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Introduction générale

Contexte de travail

L’environnement très concurrentiel du secteur aéronautique pousse les constructeurs à
innover sans cesse. Dans le cadre de la plateforme « usine aéronautique du futur », des pro-
jets de recherche ont été initiés parmi lesquels le projet NOUGAT (NOUvelle Génération
d’Assemblage aéronauTique) visant à l’intégration des nouveaux procédés d’assemblage
automatisés dans l’industrie aéronautique. Le procédé de soudage par friction malaxage,
(FSW pour Friction Stir Welding en anglais) fait partie de ces procédés innovants. Le FSW
permet d’assembler des pièces métalliques difficilement soudables par les procédés de sou-
dage conventionnels comme certains alliages d’aluminium et permet aussi le soudage des
matériaux dissimilaires. Pour l’industrie aéronautique, le FSW présente un réel intérêt car
il peut venir en remplacement de la technique d’assemblage par rivetage. La suppression
des rivets sur les sous-ensembles aéronautiques pourrait permettre un possible allègement
de la masse, de réduire le temps de cycle et de facto de réduire les coûts d’assemblage.
Cependant, les moyens techniques mis en œuvre pour réaliser ce type de soudage nécessite
un lourd investissement financier. Souvent, des machines dédiées sont utilisées pour réa-
liser les soudures. Avec le développement de la robotique, ces machines dédiées peuvent
être remplacées par des robots poly-articulés industriels. Ces derniers permettent de ré-
duire les coûts d’investissement et offrent un grand volume de travail pour réaliser des
pièces de grandes dimensions et de géométries tridimensionnelles complexes. Le soudage
FSW robotisé (RFSW pour Robotic Friction Stir Welding en anglais) constitue alors une
solution innovante pour accroître les performances technico-économiques dans l’industrie
aéronautique. Cependant, plusieurs verrous technologiques restent à lever pour favoriser
l’industrialisation du soudage par friction malaxage robotisé. Les robots industriels pré-
sentent l’inconvénient d’être peu rigides par rapport aux machines dédiées FSW ; ils se
déforment sous l’effet des efforts importants engendrés au cours du soudage par friction
malaxage. La déformation des robots sous charge entraine des déviations de trajectoire
de l’outil FSW ce qui affecte considérablement la qualité de la soudure. Cette déviation
de la trajectoire de l’outil peut être corrigée par une méthode essai-erreur. On réalise
l’essai, on mesure l’erreur de positionnement de l’outil puis on corrige l’erreur mesurée en
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générant une nouvelle trajectoire et en effectuant un nouvel essai sur une nouvelle pièce.
Cette solution présente l’inconvénient de consommer beaucoup de pièces et ne peut pas
être automatisée. Ainsi, diverses approches de correction de trajectoire ont été proposées
dans la littérature scientifique pour compenser les déformations des robots manipulateurs.

Les approches de correction les plus souvent proposées donnent des résultats satisfai-
sants pour des trajectoires de soudage simples (pièces à surface plane). Pour les pièces
présentant des surfaces gauches comme certaines pièces aéronautiques, les méthodes de
correction de trajectoire doivent prendre en compte les déviations en position et en orien-
tation de l’outil pour avoir des cordons de soudure sans défauts.

Objectifs de la thèse

La problématique de cette thèse est liée à la maîtrise de la trajectoire d’un robot for-
tement chargé. L’objectif de ce travail est alors de proposer des méthodes de correction de
trajectoires curvilignes et de valider les algorithmes développés sur des trajectoires d’essai
en vue d’une industrialisation du FSW robotisé sur des pièces aéronautiques présentant
des surfaces gauches. Pour ce faire, nous avons :

— développé une méthode de compensation de déflexions basée sur un modèle de
déformation du robot couplée avec une méthode de génération de trajectoires hors-
ligne ;

— developpé une méthode de compensation de déflexions basée sur une technique
d’asservissement de position à partir de mesures d’un capteur laser de profil 2D ;

— validé expérimentalement ces deux méthodes de correction sur des trajectoires
d’essai.

Organisation du mémoire de thèse

Le chapitre 1 est consacré à une synthèse bibliographique sur le procédé de soudage
par friction malaxage robotisé. Le procédé de soudage est décrit, les travaux liés à la
robotisation du procédé et les méthodes existantes de compensation de déflexions sont
présentés.

Dans le chapitre 2, les modèles nécessaires à la correction des déviations de trajectoires
sont établis. Ainsi, les modèles géométriques direct et inverse, les modèles cinématiques
direct et inverse, le modèle dynamique inverse et le modèle de déformation sont détaillés.

Après avoir établi les modèles, l’approche de compensation de déflexions qui se base
sur ces modèles est développée dans le chapitre 3. Cette approche est couplée avec une
méthode de génération de trajectoires hors-ligne basée sur des courbes paramétrées telles
que les courbes de Bézier et les courbes B-splines. Les méthodes analytiques de généra-
tion de trajectoires sont décrites, les simulations sont présentées ainsi que les validations
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expérimentales.
Le chapitre 4 est consacré à une autre approche de correction de déviation de tra-

jectoires. Il s’agit d’utiliser un profilomètre laser 2D pour mesurer la position réelle de
l’effecteur et d’utiliser cette mesure pour réaliser une boucle externe d’asservissement de
position dans le domaine cartésien. Une première étape d’étalonnage du capteur est pré-
sentée, les méthodes analytiques et numériques pour réaliser la boucle d’asservissement
sont présentées ainsi que les validations expérimentales.

La conclusion générale et les perspectives sont présentées à la fin du manuscrit.
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Chapitre 1. Le procédé de soudage par friction malaxage et sa robotisation

1.1 Introduction

Le procédé de soudage par friction malaxage ou FSW (Friction Stir Welding en anglais)
repose sur une invention dont le premier brevet a été déposé en 1991 par le TWI (The
Welding Institute) (Thomas et al., 1991). Contrairement aux procédés de soudage par
fusion, le FSW permet un soudage à l’état solide car lors du soudage, la température de
fusion des matériaux à souder n’est pas atteinte. Ceci favorise le soudage de matériaux
réputés difficilement soudables à l’instar de l’aluminium, du cuivre, du magnésium (Mishra
and Ma, 2005; Threadgill et al., 2009), des matériaux composites à matrice métallique
(Avettand-Fènoël and Simar, 2016). L’absence de matériau d’apport pour le soudage,
les propriétés du joint soudé en dureté, en tenue mécanique et en fatigue sont quelques
avantages qui ont permis le développement du FSW pour diverses applications (Besharati-
Givi and Asadi, 2014). Ainsi, depuis son invention, le procédé n’a cessé de trouver des
applications dans les domaines de l’aérospatial, de l’aéronautique, de l’automobile, etc.
(Murrr et al., 2000; Burford et al., 2006; De Backer et al., 2010; Kusuda, 2013; Lyles et al.,
2016; Schorr et al., 2018; Donahue, 2018). Dans ce chapitre, la description du procédé, les
machines utilisées et les travaux relatifs à la robotisation du procédé sont présentés.

1.2 Description du procédé de soudage par friction ma-

laxage

Le principe général du procédé consiste en la rotation d’un outil composé d’un pion
et d’un épaulement (Figure 1.1) qui vient en contact du plan de joint formé par les pièces
à souder (Lohwasser and Chen, 2009; Besharati-Givi and Asadi, 2014). Les pièces ou
plaques à souder sont généralement posées sur une enclume et bridées afin d’éviter tout
mouvement des pièces lors du soudage. L’outil en rotation est inséré dans la matière et
provoque un échauffement local des matériaux entrainant une déformation plastique de
la matière ; c’est la phase de plongée. Une fois l’épaulement en contact avec la surface des
pièces à souder, l’outil déjà en rotation est animé d’un mouvement d’avance le long de la
ligne de joint ; c’est la phase de soudage. Durant cette phase, la matière est malaxée et
confinée sous l’épaulement de l’outil. Avec la combinaison du mouvement de rotation et
d’avance de l’outil, le cordon de soudure se forme de proche en proche (Figure 1.2). La
dernière phase du procédé consiste au retrait de l’outil à la fin de la phase de soudage.

Il existe plusieurs paramètres du procédé FSW. Les plus significatifs sont :
— la vitesse d’avance de l’outil va (mm/min) ;
— la vitesse de rotation de l’outil Ω (tr/min) ;
— l’effort de soudage ou effort axial Fz (kN) dont la direction est parallèle à l’axe de

rotation de l’outil ;
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Figure 1.1 – Structure d’un outil FSW

 

 

 

 

 

 

Figure 1.2 – Illustration du soudage FSW

— l’angle d’inclinaison de l’outil, encore appelé angle de tilt α ( ◦), de l’ordre de 0 ◦ à
5 ◦ et défini dans la norme (NF EN ISO 25239-1, 2012) relative au FSW par l’angle
entre l’axe de l’outil et le vecteur normal à la surface des pièces à souder, opposé
au sens du soudage (Figure 1.3).

Un deuxième paramètre d’angle est également défini. Il s’agit de l’angle d’inclinaison
latéral (side-tilt angle en anglais) défini dans la norme (NF EN ISO 25239-1, 2012) par
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Figure 1.3 – Schématisation des paramètres de soudage

l’angle entre l’axe de l’outil et une ligne perpendiculaire à la surface inférieure de la pièce,
mesuré dans un plan perpendiculaire au sens de soudage.

Parmi les autres paramètres, nous pouvons citer la géométrie et la matière de l’outil
de soudage, le montage de bridage. Ainsi pour chaque configuration de soudage, il est
nécessaire de déterminer les paramètres de soudage qui permettent d’avoir un cordon de
soudure sans défauts. Les défauts souvent rencontrés en FSW sont de deux ordres : les
défauts surfaciques et les défauts internes. Parmi les défauts surfaciques, on peut citer
les éraillures, les bavures, les rainures et parmi les défauts internes, on a le manque de
pénétration en racine, le tunnel, le collage sur oxyde. Une revue des défauts peut être
trouvée dans NF EN ISO 25239-1 (2012) et Kah et al. (2015). Quelques exemples de
défauts sont montrés à la Figure 1.4.

L’ensemble des paramètres significatifs qui permettent une soudure sans défauts forme
le domaine de soudabilité opératoire (DSO). Dans ce travail, le matériau utilisé est une
nuance d’aluminium 2024-T3 d’épaisseur 2 mm. Un outil en alliage de cobalt-nickel-chrome
MP159, de diamètre d’épaulement 10 mm et de longueur de pion 1, 9 mm, est utilisé. La
Figure 1.5 montre une photo de l’outil de FSW utilisé. La Figure 1.6 montre une fenêtre
de soudabilité obtenue pour ce matériau.

1.3 Modèles de forces et couples en FSW, régulation

de force et de température

L’interaction de l’outil avec la matière engendre des forces et couples lors du sou-
dage FSW. Des forces notées Fx, Fy, Fz sont générées respectivement dans la direction
d’avance, la direction latérale et la direction axiale et un couple noté Cz est également
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Figure 1.4 – Exemples de défauts rencontrés en FSW

généré autour de l’axe de rotation de l’outil (Balasubramanian et al., 2009) (Figure 1.7).
La force longitudinale Fx est une force de réaction dans la direction de soudage qui

s’oppose au mouvement d’avance de l’outil. La force latérale Fy est due à un déséquilibre
d’écoulement de la matière entre le côté avance et le côté recul de la soudure (Johnson
et al., 2001). Le côté avance d’une soudure FSW est défini dans NF EN ISO 25239-1 (2012)
par le côté où le sens de l’avance de l’outil coïncide avec le sens de rotation ; et le côté
recul est défini par le côté où le sens de l’avance est opposé au sens de rotation. La force
latérale Fy orthogonale à Fx est orientée vers le côté avance de la soudure (Muthukumaran
and Mukherjee, 2008).

Ces efforts tout comme l’effort Fz dépendent de plusieurs paramètres parmi lesquels
on peut citer le matériau à souder, l’épaisseur, la géométrie de l’outil de soudage. L’ordre
de grandeur de l’effort Fz peut varier de quelques kN à des dizaines de kN ; par exemple,
1, 5 kN pour le soudage d’un matériau polymère d’épaisseur 6 mm (Mendes et al., 2016b),
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Figure 1.5 – Outil de soudage utilisé pour les essais
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Figure 1.6 – Fenêtre de soudabilité AA 2024-T3 épaisseur 2 mm

12 kN pour le soudage d’un alliage d’aluminium 6082-T6 d’épaisseur 6 mm (Zimmer et al.,
2009), 87 kN pour le soudage d’une nuance de cuivre d’épaisseur 50 mm (Cederqvist, 2011).
Le maintien en contact de l’épaulement avec la surface des pièces est réalisé soit par une
régulation de cet effort Fz, soit par un pilotage de la position verticale de l’outil. La
Figure 1.8 montre un exemple d’évolution de la force Fz au cours d’une soudure. Les
phases de plongée et de soudage sont pilotées en effort. Au cours de la phase de plongée,
la montée à l’effort de soudage est progressive grâce à une succession de paliers d’effort.
Lors de la phase de soudage, un contrôle d’effort permet de maintenir l’effort de soudage
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Figure 1.7 – Forces du procédé sur l’outil
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Figure 1.8 – Exemple de l’évolution de la force Fz

désiré à 8000 N.
Le couple Cz appliqué sur l’outil est un couple de réaction, fonction de la fréquence

de rotation de l’outil.

Des modèles mathématiques ont été développés pour prédire les forces en fonction des
paramètres opératoires.

A partir d’une technique de maillage basé sur un modèle par éléments finis, Zhang
and Wan (2012) prédisent les efforts Fx, Fy et Fz pour le soudage FSW d’une nuance
de magnésium AZ91. Les auteurs déterminent que ces trois efforts augmentent avec la
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vitesse d’avance et sont inversement proportionnels à la vitesse de rotation. Ils déterminent
aussi que l’effort axial Fz a la plus grande amplitude et l’effort latéral Fy la plus petite
amplitude.

Arora et al. (2010) ont étudié l’effet des paramètres de soudage sur les efforts Fx et
Fz dans un cas de soudage de la nuance d’aluminium 2219.

Fx = 478, 2(Ω)−0,468(va)
0,646(D)0,078(dp)

0,523 (1.1)

Fz = 9, 68(Ω)−0,312(va)
0,146(D)2,72(dp)

−0,121 (1.2)

avec D le diamètre de l’épaulement, dp le diamètre du pion.
Les auteurs ont montré que la force Fx augmente avec la vitesse d’avance, le diamètre
d’épaulement et le diamètre du pion et est inversement proportionnelle à la vitesse de ro-
tation. Le paramètre le plus influent dans le modèle de la force Fx est la vitesse d’avance.
La force Fz, quant à elle, est proportionnelle à la vitesse d’avance et au diamètre de l’épau-
lement et inversement proportionnelle à la vitesse de rotation et au diamètre du pion. Le
paramètre le plus significatif déterminé par les auteurs est le diamètre de l’épaulement.

Un modèle empirique a été également utilisé par Kumar et al. (2012) pour déterminer
des relations entre les forces et les paramètres opératoires pour une nuance d’aluminium
5083.

Fx = 2748 + 219dp + 146DΩ + 326va (1.3)

Fz = 17412 + 2426D − 551N + 531va (1.4)

A partir de ces équations, les auteurs concluent également que la vitesse d’avance est le
paramètre le plus significatif dans la force Fx tout comme le diamètre de l’épaulement
l’est pour la force Fz.

Des modèles statiques et dynamiques de la force Fz sont également proposés en vue
de la régulation de cet effort.

Un modèle statique des efforts a été proposé par Zhao et al. (2007a, 2009). Les auteurs
estiment les efforts Fx, Fy, Fz en fonction de la profondeur de pénétration d, de la vitesse
d’avance va et de la vitesse de rotation Ω.

F =KdαvβaΩλ (1.5)

A partir d’essais expérimentaux, les auteurs déterminent les valeurs des paramètres K,
α, β et λ pour les forces Fx, Fy, Fz. L’analyse des coefficients identifiés a montré que
la profondeur de pénétration est le paramètre le plus influent. En tenant compte du
comportement transitoire de la force, Zhao et al. (2007a) proposent un modèle dynamique
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du deuxième ordre qui lie l’effort Fz à la profondeur de pénétration d (Zhao et al., 2007b).
Pour le cas de soudage de la nuance d’aluminium 6061-T4, un modèle discret avec une
fréquence d’échantillonnage de 10Hz est obtenu :

Fz(z) =
0.188z − 0.17

z2 − 1.24z + 0.325
d1.84(z) (1.6)

Ensuite, un contrôleur-prédicteur de Smith a été synthétisé pour éliminer le retard pur
présent dans les équipements et réguler l’effort axial Fz par Zhao et al. (2007b). En uti-
lisant également la profondeur de pénétration comme variable de commande, Zhao et al.
(2016) ont développé un régulateur d’effort à partir de la technique de commande linéaire
quadratique pour garantir une robustesse de l’asservissement.

La vitesse de rotation Ω est également utilisée comme variable de commande de l’effort.
Zhao et al. (2008) identifient un modèle dynamique discret du premier ordre entre l’effort
axial et la vitesse de rotation puis synthétisent un correcteur-prédicteur de Smith à une
fréquence d’échantillonage de 10Hz pour la régulation de l’effort.

Fz(z) =
0.0022 v0.99a

z − 0.854
Ω−1.23(z) (1.7)

En utilisant la vitesse d’avance comme variable de commande, un contrôleur d’effort
est développé par (Longhurst et al., 2010b) en utilisant une commande PID. Pour ga-
rantir une robustesse de la commande en rejetant les perturbations et les incertitudes de
modèle, Davis et al. (2011) développent un régulateur d’effort à partir d’une technique
de commande adaptative robuste avec un observateur non linéaire pour l’estimation des
variables d’états non mesurées. Dans Longhurst et al. (2010c), une comparaison des per-
formances de la régulation d’effort par les contrôleurs de type PID en utilisant chacune
des trois variables de commande est réalisée. Avec une erreur sur l’effort moyen de 0.06%,
les auteurs remarquent que la régulation par la vitesse d’avance est plus précise que la
régulation par la vitesse de rotation et la profondeur de pénétration. Pour les auteurs,
la régulation d’effort par la vitesse d’avance et la vitesse de rotation n’est pas adapté,
ni à une variation de la surface des pièces, ni aux machines ne disposant pas de raideur
suffisante. En effet, en utilisant la vitesse d’avance ou la vitesse de rotation comme va-
riable de commande, la profondeur de pénétration doit être maintenue constante le long
du soudage ; ce qui n’est pas le cas des machines ne disposant pas de raideur suffisante
comme les robots sériels industriels. Une revue des techniques de contrôle d’effort en FSW
peut être trouvé dans Busu et al. (2015) ou Mendes et al. (2016a).

La variabilité des conditions environnementales de soudage fait que pour maintenir la
régulation de l’effort axial, l’outil FSW peut plonger dans la matière (Fehrenbacher et al.,
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2011). Ainsi, il est nécessaire de prendre en compte la régulation de la température. A
partir d’un modèle de premier ordre identifié entre la température et la vitesse de rotation,
Les auteurs développent un contrôleur intégral pour la régulation de la température. Dans
Fehrenbacher et al. (2014), sont synthétisés deux contrôleurs qui régulent simultanément
la température et l’effort axial. Dans ces travaux, des thermocouples insérés dans l’outil
FSW sont utilisés pour la mesure de la température. Pour éviter de faire des trous dans
l’outil pour la mesure de la température, De Backer and Bolmsjö (2013) développent une
méthode de mesure basée sur la différence de propriétés thermo-électriques entre l’outil
et la pièce qui sont faits de matériaux dissimilaires. A partir de cette méthode de mesure,
un régulateur PI est synthétisé par De Backer et al. (2014c) pour le contrôle de la tem-
pérature. Dans Cederqvist et al. (2012), les auteurs mettent en œuvre des contrôleurs PI
en cascade pour atténuer les perturbations et réguler plus efficacement la température.
Outre les commandes de type I ou PI, Bachmann et al. (2017) synthétisent une commande
adaptative de type L1 pour garantir une meilleure robustesse du contrôle en température,
et Taysom et al. (2016) développent un modèle hybride qui prend en compte le modèle
de la source de chaleur et le modèle en éléments finis de l’outil FSW pour la prédiction
en tout point de la température en vue de l’élaboration d’une commande prédictive.

La mise en œuvre du FSW et des éléments de contrôle associés nécessite donc des
machines de soudage.

1.4 Les machines de soudage FSW

Une machine doit satisfaire un certain nombre de caractéristiques techniques afin de
pouvoir réaliser une opération de soudage par friction malaxage. Zimmer et al. (2008)
a proposé une méthodologie pour choisir une machine FSW à partir de l’analyse des
interactions mécaniques entre un outil et une pièce à souder et des interactions entre
l’outil et le matériau à souder. En fonction de l’application, une machine FSW est choisie
suivant les capacités techniques ci-dessous (Mendes et al., 2016a) :

— la capacité en effort notamment l’effort axial ;
— la rigidité et la précision ;
— la mise à disposition de capteurs pour pouvoir enregistrer les informations au cours

du soudage telles que la vitesse d’avance, la vitesse de rotation, les efforts, la
température ;

— l’implémentation de différentes technologies de contrôle FSW telles que la com-
mande en effort, la commande de position, la commande de température ou bien
la mise à disposition d’une armoire de commande permettant une implémentation
externe de ces technologies de contrôle ;

— la polyvalence, c’est-à-dire pouvoir réaliser aussi bien des soudures 1D, 2D que 3D.
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Quatre types de machines sont recensés pour réaliser le soudage FSW :
— les machines-outils conventionnelles comme les fraiseuses ;
— les machines FSW dédiées ;
— les robots parallèles ;
— les robots poly-articulés.
Les machines-outils présentent des caractéristiques générales comme la programma-

tion de vitesse d’avance, la vitesse de rotation et des commandes de position. Un outil
FSW monté dans la broche de la machine permet de réaliser une opération de soudage.
Cependant, elles disposent d’une capacité d’effort axial trop faible et ont un espace de
travail réduit. L’utilisation de ces machines pour le soudage FSW peut nécessiter la mo-
dification de leur structure et un ajout de commande en effort. Des fraiseuses modifiées
ont été utilisées dans Longhurst et al. (2010b), Fehrenbacher et al. (2011), Zhao et al.
(2016), Davis et al. (2011). Un exemple de fraiseuse utilisée comme machine FSW et une
machine-outil à commande numérique équipée d’une tête de soudage FSW sont montrés
à la Figure 1.9.

Les machines dédiées FSW présentent l’avantage d’être suffisamment rigides avec une
grande capacité de charge admissible. En plus du contrôle en position de l’outil, elles
disposent d’un contrôle en effort. On distingue des machines de 2, 3 ou 5 axes. La confi-
guration en 5 axes est nécessaire pour réaliser des soudures de forme complexe (3D). Une
machine dédiée 5 axes de type portique a été développée dans (Okawa et al., 2006). La
Figure 1.10 montre deux exemples de machines dédiées FSW. Le principal inconvénient
des machines dédiées est le coût d’investissement financier qu’elles nécessitent.

Les robots parallèles, suivant leur architecture, offrent l’avantage d’une grande rigi-
dité, une bonne précision et une charge admissible élevée (Krut, 2003). Cependant, ces
robots ont un volume de travail faible, et pour un point donné de l’espace de travail,
les performances varient dans les différentes directions (Wenger et al., 1999). La capacité
d’orientation de l’effecteur peut être fortement réduite, les modèles de commande sont
parfois difficiles à déterminer analytiquement et un fort couplage entre les chaines ciné-
matiques peuvent entrainer des difficultés de génération de trajectoires. Aussi, le coût
d’investissement pour acquérir ces robots parallèles est élevé. Avec l’analyse de la perfor-
mance statique et la manipulabilité du robot tricept Comau HP1, Palpacelli et al. (2015)
démontrent la capacité de ce robot parallèle à effectuer des soudures FSW. Zhao et al.
(2007b) implémentent un contrôle d’effort sur un robot tricept ABB IRB 940 avec une
tête de soudage à 1 axe de rotation pour réaliser des soudures FSW. Shi et al. (2013)
analysent la capacité d’orientation d’une tête de soudage par un mécanisme parallèle de
type 3-PRS (P, pour liaison prismatique, R pour liaison rotoïde, S pour liaison sphérique)
et proposent une méthode pour une conception optimale du mécanisme pour l’adapter
aux spécifications du FSW. Sun et al. (2017) utilisent un robot parallèle à trois degré de
liberté avec une tête à 2 axes de rotation pour avoir un robot 5 axes capable d’effectuer

15



Chapitre 1. Le procédé de soudage par friction malaxage et sa robotisation

 

  

Figure 1.9 – a) Fraiseuse utilisée comme machine FSW (Zhao et al., 2016), b) Machine à
commande numérique avec une tête de soudage FSW

 

 

 

Figure 1.10 – Machines dédiées FSW : a) : Machine portique 5 axes de l’Institut de
Soudure, b) : Machine du laboratoire Canister (Cederqvist, 2011)
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des soudures 3D. Li et al. (2015) proposent un robot hybride composé d’un mécanisme
parallèle 2-SPR-RPS monté sur un mécanisme sériel P-P et optimisent la structure pa-
rallèle pour une transmission d’effort et de mouvement optimale. Dardouri et al. (2017)
développent une structure parallèle de type 3-UPS montée sur un robot sériel 6 axes mais
la capacité de ce mécanisme n’a pas été validée expérimentalement. La Figure 1.11 montre
deux exemples de robots parallèles utilisés.

