy, propeller thrust and angle of attack can be ob-
tained as shown in Fig. 9.

As illustrated in Fig. 9, with the increase of the net
buoyancy and propeller thrust, the maximum steady speed
of the HUG increases, while on the contrary, the corres-
ponding range of the steady angle of attack reduces. If we
want to obtain larger velocity, we can also reduce the drag
force of the HUG as far as possible. For example, a folding
propeller can be selected (Chen et al., 2013, 2015).

K′De

According to the above hydrodynamic coefficients and
the conditions that T=7 N, m0=0.7 kg, KM0=0.7959 kg and
KM=313.8643 kg/rad, submitting these parameters into Eqs.
(21) and (22), it can be calculated that the steady speed
Ve=1.3694 m/s, and that the steady glide path angle
γe=1.339 rad. Furthermore, by calculating Inequalities
(26)–(28), the results are obtained as:  =3.6272 kg/m,
Ve>0.9754 m/s, and Te≤7.5732 N. The three inequalities are
all satisfied. Namely, under the above conditions, the HUG
can achieve the steady-state motion. Moreover, when
Tmax=7.5732 N, Vemax=1.3968 m/s. Therefore, we can de-
rive the result that when 0.9754 m/s<V<1.3968 m/s, the
HUG can be stable.

μ =max{ε1,ε2} = 1.340e−3

In addition, under the conditions that Kq=–7 kg·s/rad,
J2=12.3 kg·m2, m1=84.7 kg, and m3=84.7 kg, substituting
these parameters into corresponding equations, the results of
ε1=1.308e–3 and ε2=1.340e–3 can be derived, and then we
can obtain  .

∣∣∣V ∣∣∣ ⩽ 0.2 |ᾱ| ⩽ 0.01 |q̄| ⩽ 0.1
∣∣∣γ̄∣∣∣ ⩽ π/4If we consider a neighborhood of the equilibrium state,

such as  ,  ,  , and  , we can
calculate μd=1.352e–3, with d=0.9428. Since μ<μd, and refer-
ring to the above parameters, the Petrel-II HUG can be
stable when working in the hybrid-driven mode.

|V | ⩽ 0.2Considering  , we can obtain that the range of V
is 1.0955 m/s <V<1.6433 m/s. The result is compared with
the range of V (0.9754 m/s <V<1.3968 m/s) derived by the
inequalities. We can find that the range of the velocity de-
rived by the method of the composite Lyapunov function is
larger than that derived by the inequalities. Namely, the in-
equalities are relatively conservative at the lower bound of
the velocity range. ∣∣∣γ̄∣∣∣ ⩽ π/4
|q̄| ⩽ 0.1

Furthermore, under the condition that   and
, whether the HUG is working in the hybrid-driven

mode or gliding mode, we can estimate the maximum re-
gion of attraction. The results are shown in Figs. 10a and
10b.

As Fig. 10 indicates, the conclusions are drawn as fol-
lows.

|γ̄| |q̄|
|V |

|ᾱ|

When the range of   and   remains unchanged, the
maximum estimated region of   is larger in the gliding
mode than that in the hybrid-driven mode. For the maxim-
um estimated region of  , the situation is just opposite.

5  Field trials
We have carried out sea trials for 21 days with the Pet-

rel-II HUG running in the gliding mode. It has obtained 219
consecutive profiles with a diving depth of 975 m and voy-
age of 626 km in the northern South China Sea from March
27 to April 16 in 2014. Fig. 11 shows the partial depth data
measured by the CTD sensor equipped on the Petrel-II
HUG, and the whole temperature data and depth data of the
219 consecutive profiles are described in Fig. 12. The res-
ults of the sea trials have shown that the Petrel-II HUG can
work well in the gliding mode. Thus, the sea trials laid the
foundation for the subsequent experiments with the HUG
working in the hybrid-driven mode.

In the Danjiangkou Reservoir of China, we have carried

 
Fig. 8.   Steady angle of attack vs. different propeller thrusts.