 

  

Figure 1.11 – Robots parallèles : a) Tricept ABB IRB 940, b) Mécanisme 2-SPR-RPS (Shi
et al., 2013)

Les robots sériels poly-articulés présentent l’avantage d’être polyvalent, peu coûteux
en investissement, offrent un grand volume de travail, une interface de programmation
rapide et intuitive. Avec les avantages que présentent les robots sériels poly-articulés,
différents travaux de recherche ont été effectués pour déterminer la capacité de ces robots
à réaliser du soudage FSW. Le principal challenge à relever est le manque de rigidité de
ces robots qui se déforment sous l’effet des efforts du procédé.

1.5 Le robot manipulateur sériel, comme machine de

soudage FSW

Smith (2000) a démontré la capacité d’un robot ABB IRB 6400 à effectuer une opé-
ration de soudage FSW. Pour compenser le manque de rigidité du robot et maintenir
l’épaulement en contact avec la pièce, l’auteur développe une stratégie de commande de
force basée sur le contrôle de la profondeur de pénétration de l’outil FSW. Ainsi, la com-
mande de l’effort Fz est fondamentale pour réaliser du soudage FSW avec un robot. A
partir des couples moteurs et de la matrice jacobienne, l’auteur estime l’effort axial appli-
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qué sur l’outil FSW et synthétise un contrôleur de force PI. Cette stratégie de commande
est appelée « commande de force indirecte ». L’algorithme de contrôle a été testé en réali-
sant des opérations de soudage sur des pièces ayant des contours 2D et 3D en aluminium
6061-T6 d’épaisseur 2 mm en configuration bout à bout. A cause de la complexité des
calculs, le contrôleur d’effort est cadencé à 2 Hz ce qui était insuffisant pour une utilisa-
tion durant la phase de plongée. Des déviations dans la direction latérale, orthogonale à
la direction de soudage, ont été reportées.
A partir des travaux de Smith (2000), Soron and Kalaykov (2006); Soron (2007) ont dé-
montré la faisabilité du soudage FSW robotisé 2D et 3D sur un robot ABB IRB 7600-500
modifié. Partant du constat que le sixième axe est redondant par rapport à la tête de
soudage, les auteurs démontent le moteur et le réducteur du sixième axe et montent la
tête de soudage directement sur le cinquième axe. L’intérêt de cette modification est la
diminution des couples transmis aux axes par la réduction de la distance du centre d’outil
à la base du robot (bras de levier). L’inconvénient de cette modification est qu’avec la
disparition du sixième axe, des capteurs externes montés sur la tête de soudage ne pour-
ront pas être convenablement orientés dans la direction d’avance. Aussi, un roller, qui
sert parfois à plaquer les pièces contre l’enclume lors du soudage de pièces de grandes
dimensions, ne pourrait pas être convenablement orienté dans le sens de la trajectoire. La
régulation d’effort sur deux différentes armoires de commande ABB S4C+ (architecture
ouverte) et ABB IRC5 (architecture fermée) à une fréquence d’échantillonnage supérieure
à 2 Hz a été testée. Une stratégie de commande de force basée sur la mesure de l’effort
axial par un capteur de forces, encore appelée « commande de force directe », est utilisée.
Un contrôleur de force PI est implémenté dans la commande ABB S4C+ en se basant sur
la fonction de correction de trajectoire disponible sur ce contrôleur. Ce contrôleur a été
testé pour réaliser une opération de soudage linéaire (2D) en configuration bout à bout
sur de l’aluminium 6063 d’épaisseur 5 mm avec des résultats satisfaisants sur la stabilité
de l’effort Fz. Le contrôleur de force embarqué dans la commande ABB IRC5 a été testé
en réalisant du soudage de pièces à formes complexes (3D). Pour cette configuration 3D,
l’orientation de l’outil change aussi bien que sa position. Au cours du soudage, une insta-
bilité de la force Fz a été constatée au cours des réorientations de l’outil dues à la forme
complexe de la pièce.
La capacité d’un robot sériel 6 axes Kuka KR500 disposant d’un contrôleur de force em-
barqué a été testée pour effectuer des opérations de soudage FSW (Voellner et al., 2006,
2007). Des résultats satisfaisants ont été relevés pour le contrôleur d’effort et les essais ont
montré que le robot pouvait appliquer des efforts jusqu’à 10 kN dans toutes les directions.
Toutefois, des déviations latérales ont été relevées à cause de la compliance du robot.
Pour des applications dans l’automobile, De Backer et al. (2010) ont démontré la faisabi-
lité du soudage FSW en utilisant un robot Esab RosioTM (Figure 1.12) dont l’architecture
est basée sur un robot ABB IRB7600. En utilisant ce robot pour faire le soudage d’une
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plaque plane (2D) d’aluminium 7075 en configuration bout à bout (épaisseur 2 mm), des
déviations latérales allant jusqu’à 2 mm dans la direction y perpendiculaire à la direction
de soudage x sont remarquées (Figure 1.13). Les auteurs remarquent également que la
déviation latérale est plus grande quand on soude dans la direction x+ du robot que dans
la direction x−. Aussi, les déviations ne sont pas les mêmes quand on soude dans les
directions y+ et y−. Suite à ces observations de De Backer et al. (2010), la théorie et les
simulations qui expliquent la dissymétrie des déviations observées sont présentées au §2.7.

 
Figure 1.12 – Robot Esab RosioTM avec une tête de soudage montée sur le cinquième axe
du robot (De Backer et al., 2010)

 

 

 

 

   

Figure 1.13 – Illustration d’une déviation latérale en FSW

En implémentant un contrôleur de force PID sur un robot Fanuc M900-700 kg (Fi-
gure 1.14), Marcotte and Vanden Abeele (2010) ont aussi démontré la faisabilité d’un
soudage FSW robotisé 1D, 2D et 3D. Pour la configuration 2D, une trajectoire sous
forme de rectangle avec des virages à 90◦ est expérimentée. Une instabilité de la force est
remarquée lors des réorientations de l’outil au niveau des virages. Pour la configuration
3D, une trajectoire présentant une partie concave et une partie convexe est utilisée. Une
instabilité de la force est également constatée dans la zone de transition entre la partie
concave et la partie convexe.
Zaeh and Voellner (2010) ont expérimenté la capacité d’un robot industriel à souder des
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Figure 1.14 – Robot FSW Fanuc M900 (Marcotte and Vanden Abeele, 2010)

pièces complexes fortement incurvées. Dans la zone incurvée, un mauvais angle de tilt
implique que le contact entre l’épaulement et la pièce n’est pas correctement maintenu.
Aussi, avec un retard ou une avance dans la direction de soudage, l’angle de tilt en chaque
point de la trajectoire est modifiée ce qui peut entrainer des défauts.
Pour maintenir le contact entre l’épaulement et les pièces, une méthode basée sur l’aug-
mentation de l’angle de tilt est proposée. Tout d’abord, les auteurs développent un modèle
mathématique tenant compte de la géométrie de l’outil et du rayon de la pièce pour esti-
mer l’angle de tilt minimum pour assurer le contact entre l’épaulement et la pièce. Ensuite,
pour pouvoir atteindre l’angle de tilt minimum dans la zone incurvée, une stratégie basée
sur la modification de la vitesse d’avance et la vitesse de pénétration est proposée. Les
auteurs développent alors une relation mathématique entre l’angle de tilt et un déplace-
ment dans la direction d’avance, un déplacement dans la direction axiale et la déviation
dans la direction d’avance. La méthode a été validée sur une trajectoire ayant une partie
incurvée d’un rayon de 14, 5 mm. Une correction de 5, 5 mm dans la direction d’avance
a été effectuée. A la suite de ces expérimentations, d’importants écarts subsistent entre
la mesure de l’angle de tilt au cours des essais et l’angle de tilt estimé avec le modèle.
Les auteurs concluent qu’une correction plus grande dans la direction d’avance et une
diminution de l’effort axial dans la zone incurvée permettront d’avoir des soudures sans
défauts.
Les travaux sur la faisabilité du FSW par un robot sériel présentés ne sont pas exhaustifs.
Le lecteur pourra se rapporter également aux travaux de Cook et al. (2004); Crawford
et al. (2006); Zimmer-Chevret et al. (2010); Bres et al. (2010); Mendes et al. (2014).

A l’Institut de Soudure, un robot Kuka KR500-2MT équipé d’une tête de soudage est
utilisé. La tête de soudage dispose d’une vitesse de rotation maximale de 2500 tr/min et
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de trois (3) capteurs d’effort pour la mesure de la force Fz qui s’exerce sur l’outil FSW
(Figure 1.15). Le robot est également équipé d’une technologie de contrôle de l’effort axial.
Les caractéristiques principales de ce robot sont données à la Figure 1.16.

 

 

 

 

Figure 1.15 – Robot Kuka KR500-2MT avec une tête de soudage FSW

 

 

Figure 1.16 – Caractéristiques du robot Kuka KR500-2MT

Il est donc possible de réaliser du soudage FSW 1D, 2D et 3D par un robot poly-
articulé mais avec des déviations de position et d’angles d’orientation dues aux forces du
procédé. Ces déviations de trajectoires entrainent des défauts dans le cordon de soudure
lorsqu’elles ne sont pas comprises dans les tolérances admissibles pour l’application envi-
sagée (Zimmer-Chevret et al., 2014). Ces tolérances dépendent de la géométrie de l’outil
utilisé. Pour un outil de soudage de diamètre d’épaulement 21 mm et de longueur de
pion 6 mm utilisé pour le soudage de tôles en aluminium 6082 d’épaisseur 6 mm, Zimmer-
Chevret et al. (2014) identifie une tolérance admissible pour le décalage latéral de ±2 mm.
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Des tolérances admissibles de ±1◦ autour de l’angle de tilt et de ±2◦ autour de l’angle
d’inclinaison latéral ont été également identifiées. Pour l’outil de soudage et le matériau
utilisés dans ce travail, le décalage latéral admissible est de ±0, 5 mm, le décalage en angle
de tilt de ±0, 75◦ et le décalage en angle d’inclinaison latéral de ±0, 25◦ (Douilly et al.,
2018). Lorsque la déviation latérale de position dépasse les tolérances admises, ceci en-
traine un défaut de manque de pénétration en racine (Hori, 1999; Caravaca et al., 2007;
Zimmer-Chevret et al., 2014). Aussi, lorsque les déviations en orientation sont hors des
tolérances en angle de tilt et angle d’inclinaison latéral admises, ceci peut entrainer des
défauts de soudure (manque de pénétration, pénétration excessive, tunnel) et une dimi-
nution des propriétés mécaniques du joint soudé (Zimmer-Chevret et al., 2014; De Backer
et al., 2012b; Shultz et al., 2010; Chen et al., 2006).
Différentes méthodes de compensation ont été élaborées pour corriger les déviations de
trajectoires.

1.6 Compensation des déviations de trajectoires

Deux catégories de méthodes existent pour corriger les déviations de trajectoire d’un
robot : les méthodes en ligne et les méthodes hors-ligne.

Une méthode de compensation de trajectoire en ligne basée sur un modèle mathé-
matique a été proposée par Soron et al. (2010). A partir d’une cinquantaine d’essais sur
différents matériaux et épaisseurs et sous différentes conditions de soudage, des relations
linéaires entre les déviations dans les directions x et y et la force latérale Fy ont été déter-
minées. L’implémentation de ces relations dans le contrôleur du robot permet de calculer
les déviations en temps réel à partir de la mesure de la force latérale Fy et d’appliquer
les corrections nécessaires. Cette méthode a permis de ramener les déviations de 1, 5 mm

sans correction à 0, 7 mm avec correction. Par contre, les modèles ont été développés dans
deux configurations particulières du robot dans l’espace de travail et ne sauraient être
valables dans tout l’espace de travail du robot.

Une méthode de correction en temps réel basée sur un modèle de déformation élasto-
statique du robot est également utilisée (De Backer and Bolmsjö, 2014b; Guillo and
Dubourg, 2016; Monsarrat et al., 2016). A partir d’expérimentations, le modèle élasto-
statique du robot est déterminé. Un capteur d’effort de 3 ou 6 composantes mesure les
forces du procédé et, avec la connaissance du modèle élasto-statique du robot, le contrôleur
calcule en temps réel les corrections de trajectoire dans les trois directions. L’inconvénient
de cette technique demeure le coût élevé du capteur de force trois ou six composantes et
son positionnement sur le robot.
Outre le FSW, cette technique de compensation en ligne basée sur un modèle de déforma-
tion élasto-statique est également utilisée pour d’autres procédés tels que le fraisage ou le
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perçage. Nous citons ici quelque travaux : Cen et al. (2016); Freising et al. (2014); Roesch
and Zaeh (2014); Zaeh and Roesch (2014); Roesch (2013); Wang et al. (2009); Pan and
Zhang (2009). La Figure 1.17 illustre cette méthode de correction.

 

 
  

 
 

Figure 1.17 – Principe de correction en ligne par modèle

Un ensemble de solutions de compensation en temps réel moins coûteuses a été propo-
sée dans Qin (2013); Qin et al. (2016). Un premier compensateur basé sur un observateur
non linéaire à temps discret a été proposé (Qin et al., 2014). A partir de la mesure des
courants des moteurs, des positions et des vitesses rigides des axes, un observateur estime
les positions déformées des axes. Les positions déformées estimées et les positions rigides
mesurées sont alors utilisées pour calculer les déformations articulaires. Ce compensateur
a permis une réduction des déviations de 95% sur des soudures rectilignes et de 79% sur
des soudures en quart de cercle de rayon 50 mm. La limite de ce compensateur est le temps
de calcul que nécessite l’observateur pour calculer les positions déformées des axes du ro-
bot. Un deuxième type de compensateur nécessitant peu de temps de calcul est proposé.
Ce compensateur est basé sur les couples moteurs obtenus par la mesure des courants des
moteurs, un modèle des forces de frottement et le modèle élasto-statique du robot. Ce
compensateur a permis de réduire les déviations de 98% pour les soudures rectilignes et
de 71% pour des soudures en quart de cercle de rayon 50 mm. En négligeant l’effet des
forces de frottements, un troisième compensateur basé sur les couples moteurs et le modèle
élasto-statique est proposé. L’implémentation de ce compensateur a permis de réduire les
déviations de 90% pour les soudures rectilignes et de 56% pour des soudures en quart
de cercle de rayon 50 mm. Malgré une moindre précision de ce troisième compensateur
par rapport aux deux autres compensateurs, l’intérêt de ce troisième compensateur réside
dans sa relative simplicité d’implémentation en milieu industriel.

Outre l’utilisation de modèles pour la compensation en ligne, des capteurs sont utilisés
pour corriger les déviations de trajectoires. En général, les robots sont équipés d’un en-
codeur sur chaque articulation qui mesure la position non déformée des axes. Guillo and
Dubourg (2018) mettent en œuvre un second encodeur placé après les réducteurs afin de
mesurer la position déformée des axes. Les auteurs réalisent ensuite un asservissement de
position sur l’axe disposant du double encodeur. La méthode a été validée sur des trajec-
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toires 1D, 2D et 3D avec un gain de réduction de la déviation latérale de l’ordre de 92%

pour la trajectoire 3D. Outre l’usage de capteurs proprioceptifs, De Backer et al. (2012a)
propose deux méthodes de compensation basée sur la mesure de capteurs extéroceptifs.
La première méthode utilise une caméra monochrome connectée à un système d’acquisi-
tion de données développé dans le logiciel LabVIEW. La deuxième méthode utilise deux
capteurs laser 1D de déplacement. Ces capteurs transmettent des informations au système
d’acquisition de données qui calcule la déviation de l’outil. Ils développent ensuite une
stratégie de compensation basée sur la fonction "xyCorr-function" du contrôleur du robot
ABB IRC5. Les déviations mesurées sont modulées et envoyées au contrôleur du robot qui
applique les corrections dans les différentes directions sous forme d’"offset". Des résultats
satisfaisants ont été obtenus sur des cas de soudage linéaires. L’expérimentation sur des
cas de soudage complexes n’a pas été effectuée parce que le robot utilisé ne dispose pas
de sixième axe pour orienter convenablement les capteurs dans la direction de soudage.

Le robot Kuka de l’Institut de Soudure disposant du sixième axe, nous développons
dans ce travail une méthode de correction en ligne basée sur un capteur laser 2D de
déplacement. Les intérêts et les difficultés de cette méthode de correction sont présentés
au chapitre 4.

Outre les techniques en ligne, il existe des techniques de correction de trajectoire hors-
ligne. Dans ces techniques, les déviations de trajectoires sont connues avant les opérations
de soudage. Avec la connaissance des déviations, la trajectoire nominale désirée est modi-
fiée pour obtenir une trajectoire adaptée. Ainsi, en lieu et place de la trajectoire nominale,
la trajectoire adaptée sera programmée.

On peut citer la technique simple de l’essai-erreur qui consiste à effectuer l’essai, puis
mesurer la déviation et refaire l’essai en intégrant manuellement dans le programme robot
la déviation mesurée. Cette technique n’est pas automatique et ne peut être utilisée dans
un environnement de production. Elle consomme beaucoup de pièces car il faut réaliser
plusieurs essais. Cette solution n’est pas robuste car, si la position de la pièce est changée
dans l’espace de travail, alors il est nécessaire de recommencer l’ensemble des opérations.

Belchior et al. (2013) proposent une technique hors-ligne de compensation de tra-
jectoires basée sur la connaissance du modèle élastique du robot et une simulation par
éléments finis des forces pour un procédé de formage. La simulation par éléments finis
permet de prédire les efforts qui seront utilisés comme grandeur d’entrée pour le modèle
élastique afin de calculer les déflexions du robot.

Outre la simulation par éléments finis, des modèles analytiques de forces sont égale-
ment utilisés notamment pour le fraisage robotisé. A partir de la prédiction des forces
et du modèle élasto-statique, les déviations de trajectoires sont calculées. Une littérature
abondante existe sur ces travaux. Nous citons ici quelques-uns : Du (2017); Schneider
et al. (2016); Kaldestad et al. (2015); Tyapin et al. (2015); Haage et al. (2014); Slavkovic
et al. (2014); Klimchik et al. (2014b,c); Bauer et al. (2013); Cortsen and Petersen (2012);
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Klimchik et al. (2012); Olabi et al. (2012); Reinl et al. (2011); Abele et al. (2008a). La
méthode de correction hors-ligne est illustrée à la Figure 1.18.

 

 

 

 

 

 

 

Figure 1.18 – Principe de correction hors-ligne

Cette technique hors-ligne peut être utilisée également pour le FSW. Nous développons
dans ce travail, une technique de compensation hors-ligne des déviations de trajectoires
(chapitre 3).

1.7 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté les généralités sur le procédé de soudage par
friction malaxage. Le procédé a été décrit, les différentes machines utilisées ont été présen-
tées. Quand des machines avec une relative faible rigidité sont utilisées, il est primordial
de mettre en œuvre un asservissement d’effort pour maintenir correctement l’épaulement
de l’outil en contact avec la pièce. Différents travaux ont démontré la capacité des robots
industriels à effectuer du soudage FSW avec des déviations de trajectoires qui ont été
reportées. Ainsi, l’utilisation de robots sériels pour réaliser le FSW nécessite la mise en
œuvre des méthodes de correction de déviations de trajectoire. Une revue sur les diffé-
rentes méthodes de correction de trajectoires a été exposée. A la suite de cette revue, nous
mettons en œuvre deux solutions de correction de déviations : une solution hors-ligne et
une solution en ligne. La solution hors-ligne nécessite la connaissance des modèles du
robot. Ces modèles sont présentés au chapitre 2.
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Chapitre 2. Modèles d’un robot manipulateur industriel

2.1 Introduction

La modélisation des robots permet de trouver des relations mathématiques entre les
différents paramètres du robot en vue de la conception et de la commande. Les travaux
sur la modélisation des robots ont été largement abordés et se trouvent principalement
dans les livres tels que Khalil and Dombre (2004); Craig (2005); Spong et al. (2005);
Khatib and Siciliano (2008); Siciliano et al. (2010). On distingue plusieurs types de mo-
dèles : les modèles géométriques, cinématiques et dynamiques. Les modèles géométriques
donnent une relation entre les positions articulaires du robot et les positions cartésiennes
de l’effecteur. Les modèles cinématiques donnent une relation entre les vitesses articu-
laires et les vitesses cartésiennes. Les modèles dynamiques définissent une relation entre
les accélérations articulaires, les vitesses articulaires, les couples articulaires d’une part,
et les efforts extérieurs exercés par l’environnement en un ou plusieurs endroits du robot
d’autre part. La structure des robots étant constituée de corps et d’éléments de guidage,
lorsque le robot est soumis à des sollicitations importantes, il est nécessaire de considérer
des déformations des éléments de liaison et donc, d’intégrer un modèle de déformation au
modèle dynamique afin d’obtenir une meilleure précision de trajectoire.
Dans ce chapitre, ces différents éléments de modélisation sont abordés pour le robot ma-
nipulateur sériel Kuka KR500-2MT de l’Institut de Soudure. Dans le §2.2, les notations
générales de repères, positions et orientations sont définies. Dans le §2.3, les modèles géo-
métriques direct et inverse du robot sont abordés. Les modèles cinématiques direct et
inverse sont décrits dans le §2.4 ; le modèle dynamique dans le §2.5. Le modèle de défor-
mation du robot et son identification sont décrits dans le §2.6. Le modèle de déformation
étant identifié, une cartographie de la souplesse du robot dans l’espace de travail peut être
élaborée. Cette étude est décrite dans le §2.7. A partir de cette cartographie, une étude
sur le placement optimal d’un outillage utilisé pour les validations expérimentales dans
ce travail est présentée dans le §2.8. La conclusion du chapitre est abordée dans le §2.9.

2.2 Notation de repères, de position et d’orientation

Nous définissons ici les différents repères utiles d’une cellule robotisée :
— R0 = (O0, x0, y0, z0) : le repère fixe situé à la base du robot, défini par le construc-

teur ;
— Rt = (Ot, xt, yt, zt) : le repère outil dont le centre correspond au centre d’outil et

est situé sur l’effecteur ;
— Rp = (Op, xp, yp, zp) : le repère situé sur la pièce à souder. Il permet de localiser

l’emplacement de la pièce dans la cellule robotisée. Sa position et son orientation
sont définies dans le repère R0.
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Une illustration des repères est donnée à la Figure 2.1.

 

 

 

Figure 2.1 – Illustration des repères de la cellule robotisée

La position d’un point dans un repère est notée par un vecteur à 3 composantes qui
sont les coordonnées de ce point dans ce repère. Ainsi, la position du centre d’outil dans
le repère de base est notée par :

0Ot = 0[Otx Oty Otz]
T (2.1)

Pour caractériser une tâche en robotique, non seulement une position est définie mais
aussi une orientation. On distingue différentes notations pour représenter les orientations
en robotique (Craig, 2005) :

— les angles d’Euler correspondant à trois rotations successives autour des axes du
repère terminal mobile ;

— les angles correspondant à trois rotations successives du repère terminal autour des
axes fixes du repère de référence ;

— les quaternions ou paramètres d’Euler définis par quatre paramètres qui décrivent
une rotation unique du repère terminal autour d’un axe orienté.

Pour la commande des robots Kuka, la notation en angles d’Euler suivant la convention
z − y − x est utilisée pour décrire les orientations. Les angles sont notés A, B, C avec
A, la rotation autour de z, B, la rotation autour de y′ et C, la rotation autour de x′′

(Figure 2.2).
Les matrices de rotation qui décrivent ces rotations successives se présentent comme
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Figure 2.2 – Définition des angles de rotation A, B, C de la commande Kuka (KUKA,
2003)

suit :

Rz(A) =

cos(A) − sin(A) 0

sin(A) cos(A) 0

0 0 1

 (2.2)

Ry(B) =

 cos(B) 0 sin(B)

0 1 0

− sin(A) 0 cos(A)

 (2.3)

Rx(C) =

1 0 0

0 cos(C) − sin(C)

0 sin(A) cos(A)

 (2.4)

On utilise les notations sA, cA, sB, cB, sC, cC pour désigner respectivement sin(A),
cos(A), sin(B), cos(B), sin(C), cos(C). La matrice de rotation finale du repère outil dans
le repère de base en fonction des angles A, B, C s’écrit donc :

0Rt = Rz(A)Ry(B)Rx(C)

=

cAcB cAsBsC − cCsA sAsC + cAcCsB

cBsA cAcC + sAsBsC cCsAsB − cAsC
−sB cBsC cBcC

 (2.5)

Un problème inverse consiste à déterminer les angles A, B, C à partir d’une matrice de
rotation définie par les cosinus directeurs du repère mobile dans le repère fixe. En posant :

0Rt =

r11 r12 r13

r21 r22 r23

r31 r32 r33

 , (2.6)
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on peut déterminer les angles A, B, C à partir des équations suivantes (Craig, 2005) :

B = atan2

(
−r31,

√
r211 + r221

)
avec− 90◦ < B < 90◦,

A = atan2(r21/cB, r11/cB), (2.7)

C = atan2(r32/cB, r33/cB).

Pour B = 90◦, une solution est donnée par :

B = 90◦,

A = 0◦, (2.8)

C = atan2(r12, r22);

et pour B = −90◦, une solution est donnée par :

B = −90◦,

A = 0◦, (2.9)

C = −atan2(r12, r22).

La pose (position et orientation) du repère outil dans le repère de base peut donc être
représentée par une matrice homogène 0Tt formée par la matrice de rotation 0Rt et le
vecteur de translation O0Ot = 0Ot.