 
Fig. 9.   Steady speed vs. the net buoyancy, propeller thrust and angle of at-
tack.
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out a dive test with a fixed depth from July 27 to July 31 in
2014. During the experiment, we set the target depth to 10
m, the net buoyancy to 2.5 N, and the target pitch angle to
0° in order to achieve the fixed depth sailing with the pro-
peller speed of 780 rpm. The results are shown in Fig. 13.
During the fixed depth voyage, the pitch angle changed
between 2° and 5°. The steady pitch angle could reach about
3.5° on average. The actual depth changed between 0 m and
13.1 m. The average depth was about 11.3 m. And the
steady speed was about 0.62 m/s on average. If the net

buoyancy was set to 2.5 N, and the proper speed reached
800 rpm, according to the above corresponding equations,
we could theoretically calculate the results: Ve=0.7979 m/s
and the steady pitch angle θe=76.91°. And the range of the
velocity derived by the inequalities was 0.5530 m/s<
V<0.8347 m/s. The range of the velocity derived by the
method of the composite Lyapunov function was 0.7939
m/s<V<0.8019 m/s and the range of the pitch angle was 0°≤
θe≤90°. Since the theoretically calculated velocity and pitch
angle were totally within the stable range, the Petrel-II HUG
was stable via the above set parameters. But only the actual
velocity was within the range derived by the inequalities.
Thus, such fact further illustrates that the inequalities are re-
latively conservative at the lower bound of the velocity
range. The theoretical values are larger than the actual val-
ues. One possible reason is that the effects of the internal
battery pack have not been considered in this study. While
by moving the battery pack, we could adjust the attitude of
the HUG, then the actual angle of attack would be larger
than the theoretical value, and the actual pitch angle and ve-
locity would get smaller at the same time as shown in Fig. 6
and Fig. 7. Another possible reason may be that the Petrel-II
HUG is equipped with water quality sensors below its abdo-
men. Thus the actual drag force would be larger than the
theoretical value. Then the actual velocity would be smaller.

 
Fig. 10.   (a) Region of attraction in the gliding mode, and (b) region of attraction in the hybrid-driven mode.

 
Fig. 11.   Partial depth data measured by the CTD sensor.

 
Fig. 12.   Whole temperature and depth data of the 219 consecutive pro-
files.

 
Fig. 13.   Sailing results with the fixed depth.
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We have also conducted sea trials of the Petrel-II HUG
working in the hybrid-driven mode in the South China Sea
from February 11 to February 16 in 2015. During the trials,
we set the target depth to 500 m, the net buoyancy to 7 N,
and the target pitch angle to ±45°. In the process of floating,
we turned on the propeller and set the propeller speed to
1400 rpm. The results are shown in Fig. 14. When the pro-
peller was working, the steady pitch angle could reach about
+43.5° on average and the pitch angle had oscillation once,
and the possible reason for this phenomenon is that the rota-
tion of the internal battery pack causes the change of the
pitch angle as shown in Fig. 14. And the steady speed was
about 1.2 m/s on average. If the net buoyancy was 7 N, and
the proper speed was 1400 rpm, according to the above cor-
responding equations, we could theoretically calculate the
results: Ve=1.3743 m/s and θe=76.14°. And the range of the
velocity derived by the inequalities conditions was 0.9825
m/s<V<1.3968 m/s. The range of the velocity derived by the
method of the composite Lyapunov function was 1.0994
m/s<V<1.6492 m/s and the range of the pitch angle was
31.28°<θe<90°. Since the theoretically calculated and the
actual velocity and pitch angle were totally within the stable
range, the Petrel-II HUG was stable via the above setting
parameters although the theoretical values were larger than
the actual values. One possible reason is the same as the
above analysis. Another possible reason may be that the
yaw motion has been ignored while the HUG was adjusting
the heading by rotating the internal battery pack. Then, the
partial energy of the whole system was used for rolling, so
that the energy used to improve the velocity and control the
pitch angle was reduced as the whole energy was definite.
In addition, there is a reason that the external environment-
al conditions are uncertain. All of these reasons can lead to
larger theoretical values of the velocity and pitch angle.

6  Conclusions
In this paper, the Petrel-II HUG developed by Tianjin

University is selected as the research object and the stabil-
ity of the Petrel-II HUG in the hybrid-driven mode is theor-
etically proved based on the method of the composite Lya-

punov function. Furthermore, we also calculate the steady-
state operating conditions when the Petrel-II HUG reaches
the desired steady-state motion.

The conclusions are drawn below:
(1) When the HUG working in the hybrid-driven mode,

the maximum steady speed increases, while the correspond-
ing range of the steady angle of attack decreases compared
with the condition of working in the gliding mode.

(2) When the HUG working in the hybrid-driven mode,
the ranges of steady glide path angle and pitch angle in-
crease, while the corresponding range of the steady angle of
attack decreases compared with the condition of working in
the gliding mode.