0Tt =

[
0Rt

0Ot

0 1

]
(2.10)

La position et l’orientation sont fonction des coordonnées articulaires q des différents axes
du robot, ce qui nous amène aux modèles géométriques.

2.3 Modèles géométriques

2.3.1 Représentation de Denavit-Hartenberg modifié

Denavit and Hartenberg (1955) ont propsé une méthode de modélisation des robots en
fonction de la géométrie des différents corps du robot et de l’orientation des liaisons. Cette
modélisation utilise beaucoup de paramètres et présente des ambiguïtés pour des robots
à structure parallèle. Une version modifiée a été développée par Khalil and Kleinfinger
(1986). Cette notation permet une description avec moins de paramètres et est la plus
utilisée dans les documents scientifiques. Une structure sérielle des robots se compose de
n + 1 corps notés C0, . . . , Cn reliés entre eux par n articulations. L’articulation j relie le
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corps Cj au corps Cj−1. A chaque corps Cj, on associe un repère Rj = (Oj, xj, yj, zj). La
méthode de Denavit Hartenberg modifiée se fonde sur les règles suivantes :

— les corps sont supposés parfaitement rigides. Ils sont connectés par des articulations
considérées comme idéales (pas de jeu mécanique, pas d’élasticité), soit rotoïdes,
soit prismatiques ;

— l’axe zj est porté par l’axe de l’articulation j ;
— l’axe xj est porté par la perpendiculaire commune aux axes zj et zj+1. Si les axes

zj et zj+1 sont parallèles ou colinéaires, le choix de xj n’est pas unique. Des consi-
dérations de symétrie ou de simplicité permettent alors un choix rationnel.

Le passage du repère Rj−1 au repère Rj s’exprime grâce à quatre paramètres géomé-
triques (Figure 2.3) :

— αj, l’angle entre les axes zj−1 et zj correspondant à une rotation autour de l’axe
xj−1 ;

— dj, la distance entre les axes zj−1 et zj le long de l’axe xj−1 ;
— θj, l’angle entre les axes xj−1 et xj correspondant à une rotation autour de l’axe

zj ;
— rj, la distance entre les axes xj−1 et xj le long de l’axe zj.

 

 

 
 θ  

α  

 

 

Figure 2.3 – Modélisation géométrique de Khalil et Kleinfinger

La matrice de transformation homogène qui lie les repères Rj−1 et Rj est alors décrite
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par la relation :

j−1Tj = Rot(x, αj)Trans(x, dj)Rot(z, θj)Trans(z, rj)

=


cos(θj) −sin(θj) 0 dj

cos(αj)sin(θj) cos(αj)cos(θj) −sin(αj) −sin(αj)rj

sin(αj)sin(θj) sin(αj)cos(θj) cos(αj) cos(αj)rj

0 0 0 1

 (2.11)

avec Rot(u, α) et Trans(u, d) des matrices de transformation homogène (4 × 4) repré-
sentant respectivement une rotation α autour de l’axe u et une translation d le long de
u.

La variable qj désignant le mouvement d’une articulation j est égale à θj si l’articula-
tion est rotoïde et à rj si elle est prismatique. On peut donc poser :

qj = σ̄jθj + σjrj, (2.12)

avec σj = 0, σ̄j = 1 si l’articulation est rotoïde et σj = 1, σ̄j = 0 si l’articulation est
prismatique. La valeur de σj = 2 est utilisée pour désigner un repère Rj fixe par rapport
à Rj−1.

La Figure 2.4 montre la description de la géométrie d’un robot sériel 6 axes Kuka avec
le placement des repères et le Tableau 2.1 résume les paramètres géométriques.

 

 

 

 

 

  

 

 
 

 

 

 

 

 

 

 
 

 

 

Figure 2.4 – Description géométrique du robot
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Tableau 2.1 – Paramètres géométriques du robot Kuka

j σj αj dj θj rj
1 0 π 0 q1 −L1z

2 0 π/2 L1x q2 0
3 0 0 L2 π/2 + q3 0
4 0 −π/2 D4 q4 −L34

5 0 π/2 0 q5 0
6 0 π/2 0 −q6 L5

t 2 0 0 0 Ltz

Tableau 2.2 – Dimensions nominales du robot Kuka KR500−2MT

Paramètres Valeurs (mm)
L1x 500
L1z 1045
L2 1300
L34 1025
D4 −55
L5 290
Ltz 506, 3

Les valeurs numériques des dimensions du modèle géométrique du robot Kuka KR500-
2MT sont consignées dans le Tableau 2.2.

En se basant sur les matrices de transformations homogènes qui lient les repères Rj−1

et Rj (équation (2.11)), le modèle géométrique direct du robot est établi.

2.3.2 Modèle géométrique direct

Le modèle géométrique direct permet de déterminer la position et l’orientation du
repère outil Rt dans le repère de base R0 en fonction des variables articulaires q. On a :

0X = fMGD(q) (2.13)

avec 0X = 0[Otx Oty Otz A B C]T et q = [q1 q2 q3 q4 q5 q6]
T . La matrice homogène qui

représente la pose de l’outil dans le repère de base est déterminée en multipliant les
matrices de transformation homogènes qui lient les repères Rj−1 et Rj. Ceci aboutit à la
relation suivante pour le robot Kuka étudié dans ce travail :

0Tt =0 T1
1T2

2T3
3T4

4T5
5T6

6Tt (2.14)
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avec :

0T1 =


c1 −s1 0 0

−s1 −c1 0 0

0 0 −1 L1z

0 0 0 1

 ,

1T2 =


c2 −s2 0 L1x

0 0 −1 0

s2 c2 0 0

0 0 0 1

 ,

2T3 =


−s3 −c3 0 L2

c3 −s3 0 0

0 0 1 0

0 0 0 1

 ,

3T4 =


c4 −s4 0 D4

0 0 1 −L34

−s4 −c4 0 0

0 0 0 1

 ,

4T5 =


c5 −s5 0 0

0 0 −1 0

s5 c5 0 0

0 0 0 1

 ,

5T6 =


c6 s6 0 0

0 0 −1 −L5

−s6 c6 0 0

0 0 0 1

 ,

6Tt =


1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 Ltz

0 0 0 1

 . (2.15)

En posant

0Tt =

[
0Rt(q)

0Ot(q)

0 1

]
, (2.16)

nous avons les coordonnées du vecteur position du centre d’outil dans le repère de base
(0Ot) ainsi que la matrice d’orientation du repère outil (0Rt). En appliquant les équations
(2.7), (2.8) et (2.9) à la matrice d’orientation 0Rt , les angles d’orientation A, B, C du
repère outil sont déduits. Les expressions générales du vecteur position et de la matrice
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d’orientation en fonction des coordonnées articulaires sont consignées dans l’Annexe A.1.

2.3.3 Modèle géométrique inverse

Le modèle géométrique inverse permet de calculer les coordonnées articulaires q en
fonction d’une position et d’une orientation 0X du repère outil.

q = fMGI(
0X) (2.17)

Différentes méthodes de résolution existent pour résoudre ce problème inverse. On dis-
tingue les méthodes qui permettent de trouver une forme explicite des solutions et les mé-
thodes numériques qui permettent de trouver des solutions particulières. Le lecteur pourra
se référer aux différents livres de robotique tels que Khalil and Dombre (2004); Spong et al.
(2005); Khatib and Siciliano (2008); Siciliano et al. (2010), pour une description plus ample
de ces solutions. Parmi les méthodes à formulation explicite, on distingue la méthode
de Peiper (1968) qui est utilisée pour les robots sériels avec les trois axes d’orientation
concourants (poignet rotule). En appliquant cette méthode au robot Kuka KR5000-2MT
qui dispose du poignet rotule, les solutions du modèle géométrique inverse sont obtenues.
La procédure de résolution est décrite ci-dessous : soient 0X = [Otx Oty Otz A B C]T , la
position et l’orientation du repère outil donnée et q = [q1 q2 q3 q4 q5 q6]

T , les variables
articulaires correspondant à cette pose.

−Calcul de q1, q2 et q3

La position du centre de la rotule O5 dans le repère Rt est :

tO5Ot = (Ltz + L5)zt

On a :

0O0Ot = 0O0O5 + 0O5Ot

= 0O0O5 + 0Rt
tO5Ot

La position du centre de la rotule O5 dans le repère R0 est :

0O0O5 = 0O0Ot − 0Rt

 0

0

L5 + Ltz

 (2.18)
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Posons 0O0O5 = [P5x P5y P5z]
T . On a :

P5x

P5y

P5z

1

 = 0T 1
1 T

2
2 T

3
3 T4


0

0

0

1

 (2.19)

En multipliant les termes de l’équation (2.19) par 1T0, on obtient −s1P5x − c1P5y = 0 et
donc

q1 = atan2(−P5y, P5x). (2.20)

En multipliant encore les termes de l’équation (2.19) par 2T1
1T0, on obtient :{

Mc2 +Ns2 = L34c3−D4s3 + L2

−Mc2 +Ns2 = L34s3 +D4c3

avec M = P5xc1− P5ys1− L1x et N = −P5z + L1z. En élevant au carré les termes de ces
équations et en les additionnant, on a :

L34c3−D4s3 = W (2.21)

avec W = (M2 +N2 − L2
34 −D2

4 − L2
2)/2L2.

En résolvant l’équation (2.21), on a :
c3 =

L34W − ε(−D4)∆

L2
34 +D2

4

s3 =
−D4W + εL34∆

L2
34 +D2

4

avec ε = ±1, ∆ =
√
D2

4 + L2
34 −W 2. Alors, on obtient :

q3 = atan2(s3, c3) (2.22)

ε dépend de la configuration du bras désirée. Dans la commande Kuka, la configuration de
bras est indiquée par le bit 1 de la variable "Status(S)" (KUKA, 2009a). Pour l’ensemble
des essais, nous travaillons avec une configuration du bras ε = 1. Connaissant q3, on peut
calculer q2 en posant : {

Mc2 +Ns2 = U

−Ms2 +Nc2 = V

avec U = L34c3−D4s3+L2 et V = L34s3+D4c3. La résolution de ce système d’équations
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donne : 
c2 =

V N + UM

N2 +M2

s2 =
UN − VM
N2 +M2

On obtient donc :
q2 = atan2(s2, c2) (2.23)

− Calcul de q4, q5 et q6

La matrice de rotation 0Rt formée par les angles d’orientation fixés s’écrit :

0Rt = 0R3(q1, q2, q3)
3Rt(q4, q5, q6)

On a :
3Rt(q4, q5, q6) = 0RT

3 (q1, q2, q3)
0Rt

La matrice 0R3(q1, q2, q3) s’écrit :

0R3(q1, q2, q3) =

−c1s23 −c1c23 s1

s1s23 s1c23 c1

−c23 s23 0


D’une part, les éléments mij de la matrice 0RT

3 (q1, q2, q3)
0Rt s’écrivent :

m11 = c23sB + cBsAs23s1− cAcBs23c1;

m12 = s23c1(cCsA− cAsBsC) + s23s1(cAcC + sAsBsC)− c23cBsC;

m13 = −s23s1(cAsC − cCsAsB)− s23c1(sAsC + cAcCsB)− c23cBcC;

m21 = cBsAc23s1− cAcBc23c1− s23sB;

m22 = c23s1(cAcC + sAsBsC) + c23c1(cCsA− cAsBsC) + cBs23sC;

m23 = cBcCs23− c23c1(sAsC + cAcCsB)− c23s1(cAsC − cCsAsB);

m31 = cAcBs1 + cBsAc1;

m32 = c1(cAcC + sAsBsC)− s1(cCsA− cAsBsC);

m33 = s1(sAsC + cAcCsB)− c1(cAsC − cCsAsB);
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D’autre part, les éléments hij de la matrice 3Rt(q4, q5, q6) s’écrivent :

h11 = c4c5c6− s4s6;

h12 = c4c5s6 + s4c6;

h13 = c4s5;

h21 = s5c6;

h22 = s5s6;

h23 = −c5;

h31 = −s4c5c6− c4s6;

h32 = −s4c5s6 + c4c6;

h33 = −s4s5;

On obtient donc :

q5 = atan2

(
µ
√
m2

21 +m2
22,−m23

)
avecµ = ±1 (2.24)

q4 = atan2(−m33/s5,m13/s5) avec s5 6= 0 (2.25)

q6 = atan2(m22/s5,m21/s5) avec s5 6= 0 (2.26)

µ dépend de la configuration du poignet désirée. Dans la commande Kuka, la confi-
guration du poignet est indiquée par le bit 2 de la variable "Status(S)" (KUKA, 2009a).
Pour l’ensemble des essais , nous travaillons avec une configuration du poignet µ = 1.
Le domaine articulaire des axes du robot est limité, ce qui élimine certaines solutions.
Les limites de variation des axes du robot peuvent être consultées en Annexe A.2. La
configuration s5 = 0 correspond à la singularité du poignet. Ainsi, pour q5 = 0, on fixe q4
et on calcule q6 = atan2(m12,m11)− q4.

2.4 Modèles cinématiques

Les modèles cinématiques permettent de lier les vitesses de mouvement dans les espaces
articulaires et cartésiens.

2.4.1 Modèle cinématique direct

Le modèle cinématique direct a pour but de trouver une relation entre les vitesses
cartésiennes du repère outil et les vitesses articulaires. Il s’exprime par :

0Ẋ = 0Jt(q)q̇ (2.27)
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avec :
— 0Ẋ = 0[vx vy vz ωx ωy ωz]

T , (0vt = [vx vy vz]
T ) représentant le vecteur vitesse de

translation et ( 0ωt = [ωx ωy ωz]) le vecteur vitesse de rotation du repère outil ;
— q̇ = [q̇1 q̇2 q̇3 q̇4 q̇5 q̇6]

T , les vitesses articulaires ;
— 0Jt(q) la matrice jacobienne de dimension 6 × 6 qui est fonction des positions

articulaires q.
La matrice jacobienne 0Jt peut être décomposée en deux parties. Une partie 0Jtv(3×6)

permet de trouver les vitesses de translations du repère outil dans le repère de base et
l’autre partie 0Jtω(3×6) permet de trouver le vecteur vitesse de rotation de l’outil dans le
repère de base. 

vx

vy

vz

ωx

ωy

ωz


=

[
0Jtv(q)(3×6)
0Jtω(q)(3×6)

]


q̇1

q̇2

q̇3

q̇4

q̇5

q̇6


(2.28)

La vitesse de translation du repère outil (0vt = 0[vx vy vz]
T ) est obtenue par dérivation

des coordonnées du vecteur position (0Ot) établi dans le modèle géométrique direct. On
a donc pour la matrice 0Jtv(q) :

0Jtv(q) =


∂0Otx

∂q1
. . . ∂0Otx

∂q6
∂0Oty

∂q1
. . . ∂0Oty

∂q6
∂0Otz

∂q1
. . . ∂0Otz

∂q6

 (2.29)

Le détail de la matrice 0Jtv est donné en Annexe A.3.
La vitesse de rotation du repère outil (0ωt = 0[ωx ωy ωz]

T ) est obtenue par la somme des
vecteurs vitesses de rotation de chaque articulation :

0ωt = q̇1z1 + q̇2z2 + q̇3z3 + q̇4z4 + q̇5z5 + (−q̇6)z6 (2.30)

et en exprimant chacun des vecteurs zi dans le repère de base R0, on a la matrice 0Jtω(q) :

0Jtω(q) =

 0 s1 s1 −c1c23 c4s1− c1s23s4 −c1c23c5 + c1c4s23s5 + s1s4s5

0 c1 c1 c23s1 c1c4 + s1s23s4 c23c5s1− c4s1s23s5 + c1s4s5

−1 0 0 s23 −c23s4 c5s23 + c23c4s5


(2.31)
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Le vecteur vitesse de rotation du repère outil exprimé en coordonnées opérationnelles par
(ωA, ωB, ωC) est lié à ωx, ωy, ωz par la relation suivante (Khalil and Dombre, 2004) :ωAωB

ωC

 =

cos(A) tan(B) sin(A) tan(B) 1

− sin(A) cos(A) 0

cos(A)/ cos(B) sin(A)/ cos(B) 0


ωxωy
ωz

 = ΩABC

ωxωy
ωz

 (2.32)

Le modèle cinématique direct sert de modèle différentiel direct qui lie les variations in-
finitésimales dans l’espace opérationnel 0dX aux variations infinitésimales dans l’espace
articulaire dq.

0dX = La
0Jt(q)dq (2.33)

avec 0dX = 0[∆x∆y ∆z ∆A∆B ∆C]T , dq = [∆q1 ∆q2 ∆q3 ∆q4 ∆q5 ∆q6]
T et

La =

[
I3 03

03 ΩABC

]
, (2.34)

Le modèle cinématique direct sert également à établir un modèle statique d’équilibre qui
établit une relation entre les forces et moments exercés par le robot sur l’environnement
et les couples articulaires. Soient tFe = t[Fx Fy Fz Mx My Mz]

T , le torseur d’interaction
appliqué au point Ot et exprimé dans le repère outil, Γ = [Γ1 Γ2 Γ3 Γ4 Γ5 Γ6]

T , les couples
articulaires induits par ce torseur :

Γ = tJTt (q)tFe (2.35)

Le modèle cinématique du deuxième ordre permet de calculer les accélérations cartésiennes
en fonction des positions, vitesses et accélérations articulaires. En dérivant l’équation
(2.27), on établit :

0Ẍ = 0Jt(q)q̈ +
d

dt
0Jt(q)q̇ (2.36)

2.4.2 Modèle cinématique inverse

Le modèle cinématique inverse permet de déterminer des vitesses articulaires en fonc-
tion des vitesses dans l’espace opérationnel spécifiées. Pour le robot 6 axes étudié, on
a :

q̇ = 0J−1t (q) 0Ẋ (2.37)

L’inverse de la matrice jacobienne carrée est calculée pour tous les points de l’espace de
travail sauf pour les points singuliers (det( 0Jt(q)) = 0) d’une cinématique 6 axes qui sont
évités.
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Les accélérations articulaires peuvent être calculées à partir de l’équation (2.36).

q̈ = 0J−1t (q)[ 0Ẍ − d

dt
0Jt(q) q̇] (2.38)

2.5 Modèles dynamiques

Le modèle dynamique inverse permet d’établir une relation entre les couples articu-
laires et les positions, vitesses et accélérations articulaires. Plusieurs formulations existent
pour établir ce modèle. Les deux formalismes les plus usités sont ceux de Lagrange et
de Newton-Euler. Dans un premier temps, nous introduisons le modèle dynamique rigide
sans prise en compte des flexibilités. Les flexibilités sont discutées dans le §2.6. En utili-
sant le formalisme de Lagrange, l’expression générale du modèle dynamique du robot et
des axes moteurs est :

Γ = M(q)q̈ + C(q, q̇)q̇ + Ffr(q̇) +G(q) + tJTt (q)tFe (2.39)

Γm = Iaθ̈ +N−TΓ + Ffm(θ̇) (2.40)

avec :
— M(q)(6×6) est la matrice d’inertie généralisée du robot, symétrique et définie posi-

tive ;
— Γ(6×1) représente les couples articulaires à la sortie des réducteurs ;
— C(q, q̇)(6×1) représente le vecteur des couples dus aux effets centrifuges et de Co-

riolis ;
— G(q)(6×1) représente les couples dus à la gravité. Pour le robot étudié, ce modèle

intègre l’action du mécanisme de compensation de la gravité sur l’axe 2 ;
— Ffr(q̇)(6×1) représente les forces de frottement des liaisons articulaires du robot ;
— tJTt (q)(6×6) représente la transposée de la matrice jacobienne ;
— tFe(6×1) est le torseur qui représente les efforts appliqués par le robot sur l’environ-

nement au point de contact Ot ;
— q, q̇, q̈ désignent respectivement les positions, les vitesses et accélérations articu-

laires du robot ;
— Ia(6×6) est la matrice d’inertie des moteurs ;
— Γm(6×1) représente le vecteur des couples moteurs ;
— N est la matrice des rapports de réduction des réducteurs ;
— Ffm(θ̇)(6×1) représente les forces de frottement sur les axes moteurs ;
— θ, θ̇, θ̈ représentent respectivement les positions, vitesses et accélérations angulaires

des axes moteurs.

Différentes méthodes existent pour identifier les paramètres du modèle dynamique
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parmi lesquelles la méthode IDIM-LS (Inverse Dynamic Identification Model with Least
Squares) utilisable en boucle fermée et la méthode à erreur de sortie utilisable en boucle
ouverte. Les deux méthodes ont été utilisées pour identifier les paramètres du modèle
dynamique du robot Kuka KR500-2MT (Gautier et al., 2013). Les paramètres d’inertie
des bras du robot et des moteurs ont été regroupés selon la méthode de regroupement
développée dans Gautier and Khalil (1990); Gautier (1991) et les paramètres inertiels les
plus influents dans le modèle dynamique ont été identifiés. En utilisant une méthode de
simplification par intervalle, Wang (2016) a également identifié les paramètres inertiels
minimaux pour le robot Kuka KR500-2MT.

La prise en compte des forces et couples de frottement au niveau des articulations,
des réducteurs et des transmissions permet d’améliorer le modèle dynamique du robot
en vue de sa commande. Dans la littérature, on dispose de modèles de frottement aussi
simples que complexes (Armstrong-Hélouvry et al., 1994). On distingue les modèles de
frottement statique et les modèles de frottement dynamique. Le modèle de frottement
simple, le plus souvent utilisé, est celui du type frottement sec ou de Coulomb avec un
terme visqueux (Bona and Indri, 2005). Une mise à jour de ce modèle consiste à prendre
en compte l’effet Stribeck. Ce modèle de frottement de Stribeck a été utilisé dans Oueslati
et al. (2012). Dans le cas des robots utilisés sous une charge variable, les forces/couples
de frottement dépendent non seulement de la vitesse, mais aussi de la charge appliquée
(Abba and Sardain, 2003; Hamon et al., 2010).
Pour prendre en compte des comportements plus complexes des phénomènes de frotte-
ment, des modèles dynamiques ont été élaborés. Parmi ces modèles, on compte les modèles
de Dhal, de Lugre et de Maxwell. Le lecteur pourra se référer à Armstrong-Hélouvry et al.
(1994) pour une description du modèle de Dhal. Le modèle de LuGre a été introduit dans
De Wit et al. (1995) et celui de Maxwell a été utilisé dans Ruderman et al. (2009). Des
modèles de frottement élasto-plastique à un état (Keck et al., 2017) ou à deux états (Ru-
derman and Bertram, 2013) sont également des modèles de frottement dynamique utilisés.
Une revue des modèles de frottement peut être trouvée dans Bona and Indri (2005); Ols-
son et al. (1998); Armstrong-Helouvry (2012).
Pour l’identification des couples de frottement du robot KR500-2MT, un modèle de frot-
tement sec et visqueux a été utilisé dans l’identification globale effectuée par Gautier et al.
(2013). Ce modèle de frottement, au niveau des articulations, s’écrit :

Ffr(q̇) = Fssign(q̇) +Bsq̇ (2.41)

et au niveau des moteurs, on a :

Ffm(θ̇) = Fmsign(θ̇) +Bmθ̇ (2.42)
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avec Fs et Fm, les matrices des coefficients de frottement sec aux niveaux des articulations
et des arbres moteurs ; Bs et Bm, les matrices des coefficients de frottement visqueux
au niveau des articulations et des arbres moteurs. Le Tableau 2.3 regroupe les valeurs
identifiées de l’ensemble des couples de frottement ramenés au niveau des articulations.

Tableau 2.3 – Coefficients du modèle de frottement

Paramètres Valeurs (Nm) Paramètres Valeurs (Nm/[rad/s])
Fs1 9, 36 102 Bs1 8, 63 103

Fs2 1, 62 103 Bs2 8, 04 103

Fs3 1, 70 103 Bs3 9, 73 103

Fs4 1, 82 102 Bs4 1, 03 103

Fs5 3, 67 102 Bs5 1, 66 103

Fs6 2, 00 102 Bs6 7, 95 102

L’expression des couples de gravité en fonction des positions articulaires est détermi-
née grâce au logiciel Symoro de Khalil et al. (1989). Le robot Kuka KR500-2MT étudié
dispose d’un compensateur de gravité sur l’axe 2. Un modèle de ce compensateur a été
développé et identifié dans Gautier et al. (2013).

Pour le robot Kuka étudié, les axes 4, 5 et 6 sont couplés. La matrice des rapports de
réduction n’est pas diagonale et se décline comme suit :

N =



N1 0 0 0 0 0

0 N2 0 0 0 0

0 0 N3 0 0 0

0 0 0 N4 0 0

0 0 0 N54 N5 0

0 0 0 N64 N65 N6


(2.43)

Les valeurs numériques des rapports de réduction du robot Kuka KR500-2MT sont consi-
gnées dans le Tableau 2.4. Le modèle dynamique présenté dans ce paragraphe est un
modèle rigide et ne prend pas en compte les flexibilités du robot. Les robots étant conçu
avec des éléments flexibles, leur utilisation sous forte charge fait apparaitre des déforma-
tions dans leur structure ; ce qui affecte les précisions statique et dynamique. Ceci nécessite
donc l’identification d’un modèle de déformation pour améliorer la précision des robots.

2.6 Modèle de déformation

La rigidité d’un robot caractérise son comportement en déformation due aux efforts.
Les déformations ont lieu dans les corps du robot et dans les articulations. Le compor-
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Tableau 2.4 – Rapports de réduction du robot KR500-2MT

Paramètres Valeurs
N1 3755/8
N2 3755/8
N3 76725/152
N4 −5473/21
N5 −44096/175
N54 −7/1664
N6 37851/230
N64 −64055/10497344
N65 230/37851

tement en déformation est caractérisé par une matrice, dite de rigidité qui peut être
représentée par des scalaires ou des quaternions duales (Li et al., 2019). Il existe diffé-
rentes méthodes pour modéliser les déformations d’un robot en vue de la prédiction des
déflexions : la méthode par apprentissage, la méthode par éléments finis, la méthode par
poutre déformable, la méthode des liaisons virtuelles (Virtual Joint Method, en anglais).

Différentes techniques d’intelligence artificielle sont utilisées pour prédire les déflexions
liées aux déformations d’un robot. Yuan et al. (2018) utilise une technique d’apprentissage
automatique extrême ( Extreme Machine Learning (ELM), en anglais). A partir d’un en-
semble de mesures de positions et d’erreurs sur les positions, un modèle ELM est entrainé
afin de prédire des déflexions d’un robot. Une technique basée sur les réseaux de neurones
est également utilisée (Aoyagi et al., 2010; Wang et al., 2012). Une approche par logique
floue est utilisée par Marie et al. (2013) pour prédire aussi les déflexions. Un ensemble de
règles est construit à partir d’une base de données de mesure de déplacements et de forces
externes. Ainsi, en fonction des positions articulaires et des forces externes en entrée du
système d’inférence, les déflexions sont déterminées en sortie. Ces approches présentent
l’avantage de ne pas nécessiter d’hypothèses sur les sources de flexibilités et prend en
compte des non-linéarités du robot dans la modélisation. Mais ils nécessitent une base de
données d’apprentissage importante pour plus d’efficacité.

Pour les autres méthodes, des hypothèses sont généralement faites sur les sources de
flexibilité.

La méthode par éléments finis permet de déterminer les matrices de rigidité des corps
et des articulations à partir de la modélisation géométrique des corps et des articulations
dans les logiciels de CAO et la simulation numérique. Cette méthode a été utilisée dans
Klimchik et al. (2013); Klimchik (2011) pour identifier avec une précision de 0, 1% la
matrice de rigidité d’un robot orthoglide en tenant en compte de la forme réelle des
corps et les particularités des articulations. Sun and Fang (2018) ont également utilisé
la méthode par éléments finis pour identifier la matrice de rigidité d’un robot présentant
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une chaine cinématique ouverte et une chaine cinématique fermée. En utilisant le module
Generative Structural Analysis de CATIA, Dumas (2011) modélise un robot sériel Kuka
KR270 sous l’hypothèse de corps flexibles et de liaisons rigides. L’auteur montre que les
déformations des corps contribuent à hauteur de 25 % dans le déplacement de l’effecteur.
Malgré la précision de cette méthode, elle nécessite d’avoir les modèles CAO des corps
du robot que les constructeurs rechignent à fournir. Quand ces modèles sont disponibles,
un temps de traitement numérique assez élevé est nécessaire. Cette méthode par éléments
finis n’est donc pas optimale pour une utilisation en milieu industriel.

Pour la méthode de déformation de type poutre, les corps et les articulations du ro-
bot sont considérés comme des poutres déformables selon l’hypothèse d’Euler-Bernoulli
(Deblaise et al., 2006). Damak (1996) fait l’hypothèse de la flexibilité des corps et des
articulations. Pour les corps, l’auteur prend en compte les déformations dues aux sollici-
tations de deux (2) flexions et d’une (1) torsion. Pour les articulations, il prend en compte
les déformations dans les directions axiale et radiale. Ces hypothèses ont été utilisées pour
identifier la matrice de rigidité d’un robot Acma SR400. Pour un robot KUKA-IR663 uti-
lisé pour de l’usinage, (Marie and Maurine, 2008; Marie et al., 2013) prend également en
compte les flexibilités des corps et des articulations. Pour les corps, en plus des déforma-
tions dues aux sollicitations de flexion et de torsion, l’auteur prend en compte aussi une
déformation due à une sollicitation de traction/compression. Pour les articulations, les
déformations dans les directions axiales et radiales sont prises en compte. En supposant
le poignet du robot rigide, l’auteur identifie la matrice de rigidité des trois premiers axes
du robot.

La méthode la plus usitée pour les robots sériels est la méthode des liaisons virtuelles.
Cette méthode reprend la technique traditionnelle de représentation des déformations par
un ressort de torsion (Salisbury, 1980) en décrivant l’ensemble des éléments flexibles du
robot comme des éléments rigides auxquels sont associés des liaisons élastiques localisées
virtuelles. Cette méthode est encore appelée la méthode par rigidité localisée.

La méthode par rigidité localisée a été utilisée dans Klimchik et al. (2014a, 2015).
Dans ces travaux, il est pris en compte les flexibilités des corps et des articulations. La
rigidité de chaque corps du robot est caractérisée par une matrice 6 × 6 qui caractérise
les déformations en translation et en rotation et chaque articulation par un coefficient de
raideur qui caractérise la déformation en torsion dans la direction axiale. Un modèle à
258 coefficients est donc établi pour un robot sériel à 7 corps et 6 articulations. Parmi ces
coefficients, certains sont redondants à cause des propriétés de symétrie de la matrice de
rigidité ; d’autres sont non identifiables. L’auteur utilise donc des méthodes algébriques
et statistiques de réduction de modèles afin de pouvoir identifier un modèle minimal de
matrice de rigidité en milieu industriel. L’application de cette méthode sur un robot Kuka
KR270 a permis de réduire le nombre de coefficients de la matrice de rigidité de 258 à 27
qui ont été identifiés.
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Cependant, pour (Dumas, 2011), l’analyse des sources de flexibilités d’un robot sériel
a montré que les déformations des corps du robot peuvent être négligées devant celle des
articulations. A partir de méthodes expérimentales basées sur la mesure des déformations
des corps et des articulations, l’auteur montre que 75% du déplacement de l’organe ter-
minal du robot est dû aux déformations en rotation dans les articulations. Ainsi, pour
chaque articulation, un modèle à 3 coefficients est utilisé par Zaeh and Roesch (2014)
pour caractériser les déformations des axes. Schneider et al. (2014) montre que les défor-
mations en rotation dans la direction axiale sont les plus significatifs dans le déplacement
de l’effecteur. Ainsi pour un robot sériel à 6 axes, un modèle à 6 coefficients est utilisé
pour déterminer la matrice de rigidité ; chaque coefficient caractérisant la déformation en
rotation autour de l’axe géométrique de la liaison. Pour identifier ces coefficients de rai-
deur, des moyens de mesure externe tels que les lasers de poursuite, les capteurs optiques
de photogrammétrie ou les machines à mesurer tridimensionnelles sont mis en œuvre
pour la mesure des déplacements (Maurine and Quinet, 2013) ainsi que les capteurs de
forces/couples pour la mesure des efforts extérieurs. Cette méthode a été utilisée dans
plusieurs travaux parmi lesquels on peut citer Cordes and Hintze (2017); Schneider et al.
(2014); Guérin et al. (2014); Slavković et al. (2013); Klimchik et al. (2013); Olabi et al.
(2012); Dumas et al. (2012, 2011); Abele et al. (2008b, 2007); Alici and Shirinzadeh (2005).
Au niveau industriel, le déploiement des moyens de mesure externes de déplacement né-
cessite de lourds investissements et sa mise en œuvre peut s’avérer fastidieuse. Ainsi, dans
les travaux de Jubien et al. (2014); Qin (2013); Gautier et al. (2013), une méthode qui
utilise uniquement un capteur d’effort externe est développée. Il s’agit d’effectuer une
série d’essais dans des configurations différentes des axes du robot avec l’organe terminal
du robot bloqué contre un dispositif rigide. La mesure des positions angulaires des axes
moteurs est donnée par la commande du robot et la mesure de l’effort est donnée par le
capteur d’effort externe. Les valeurs des raideurs sont ensuite déduites par l’algorithme
des moindres carrés pondérés. Cette méthode a été appliquée au robot KR500-2MT de
l’Institut de Soudure et a permis d’identifier les raideurs articulaires des axes 1, 2 et 3
avec des erreurs respectives de 0, 68%, 0, 69%, 1, 09%. La difficulté de cette méthode ré-
side dans le placement du robot dans une configuration particulière afin de déterminer les
raideurs de chaque axe. Les raideurs des axes 4, 5 et 6 n’ont pas pu être identifiées avec
cette méthode. Le Tableau 2.5 donne les valeurs de raideur identifiées pour les axes 1, 2
et 3 du robot Kuka KR500-2MT. Ces valeurs de raideur sont considérées pour la suite
de ce travail. Pour les raideurs des axes 4, 5 et 6, nous considérons les valeurs identifiées
par Guérin et al. (2014) pour un robot KR500 L480-2 MT qui possède les mêmes axes
d’orientation que le robot KR500-2MT. Le Tableau 2.6 donne les coefficients de raideur
des axes 4, 5 et 6 identifiés par Guérin et al. (2014).

Ainsi, la matrice de rigidité K du robot Kuka KR500 2-MT de l’Institut de Soudure
utilisée dans ce travail est une matrice diagonale formée par les coefficients de raideur de
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Tableau 2.5 – Coefficients de raideur des axes
1, 2 et 3 (Gautier et al., 2013)

Paramètres Valeurs (Nm/rad)
Axe 1 (K1) 6, 21 106

Axe 2 (K2) 6, 66 106

Axe 3 (K3) 3, 91 106

Tableau 2.6 – Coefficients de raideur des
axes 4, 5 et 6 (Guérin et al., 2014)

Paramètres Valeurs (Nm/rad)
Axe 4 (K4) 5, 6 105

Axe 5 (K5) 6, 6 105

Axe 6 (K6) 4, 7 105

chacun des 6 axes du robot.

K = diag[K1 K2 K3 K4 K5 K6] (2.44)

La Figure 2.5 schématise la modélisation de la rigidité localisée d’une articulation par
un ressort de torsion autour de l’axe géométrique de la liaison.

 

 θ

θ

 

 Г

Figure 2.5 – Modélisation d’une articulation flexible à 1 degré de liberté

Le couple à la sortie des réducteurs Γ est défini par :

Γ = K(θl − q) (2.45)

avec θl = N−1θ, les positions des axes moteurs après les réducteurs. La déformation du
robot dans l’espace articulaire est donnée par :

∆q = N−1θ − q (2.46)

En réécrivant l’équation (2.45), nous obtenons :

Γ = K∆q (2.47)

A partir de l’équation (2.47), la déformation articulaire est calculée par :

∆q = K−1Γ (2.48)

Or, Γ = JTt Fe (équation (2.35)) et ∆X = LaJt∆q (équation (2.33)). Alors, la déformation
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dans l’espace opérationnel est calculée par :

∆X = LaJtK
−1JTt Fe (2.49)

L’équation (2.49) peut être réécrite par :

∆X = LaH(q)Fe (2.50)

avec H(q)6×6 = JtK
−1JTt la matrice de souplesse. La matrice H est une matrice symé-

trique et peut se mettre sous la forme :

H(q) =

[
H1(3×3) H2(3×3)

HT
2(3×3) H3(3×3)

]
(2.51)

avec H1 la matrice qui lie les forces extérieures aux déflexions en position, H3 la matrice
qui lie les moments extérieurs aux déformations en orientation de l’espace opérationnel et
H2 la matrice de couplage entre les moments et les positions.

Pour une orientation donnée, on peut établir une cartographie de la souplesse en
position du robot dans son espace de travail en étudiant la sous-matrice H1. La matrice
H étant symétrique, H1 l’est aussi et peut se mettre sous la forme :

H1 =

Hxx Hxy Hxz

Hxy Hyy Hyz

Hxz Hyz Hzz

 (2.52)

Ainsi, nous pouvons tracer une cartographie des souplesses principales Hxx, Hyy, Hzz, et
des souplesses de couplage Hxy, Hxz, Hyz dans l’espace de travail du robot.

2.7 Cartographie de la souplesse du robot dans l’espace

de travail

Considérons le plan horizontal (x, y) comme plan de travail. L’orientation (A = 0◦, B =

0◦, C = 180◦) positionne la broche de soudage dans le plan perpendiculaire au plan de
travail (x, y) (Figure 2.6). Pour un niveau z du repère de base donné, une cartographie est
établie dans le plan (x, y) limité aux dimensions −1400 mm ≤ x ≤ 1400 mm et 1000 mm ≤
y ≤ 2400 mm .

La Figure 2.7 montre les souplesses principales et de couplage du robot pour un niveau
z = 800 mm. On remarque que la souplesse principale dans la direction x augmente quand
le centre d’outil s’éloigne de l’origine du repère de base du robot (les corps 2 et 3 sont
dans une position étendue). Ceci s’explique par l’augmentation du bras de levier au fur
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Figure 2.6 – Robot et le plan de travail (x, y)

et à mesure que les corps 2 et 3 se déploient. La souplesse des axes 1 et 4 contribuent
principalement à la souplesse cartésienne dans cette direction. La souplesse principale
dans la direction y est presque constante dans l’espace de travail choisi. Les axes 1, 2,
3 et 5 contribuent principalement à la souplesse dans la direction y. Les souplesses dans
les directions x et y sont supérieures à la souplesse dans la direction z. Les axes 2 et
3 et 5 contribuent principalement à la souplesse dans la direction z. Les souplesses de
couplage sont moins élevées que les souplesses principales. Cependant, dans la zone où le
bras de levier est très important, les couplages entre les directions x et y peuvent être non
négligeables. Et aussi, la contribution de ces souplesses de couplage dans les déflexions
cartésiennes dépendent principalement du rapport entre les efforts Fx, Fy et Fz.

Pour des efforts extérieurs fixés, une cartographie de la déflexion latérale dans le plan
(x, y) peut être établie. Nous prenons un point de fonctionnement dans le domaine de
soudabilité opératoire pour lequel les efforts appliqués par le robot sur l’environnement
exprimés dans le repère outil sont Fx = 420 N, Fy = −150 N, Fz = 8000 N. En utilisant
l’équation (2.49), on peut estimer les déflexions dans l’espace cartésien dues aux efforts
extérieurs.

Considérons un cas de soudage rectiligne dans la direction x+. La Figure 2.8 montre
la cartographie de la déflexion latérale pour 4 niveaux de z différents : z = 0 mm, z =

400 mm, z = 800 mm, z = 1200 mm.
On remarque qu’on peut trouver pour chaque niveau z donné des zones dans le plan

(x, y) où la déflexion latérale est minimale. La Figure 2.9 montre que le niveau z =

1200 mm permet d’avoir une plus grande zone de soudage dans le plan (x, y) avec une
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Figure 2.7 – Souplesses du robot dans le plan horizontal (x, y) (niveau z = 800 mm)

déflexion minimale que les niveaux z = 800 mm, z = 400 mm et z = 0 mm.
Ainsi pour un niveau z donné, une trajectoire de soudage rectiligne peut s’effectuer

suivant plusieurs directions. En prenant l’exemple de quatre (4) directions de soudage
(x+, x−, y+, y−), la Figure 2.10 montre la cartographie de la déflexion latérale pour
les directions de soudage x+ et x− et la Figure 2.11 montre la cartographie pour les
directions y+ et y− pour le niveau z = 1200 mm. On remarque que pour deux directions
opposées, (x + /x−, y + /y−), la répartition de la déflexion dans le plan (x, y) n’est pas
la même, ce que confirme les observations expérimentales de De Backer et al. (2010). En
changeant de direction de soudage, les forces Fx, Fy changent de signe dans le repère
de base en induisant ainsi des moments de torsion différent dans les articulations. Aussi,
dans le plan (x, y), les zones de déflexion minimale changent en fonction des directions
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Figure 2.8 – Cartographie de la déflexion latérale dans le plan (x, y) pour 4 niveaux de z

 

Figure 2.9 – Zones de déflexion minimale dans le plan (x, y) en fonction du niveau z

de soudage. La Figure 2.12 montre les zones dans le plan (x, y) pour lesquelles on obtient
une déflexion minimale pour une direction de soudage donnée. On peut donc remarquer
que le soudage suivant les directions y+ et y− offre une plus grande zone de travail avec
une déflexion minimale que le soudage suivant les directions x+ et x−.

Toutes ces analyses montrent que pour une trajectoire de soudage définie, ce dernier
peut être placé dans une configuration optimale afin de réduire les déflexions latérales
dues aux efforts extérieurs.
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Figure 2.10 – Cartographie de la déflexion latérale pour les directions de soudage x+ et
x− (niveau z = 1200 mm)
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Figure 2.11 – Cartographie de la déflexion latérale pour les directions de soudage y+ et
y− (niveau z = 1200 mm)

 Figure 2.12 – Zones de déflexion minimale dans le plan (x, y) en fonction de la direction
de soudage (niveau z = 1200 mm)
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2.8 Etude d’un placement de tâches

Considérons un outillage expérimental dans lequel une trajectoire "arc de cercle" est
définie (Figure 2.13). L’objectif du placement de tâches consiste à déterminer les coor-
données du repère pièce (Op, xp, yp, zp) dans le repère de base du robot pour lesquelles les
déflexions latérales le long de la trajectoire "arc de cercle" sont minimales. Il s’agit donc
de déterminer la position (0[xp, yp, zp]T ) et l’orientation (0[Ap, Bp, Cp]

T ) du repère de la
pièce dans le repère de base R0. Compte tenu des contraintes liées au bridage de la pièce
lors d’un soudage FSW, nous limitons le placement de la pièce dans le plan horizontal
(x, y) du repère de base. Ainsi, les angles Bp et Cp sont fixés à 0◦. La variable Ap permet
la rotation de la pièce dans le plan horizontal autour de l’axe vertical et ainsi de faire
varier les directions de soudage. Alors, les variables d’optimisation sont : [xp yp zp Ap]

T .

 

 

 

 

Figure 2.13 – Trajectoire "arc de cercle" définie dans un outillage

La fonction objectif à évaluer est le maximum des déflexions latérales le long de la
trajectoire. La trajectoire est discrétisée en n points. Les coordonnées des points de
la trajectoire sont connues dans le repère pièce. Pour chaque position et chaque orien-
tation du repère de la pièce, on peut déterminer les déflexions du robot en chaque
point de la trajectoire à partir de l’équation (2.49). La fonction objectif est donc :
f = min [max( |∆yi|)] i = 1 . . . n.

Les limites articulaires définies en Annexe A.2 constituent des contraintes pour ce
problème d’optimisation : qmin ≤ qi ≤ qmax avec qi, les coordonnées articulaires calculées
au point i.

Le problème d’optimisation est formulé ainsi :

minimiser max ( |∆yi|) i = 1 . . . n

avec la variable d′optimisation [xp yp zp Ap]
T , (2.53)

tel que qmin ≤ qi ≤ qmax.
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Pour résoudre ce problème, nous utilisons la fonction fmincon du logiciel MATLAB qui
permet la résolution de problème d’optimisation multivariable non linéaire sous contraintes.
La trajectoire "arc de cercle" illustrée à la Figure 2.13 est discrétisé en 100 points. La
mise en œuvre de l’algorithme d’optimisation pour cette trajectoire donne une solution
xp = 356, 643 mm, yp = 1048, 489 mm, zp = 987, 263 mm, Ap = 57, 77◦ avec une valeur
de la fonction objectif égale à 0.0089 mm. Pour cet emplacement optimisé, la Figure 2.14
montre la déflexion latérale calculée pour les 100 points de la trajectoire. Ainsi pour cet
emplacement, les déflexions latérales vont de −0, 0089 mm à 0, 0089 mm.

Les contraintes de bridage liées au positionnement de l’outillage à la hauteur zp =

987, 263 mm avec une orientation de 57, 77◦ font qu’aucun essai de validation n’a été
effectué à cet emplacement optimal. L’outillage est donc placé dans un emplacement dans
la cellule robotisée qui permet le bridage des pièces et les déviations sont corrigées à partir
des méthodes développées.
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Figure 2.14 – Déflexions latérales (emplacement de l’outillage optimisé)

2.9 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons d’abord établi les différents modèles du robot manipu-
lateur KR500-2MT. A partir du formalisme de Denavit Hartenberg modifié, le modèle
géométrique direct a été établi. En utilisant la méthode de Peiper (1968) pour les robots
à poignet rotule, le modèle géométrique inverse a été établi. Les formulations analytiques
des modèles cinématiques et du modèle dynamique ont été explicitées. Le modèle de dé-
formation du robot Kuka KR500-2MT identifié par Gautier et al. (2013) a été introduit.
A partir de ce modèle de déformation, une cartographie des souplesses du robot dans
un sous-espace de travail a été ensuite analysée et, en fixant des efforts extérieurs, une
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simulation numérique des déformations du robot dans le plan horizontal pour différents
niveaux de hauteur z a été effectuée. Il en ressort qu’il existe pour un niveau de hauteur
z donné, des zones dans le plan (x, y) dans lesquelles la déflexion est minimale. La dé-
termination de ces zones permet a priori de minimiser les déformations dues aux efforts
extérieurs. Pour des efforts fixés pour le cas de soudage de l’aluminium 2024-T3 d’épais-
seur 2 mm, une plus grande zone de raideur maximale a été déterminée pour le niveau
z = 1200 mm. Enfin, une étude sur le placement optimal d’une tâche a été réalisée. En
définissant une trajectoire "arc de cercle" dans un outillage expérimental, une position et
une orientation du repère pièce qui permettent d’avoir le minimum de déflexions latérales
le long de la trajectoire ont été déterminées en formulant un problème d’optimisation non
linéaire. Dans un environnement industriel, cette méthode permet de placer la pièce à
souder dans un positionnement et de fixer une direction de soudage pour avoir le moins
de déviations possibles dues aux efforts extérieurs. Cependant, les contraintes de bridage
peuvent faire que cet emplacement optimal ne peut être utilisé pour le soudage. Des mé-
thodes de correction doivent être mises en œuvre pour corriger les déflexions du robot.
Quel que soit l’emplacement d’une pièce dans l’espace de travail du robot, les déflexions
du robot peuvent être estimées à partir des modèles établis. Ainsi, dans le chapitre 3, une
méthode de correction de trajectoire du robot basée sur ces modèles est présentée.
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Chapitre 3. Planification de trajectoires hors-ligne avec correction des déviations

3.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, nous avons établi les modèles du robot. A partir du mo-
dèle de déformation, les déflexions du robot sur une tâche FSW peuvent être anticipées.
Ainsi, la connaissance a priori des déflexions du robot permet d’envisager une planifica-
tion de trajectoires du robot avec une intégration des déflexions dans le but de corriger
les déviations de trajectoire. Notons ici que le terme "trajectoire" est utilisé pour désigner
le chemin formé par l’ensemble des points d’une ligne de joint de soudure que parcourt
l’effecteur du robot afin de réaliser une tâche FSW.

Il existe différentes techniques de planification ou de programmation de trajectoire du
robot (Pan et al., 2012). La méthode classique utilisée est la méthode de programmation
par apprentissage. Pour cette méthode, l’opérateur est présent dans la cellule robot et fait
des déplacements manuels pour "apprendre" au robot un ensemble de points appartenant
à la trajectoire à effectuer. La précision des points appris dépend ainsi de la dextérité de
l’opérateur. Pour des trajectoires complexes, cela implique un temps long de program-
mation et des erreurs de précision au cours de l’apprentissage manuelle (Dombre, 1998).
L’opérateur étant présent dans la cellule, celle-ci serait donc mise en attente dans le cas
d’une production ce qui peut entrainer une chute de gains de productivité.

Contrairement à la méthode de programmation par apprentissage, des systèmes de
CAO-robotique ont été mis en place pour effectuer une génération automatique de tra-
jectoire sans la présence de l’opérateur dans la cellule robotisée. Il s’agit de la méthode
de programmation hors-ligne (PHL). Les systèmes de CAO-robotique permettent de gé-
nérer à partir des modèles CAO de la pièce le programme correspondant aux points de la
trajectoire à exécuter par le robot. Les stations CAO sont munies des logiciels graphiques
qui permettent de modéliser tout l’environnement de la cellule robotisée (robot, encom-
brement, pièces, outils), de mettre au point les trajectoires nominales en tenant compte
des paramètres du procédé et de simuler la tâche à exécuter. La simulation permet de
vérifier la capacité du robot à accomplir la tâche envisagée dans son espace de travail et de
détecter d’éventuelles collisions. Une fois les trajectoires nominales extraites de la CAO, le
post-processing permet de convertir ces trajectoires en langage robot interprétables par les
contrôleurs de robots qui réaliseront les trajectoires générées. Parmi les logiciels de PHL
disponibles sur le marché, on peut distinguer les logiciels développés par les constructeurs
et spécifiques à leur gamme de robots et les logiciels développés par des tiers compatibles
avec différentes gammes de robots. Quelques exemples de logiciels de PHL sont listés dans
le Tableau 3.1. Ces logiciels sont utilisés pour diverses applications (Dong et al., 2007; Wan
et al., 2007). Des chercheurs ont également mis au point des techniques de programmation
hors-ligne pour diverses applications robotisées parmi lesquelles on peut citer l’ébavurage
de composants aérospatiaux (Leali et al., 2013), la peinture au pistolet (Andulkar et al.,
2015; Chen et al., 2015) et le revêtement laser (Zheng et al., 2016). Le lecteur pourra se
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référer aux différents travaux suivants pour d’autres applications : Ferreira et al. (2017);
Golz et al. (2016); Vuong et al. (2015); Neto and Mendes (2013); Zhu et al. (2013); Yin
et al. (2013); Pan et al. (2012b); Polden et al. (2011); Neto et al. (2010). Pour le RFSW,
Soron and Kalaykov (2007) ont proposé une méthode hors-ligne pour la programmation
de trajectoire mais leur méthode ne prend pas en compte les déflexions du robot dues
aux forces du procédé. Ainsi, nous proposons dans ce chapitre une méthode hors-ligne
de génération de trajectoire qui tient compte des déviations de trajectoire. Il faut noter
qu’outre la compensation des déformations élastiques, la garantie d’une méthode de pro-
grammation hors-ligne encore plus efficace nécessite un étalonnage géométrique du robot
pour la compensation des erreurs géométriques (Damak, 1996). L’étalonnage géométrique
des robots industriels a été largement exposé dans les documents scientifiques tels que Da-
mak (1996), Douss (1996), Maurine (1996), Besnard (2000), Quinet and Maurine (2006),
Douilly (2009), Filion (2015), Khalil and Dombre (2004), Maurine and Quinet (2013) et
n’est donc pas abordé dans ce travail. Toutefois, dans les applications où d’importants
efforts extérieurs sont présents comme le FSW, les déformations élastiques constituent
la source majeure d’erreurs dégradant la précision de pose des robots industriels (Gong
et al., 2000; Meggiolaro et al., 2005).