(3) When the horizontal velocity reaches the maximum,
the corresponding steady glide path angle is smaller in the
hybrid-driven mode than that in the gliding mode.∣∣∣γ̄∣∣∣ |q̄|∣∣∣V ∣∣∣

|ᾱ|

(4) When the range of   and   remains unchanged, the
maximum estimated region of   is larger in the gliding
mode than that in the hybrid-driven mode. For the maxim-
um estimated region of  , the situation is just opposite.

(5) If we want to increase the velocity of the HUG, we
should increase the net buoyancy and the propeller thrust.

The results of the sea trials show that the Petrel-II HUG
has excellent performances no matter in the hybrid-driven
mode or gliding mode. Then, we will further study the rela-
tionship between the stability and the design parameters of
the HUG in order to improve the region of attraction. In a
word, the HUG can be adopted for a wider range of marine
environmental monitoring.
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Appendix A. Interconnection conditions
We denote the left-hand side of Condition (i) by Cin, 1. We calculate

Cin,1 =
∂V
∂x

[ f (t, x,y,ε)− f (t, x,h(t, x),0)] =
∂V
∂x

[ f (x,y)− f (x,0)]

=
{KD[− (ᾱ+αe)2+α2

e]+u2e[− cosαe+cos(ᾱ+αe)]}(1+2V +V
2− cos γ̄)

K′De
(1+V)2

+
{−KLᾱ+u2e[− sinαe+sin(ᾱ+αe)]}sin γ̄

K′De
(1+V)2

⩽
[

KD

K′De
(|αmax|+2 |αe|)+

u2e

K′De
H

] [(√
2+1

)
Vmax+

√
2
]
φ(·)ϕ(·)

+

(
KL

K′De
+

u2e

K′De
H′

)
φ(·)ϕ(·) = β1φ(·)ϕ(·), (A1)

β1 =
KD(|ᾱmax|+2 |αe|)+u2eH

K′De

[
(
√

2+1)V̄max+
√

2
]
+

KL+u2eH′

K′De
ϕ(·) = (1+V)

√
ᾱ2+ q̄2

φ(·) =
√

(V +2)
2
V

2
+4(1+V)

2
sin2

( γ̄
2

)
H = sin2 ᾱmax

2
+ sin2

( ᾱmax

2
+ |αe|

)
H′ = sin2

( ᾱmax

2

)
+ cos2

( ᾱmax

2
+ |αe|

)where,  ,  ,

,   ,  γ1=0, and  .
Using the above results in Eq. (A1), we find that Condition (i) holds.

We denote the left-hand side of Condition (ii) by Cin, 2. We calculate
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Cin,2 =
∂Ŵ
∂z

A[g(x,y,ε)−g(x,y,0)]

=
μ(c1ᾱ+ c3q̄)

K′DeV2
e (1+V)

{
−m0gcos(γ̄+ γe)+ [KL0+KL(ᾱ+αe)−u2e sin(ᾱ+αe)]V2

e (1+V)
2
}

⩽
μ(c1+ c3)

K′De(1+V)
3

{
|KLe|

[
(
√

2+1)Vmax+
√

2
]
+ |u2e|

[(√
2+1

)
(Vmax+1)+1

]
+ |KDe|

}
φ(·)ϕ(·)

+
μKL(2c1+ c3)

2K′De(1+V)
ϕ2(·) ⩽ μγ′2ϕ2(·)+μβ′2φ(·)ϕ(·), (A2)

β′2 =
(c1+ c3)

K′De(1+Vmin)
3

{
|KLe|

[(√
2+1

)
Vmax+

√
2
]
+ |u2e|

[(√
2+1

)
(Vmax+1)+1

]
+ |KDe|

}
γ′2 =

KL(2c1+ c3)

2K′De(1+Vmin)

c1 = 1+2r2(1+V)2/r1 c2 = 1+ r1/(r2a)

where   ,   ,   and

,  , and c3=1. With the above results of Eq. (A2), Condition (ii) is satisfied.

We denote the left-hand side of Condition (iii) by Cin, 3. We calculate

Cin,3=

∣∣∣∣∣∣∣∣
2ᾱ2r2

r1
(1+V)− r1q̄2

r2

1

(1+V)
3


K′De sin γ̄+K′De[cos γ̄− (1+V)

2
]

K′De


∣∣∣∣∣∣∣∣

⩽
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1
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5

∣∣∣∣∣∣∣ϕ2(·) ⩽ γ′′2 ϕ2(·), (A3)

γ′′2 =max
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5
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5
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2
]
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with  , and  ,

where  . Then according to the above results of Eq. (A3), Condition (iii)

holds.

538 NIU Wen-dong et al. China Ocean Eng., 2017, Vol. 31, No. 5, P. 528–538  