Tableau 3.1 – Quelques exemples de logiciels commerciaux de PHL

Type Logiciels Sociétés
Kuka.Sim Kuka Robotics

RobotStudio ABB
Constructeur MotoSim Yaskawa/Motoman

Roboguide Fanuc
Stäubli Robotics Suite Stäubli

Delmia Dassault Systèmes
RobotMaster Jabez Technologies

Tiers Robcad Siemens
RoboDK RoboDK

Rhinorobot Kinematiq

Pour générer un parcours de l’effecteur du robot à partir d’une trajectoire CAO, di-
verses techniques d’interpolation ou d’approximation sont utilisées. Les interpolations li-
néaires, les interpolations par spline, les approximations par les courbes de Bézier, Bézier
composite, B-splines ou NURBS ("Non Uniform Rational B-spline") sont ainsi utilisées.
Dans les logiciels commerciaux de PHL à l’instar de RobotMaster c© utilisé à l’Institut de
Soudure, une technique d’interpolation linéaire est utilisée pour générer la trajectoire du
robot pour une tâche FSW. Jahanpour et al. (2016) ont utilisé une méthode NURBS pour
générer une trajectoire à partir d’un modèle CAO de pièces dans une application d’usi-
nage ; Neubauer and Muller (2015) ont utilisé les courbes B-splines pour une application
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de polissage ; et Giberti et al. (2017) ont utilisé les courbes de Bézier pour une application
de fabrication additive. Les courbes de Bézier, B-splines et NURBS ont une continuité C∞,
donc elles permettent la planification de trajectoires lisses avec des positions/orientations,
des vitesses et des accélérations continues. Il faut noter que les courbes B-splines sont une
généralisation des courbes de Bézier et les courbes NURBS une généralisation des courbes
B-splines.

Dans ce chapitre, nous explorons la planification de trajectoire par les courbes de
Bézier et les courbes B-splines. Les techniques d’approximation de trajectoire CAO par
les courbes de Bézier et les courbes B-splines sont présentées dans le §3.2. Dans le §3.3,
le modèle de correction qui permet de compenser les déflexions du robot est présenté.
Dans le §3.4, les différentes étapes de la méthodologie de planification hors-ligne de tra-
jectoire adaptée au RFSW sont présentées. Les différentes validations expérimentales de
la méthodologie sont ensuite abordées. Le dispositif expérimental est présenté au §3.5.
Les validations expérimentales sur une trajectoire en forme d’arc de cercle, une trajec-
toire en forme de courbe sinusoïdale et une trajectoire en forme de Z sont respectivement
présentées aux §3.6, §3.7 et §3.8. La conclusion est donnée au §3.9.

3.2 Approximation d’une trajectoire issue d’un modèle

CAO

Une tâche de planification de trajectoire consiste à définir le parcours que l’effecteur
doit suivre en spécifiant les positions et les orientations du robot le long de la trajectoire.
Pour ce faire, une trajectoire de soudage définie dans un modèle CAO peut être modélisée
par des fonctions explicites ou par des approximations de fonctions paramétriques dans le
cas de trajectoires de soudage complexes en l’occurrence le soudage de pièces industrielles
à double courbure.

3.2.1 Extraction de parcours d’outil à partir d’un modèle CAO

Différentes méthodes peuvent être utilisées pour extraire des informations d’une tra-
jectoire définie dans un modèle CAO. Zheng et al. (2016) et Soron and Kalaykov (2007)
ont développé des algorithmes permettant d’extraire des informations topologiques, telles
que des lignes et des arcs, définissant ainsi des fonctions par morceaux tandis que Neto
and Mendes (2013) a développé des algorithmes permettant d’extraire des coordonnées
de position et d’orientation de points issues de la discrétisation de la trajectoire à l’aide
d’Autodesk Inventor c© et en réalisant ensuite une interpolation linéaire. Dans ce travail,
nous utilisons une méthode qui consiste à discrétiser la trajectoire de soudage en plusieurs
points et après avoir défini un repère pièce dans l’environnement CAO, les coordonnées
de position (x, y, z) de chacun des points sont extraites. Les coordonnées sont ensuite ex-
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primées dans le repère fixe de base du robot en définissant une position et une orientation
du repère pièce dans le repère de base. Enfin, les coordonnées des points de la trajectoire
sont modélisées par des courbes de Bézier (§3.2.2) ou des courbes B-splines (§3.2.3).

Suite à l’approximation des coordonnées de position, les angles d’orientation de l’ou-
til de soudage sont calculés à partir de la définition d’un repère mobile de Darboux le
long de la trajectoire. Le repère mobile de Darboux sert à définir les vecteurs tangent,
normal et binormal en chaque point d’une courbe. Les coordonnées de ces vecteurs sont
calculées comme suit : supposons C(u) =

(
x(u), y(u), z(u)

)
les fonctions paramétriques

des coordonnées de position des points de la trajectoire de soudage avec u un paramètre
normalisé. Le repère mobile de Darboux est défini en chaque point de la trajectoire par
F =

(
C(u), t, b, n

)
où t est le vecteur tangent, n le vecteur normal à la surface et b le

vecteur binormal. Le vecteur tangent t est calculé par :

t =

dC(u)

du∥∥∥∥dC(u)

du

∥∥∥∥ (3.1)

où ‖·‖ représente la norme euclidienne. Supposons que S(u′, v′) =
(
x(u′, v′), y(u′, v′), z(u′, v′)

)
est une surface paramétrée en (u′, v′) dans laquelle la trajectoire de soudage est définie.
Le vecteur normal n est calculé par :

n =

∂S

∂u′
∧ ∂S
∂v′∥∥∥∥ ∂S∂u′ ∧ ∂S∂v′
∥∥∥∥ (3.2)

où ∧ représente le symbole du produit vectoriel. Le vecteur binormal b est calculé par :

b = n ∧ t (3.3)

En intégrant l’angle de tilt du procédé FSW à la matrice de rotation formée par
les cosinus directeurs du repère mobile, les angles d’orientation de l’outil (A,B,C) sont
calculés grâce aux équations (2.7), (2.8) et (2.9) et ensuite approximés par les courbes de
Bézier ou les courbes B-splines.

3.2.2 Approximation par les courbes de Bézier

Les courbes de Bézier sont des courbes paramétriques polynomiales qui servent de
modèle mathématique pour la construction des courbes et surfaces en CAO (Bézier, 1987).
Leur utilisation est aujourd’hui très répandue dans les logiciels de CAO et permet la
conception de formes complexes. Une revue de différentes utilisations des courbes de
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Bézier en CAO est décrite dans Fitter et al. (2014).
Les courbes de Bézier présentent des propriétés intéressantes pour permettre leur

utilisation en planification de trajectoire. Elles permettent la modélisation de courbes
complexes avec un ensemble de points appelés "points de définition" ou "points de
Bézier". Une dénomination "points de contrôle" est aussi usitée. Le modèle mathéma-
tique des courbes de Bézier est sous la forme d’une combinaison linéaire des polynômes de
Bernstein. Ces derniers étant indéfiniment dérivables et continus, l’usage des courbes de
Bézier pour la planification de trajectoires permet donc la synthèse d’un parcours d’outil
lisse avec des vitesses et accélérations continues, ce qui est primordiale en robotique.

Une courbe de Bézier C(u) de degré n est définie par :

C(u) =
n∑
i=0

PiB
n
i (u) (3.4)

où u est un paramètre contenu dans l’intervalle [0, 1], Pi ∈ Rn sont les points de contrôle
et Bn

i (u) = n!
i!(n−i)!u

i(1− u)n−i les polynômes de Bernstein. La ligne brisée, formée par les
points de définition, se nomme polygone de Bézier. La Figure 3.1 montre un exemple
de courbe de Bézier de degré 5 avec 6 points de définition.

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1
Courbe de Bézier avec 6 points de définition

Courbe de Bézier de degré 5

Points de définition

Polygone de Bézier

Figure 3.1 – Exemple de courbe de Bézier de degré 5
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L’hodographe d’une courbe de Bézier est obtenu par la relation :

C ′(u) = n

n−1∑
i=0

Bn−1
i (u)(Pi+1 − Pi) (3.5)

Cette relation (3.5) permet de déterminer aisément le vecteur tangent à la courbe. D’autres
propriétés des courbes de Bézier peuvent être trouvées dans Demengel and Pouget (1998).

Considérons Mj points (j = 0 · · ·m) issus de la discrétisation d’une trajectoire CAO.
Xc = [x0 · · ·xm]>, Yc = [y0 · · · ym]> et Zc = [z0 · · · zm]>, trois vecteurs obtenus à partir des
coordonnées x, y, z des m+ 1 points. Pour obtenir le paramètre u = [u0 · · ·um]>, uj étant
associé à chaque point Mj, différentes méthodes de paramétrage peuvent être utilisées.
Lorsque les points Mj sont régulièrement espacés, un paramétrage uniforme peut être
utilisé :

uj =
j

m
(3.6)

D’autres méthodes de paramétrage comme la méthode par abscisse curviligne ou la mé-
thode par abscisse curviligne avec invariance affine peuvent être aussi utilisées (Nielson
and Foley, 1989).

Une fonction de Bézier de degré n qui approxime Zc s’écrit :

zB(uj) =
n∑
i=0

PizB
n
i (uj) (3.7)

Les points de définition Piz sont obtenus en résolvant un problème de minimisation
défini par min

∑m
j=0 ‖ zj − zB(uj) ‖2. On pose :


z0

z1
...
zm

 =


Bn

0 (u0) Bn
1 (u0) · · · Bn

n−1(u0) Bn
n(u0)

Bn
0 (u1) Bn

1 (u1) · · · Bn
n−1(u1) Bn

n(u1)
...

... . . . ...
...

Bn
0 (um) Bn

1 (um) · · · Bn
n−1(um) Bn

n(um)



P0z

P1z

...
Pnz

 (3.8)

= MPz

Pour m� n, la méthode des moindres carrés est utilisée pour obtenir :

Pz = [P0z · · ·Pnz]T =
(
MTM

)−1
MTZc (3.9)

Les coefficients Pz déterminés, l’erreur d’approximation est calculée par la relation :

ez = max
j∈[0,m]

(
zB(uj)− zj

)
(3.10)

Si ez est supérieure à une erreur d’approximation admissible, une fonction de Bézier de
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degré n + 1 est utilisée jusqu’à l’obtention d’une erreur d’approximation admissible. La
méthode utilisée pour obtenir les points de définition des coordonnées z est la même pour
obtenir ceux des autres coordonnées x, y, A, B, C.

Lorsque les trajectoires sont très complexes (nombreux virages), des courbes de Bézier
de degré élevé sont requises. Or, les courbes de Bézier de degré élevé présentent l’incon-
vénient de nécessiter un temps de calcul élevé. Pour cela, des courbes B-splines de degré
moins élevé peuvent être utilisées.

3.2.3 Approximation par les courbes B-splines

Une courbe B-spline C(u) de degré n est définie par h+1 points avec un vecteur-nœud
non décroissant {0, · · · , 0, tn+1, · · · , th, 1, · · · , 1} de longueur h+ n+ 2 :

C(u) =
h∑
i=0

PiNi,n(u) (3.11)

où Pi sont les points de définition et Ni,n(u) les fonctions de base B-spline définies par la
formule récursive de Cox-De Boor (De Boor, 1978)

Ni,0(u) =

{
1 si ti ≤ u < ti+1

0 sinon

Ni,n(u) =
u− ti
ti+n − ti

Ni,n−1(u) +
ti+n+1 − u
ti+n+1 − ti+1

Ni+1,n−1(u)

Si nous considérons par exemple Yc = [y0 · · · ym]>, l’approximation des coordonnées yj
par une fonction B-spline donne yB(uj) =

∑h
i=0Ni,n(uj)Piy. Les points de définition Piy

sont obtenus en minimisant
∑m

j=0 ‖ yj − yB(uj) ‖2. On a :

Py = [P0y · · ·Phy]> =
(
D>D

)−1
D>Yc (3.12)

où D =


N0,n(u0) N1,n(u0) · · · Nh,n(u0)

N0,n(u1) N1,n(u1) · · · Nh,n(u1)
...

... . . . ...
N0,n(um) N1,n(um) · · · Nh,n(um)


Si l’erreur d’approximation définie par ey = maxj∈[0,m] (yB(uj)− yj) est supérieure à

une erreur maximale admissible, le degré de la fonction B-spline et/ou le nombre de points
de contrôle peuvent être augmentés. Cette approximation par les courbes B-splines peut
aussi être réalisée grâce à la fonction "spap2" du logiciel Matlab.

Une fois les positions et les angles d’orientation du parcours d’outil modélisés par
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les courbes de Bézier ou les courbes B-splines, on peut calculer, grâce au modèle de
déformation, les déflexions du robot le long de la trajectoire.

3.3 Estimation de déflexions sur une trajectoire FSW

L’estimation des déflexions est effectuée à partir du modèle dynamique du robot (§2.5).

Γ = M(q)q̈ + C(q, q̇)q̇ + Ffr(q̇) +G(q) + tJTt (q)tFe (3.13)

En général, une opération de soudage FSW s’effectue à de faibles vitesses. Les accé-
lérations et vitesses articulaires sont donc relativement faibles. On peut donc négliger les
termes d’inertie, de forces centrifuge, de Coriolis et les frottement visqueux de l’équation
(3.13). A partir des essais de domaine de soudabilité opératoire, les composantes statiques
des efforts sont connues. La vitesse d’avance, la vitesse de rotation qui sont les principaux
paramètres de génération de chaleur, devant être constantes le long d’une trajectoire de
soudage, les efforts sont donc supposés constants dans un environnement de soudage où
les conditions de dissipation thermique sont uniformes (température ambiante, dissipa-
tion thermique de l’enclume). Dans le cas d’une variation de température induisant une
variation des efforts le long de la trajectoire, notamment pour les soudures très longues
(Cederqvist, 2011), il est nécessaire de mettre en œuvre un contrôleur de température tel
que décrit au §1.3. Ainsi, dans le cas de conditions thermiques de soudage stable, on a
donc :

Γ = tJTt (q)tFe +G(q) + Fssign(q̇) (3.14)

Les déflexions articulaires ∆q s’obtiennent à partir des couples articulaires Γ par :

Γ = K∆q (3.15)

avec K la matrice de rigidité du robot. En combinant les équations (3.14) et (3.15), on
a :

∆q = K−1
[
tJTt (q)tFe +G(q) + Fssign(q̇)

]
(3.16)

Les déflexions dans l’espace cartésien sont déterminées en utilisant le modèle différentiel
(équation (2.33)).

0∆X = La
0Jt(q)∆q

= La
0Jt(q)K

−1 [ tJTt (q)tFe +G(q) + Fssign(q̇)
]

(3.17)

où 0∆X = [∆x ∆y ∆z ∆A ∆B ∆C]T représente le vecteur des déflexions en position et
en orientation exprimé dans le repère de base fixe.

L’équation (3.17) représente le modèle de correction des déviations de trajectoire pour

65



Chapitre 3. Planification de trajectoires hors-ligne avec correction des déviations

une tâche FSW. Les déflexions cartésiennes calculées grâce au modèle de correction seront
ajoutées aux positions et orientations nominales extraites de la CAO pour planifier une
trajectoire adaptée au FSW.

3.4 Méthodologie pour la planification de trajectoires

adaptées au FSW

La Figure 3.2 montre une vue schématique de la procédure hors-ligne de planification
de trajectoire adaptée pour une tâche FSW. A partir d’une trajectoire CAO, on désire
planifier un parcours d’outil adapté au FSW qui tienne compte des déflexions du robot.
Soient 0XCAO le vecteur de positions et orientations issues de la trajectoire CAO et 0∆X

le vecteur de déflexions en position et en orientation calculé le long de la trajectoire. La
trajectoire adaptée au FSW s’obtient par :

0Xadp = 0XCAO + 0∆X (3.18)

où 0Xadp représente les positions et orientations adaptées de l’outil pour une opération
de soudage FSW. Cette trajectoire est ensuite modélisée par les courbes de Bézier ou les
courbes B-splines comme décrit dans les §3.2.2 et §3.2.3. La trajectoire adaptée modélisée
par les courbes de Bézier ou les courbes B-splines est implémentée dans un programme
C++ pour la commande du mouvement de l’outil FSW. L’implémentation en C++ de
courbes de Bézier est effectuée grâce à l’algorithme de De Casteljau introduit dans De Cas-
teljau (1963) et celle des courbes B-splines est effectuée grâce à l’algorithme de De Boor
introduit dans De Boor (1971).
La méthode générale étant décrite, nous pouvons effectuer des validations expérimentales
sur différentes trajectoires.

3.5 Dispositif expérimental

L’outillage expérimental dans lequel des trajectoires d’essais sont définies est présenté
à la Figure 3.3. Trois trajectoires d’essais ont été définies pour valider la méthodologie :

— une trajectoire en forme d’arc de cercle, dénommée par trajectoire "arc de cercle",
— une trajectoire en forme d’une courbe sinusoïdale, dénommée par trajectoire "si-

nus",
— une trajectoire en forme de Z, dénommée par trajectoire en "Z".
Pour les expérimentations, on choisit des paramètres robustes dans le domaine de

soudabilité opératoire ; c’est-à-dire qu’une légère variation autour de la vitesse d’avance
choisie et de la vitesse de rotation choisie n’affecte pas la qualité de la soudure. Les
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Figure 3.2 – Vue schématique de la procédure hors-ligne de planification de trajectoire
adaptée au FSW
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Figure 3.3 – Outillage expérimental

paramètres de procédé choisis sont consignés dans le Tableau 3.2. La dissipation thermique
du matériau de l’enclume de l’outillage est uniforme et dans le laps de temps du soudage,
la température ambiante varie peu. Nous avons donc des conditions de soudage stables
et les forces du procédé sont constantes tout au long de la trajectoire de soudage. Dans
le cas d’un repère outil aligné sur le repère trajectoire, les forces du robot générées sur
l’environnement dans la direction de l’avance Fx et dans la direction latérale Fy sont
respectivement de 420 N et de −150 N dans le repère outil. Le couple Cz dû à la rotation
de la broche est de 7 Nm.

Tableau 3.2 – Paramètres de soudage principaux

Paramètres Valeurs
Vitesse d’avance 300 mm/min
Vitesse de rotation 800 tr/min
Angle de tilt 2, 5◦

Force axiale (Fz) 8000 N

3.6 Expérimentations sur une trajectoire "arc de cercle"

A partir de la CAO de l’outillage expérimental, on définit 2 tôles mises bout à bout
pour former une trajectoire "arc de cercle" de rayon 1900 mm (Figure 3.4). Les points C1,
C2 et C3 marquent respectivement le début, le milieu et la fin de la trajectoire.

3.6.1 Génération hors-ligne de la trajectoire adaptée

Cette trajectoire est discrétisée en 100 points et les coordonnées x, y et z des points
sont extraites. Le paramètre u utilisé pour modéliser ces coordonnées par les courbes de
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Figure 3.4 – Trajectoire de soudage "arc de cercle"

Bézier est défini par :
uj =

xj − x0
x99 − x0

j = 0 · · · 99

Le paramètre u utilisé est donc fonction de la coordonnée x. En fixant une erreur maximale
d’approximation de 0, 01 mm, les coordonnées x, y, et z sont modélisées par des courbes de
Bézier de degré 5. La Figure 3.5 montre les coordonnées xCAO, yCAO et zCAO en fonction
de u. La trajectoire "arc de cercle", étant une simple courbure, les angles d’orientation
ACAO et CCAO sont constantes le long de la trajectoire et valent respectivement 0◦ et
180◦. L’angle BCAO varie de −9, 13◦ à 13, 77◦. En fixant une erreur d’approximation de
0, 01◦, l’angle BCAO est modélisé par une courbe de Bézier d’ordre 5 (Figure 3.5).

Les déflexions en position et en angles d’orientation sont ensuite calculées (Figure 3.6
et Figure 3.7). La déflexion ∆x dans la direction xt du repère outil varie de −2, 6 mm

en début de trajectoire à −2, 1 mm en fin de trajectoire avec une valeur moyenne de
−2, 33 mm. Dans la direction yt, la déflexion ∆y varie de 2, 8 mm à 2, 2 mm avec une valeur
moyenne de 2, 51 mm. Dans la direction zt la déflexion ∆z varie de 6, 8mm à 5, 3 mm avec
une valeur moyenne de 6 mm. La déflexion ∆A autour de l’angle A varie de 0◦ à −0, 02◦

avec une valeur moyenne de −0, 01◦. La déflexion ∆B autour de l’angle B varie de 0, 20◦

à 0, 15◦ avec une valeur moyenne de 0, 17◦. La déflexion ∆C autour de l’angle C est quasi
constante et égale à −0, 23◦.

Sur cet essai, il n’y a pas de réorientation majeure de la direction d’avance. La variation
de l’angle B par rapport à l’avancement de l’outil est de 0, 03 ◦/mm. Ainsi, l’ordre de
grandeur de la déflexion dans la direction d’avance ne modifie presque pas l’angle de tilt
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0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

u

-10

-5

0

5

10

15

B
(◦
)

BCAO

Points de définition
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Figure 3.5 – Trajectoire "arc de cercle" : a) Position xCAO b) Position yCAO c) Position
zCAO d) Angle BCAO

le long de la trajectoire. Ainsi, nous négligeons la déflexion de la direction d’avance ∆x

dans la génération de la trajectoire adaptée. La déflexion calculée dans la direction yt est
utilisée pour corriger le décalage latéral de l’outil et donc remettre l’outil dans le plan du
joint. La déflexion calculée dans la direction zt est utilisée pour aider le contrôleur de force
à calculer moins de correction dans cette direction, et donc permet un maintien plus aisé
de la force axiale à la valeur désirée. Les déflexions ∆B et ∆C agissent respectivement
sur l’angle de tilt et l’angle d’inclinaison latéral. Pour ce cas d’application, les déflexions
calculées en orientation sont faibles et comprises dans l’intervalle de tolérance identifiée par
Douilly et al. (2018). Ainsi, les déflexions en orientation sont négligées dans la génération
de la trajectoire adaptée.

Les déflexions ∆y, ∆z sont ensuite calculées dans le repère de base et ajoutées aux
coordonnées de position issue de la CAO pour générer une trajectoire adaptée.

Les courbes de Bézier de degré 5 sont utilisées pour modéliser les coordonnées de la
trajectoire adaptée xadp, yadp et zadp. Pour les coordonnées A, B et C de la trajectoire
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Figure 3.6 – Déflexions en position -trajectoire "arc de cercle"
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Figure 3.7 – Déflexions en angle d’orientation -trajectoire "arc de cercle"

adaptée, les fonctions de Bézier qui modélisent les angles d’orientation de la trajectoire
de la CAO sont utilisées. Le Tableau 3.3 regroupe les coordonnées des points de définition
de xadp, yadp, zadp et BCAO. Les fonctions de Bézier de la trajectoire adaptée sont implé-
mentées dans un programme C++ exécuté sur un ordinateur externe. Les Figures 3.8 et
3.9 montrent respectivement la trajectoire en yadp et zadp modélisée par des fonctions de
Bézier d’ordre 5.

3.6.2 Mise en œuvre pratique

De façon pratique, la méthodologie proposée est basée sur une communication entre
le robot et un ordinateur externe. Cette communication s’effectue via une liaison ethernet
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Figure 3.8 – Position yadp - trajectoire "arc de cercle"
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Figure 3.9 – Position zadp - trajectoire "arc de cercle"

grâce à la bibliothèque de fonctions "Robot Sensor Interface" de Kuka (KUKA, 2009b).
Le temps de cycle de communication est de 12 ms. Pour un soudage FSW, le contrôleur
de force présent dans la commande Kuka ne permet pas une commande exclusive du
mouvement du robot par un ordinateur externe. Ainsi, la trajectoire adaptée Xadp est
décomposée en deux parties : Xn et Xext. Xn est défini dans le programme source principal
du robot en langage KRL (Kuka Robot Language) pour initier le mouvement du robot
et Xext défini dans le programme C++ sur l’ordinateur externe pour la modification de
trajectoire. Un exemple de programme KRL est présenté en Annexe B.1. Ainsi, via les
fonctions du RSI, l’ordinateur externe reçoit chaque 12 ms les positions et orientations
du robot fournies par la commande du robot pour calculer le paramètre u et renvoie en
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Tableau 3.3 – Coordonnées des points de définition - trajectoire "arc de cercle"

Points de définition P0 P1 P2 P3 P4 P5

Px [mm] 1523,50 1373,446 1224,392 1075,338 926,284 776,229
Py [mm] 2005,373 2005,526 2005,643 2005,737 2005,817 2005,893
Pz [mm] 880,257 850,144 835,477 835,048 848,825 877,899
PB [◦] -9,130 -4,564 -0,092 4,353 8,820 13,374

 

+ 

+ 
+ 

+ 
- 

Figure 3.10 – Vue schématique de la mise en œuvre expérimentale

retour des commandes de modification en position et orientation nécessaires pour obtenir
la trajectoire adaptée. Dans la commande du robot, la trajectoire effective notée XSP , est
la somme de la trajectoire adaptée Xadp et de la commande Xf calculée par le régulateur
de force pour réaliser l’asservissement de force (Figure 3.10).

Pour ce cas d’application, une commande Kuka "LIN_REL" (déplacement relatif par
rapport à un point) en X par rapport au point de départ de la trajectoire est utilisée pour
programmer Xadp dans le fichier source KRL. Le robot envoie chaque 12 ms sa position x
à l’ordinateur externe qui lui renvoie les commandes y, z et B nécessaires pour obtenir la
trajectoire adaptée.

Trois essais de soudage de la trajectoire "arc de cercle" ont été réalisés pour valider
l’efficacité de la méthodologie proposée et sa répétabilité. Nous dénommons ces essais par
"essai Bézier".

3.6.3 Résultats et discussion

La Figure 3.11 montre un cordon de soudure obtenu. Afin de mesurer la déviation
latérale avec un microscope, la trajectoire CAO, qui est la trajectoire désirée, est tracée
sur le cordon de soudure avec un outil en forme de "pointe". La distance entre la trace
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Figure 3.11 – Cordon de soudure - trajectoire "arc de cercle"

de l’outil "pointe" et un bord du cordon de soudure notée rm est ensuite mesurée. Si le
cordon de soudure est centré sur la trace de l’outil "pointe", il n’y a pas de déviation
latérale. Dans le cas contraire, la déviation latérale dl est obtenue par la différence entre
la distance rm et la moitié de la largeur du cordon de soudure notée rs.

dl = rm − rs

Une illustration du principe de mesure est donnée à la Figure 3.12.

 

Figure 3.12 – Principe de mesure de la déviation latérale

La Figure 3.13 montre la déviation latérale de l’outil mesurée le long du cordon de sou-
dure pour les trois essais Bézier. Toutes les déviations latérales mesurées sont inférieures à
0, 5 mm (tolérance supérieure du procédé) et les valeurs moyennes sont de 0, 34 mm pour
l’essai Bézier 1, de 0, 28 mm pour l’essai Bézier 2 et de 0, 32 mm pour l’essai Bézier 3.
Les déviations obtenues pour ces trois essais sont sensiblement égales et contenues dans
l’intervalle [0, 31mm ± 0, 03], ce qui montre la répétabilité de la méthodologie. Pour ap-
précier les résultats obtenus, un essai sans les corrections de déviation a été effectué en
générant la trajectoire du robot par le logiciel de PHL RobotMaster. Cet essai est dé-
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nommé "essai RobotMaster". La Figure 3.13-a) montre les déviations latérales obtenues
pour l’essai RobotMaster (essai sans correction) et l’essai Bézier 1 (essai avec correction).
Une valeur moyenne de 2, 8 mm est obtenue pour l’essai RobotMaster alors qu’une dévia-
tion moyenne de 0, 3 mm est obtenue pour les trois essais Bézier, ce qui représente un gain
d’amélioration de 89 %. Ainsi, la méthodologie proposée a permis une réduction significa-
tive de la déviation de l’outil. Le Tableau 3.4 résume les valeurs moyennes des déviations
latérales obtenues pour les trois expérimentations avec correction des déflexions et l’essai
sans correction. Après la mesure des déviations, des analyses de qualité de soudure ont
été effectuées.

Tableau 3.4 – Mesure des déviations latérales - trajectoire "arc de cercle"

Type d’essai Déviation moyenne latérale (mm)
Essai Bézier 1 0, 34 mm
Essai Bézier 2 0, 28 mm
Essai Bézier 3 0, 32 mm
Essai RobotMaster 2, 8 mm
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té
ra
le

(m
m
)

Essai Bézier 2
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té
ra
le

(m
m
)

Essai Bézier 3
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Figure 3.13 – Déviations latérales a) : essai Bézier 1 et essai RobotMaster, b) : essai Bézier
2, c) : essai Bézier 3

Des essais de contrôle de soudure ont été réalisés afin d’évaluer la qualité du joint de
soudure obtenu. L’analyse visuelle du cordon de soudure ne révèle aucun défaut surfacique.
Trois coupons ont été prélevés en début (CP1), milieu (CP2) et fin (CP3) du cordon de
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soudure pour réaliser des essais de pliage à l’envers. Aucun de ces trois coupons n’a subi
de cassure lors du pliage (Figure 3.14). Aussi, trois autres coupons ont été prélevés dans
le cordon pour réaliser des coupes macrographiques qui après analyse, ne révèlent aucun
défaut volumique et de manque de pénétration en racine (Figure 3.15). Le succès des essais
de qualité de soudure montre que la méthodologie de génération de trajectoire hors-ligne
proposée a permis de maintenir correctement la position et l’orientation de l’outil FSW
durant l’opération de soudage.

L’analyse de la courbe de la force axiale Fz de l’essai Bézier 1 montre que cet effort
a été maintenu correctement à la valeur désirée (Fzd = 8000 N) avec une commande zf
de l’asservissement de force relativement faible (Figure 3.16). Pour l’essai RobotMaster,
l’effort axial a été aussi correctement maintenu mais avec une plus grande commande zf
(Figure 3.17). Ainsi, l’ajout de la déflexion ∆z à la coordonnée z issue de la CAO dans
notre méthode de génération de trajectoire trouve tout son intérêt et permet de garantir
de meilleures performances de l’asservissement de force pour le soudage FSW de pièces à
formes complexes.

Après les essais sur la trajectoire "arc de cercle", la validation expérimentale de la
méthode sur une trajectoire "sinus" permettant la mise en œuvre des fonctions B-splines
est abordée.

 

Figure 3.14 – Essais de pliage à l’envers sur les coupons

 

   

Figure 3.15 – Coupes macrographiques : a) début b) milieu c) fin
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Figure 3.16 – Force Fz (essai Bézier 1)
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Figure 3.17 – Force Fz (essai RobotMaster)

3.7 Expérimentations sur une trajectoire "sinus"

La Figure 3.18 montre une illustration de la trajectoire que nous dénommons trajec-
toire "sinus". Nous ne disposons pas de tôles dont les bords mis bout à bout forment cette
trajectoire "sinus". Ainsi, l’essai de validation consiste à expérimenter une trajectoire de
malaxage dans une tôle pleine et à mesurer les déviations latérales. Les paramètres de
soudage sont les mêmes que pour les essais de la trajectoire "arc de cercle".

La trajectoire "sinus" est définie dans la CAO de l’outillage expérimental et discrétisée
en 100 points. De même que pour la trajectoire "arc de cercle", le paramètre u utilisé est
fonction de la coordonnée x des points extraits. Pour obtenir une erreur d’approximation
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Figure 3.18 – Illustration de la trajectoire "sinus"
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Figure 3.19 – Positions et angles d’orientation de l’outil FSW pour la trajectoire "sinus"
issue de la CAO
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inférieur à 0, 01 mm, une fonction de Bézier de degré 13 est nécessaire pour modéliser la
coordonnée y qui a une forme sinusoïdale. Ainsi, des fonctions B-splines ont été préférées
pour modéliser les positions et angles d’orientation du parcours d’outil de la trajectoire
"sinus". Les positions (x, y, z) dans le repère de base et les angles d’orientation (A, B,
C) du parcours d’outil (voir Figure 3.19) sont modélisés chacun par des courbes B-splines
de degré 4, 12 coefficients de contrôle et un vecteur nœud de 17 éléments. Les coefficients
de contrôle et le vecteur nœud sont regroupés en annexe B.2.

a) b)
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Figure 3.20 – Trajectoire "sinus", déflexions en : a) position b) angles d’orientation

Les déflexions sur la trajectoire "sinus" sont ensuite calculées. La Figure 3.20-a) montre
les déflexions en position exprimées dans le repère outil. La déflexion ∆x représente la
déflexion dans la direction d’avance et a une valeur moyenne de −2, 32 mm. Il n’y a pas de
bifurcation majeure de la direction d’avance sur ce type de trajectoire. Ainsi, la déflexion
∆x est négligée dans la génération de la trajectoire adaptée. La déflexion ∆y représente la
déflexion dans la direction latérale et avec une valeur moyenne de 2, 52 mm. Elle est utili-
sée pour corriger le décalage latéral de l’outil. La déflexion ∆z, avec une valeur moyenne
de 5, 95 mm, représente la déflexion dans la direction axiale. La déflexion ∆z est utilisée
pour aider à l’amélioration des performances du régulateur de force. La Figure 3.20-b)
montre les déflexions en angle d’orientation. La déflexion ∆A autour de l’angle A varie
très faiblement et a une valeur moyenne de −0, 01 ◦. La déflexion ∆B autour de l’angle
B agit sur l’angle de tilt du procédé. Elle a une valeur moyenne de 0, 17 ◦. La déflexion
∆C autour de l’angle C agit sur l’angle d’inclinaison latéral du procédé. Elle a une va-
leur moyenne de −0, 23 ◦. Les déflexions ∆B et ∆C sont contenues dans l’intervalle de
tolérance du procédé. Elles peuvent être négligées. Néanmoins, pour expérimenter notre
méthode, nous les utilisons dans la génération de la trajectoire adaptée.
Les déflexions ∆y et ∆z sont calculées dans le repère de base et ajoutées aux coordonnées
de position issues de la CAO et les déflexions ∆B et ∆C sont ajoutées aux angles d’orien-
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trajectoire "sinus"
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tation BCAO et CCAO afin de générer la trajectoire adaptée. Les positions xadp, yadp, zadp,
et les angles Badp, Cadp sont modélisés chacun par une courbe B-spline de degré 4 avec
12 coefficients de contrôle. Les coefficients de contrôle sont regroupés en annexe B.2. Les
Figures 3.21, 3.22, 3.23 et 3.24 montrent respectivement les positions yadp, zadp, les angles
Badp et Cadp.

En pratique, une commande "LIN_REL" en X par rapport au début de la trajectoire
est utilisée pour programmer Xadp dans le fichier source KRL. Au cours de l’essai, le robot
envoie chaque 12 ms la position x à l’ordinateur externe qui calcule les commandes y, z,
A, B et C nécessaires pour obtenir la trajectoire adaptée. Nous dénommons cet essai par
"essai B-spline".

La Figure 3.25 montre le cordon de malaxage obtenu. Les déviations latérales sur le
cordon de malaxage ont été mesurées au microscope (Figure 3.26). Les déviations latérales
pour cet essai B-spline sont inférieures à 0, 5 mm avec une valeur moyenne de 0, 27 mm. En
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faisant un essai de malaxage avec une génération de trajectoire par le logiciel RobotMaster
qui ne tient pas compte des déflexions, une déviation latérale moyenne de 2, 32 mm est
obtenue. Ainsi, la déviation latérale moyenne de l’outil a été réduite de 2, 32 mm sur un
essai sans correction de déflexions à 0, 27 mm sur l’essai B-spline ; ce qui représente un
gain d’amélioration de 88 %.
L’analyse de la courbe d’effort montre que la force axiale Fz a été correctement maintenue
à sa valeur désirée au cours de l’essai B-spline (Figure 3.27).

 

Figure 3.25 – Cordon de malaxage - trajectoire "sinus"
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Figure 3.26 – Déviations latérales - trajectoire "sinus"

En conclusion, la méthodologie de génération de trajectoire adaptée qui tient compte
des déflexions du robot a été validée sur la trajectoire "sinus". Sur cette trajectoire, tout
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Figure 3.27 – Force axiale Fz - trajectoire "sinus"

comme la trajectoire "arc de cercle", le vecteur tangent à la trajectoire ne présente pas de
changement majeur de direction dans le repère fixe du robot. Alors, une trajectoire sous
forme de "Z" a été définie avec de multiples changements de direction du vecteur tangent
entrainant un changement majeur de direction des forces Fx et Fy dans le repère de base
et donc une variation significative de la déviation latérale le long de la trajectoire.

3.8 Expérimentations sur une trajectoire sous forme

de "Z"

La Figure 3.28 montre une esquisse de la trajectoire en "Z". Il s’agit d’une succession
d’arcs de cercle et de droites raccordés par des arcs 3D. Cette trajectoire peut être dé-
composée en 9 zones. Le Tableau 3.5 regroupe la nature des courbes de chaque zone. Pour
les expérimentations sur cette trajectoire, les paramètres de soudage sont les mêmes que
ceux utilisés pour les trajectoires "sinus" et "arc de cercle".

Dans un environnement CAO, la trajectoire est discrétisée en 686 points régulièrement
espacés de 2 mm. Les coordonnées de position xCAO, yCAO, zCAO sont extraites et les angles
d’orientation ACAO, BCAO, CCAO sont calculées. En utilisant un paramétrage par abscisse
curviligne normalisée, chaque coordonnée est modélisée par une courbe B-spline de degré
6 avec 306 coefficients de contrôle et un vecteur nœud de 313 éléments. La Figure 3.29
montrent les positions et angles d’orientation du parcours d’outil sur la trajectoire en "Z"
en fonction du paramètre u.
Suivant les zones, les directions des forces Fx et Fy changent dans le repère fixe de base
alors, les déflexions en position et en orientation varient le long de la trajectoire. La
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Figure 3.28 – Illustration de la trajectoire en "Z"

Tableau 3.5 – Nature des courbes dans les 9 zones de la trajectoire en "Z"

Zones Nature de la courbe
1 arc de cercle
2 arc 3D
3 droite
4 arc 3D
5 arc d’hélice
6 arc 3D
7 droite
8 arc 3D
9 arc de cercle

Figure 3.30 montre les déflexions en position et la Figure 3.31 montre les déflexions en
angles d’orientation. Les déflexions en orientation sont faibles et contenues dans l’intervalle
de tolérance du procédé. Elles peuvent être négligées. Les déflexions en position ∆x, ∆y et
∆z sont modélisées par des courbes B-splines de degré 6 avec 306 coefficients de contrôle
et un vecteur nœud de 313 éléments.

Dans la mise en œuvre pratique, nous proposons une autre déclinaison de notre mé-
thodologie. Cela consiste à programmer les coordonnées de la trajectoire issue de la CAO
dans le fichier source KRL du robot et à programmer uniquement les déflexions ∆x, ∆y

et ∆z modélisées par les courbes B-splines dans l’ordinateur externe. Ainsi, chaque 12 ms

le robot envoie ses coordonnées à l’ordinateur externe qui calcule l’abscisse curviligne et
lui envoie en retour les corrections de déflexions préalablement calculées et modélisées par
les courbes B-splines.

La Figure 3.32 montre le cordon de malaxage obtenu. Les déviations latérales sont
mesurées dans les 9 zones de la trajectoire en "Z". Pour apprécier les améliorations ou
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Figure 3.29 – Positions et angles d’orientation de l’outil FSW pour la trajectoire en "Z"
issue de la CAO

non améliorations obtenues, un essai sans correction a été également effectué (Figure 3.33).
Le Tableau 3.6 montre les déviations latérales obtenues pour les deux essais. Les suffixes
"d, m et f" associées au numéro de zone sont mis pour indiquer que les mesures ont été
prises en début, milieu ou fin de zone.

On remarque que le modèle de correction mis en œuvre a permis de corriger correc-
tement les déviations dans les zones 1, 2, 7, 8 et 9. Par contre, dans les zones 3, 4, 5 et
6, d’importantes déviations résiduelles demeurent. Ceci s’explique par le fait que seule la
déformation élastique du robot est prise en compte comme source d’erreur de positionne-
ment.

En effet, sur cette trajectoire en "Z", les couples articulaires des axes 1, 4 et 5 changent
de signe de façon cyclique le long de la trajectoire (Figure 3.34). Ainsi, les changements de
signe des couples transmis correspondent à un positionnement différent de l’axe à cause

84



Chapitre 3. Planification de trajectoires hors-ligne avec correction des déviations

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

u

-4

-2

0

2

4

6

8

D
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Figure 3.30 – Déflexions en position dans le repère outil- trajectoire en "Z"
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Figure 3.31 – Déflexions en angles d’orientation - trajectoire en "Z"

des jeux dans les transmissions mécaniques. Pour corriger intégralement les déviations
latérales sur cette trajectoire, il s’avère nécessaire de mettre en œuvre un modèle de jeu.

La Figure 3.35 montre la représentation d’un modèle élasto-statique avec une intégra-
tion du jeu. En négligeant l’inertie et les frottements, un modèle classique de zone morte
(dead-zone model en anglais) est utilisé pour la modélisation du jeu (Nordin et al., 1997;
Nordin and Gutman, 2000, 2002; Akoto and Spangenberg, 2013).
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Figure 3.32 – Cordon de malaxage - trajectoire en "Z" (essai avec correction)

 

 

 

 
 

 

Figure 3.33 – Cordon de malaxage - trajectoire en "Z" (essai sans correction)

Tableau 3.6 – Mesure des déviations latérales - trajectoire en "Z"

Zones Essai avec correction (mm) Essai sans correction (mm)
1d 0 -1,2
1f 0 -1,2
2m 0 -1,2
3d -1 +0,2
3f -1 +0,2
4m +1,5 +1,5
5d -1,5 +1,5
5m -1,5 +1,2
5f -1,5 +0,5
6m -1 +3,5
7d +0,5 +3,75
7f 0 +3,75
8m 0 +2,5
9d 0 -0,5
9f 0 -0,75
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Figure 3.34 – Couples articulaires des axes 1, 2, 3, 4 et 5
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Figure 3.35 – Modèle de jeu d’une articulation
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Avec ∆q = θl − q et 2α la valeur du jeu de l’axe, nous avons :
Γ = K(∆q − α) ∆q > α

Γ = 0 |∆q| ≤ α

Γ = K(∆q + α) ∆q < −α
(3.19)

De manière simplifiée, nous avons :

Γ = K [∆q − sign(Γ)α] . (3.20)

Alors,
∆q = K−1Γ + sign(Γ)α (3.21)

et en projettant dans le repère outil, on a :

t∆X = tJt
[
K−1Γ + sign(Γ)α

]
. (3.22)

Posons t∆X = t∆Xe + t∆Xjeu avec ∆Xe, la déviation due à l’élasticité et ∆Xjeu, la
déviation due au jeu. La déviation latérale mesurée correspond à la composante de t∆X

suivant l’axe yt du repère outil. Si nous prenons pour ∆ym les mesures des déviations
latérales sur l’essai sans correction et, t∆ye la déviation latérale calculée avec le modèle
élasto-statique, on a :

J21sign(Γ1)α1 + J22sign(Γ2)α2 + . . .+ J26sign(Γ6)α6 = ∆ym −∆ye (3.23)

avec Jij, i, j = 1 . . . 6, les coefficients de la matrice jacobienne tJt.
Nous faisons l’hypothèse que le jeu de l’axe 1 contribue plus aux déviations en position

(bras de levier important) et que les jeux des axes 4 et 5 influencent moins les déviations
en position (Freising et al., 2014). Nous avons :

J21sign(Γ1)α1 = ∆ym −∆ye (3.24)

Pour un nombre de mesures mk de déviation latérales effectuées, on a :
[J21sign(Γ1)]m1 α1 = ∆ym1 −∆ye1

[J21sign(Γ1)]m2 α1 = ∆ym2 −∆ye2
... =

...
[J21sign(Γ1)]mk α1 = ∆ymk −∆yek

(3.25)

Une solution au sens des moindres carrés de ce système d’équations donne :

α1 = (W TW )−1W TR (3.26)
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avec

W =


[J21sign(Γ1)]m1

...
[J21sign(Γ1)]mk


et

R =


∆ym1 −∆ye1

...
∆ymk −∆yek


En appliquant la méthode sur les 15 mesures effectuées dans les 9 zones, nous obtenons

une valeur de jeu sur l’axe 1 2α1 = 0, 00149 rad soit 5, 1 arcmin.
En expérimentant ce modèle de correction élasto-satique avec prise en compte du jeu

de l’axe 1, nous avons pu corriger l’ensemble des déviations latérales de la trajectoire en
"Z" (Figure 3.36). Le Tableau 3.7 recense les déviations latérales résiduelles sur cet essai
de correction avec modèle local de jeu. Ces déviations résiduelles sont dans la tolérance
±0, 5 mm admise. Le modèle de jeu déterminé est un modèle local simplifié et n’a pas été
validé sur d’autres trajectoires et dans tout l’espace de travail du robot. De futurs travaux
doivent être envisagés pour déterminer un modèle global de jeu. Aussi, d’autres modèles
de jeu (Vörös, 2010; Papageorgiou et al., 2017; Márton and Lantos, 2009; Merzouki and
Cadiou, 2005; Ruderman et al., 2009) peuvent être envisagés.

L’anlayse de la courbe d’effort lors de l’essai de correction montre que la force axiale
Fz a été correctement maintenue tout le long de la trajectoire (Figure 3.37).

 

 

 

 

Figure 3.36 – Déviations latérales - trajectoire en "Z" (essai avec correction par modèle
élasto-statique et jeu)

Tableau 3.7 – Mesure des déviations latérales sur l’essai avec correction du jeu - trajectoire
en "Z"

Zones 1d 1f 2m 3d 3f 4m 5d 5m 5f 6m 7d 7f 8m 9d 9f
Valeur (mm) 0 0 0 0 0,5 -0,5 0,5 0 0 0 0 0 0 0 0
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Figure 3.37 – Force axiale Fz - trajectoire en "Z"

3.9 Conclusion

Dans ce chapitre, une méthode de génération hors-ligne de trajectoire basée sur les
courbes de Bézier et les courbes B-splines a été présentée. Les différentes étapes de la
méthodologie ont été décrites et des validations expérimentales sur trois types de trajec-
toire différentes ont été effectuées. La génération de trajectoire adaptée par des courbes de
Bézier a été validée sur une trajectoire "arc de cercle" avec un soudage de pièces en confi-
guration bout à bout. La mise en œuvre de la méthode sur la trajectoire "arc de cercle"
a permis d’obtenir une déviation résiduelle en valeur moyenne de 0, 3 mm comparée à
2, 8 mm lorsqu’on fait un essai sans correction des déflexions, soit un gain d’amélioration
de 89 %. Aucun défaut de soudage relatif à une déviation d’outil n’a été observé pour cette
configuration de soudage bout à bout. La déviation résiduelle reste dans les tolérances du
procédé. Sur une trajectoire "sinus", l’utilisation des B-splines pour la génération de tra-
jectoire adaptée a été validée. Sur la trajectoire sinus, une déviation résiduelle de 0, 27 mm

a été obtenue comparée à 2, 32 mm pour un essai sans correction de déflexions, soit un
gain d’amélioration de 88 %. La déviation résiduelle reste dans les tolérances du procédé.
La validation de la méthode sur une trajectoire en "Z" a permis de mettre en évidence
que l’implémentation d’un modèle linéaire élasto-statique de déformation utilisé pour les
deux trajectoires précédentes ne suffit pas pour compenser intégralement les déviations
sur des trajectoires où les axes subissent des changements de signe de couples le long de
la trajectoire. Ainsi, un modèle local de jeu sur l’axe 1 a été déterminé pour compenser
les déflexions sur la trajectoire en "Z". Ce modèle local n’est valable qu’à l’emplacement
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de l’outillage expérimental où les essais ont été effectués. Pour ce faire, de futurs travaux
peuvent être entrepris pour déterminer un modèle global de jeu sur les différents axes
du robot KR500-2MT. Pour passer outre à la modélisation complexe de phénomènes non
linéaires tels que le jeu, une deuxième solution de correction des déviations d’un robot
FSW soumis à de fortes charges est envisagée. Il s’agit d’implémenter une commande de
position en boucle fermée à partir de mesures des capteurs extéroceptifs à l’instar d’un
capteur de profilométrie laser, ce qui est l’objectif du chapitre 4.

Publications

Les principaux résultats obtenus et décrits dans ce chapitre ont été publiés dans une
revue internationale à comité de lecture (Kolegain et al., 2018a) et présentés dans deux
conférences internationales avec actes (Kolegain et al., 2018b, 2019).
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Chapitre 4. Compensation de déflexions par une commande référencée capteur

4.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, une stratégie de correction de trajectoires à partir d’un
modèle linéaire de déformation élasto-statique du robot a été présentée. Cette stratégie
présente des limites dans la mesure où des non-linéarités interviennent également dans la
déviation des robots industriels sur certains types de trajectoires à l’instar de la trajectoire
en "Z" présentée précédemment. Pour ce faire, deux solutions peuvent être envisagées.

La première solution consiste à modéliser ces phénomènes non-linéaires dans les ar-
ticulations. De futurs travaux peuvent être envisagés pour développer un modèle de jeu
pour tous les axes. Etant donné que ces modèles peuvent être complexes et tous les phé-
nomènes ne peuvent être pas pris en compte, la deuxième solution de correction consiste
à implémenter des capteurs extéroceptifs pour mesurer les déviations de trajectoires et à
corriger la position réelle du robot à partir du retour d’informations des capteurs. Cette
méthode d’implémentation de capteurs externes pour réaliser la commande de robot se
nomme en général la commande référencée capteur. Parmi les capteurs utilisés, les camé-
ras de vision sont plus fréquemment retrouvées. Les travaux sur l’usage des caméras de
vision pour réaliser la commande de mouvement des robots ont commencé dans les années
1980 et se regroupent sous la thématique d’asservissement visuel ou en anglais "Visual
Servoing" (Chaumette and Hutchinson, 2008; Espiau et al., 1992).

Dans le cas de la robotisation des procédés de soudage, les techniques de suivi de
gabarit ou de suivi de joint à base de capteurs disposant de caméra peuvent être consi-
dérées comme des techniques d’asservissement visuel. Pour le RFSW, De Backer (2014a),
a réalisé un suivi de gabarit à partir de deux capteurs laser de déplacement 1D. La mise
en place du gabarit pour des trajectoires complexes et l’environnement très encombré du
FSW rend cette solution lourde à mettre en œuvre.

Pour notre travail, la solution par suivi de joint est abordée. Cette solution a déjà fait
l’objet de nombreux travaux pour différents procédés de soudage notamment le soudage
à l’arc et le soudage laser. Une revue de la littérature sur les capteurs utilisés et les
différentes techniques de suivi de joint a été effectuée dans Rout et al. (2019), Ozcelik and
Moore (2003), Katayama (2013). En ce qui concerne le procédé de soudage par friction
malaxage robotisé, les travaux trouvés sont ceux de De Backer et al. (2012a) dans lesquels
une caméra de vision a été utilisée. Pour les autres procédés, des caméras de vision (Lee
and Na, 2002; Chen et al., 2011; Shen et al., 2010), des caméras assistées d’un ou plusieurs
faisceaux laser (Fang et al., 2010; Ding et al., 2016; Suyi et al., 2009; Zhang et al., 2009; Zou
et al., 2018a,b), des capteurs laser de déplacement (De Graaf et al., 2010; Lü et al., 2017;
Chang et al., 2012; Luo and Chen, 2005) sont utilisés. D’autres capteurs non visuels comme
les capteurs ultrasons et les capteurs électromagnétiques (Kim and Shin, 2003; You and
Kim, 2002) sont aussi utilisés. De même que pour les caméras de vision, l’extraction des
caractéristiques du joint de soudure en utilisant les caméras assistées de laser se basent sur
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les images acquises par la caméra. Cela nécessite de lourdes tâches de traitement d’images
pour supprimer le bruit du procédé, définir la région d’intérêt et détecter le joint de
soudure. Pour cette dernière, des algorithmes de détection de bord tels que les algorithmes
de Sobel, Canny, Robert, Canny amélioré, Prewitt, la transformation de Hough sont
utilisés (Xu et al., 2015). Pour passer outre à ces tâches de traitement d’images, des
capteurs laser de déplacement peuvent être utilisés. Avec ces capteurs, les positions sont
préalablement calculées par le capteur en utilisant le principe de triangulation et les
coordonnées des points caractéristiques du joint de soudure peuvent être directement
obtenues. Ainsi, nous avons opté pour un capteur laser de déplacement 2D pour suivre le
joint de soudure au cours d’une opération de soudage par friction malaxage robotisé. Le
capteur laser utilisé est de marque Keyence, série LJ, version 7080 (Keyence LJ-V7080)
projetant une ligne de faisceau laser.

Dans ce chapitre, les différentes étapes pour réaliser un suivi de joint à partir d’un
capteur laser sont présentées. La première étape consiste à paramétrer le capteur afin
d’extraire les coordonnées des points caractéristiques de la ligne de joint, la seconde étape
à étalonner le capteur pour obtenir les mesures du capteur dans un repère de travail du
robot, et la troisième étape à synthétiser une loi de commande pour corriger les déviations
de trajectoires. Le système "robot Kuka KR500-2MT- capteur laser Keyence LJ-V7080"
est présenté au §4.2. Les algorithmes d’extraction des coordonnées des points caractéris-
tiques de la ligne de joint et la méthode d’étalonnage du capteur sont décrits au §4.3. En
vue de synthétiser des lois de commande, le modèle du système robot-capteur est iden-
tifié au §4.4. Les lois de commande synthétisées sont présentées au §4.5. Les validations
expérimentales et la conclusion sont respectivement présentées aux §4.6 et §4.7.

4.2 Description du système "robot Kuka KR500-2MT-

capteur laser Keyence LJ-V7080"

Le capteur LJ-V7080 du fabricant Keyence est un instrument de mesure de profils com-
posé d’une caméra CMOS et d’un laser bleu générant un faisceau très fin pour une mesure
de profil stable (Keyence, 2014a). Le capteur a une distance de référence de 80 mm, une
plage de mesure de ±23 mm et une résolution de 50µm. Le Tableau 4.1 regroupe quelques
caractéristiques de ce capteur de profil. Le système capteur comprend une tête (caméra et
laser) et un contrôleur qui contient une mémoire enregistrant tous les paramètres de me-
sure du capteur ainsi que les données de profil. La tête du capteur est monté sur la tête de
soudage FSW par l’intermédiaire d’un support (Figure 4.1). Elle est connectée au contrô-
leur qui, à son tour, est relié à un ordinateur externe par une liaison série (Figure 4.2). Un
logiciel constructeur dénommé "LJ-Navigator2" installé sur l’ordinateur externe permet
de régler les paramètres de mesure désirés. Parmi les paramètres de réglage, des fréquences
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Tableau 4.1 – Caractéristiques du capteur Keyence LJ-V7080

Caractéristiques Valeurs
Type de laser Laser bleu à semi-conducteur

Distance de référence 80 mm
Plage de mesure (hauteur) 80 ± 23 mm
Plage de mesure (largeur) 32 ± 7 mm

Intervalle d’émission des données de profil (largeur) 50µm

d’acquisition de profils (10 Hz−64 kHz), des plages de mesure, des filtres (passe bas, passe
haut, médian) peuvent être réglés. Plusieurs modes de mesure (hauteur, position, largeur,
angle, rayon, distance, pas...) et plusieurs cibles à mesurer sur le profil (crête, bas, point
d’inflexion, moyenne, point d’intersection...) sont disponibles et permettent d’obtenir les
coordonnées des points d’intersection de la nappe laser avec l’objet à mesurer dans un
repère interne au capteur. Le détail de ces modes de réglage peut être trouvé dans le ma-
nuel d’utilisation du capteur (Keyence, 2014b). Dans le but d’exploiter ces mesures pour

 

Figure 4.1 – Montage du capteur sur le robot

faire du suivi de joint, un programme C++ a été développé pour récupérer les valeurs
de mesure du capteur. Le programme C++ installé sur l’ordinateur externe, communique
avec le contrôleur du capteur par le biais d’une liaison USB. Grâce au "Framework RSI "
de Kuka, le programme C++ communique également avec la baie de commande du robot
au travers de la liaison Ethernet sur un mode de communication "half-duplex"pour rece-
voir les positions du robot et envoyer les signaux de correction de trajectoire au robot. Le
"Framework RSI " de la commande Kuka KRC2 dispose d’un cycle de communication de
12 ms soit une fréquence fr de commande de 83, 33 Hz. La fréquence d’échantillonnage du
capteur laser fc sera donc réglée sur une fréquence multiple de fr. Pour les essais, nous
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Figure 4.2 – Système robot-ordinateur externe-capteur

avons réglé la fréquence d’échantillonnage du capteur à fc = 1000 Hz soit :

fc = 12 ∗ fr (4.1)

Dans un cycle, la séquence de communication entre le capteur laser, l’ordinateur externe
et la commande du robot se présente comme suit :

— A un instant tk, l’ordinateur externe reçoit du robot la trame de données configurée
dans le fichier de configuration du RSI envoyée par le robot ;

— à l’ instant tk + δT1, l’ordinateur externe reçoit les mesures du capteur laser ;
— à l’instant tk + δT2, l’ordinateur externe envoie au robot la trame de correction de

trajectoires ;
avec k = 1...N , N étant le nombre de cycles sur un déplacement du robot.

Les temps δT1 et δT2 ont été mesurés sur un déplacement à vide du robot suivant une
trajectoire rectiligne de 100 mm. La Figure 4.3 montre les temps mesurés sur les cycles
100 à 105. Nous obtenons un temps moyen δT1 = 3, 2 ms et δT2 = 3, 6 ms. La trame
de correction de trajectoires est donc envoyée 0, 4 ms après la réception des valeurs du
capteur laser, ce délai peut être négligé. Pour une vitesse de déplacement de 300 mm/min

qui correspond à la vitesse utilisée lors de nos essais de soudage, le déplacement entre
l’instant tk et l’instant tk + δT1 équivaut à 15µm, ce qui est très faible. En général, le
procédé FSW est effectué à de faibles vitesses de soudage, ce délai δT1 de 3, 2 ms peut donc
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Figure 4.3 – Mesure des temps de délai

être négligé. Pour des vitesses de soudage élévées pouvant tendre vers 3 m/min (Hovanski
et al., 2015; Zhang et al., 2017), une interpolation de positions entre les instants tk et
tk+1 peut être effectuée pour déterminer la position réelle du robot à l’instant de mesure
du capteur tk + δT1 (De Graaf et al., 2004; Liu et al., 2004). Une fois la communication
entre l’ordinateur externe, le robot et le capteur établie, il faut régler le capteur afin de
mesurer les coordonnées des points caractéristiques d’un joint de soudure.

4.3 Algorithme d’extraction de points caractéristiques

d’un joint de soudure et d’étalonnage du capteur

4.3.1 Algorithme d’extraction de points caractéristiques

Dans les procédés de soudage en général, différentes configurations des joints de sou-
dure telles que les configurations en bout à bout, en T, en recouvrement sont rencontrées.
La forme du profil laser sur le joint diffère d’une configuration à l’autre. Il en est de même
pour l’extraction de points caractéristiques. Dans la suite de ce travail, nous mettons en
œuvre les algorithmes pour une configuration de soudage en bout à bout.
Pour une configuration de soudage de type bout à bout, deux tôles sont accostées avec
un léger jeu. La ligne de joint se caractérise par l’interface d’accostage entre les deux
tôles. Avec un jeu entre les pièces supérieur à l’intervalle d’émission des données de profil
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suivant l’axe xs (0, 05 mm), le laser peut identifier les deux bords de l’interface de sou-
dage. La Figure 4.4 montre un exemple de profil avec des bords détectés par le laser.
Les points notés FP1 et FP2 correspondent aux bords détectés. Leurs coordonnées sont
données dans le repère local du capteur noté (OS, xs, ys, zs). Le capteur utilisé est un
laser 2D. Les points FP1 et FP2 sont contenus dans le plan (OS, xs, zs) du laser. Les
coordonnées suivant l’axe ys sont donc nulles. Notons SFP1 = [SFP1x 0 SFP1z]

T et
SFP2 = [SFP2x 0 SFP2z]

T , les coordonnées des points FP1 et FP2 dans le repère
du capteur. Le point de suivi de joint est défini comme étant le milieu des points FP1 et
FP2. Notons E ce point de suivi du joint.

SE =


SFP1x +SFP2x

2
0

SFP1z +SFP2z
2

 (4.2)

Outre les coordonnées du point de suivi, l’angle entre le profil de la pièce et l’axe xs
du capteur est également programmé. Cet angle correspond à une orientation du robot
autour du vecteur tangent. L’environnement du FSW étant bruité, les données sont fil-
trées par un filtre réjecteur de la fréquence de rotation de l’outil et un filtre passe-bas.
Toutefois, des données erronées peuvent subvenir. Elles sont remplacées par la moyenne
des trois derniers échantillons corrects.
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Figure 4.4 – Exemple de détection des bords par le capteur laser
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Les coordonnées du point de suivi étant connues dans le repère du capteur laser, elles
doivent être converties dans un repère connu du robot afin de pouvoir effectuer les cor-
rections de trajectoires. Cette étape se nomme l’étalonnage.

4.3.2 Etalonnage du capteur laser

Les problématiques sur l’étalonnage d’un capteur monté sur un robot sont connus,
en anglais, sous l’expression de "hand-eye calibration" ou "sensor mounted registration
problem". Il consiste à trouver la matrice de transformation homogène entre le repère du
capteur et un repère du robot (repère de la flange (axe 6), repère de l’outil ou repère de
base). Shiu and Ahmad (1987) ont formulé le problème sous forme mathématique avec
une équation du type :

AX = XB (4.3)

avec A(4×4) la matrice de passage du repère d’outil d’une pose 1 vers une pose 2, B(4×4)

la matrice de passage du repère du capteur de la pose 1 vers la pose 2, X(4×4) la matrice
de transformation recherchée entre le repère du capteur et le repère d’outil (Figure 4.5).

 

Figure 4.5 – Illustration des repères pour l’étalonnage

Pour trouver une solution à l’équation (4.3), deux mouvements du robot sont nécessaires
afin de former un système de deux équations :{

A1X = XB1

A2X = XB2

(4.4)
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La résolution de ce système d’équations nécessite que les axes de rotation des deux mouve-
ments ne soient pas parallèles (Shiu and Ahmad, 1989). Les matrices {(A1, B1), (A2, B2)}
étant connues avec un bruit de mesure, Park and Martin (1994) proposent d’effectuer n
mesures des matrices A et B, soient {(A1, B1), (A2, B2), . . . , (An, Bn)} et de résoudre
l’équation (4.3) en minimisant un critère d’erreur. Différentes techniques de résolution
de l’équation (4.3) ont été proposées dans la littérature. Parmi ces techniques, certaines
consistent à trouver d’abord une solution exacte (Shiu and Ahmad, 1989; Wang, 1992;
Chou and Kamel, 1988; Horaud and Dornaika, 1995) ou approchée (Tsai and Lenz, 1989;
Park and Martin, 1994; Fassi and Legnani, 2005) de la matrice d’orientation de la matrice
homogène X puis à trouver ensuite le vecteur de translation de la matrice X. Pour ces
techniques, l’erreur commise sur la matrice d’orientation se propage dans la solution du
vecteur translation. Ainsi, d’autres techniques portent sur la recherche simultanée de la
matrice d’orientation et du vecteur position pour éviter la propagation d’erreur des mé-
thodes précédentes (Daniilidis, 1999; Dornaika and Horaud, 1998; Li et al., 2010; Zhuang
et al., 1994). Une revue générale de ces méthodes de résolution est effectuée dans Shah
et al. (2012).
Les matrices Ai de passage du repère de la flange d’une pose i du robot à une pose i+ 1

peuvent être obtenues grâce aux coordonnées articulaires du robot et au modèle géomé-
trique du robot. Les matrices Bi, contrairement aux matrices Ai, sont calculées à partir
d’un objet d’étalonnage dont les dimensions sont connues et qui est placé dans le champ
de vision du capteur lors des différents mouvements du robot. Cette méthode d’obten-
tion des matrices {(AiBi)} a été utilisée dans De Graaf (2007) et Huissoon (2002) et la
méthode de Park and Martin (1994) a été utilisée pour résoudre l’équation (4.3) dans le
cadre de l’étalonnage d’un capteur laser utilisé pour le suivi de joint en soudage laser.
Il faut noter que l’étalonnage du capteur doit être refait à chaque opération de démontage
puis montage du capteur sur le robot. Ainsi, nous avons préféré développé dans ce tra-
vail, une méthode simple, pratique en milieu industriel pour l’étalonnage du capteur laser
LJ-V7080. Cet étalonnage consiste à déterminer la matrice de transformation homogène
tTS(4×4) entre le repère du capteur laser et le repère outil du robot.

tTS =

[
tRS

tPS

0 1

]
(4.5)

avec tRS et tPS, respectivement la matrice d’orientation et le vecteur translation du repère
laser dans le repère outil. Le capteur laser est monté sur un support fixé sur la tête
de soudage. Les dimensions géométriques de ce support sont connues. A partir de ces
dimensions géométriques, la matrice d’orientation tRS peut être déduite. Pour obtenir le
vecteur de translation, le robot est placé sur le bord d’une tôle plane. Le capteur étant
monté dans la direction avant par rapport à l’outil FSW, cette distance-avant dénommée
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en anglais, "Look Ahead Distance (LAD)" peut être mesurée. Soit SI, les coordonnées du
point d’intersection du faisceau laser avec le bord de la tôle. Le vecteur translation tPS

de la matrice homogène est déterminé en résolvant l’équation suivante :

[LAD 0 0]T = tRS × SI + tPS (4.6)

Application :
Pour les essais d’expérimentation, le capteur a été monté pour avoir une distance LAD
d’environ 25 mm afin d’éviter l’interférence des copeaux enlevés au cours du procédé FSW
dans le champ de vision du laser. La matrice de transformation obtenue entre le repère
laser et le repère outil est :

tTS =


0, 0000 0, 7705 0, 6374 18, 3070

0, 9995 −0, 0189 0, 0228 −1, 9392

0, 0296 0, 6371 −0, 7701 8, 0369

0 0 0 1

 (4.7)

tPS = [18, 3070 − 1, 9392 8, 0368]T est exprimé en mm.
Une fois l’étalonnage effectué, les coordonnées du point de suivi tE = t[Ex Ey Ez] d’une
trajectoire dans une configuration de soudage bout à bout sont connues dans le repère
outil du robot. La position du centre d’outil par rapport à la ligne de joint est donc
déterminée et sera corrigée dans le cas de déviation du robot de la ligne de joint. Pour
corriger ces déviations, un modèle de déplacement du robot est identifié et une loi de
commande synthétisée.

4.4 Modèles de déplacement rigide du robot

La commande de correction de position du robot Kuka est basée sur la fonction "path-
corr" du RSI. La Figure 4.6 montre le schéma-bloc de cette commande. Ce schéma-bloc
comprend un intégrateur avec une constante d’intégration KI = 1/Te (Te = 12 ms),

 

Figure 4.6 – Schéma-bloc de la commande en position du RSI
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une fonction de saturation et une fonction de transfert GP0(s) qui rend compte de la
dynamique de la correction. ∆Pd = [∆xd ∆yd ∆zd]

T représente les commandes de dé-
placement désirées dans les directions x, y, z du robot et ∆Pr = [∆xr ∆yr ∆zr]

T , le
déplacement réel du robot.
Pour des raisons de sécurité, la fonction de saturation permet de paramétrer les com-
mandes minimale et maximale autorisées au cours d’un déplacement. Par défaut, ces
valeurs minimum et maximum sont réglées à ±5 mm pour les corrections en translation.
La fonction de transfert GP0(s) du robot Kuka KR500-2MT de l’Institut de Soudure a
déjà été identifiée dans Wang (2016).
La méthode utilisée consiste à modéliser la fonction de transfert GP0(s) par un système
du deuxième ordre :

GP0(s) =
K

1 +
2ξ

ωn
s+

1

ωn2
s2

(4.8)

avec K le gains statique, ξ le coefficient d’amortissement et ωn la pulsation propre non
amortie. Pour les trois directions x, y et z, un gain statique K = 1, un coefficient d’amor-
tissement ξ = 0, 7 et une pulsation propre non amortie ωn = 10 rad/s sont identifiés. Les
Figures 4.7, 4.8, et 4.9 montrent les réponses indicielles des fonctions de transfert identi-
fiées respectivement dans les directions x, y et z et la Figure 4.10 montre les diagrammes
de Bode.

4.5 Lois de commande

Nous définissons dans ce travail une tâche qui est de commander la position et/ou
l’orientation du robot afin de maintenir l’outil FSW sur la ligne de joint de soudure.
Pour réaliser la loi de commande, il est donc nécessaire de connaitre l’interaction entre les
informations du capteur et les déplacements en position et en orientation du robot. Grâce
aux mesures du capteur, les coordonnées du point de suivi sont connues dans le repère
outil.

Dans la mesure où l’axe xt du repère outil est aligné sur le vecteur tangent à la
trajectoire, la variation de la mesure du capteur est liée au déplacement en position du
robot.

L’angle d’orientation du robot autour du vecteur tangent mesuré par le capteur permet
de corriger les déflexions autour de l’angle C. Mais, nous nous intéressons qu’à la correction
du décalage latéral de l’outil FSW dans la suite de ce travail. Alors, seule la coordonnée
du point de suivi suivant l’axe yt, tEy, est utilisée comme mesure. Notons par d = tEy,
la mesure et par dc la consigne. On définit la fonction de tâche telle que décrite dans les
travaux de Samson and Espiau (1990); Samson et al. (1991); Chaumette et al. (1991) par
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Figure 4.10 – Diagrammes de Bode de GP0 dans
les directions x, y, z

e(t) = d(t) − dc(t). L’objectif de la loi de commande est alors de faire converger cette
fonction vers la valeur nulle. Pour cela, la consigne doit être clairement définie.

4.5.1 Génération de la consigne de tâche

La génération de la consigne constitue une tâche déterminante en asservissement vi-
suel car une mauvaise détermination de la consigne engendre des erreurs de précision de
l’asservissement (Espiau, 1995).
La consigne dc est nulle pour des trajectoires rectilignes. En effet, lorsque le robot se
trouve sur une ligne de joint rectiligne, la projection du point de suivi situé à la distance
LAD en avant de l’outil suivant l’axe yt du repère outil est nulle. Mais pour des trajec-
toires complexes, cette projection n’est plus nulle le long de la trajectoire (Figure 4.11).
Ainsi pour des trajectoires complexes, la consigne dc est variable le long de la trajectoire
et doit être parfaitement déterminée. Pour ce faire, deux méthodes sont envisagées :

— une génération de la consigne via la connaissance de l’équation de la trajectoire
nominale ;
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— une génération de la consigne par apprentissage.

 

 

≠  

 

 

 

 
 

Figure 4.11 – Illustration de la variation de consigne

Pour la première méthode, l’équation de la trajectoire nominale issue de la CAO peut
être modélisée par les courbes de Bézier ou les courbes B-splines évoquées au chapitre 3.
Soit Ot(u) = [x(u) y(u) z(u)]T avec x(u), y(u), z(u) des fonctions de Bézier ou B-splines
d’ordre n exprimant les coordonnées du centre d’outil dans le repère de base du robot et
u un paramètre d’abscisse curviligne. Soit H le point d’intersection de la raie laser avec le
vecteur tangent à la courbe au point Ot et E le point d’intersection de la courbe nominale
issue de la CAO avec la droite formée par la raie laser. La consigne dc est donnée par
la composante suivant l’axe yt du vecteur EH. Pour la déterminer, il faut connaitre les
coordonnées des points H et E.
La raie laser est située à la distance LAD du point Ot et est orthogonale au vecteur
tangent t à la trajectoire.

OtH = LAD ∗ t (4.9)

La distance LAD et les coordonnées du vecteur tangent sont connues. Alors, les coordon-
nées du point H sont calculées. La droite (HE) étant orthogonale au vecteur tangent, son
équation analytique peut être déduite. Soit alx+ bly+ clz+ dl = 0 l’équation de la droite
(HE) avec al, bl, cl des coefficients réels. E ∈ (HE), alors, on a :

alxE + blyE + clzE + dl = 0 (4.10)

En remplaçant xE, yE, zE respectivement par x(u), y(u), z(u) dans l’équation (4.10), on
calcule le paramètre uE correspondant au point E par la résolution d’une équation poly-
nomiale de degré n. Grâce au paramètre uE, les coordonnées du point E sont déterminées
et la consigne dc calculée.

La deuxième méthode envisagée, celle par apprentissage, consiste à générer la consigne
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à partir d’un enregistrement de la ligne de joint sur la pièce réelle. Cette méthode est éga-
lement proposée dans (Espiau, 1995). Les mesures du capteur laser sont donc enregistrées
lors d’un déplacement à vide du robot. La consigne et la vitesse de consigne peuvent donc
être modélisées par des courbes paramétrées.

La consigne et la mesure étant définies, le système complet de commande en boucle
fermée peut être élaboré.

4.5.2 Description de la boucle fermée de commande

Etant donné que la consigne peut varier au cours temps, nous proposons un modèle de
commande avec une correction par anticipation de la vitesse de consigne. Le schéma-bloc
suivant montre la structure générale de la commande (Figure 4.12).

 

+ 

- 

+ 

+ 

  

  

Figure 4.12 – Schéma-bloc de la commande en boucle fermée

dc représente la consigne, GC , la fonction de transfert du correcteur, GP , la fonction
de transfert du modèle de déplacement du robot et GF , la fonction de transfert du filtre.
La fonction de transfert GP du modèle de déplacement rigide dans la direction yt s’écrit :

GP (s) =
KI

s

KS

1 +
2ξ

ωn
s+

1

ωn2
s2

(4.11)

avec KS, le gain statique, KI = 1/Te, ξ le coefficient d’amortissement et ωn la pulsation
propre non amortie.
Le filtre utilisé est un filtre passe-bas et réjecteur de la fréquence de rotation de l’outil
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dont la fonction de transfert GF est la suivante :

GF (s) =
1 +

s2

ωr2

1 +
2ζ

ωo
s+

1

ωo2
s2

(4.12)

avec ζ = 1, ωr, la fréquence de réjection et ωo la fréquence de coupure du filtre passe-bas.
La fonction de transfert en boucle ouverte du système non corrigé se décline comme suit :

GBO(s) = GP (s)GF (s)

GBO(s) =
KI

s

KS

1 +
2ξ

ωn
s+

1

ωn2
s2

1 +
s2

ωr2

1 +
2ζ

ωo
s+

1

ωo2
s2

(4.13)

La fonction de transfert en boucle ouverte étant déterminée, on peut synthétiser le cor-
recteur.

4.5.3 Méthode de synthèse du correcteur

Nous explorons dans ce travail deux types de correcteurs : un correcteur proportionnel
et un correcteur par avance de phase.

Pour la synthèse du correcteur proportionnel, une marge de phase Mφ est fixée. A
partir d’un diagramme de Nichols de la fonction de transfert du système non corrigé en
boucle ouverte, la pulsation notée ωp correspondant à la phase désirée (−180 ◦ +Mφ) du
système est déterminée. Le gain du correcteur proportionnel est alors :

KC =
1

|GBO(jωp)|
(4.14)

Une méthode classique qu’on peut trouver dans Houpis et al. (2003); Franklin et al.
(2002) est mise en œuvre pour la synthèse du correcteur par avance de phase .

GC(s) = KC
1 + aτs

1 + τs
(4.15)

avec a > 1, τ et KC les paramètres du correcteur à déterminer.
On choisit une pulsation d’avance de phase maximale ωm.

107



Chapitre 4. Compensation de déflexions par une commande référencée capteur

Le gain à la pulsation ωm est calculé par :

|GBO(jωm)| = KI

ωm

KS√
(1− ωm2Tn

2)2 + 4ξ2ωm2Tn
2

1− ωm2Tr
2√

(1− ωm2To
2)2 + 4ζ2ωm2To

2
(4.16)

avec Tn = 1/ωn, Tr = 1/ωr et To = 1/ωo.
La phase du système non corrigé à ωm est déterminée par :
Pour ωr > ωm :

∠GBO(jωm) =− 90◦ − 180◦

π
[arctan2(2ξωmTn , 1− ωm2Tn

2)

+ arctan2(2ζωmTo , 1− ωm2To
2)] (4.17)

Pour ωr < ωm :

∠GBO(jωm) =− 90◦ − 180◦

π
arctan2(2ξωmTn , 1− ωm2Tn

2)

+ 180◦ − 180◦

π
arctan2(2ζωmTo , 1− ωm2To

2) (4.18)

Soit ∆φ la phase à ajouter par le correcteur par avance de phase :

∆φ = −180◦ +Mφ − ∠GBO(jωm) (4.19)

Pour ∆φ > 0, un correcteur par avance de phase peut être synthétisé :
A la pulsation ωm, la phase et le gain d’un correcteur à avance de phase s’écrivent :

∠GC(jωm) = arcsin
a− 1

a+ 1
(4.20)

|GC(jωm)| = KC

√
a (4.21)

Les paramètres a et τ sont liés par la relation :

ωm =
1

τ
√
a

(4.22)

En combinant les équations (4.19) et (4.20), on obtient :

sin ∆φ =
a− 1

a+ 1
(4.23)

La valeur de a se déduit de l’équation (4.23) et celle de τ de la relation (4.22).
En égalisant les équations (4.21) et (4.16), la valeur de Kc est déduite.

KC =
1√

a |GBO(jωm)|
(4.24)
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4.5.4 Résultats en simulation

On désire corriger les déviations de trajectoire au cours d’une soudure FSW. La fré-
quence de rotation de l’outil est 800 tr/min et la fréquence du filtre passe-bas est réglée à
5 Hz.

Pour une marge de phase désirée de 65◦, un correcteur par avance de phase (GC1(s))

et un correcteur proportionnel (GC2(s)) sont synthétisés.

GC1(s) =0, 036
1 + 0, 0702s

1 + 0, 0032s
(4.25)

GC2(s) =0, 025 (4.26)

Le correcteur à avance de phase analogique est échantillonné à 12 ms grâce à la méthode
d’approximation des pôles et zéros (fonction "c2d" de Matlab) pour obtenir un correcteur
numérique. Les deux correcteurs sont ensuite implémentés dans un programme C++ pour
la correction de trajectoires. La Figure 4.13 montre les réponses indicielles en simulation
du système en boucle fermée avec les correcteurs synthétisés et la Figure 4.14 montre les
réponses fréquentielles. Le Tableau 4.2 résume les caractéristiques des différentes réponses
indicielles.

4.6 Validations expérimentales

Avant de passer aux essais de soudage, les performances des correcteurs par avance de
phase et proportionnel synthétisés ont été validées par une réponse à l’échelon unité lors
d’un essai à vide. Deux tôles planes ont été mises bout à bout et une trajectoire rectiligne
de 100 mm a été programmée (Figure 4.15).
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Figure 4.13 – Réponses indicielles en simulation du système corrigé
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Figure 4.14 – Réponses fréquentielles du système corrigé

Tableau 4.2 – Caractéristiques des réponses indicielles du système corrigé

Caractéristiques Avance de phase (AP) Proportionnel (P)
Marge de phase désirée 65◦ 65◦

Temps de réponse 0, 532 s 0, 9 s
Dépassement 2, 2 % 2 %

Marge de phase après correction 65, 4◦ 65, 6◦

Marge de gain après correction 12, 2 dB 12, 6 dB

 

 

Figure 4.15 – Trajectoire rectiligne : mise en position des tôles bout à bout

Au début de la trajectoire, le robot est positionné correctement sur la ligne de joint.
La consigne dc du capteur est égale à 0. Après 1, 2 s, on change la consigne dc à 1 mm

et on observe la réponse du robot. La Figure 4.16 montre le décalage latéral entre le
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centre d’outil du robot et la ligne de joint obtenu, ce qui représente la dynamique de la
réponse indicielle réelle du système corrigé. On observe un temps de réponse de 0, 5 s et un
dépassement de 0, 05 mm pour le correcteur par avance de phase et un temps de réponse
0, 9 s, un dépassement de 0, 05 mm pour le correcteur proportionnel. Ces performances
correspondent à celles obtenues en simulation. Le correcteur par avance de phase a une
dynamique plus rapide que celle du correcteur proportionnel. Ces dynamiques obtenues
sur un essai à vide peuvent être expérimentées pour la correction en soudage.
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Figure 4.16 – Réponses indicielles réelles du système corrigé

4.6.1 Validation de la correction en soudage sur une trajectoire

rectiligne

Les essais de validation consistent au soudage de deux tôles planes mises bout à bout
avec un léger jeu de 0, 2 mm comme illustrée à la Figure 4.15. Une trajectoire de 100 mm

suivant l’axe x0 du repère de base du robot est programmée. La phase de plongée consiste
en une succession de 4 paliers d’effort soient 600 N, 2000 N, 6000 N puis 8000 N. La vitesse
de soudage est de 300 mm/min, la vitesse de rotation 800 tr/min et la force axiale désirée
lors de la phase de soudage de Fz = 8000 N.

Avant de faire les essais d’expérimentation des correcteurs synthétisés, un essai de
soudage sans correction (essai SC) a été effectué. La Figure 4.17 montre la déviation
obtenue. Pendant la phase de plongée, les déviations vont de 0 mm pour 600 N à −1, 4 mm

pour 8000 N. Sur cette phase de plongée, la déviation est principalement due à la force Fz.
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Tableau 4.3 – Essai SC : déviations latérales

Phases Forces Déviations
600 N 0 mm

Phase de plongée 2000 N −0, 5 mm
6000 N −0, 8 mm
8000 N −1, 4 mm

Phase de soudage 8000 N −2, 25 mm

Sur la phase de soudage, une déviation moyenne de −2, 25 mm est observée. Sur la phase
de soudage, la force Fy induit un décalage latéral en plus de la force Fz. Le Tableau 4.3
regroupe les déviations obtenues lors de la phase de plongée et de soudage. Deux cas de
correction correspondant à la mise en œuvre du correcteur par avance de phase (essai AP)
et du correcteur proportionnel (essai P) sont expérimentés afin de corriger la déviation
latérale de trajectoire.
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Figure 4.17 – Essai SC : déviation latérale et effort

4.6.1.1 Mise en œuvre du correcteur par avance de phase

La Figure 4.18 montre le décalage entre l’outil FSW et la ligne de joint ainsi que la
courbe en effort lors de cet essai. Lors de la phase de plongée, la déviation augmente avec
les paliers d’effort de la même manière que pour l’essai sans correction. Aucune correction
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Figure 4.18 – Essai AP : déviation résiduelle et courbe d’effort

n’est effectuée lors de cette phase.
Une fois, la phase de plongée terminée, la correction de trajectoire démarre à l’instant
ti = 15, 85 s. Au cours de la phase transitoire de correction, un dépassement de 0, 14 mm

est constaté. La déviation tend vers la valeur nulle à partir de l’instant ts = 18, 3 s ; ce qui
correspond à un temps de réponse de 2, 45 s. Les flexibilités du robot réduisent la marge
de phase du système corrigé et donc augmentent le temps de réponse par rapport au
modèle rigide. Une déviation résiduelle moyenne lors de la phase de soudage de 0, 05 mm

avec un écart type de 0, 02 mm est obtenue. Pour la même trajectoire sans correction, la
déviation en phase de soudage est de −2, 25 mm (Figure 4.17). Ainsi, la mise en œuvre
de la méthode de correction a permis de corriger la déviation latérale.

4.6.1.2 Mise en œuvre du correcteur proportionnel

La Figure 4.19 montre le décalage entre l’outil FSW et la ligne de joint ainsi que la
courbe en effort pour cet essai de correction. Les mêmes déviations sont observées dans
la phase de plongée que précédemment. La correction de trajectoire démarre à l’instant
ti = 16, 22 s. Au cours de la phase transitoire de correction, un dépassement de 0, 3 mm

est constaté. La déviation tend vers la valeur nulle à partir de l’instant ts = 18, 94 s ; ce
qui correspond à un temps de réponse de 2, 72 s. Une déviation résiduelle moyenne lors
de la phase de soudage de 0, 05 mm avec un écart type de 0, 04 mm est obtenue.

Les valeurs moyennes des déviations obtenues pour les essais AP et P sont similaires.
Nous prenons le cordon de soudure obtenu pour l’essai AP (Figure 4.20) afin d’effectuer
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Figure 4.19 – Essai P : déviation résiduelle et courbe d’effort

 

Figure 4.20 – Essai AP : cordon de soudure

des essais de contrôle de défauts. Des coupons ont été prélevés en début et fin de trajec-
toire. Aucune cassure n’a été obtenue lors des essais de pliage à l’envers sur les coupons
(Figure 4.21). Les coupes macrographiques (Figure 4.22) ne révèlent aucun défaut volu-
mique et de manque de pénétration en racine ; ce qui confirme l’exactitude de la correction
effectuée.

La validation sur une trajectoire rectiligne effectuée, il s’avère nécessaire d’effectuer
également une expérimentation sur une trajectoire curviligne. Nous reprenons le cas de
deux tôles mises bout à bout formant la trajectoire "arc de cercle" (Figure 3.4) décrite
au §3.5.
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Figure 4.21 – Essai AP : pliage à l’envers sur coupons

 

 

Figure 4.22 – Essai AP : coupes macrographiques : a) début ; b) fin

4.6.2 Validation de la correction sur une trajectoire "arc de cercle".

Les deux correcteurs synthétisés ont été utilisés pour corriger les déviations sur une
"trajectoire "arc de cercle" de longueur d’environ 615 mm. Sur un essai sans correction,
une déviation moyenne sur la phase de soudure de −2, 5 mm est constatée. Nous notons
par "essai APC", l’essai correspondant à la mise en œuvre du correcteur par avance de
phase sur la trajectoire curviligne et par "essai PC", l’essai correspondant à la mise en
œuvre du correcteur proportionnel.

La Figure 4.23 montre la déviation latérale résiduelle obtenue pour l’essai APC. La cor-
rection des déviations commence après la phase de plongée à partir de l’instant ti = 16, 87 s

et un temps de réponse de 3, 5 s est obtenu. Comme pour les essais sur la trajectoire
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rectiligne, les flexibilités du robot en soudage réduisent la marge de phase du système
corrigé ce qui augmente le temps de réponse. Sur la partie stable de la phase de soudure,
une déviation résiduelle moyenne de 0, 05 mm avec un écart type de 0, 08 mm est obte-
nue. L’amplitude des oscillations de la déviation latérale est contenue dans l’intervalle
[−0, 25 mm ; 0, 25 mm]. Une variation de l’amplitude des oscillations qui est plus grande
sur certaines parties de la trajectoire s’explique par des perturbations dans la mesure des
coordonnées du point de suivi dues à des facteurs externes tels que les irrégularités des
bords des tôles qui forment la ligne de joint, l’irrégularité de la surface de l’enclume et la
non-uniformité du jeu entre les pièces.
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Figure 4.23 – Essai APC : déviation résiduelle et courbe d’effort

La Figure 4.24 montre la déviation latérale résiduelle obtenue pour l’essai PC. La
correction des déviations commence après à partir de l’instant ti = 17 s et un temps de
réponse de ti = 3, 66 s est obtenue. Entre les instants tp1 = 72, 16 s et tp2 = 103, 7 s, l’am-
plitude des oscillations de la déviation observée est plus grande par rapport au reste de
la soudure. Sur cette partie située au milieu de la trajectoire et distante de 150 mm, une
déviation moyenne de 0, 05 mm avec un écart type de 0, 3 mm est obtenue. Ceci est lié aux
perturbations dans la mesure des coordonnées du point de suivi dues aux irrégularités des
bords des tôles et de la surface de l’enclume sur cette partie de la trajectoire. Sur le reste
du cordon de soudure, une déviation moyenne de 0, 05 mm avec un écart type de 0, 18 mm

est obtenue. Sur l’ensemble de la phase de soudure, une déviation résiduelle moyenne de
0, 05 mm avec un écart type de 0, 18 mm est obtenue. L’amplitude des oscillations de la dé-
viation latérale sur la phase de soudage est contenue dans l’intervalle [−0, 6 mm ; 0, 6 mm].

Nous prenons le cordon de soudure obtenu pour l’essai PC afin d’effectuer des essais
de contrôle de défauts. La Figure 4.25 montre l’aspect surfacique du cordon de soudure
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Figure 4.24 – Essai PC : déviation résiduelle et courbe d’effort

obtenue. Des coupons ont été prélevés en début, milieu et fin sur le cordon de soudure
obtenu pour l’essai PC. Aucune cassure n’a été obtenue lors des essais de pliage à l’envers
sur les coupons (Figure 4.26). Des coupes macrographiques ont été également réalisées
(Figure 4.27). Aucun défaut volumique et de manque de pénétration en racine n’ont été
observés, ce qui confirme l’exactitude de la correction de trajectoire observée.

 

Figure 4.25 – Essai PC : cordon de soudure

4.7 Conclusion

Dans ce chapitre, une stratégie de correction des déviations du robot du type suivi
de joint à partir de capteur laser 2D de distance a été développée. Les algorithmes pour
extraire les coordonnées d’un point de suivi d’une ligne de joint dans le repère du capteur
ont été décrits. Une méthode simple d’étalonnage du capteur permettant de transformer
les coordonnées du repère capteur vers le repère outil du robot a été exposée. Afin de cor-
riger les déviations de trajectoire, deux lois de commande à savoir une loi de commande
par avance de phase et une loi de commande proportionnelle ont été synthétisées. Ces
correcteurs ont été validés sur deux trajectoires différentes : une trajectoire rectiligne et
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Figure 4.26 – Essai PC : pliage à l’envers sur coupons

 

 

 

 

 

Figure 4.27 – Essai PC : coupes macrographiques a) début b) milieu c) fin

une trajectoire "arc de cercle". Des déviations résiduelles moyennes de 0, 05 mm ont été
obtenues. Une oscillation variable de la déviation résiduelle a été observée au cours de la
validation sur la trajectoire "arc de cercle". La non-uniformité du jeu entre les pièces sur
une trajectoire longue, la non détection de la ligne de joint par le laser quand il n’y a plus
de jeu, les irrégularités de bords des tôles qui forment la ligne de joint, les irrégularités
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de la surface de l’enclume induisent des erreurs de mesure des coordonnées du point de
suivi de joint par le capteur laser sont des perturbations externes qui influent sur les per-
formances de l’asservissement.
Au cours des essais en soudage, des dynamiques de correction plus lentes ont été re-
marquées par rapport à la dynamique obtenue sur un essai à vide. Ceci est dû à la
non intégration des fonctions de transfert des flexibilités du robot dans la synthèse des
correcteurs. Toutefois, les marges de phase et de gain obtenues lors de la synthèse des
correcteurs ont permis d’obtenir des corrections stables. Ainsi, dans la perspective des
travaux, il s’avère nécessaire d’intégrer la modélisation des flexibilités du robot dans la
synthèse des correcteurs et de développer des lois de commandes avancées pour rejeter les
perturbations et garantir la robustesse de l’asservissement.
Aussi, la validation expérimentale dans ce chapitre a été effectuée sur des trajectoires ne
présentant pas une variation de la consigne. Pour la suite des travaux, des validations
expérimentales sur des trajectoires nécessitant la mise en œuvre de la commande avec an-
ticipation de la variation de la consigne (Figure 4.12) peuvent être réalisées ; par exemple
une validation sur la trajectoire "sinus" décrite au chapitre 3 en configuration de soudage
bout à bout.
A partir de la mesure de la position du point de suivi de joint, seul le décalage latéral du
robot a été corrigé dans ces travaux. Le capteur laser 2D permet également la mesure de
l’angle que fait la nappe laser avec la pièce ; c’est-à-dire l’angle d’orientation de l’effecteur
autour du vecteur tangent à la trajectoire mais cette mesure n’a pas été utilisé dans nos
essais de validation. Ainsi, en ajoutant un second capteur laser, l’angle d’orientation de
l’effecteur autour du vecteur binormal, orthogonal au vecteur tangent, peut être obtenu
et un asservissement complet de position et d’orientation peut être réalisé.
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Les robots sériels utilisés pour le procédé de soudage par friction malaxage se déforment
lors des opérations de soudage entraînant des déviations de trajectoires. L’objectif de ce
travail était de proposer des solutions de correction de trajectoires du robot manipulateur
sériel afin de réaliser des opérations de soudage FSW de pièces complexes.

Tout d’abord, les généralités sur le procédé de soudage par friction malaxage robotisé
ont été présentées dans le chapitre 1. Une description du procédé de soudage, des forces
mises en jeu et des différentes machines utilisées a été effectuée. Pour un soudage opti-
mal, des techniques de contrôle associées au procédé sont nécessaires. Les technologies de
contrôle de force, de température et les techniques existantes de correction de trajectoires
d’un robot sériel soumis aux forces d’un procédé ont été présentées. Ces méthodes de
correction sont généralement regroupées en deux catégories : les méthodes hors-ligne et
les méthodes en ligne. Dans les méthodes hors-ligne, les déflexions du robot sont calculées
à partir d’un modèle de déformation et d’un modèle de forces avant les opérations de
soudage et utilisées pour générer une trajectoire adaptée qui est différente de la trajec-
toire initialement désirée. Dans les méthodes en ligne, un calcul ou une mesure en temps
réel des déflexions du robot est effectué pendant l’opération de soudage. Ces méthodes se
basent soit sur un modèle de déformation et une mesure des forces du procédé, soit sur
la mesure de capteurs extéroceptifs à l’instar de capteurs de profil laser et/ou de caméras
qui sont utilisés dans une boucle fermée d’asservissement de position.
A partir de cette revue des méthodes de correction, nous avons mis en œuvre deux solu-
tions de correction de trajectoire pour un robot soumis aux forces du procédé FSW :

— une solution de correction hors-ligne basée sur un modèle de déformation du ro-
bot avec une approche de génération de trajectoires adaptées à partir de courbes
paramétrées telles que les courbes de Bézier et les courbes B-splines et,

— une solution de correction en ligne de type suivi de joint basée sur les mesures d’un
capteur de profil laser 2D.

Afin de mettre en œuvre la solution de correction hors-ligne, les différents modèles du
robot Kuka KR500 -2MT utilisé pour le soudage FSW à l’Institut de Soudure ont été
établis et décrits dans le chapitre 2. Il s’agit des modèles géométriques direct et inverse,
des modèles cinématiques direct et inverse, des modèles dynamiques et du modèle élasto-
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statique. A partir du modèle élasto-statique, nous avons établi une cartographie de la
souplesse du robot dans son espace de travail. Sur un cas d’application industrielle, nous
avons montré, à partir de l’implémentation d’un algorithme d’optimisation non linéaire,
qu’il est possible de déterminer un positionnement et une orientation de la pièce à souder
dans l’espace de travail du robot minimisant les déflexions latérales du robot.

Dans le chapitre 3, la solution de correction de trajectoire basée sur le modèle de
déformation est présentée. La connaissance a priori des déflexions permet de générer
un programme de trajectoire adaptée. Ainsi, nous avons proposé une méthodologie de
programmation hors-ligne basée sur les courbes de Bézier et les courbes B-splines. A
partir de la CAO des pièces à souder, la trajectoire géométrique de l’outil est extraite.
Les déflexions sont ensuite calculées et ajoutées à la trajectoire géométrique pour former
une trajectoire adaptée qui est modélisée par les courbes de Bézier ou les courbes B-
splines. Cette méthodologie de génération de trajectoire hors-ligne a été expérimentée sur
deux trajectoires différentes en forme d’arc de cercle et de courbe sinusoïdale, dénommées
respectivement trajectoire "arc de cercle" et trajectoire "sinus". L’expérimentation sur la
trajectoire "arc de cercle" a permis de réduire une déviation latérale de 2, 8 mm à 0, 31 mm

soit un gain de 89 %. Sur la trajectoire "sinus", la mise en œuvre de la méthodologie a
permis de réduire la déviation latérale de 2, 32 mm à 0, 27 mm soit un gain de 88 %. La
mise en œuvre de la méthode sur une trajectoire en forme de "Z" a permis de mettre en
évidence que le modèle linéaire de déformation élasto-statique ne permet pas de compenser
intégralement les déviations sur ce type de trajectoire où les couples de certains axes
changent de signe de façon cyclique le long de la trajectoire. Ainsi, un modèle local de jeu
sur l’axe 1 du robot a été déterminé afin de compenser les déviations sur cette trajectoire
en forme de "Z". Les déviations résiduelles obtenues pour cette trajectoire en "Z" sont
contenues dans l’intervalle [−0, 5 ; 0, 5] mm, qui est la tolérance admise pour le décalage
latéral.

Dans le chapitre 4, la deuxième solution de correction de trajectoires est abordée. Un
capteur laser de profil 2D monté sur la tête de soudage du robot et qui projette un faisceau
sous forme de nappe laser en avant du joint de soudure est présenté. Des algorithmes de
mesure en temps réel de la déviation latérale du robot sont développés. A partir de la me-
sure du capteur, une boucle fermée d’asservissement de position est réalisée. Ainsi, deux
différentes lois de commande sont proposées. Le modèle de commande du robot disposant
déjà un intégrateur, une commande par avance de phase et une commande proportion-
nelle sont synthétisées. La mise en œuvre expérimentale de ces lois de commande sur
une trajectoire rectiligne a permis de réduire la déviation latérale moyenne de 2, 25 mm à
0, 1 mm soit un gain de 95 %. Sur une trajectoire "arc de cercle", la déviation latérale a
été réduite de 2, 5 mm à 0, 1 mm soit un gain de 96 %. Des analyses visuelles, des coupes
macrographiques et des pliages à l’envers sur les cordons de soudure n’ont révélé aucun
défaut, ce qui montre l’efficacité des lois de commande implémentées. Les essais de vali-
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dation ont révélé la sensibilité de la méthode par capteur laser aux perturbations externes
liées au procédé et à l’environnement telles que la non détection de la ligne de joint, les
irrégularités de bord des pièces, de la surface de l’enclume.

Ces travaux réalisés contribuent à une avancée de la maîtrise de la trajectoire d’un
robot sous charge et un pas supplémentaire vers l’industrialisation du FSW robotisé. Pour
la suite de ces travaux, des perspectives scientifiques et industrielles sont envisagées.

Perspectives

Le modèle de déformation utilisé dans la méthode de génération hors-ligne de trajec-
toire est un modèle linéaire de torsion localisée des axes qui ne permet pas de compenser
les déviations sur tous les types de trajectoires comme cela a été mis en évidence sur
la trajectoire sous forme de "Z". Pour ce faire, une problématique de modélisation de
jeu sur les robots industriels peut être envisagée. Pour le cas du soudage de pièces de
grandes dimensions, les déformations articulaires des robots peuvent également se présen-
ter sous forme de cycle d’hystérésis. Il s’avère donc nécessaire d’aborder également cette
problématique de modélisation d’hystérésis.

Certains modèles pouvant être complexes à manipuler, une autre possibilité pour pré-
dire les déflexions de robot sans passer par des modèles physiques serait de mettre en
œuvre des algorithmes d’intelligence artificielle tels que les réseaux de neurones, l’appren-
tissage statistique ou l’apprentissage profond.

Pour la méthode de correction à partir de capteur laser 2D, seule la correction de
la déviation latérale du robot a été effectuée. Un deuxième capteur laser peut lui être
également associé pour corriger à la fois les déviations en position et en orientation. Des
commandes avancées robustes peuvent être envisagées pour garantir des performances op-
timales des asservissements en dépit des perturbations externes telles que les irrégularités
de bord des pièces, les irrégularités de la surface de l’enclume, la non-uniformité de jeu
entre les pièces de grande longueur. Dans ces travaux, la validation a été effectuée uni-
quement sur des trajectoires où la consigne ne varie pas. Il s’avère nécessaire de procéder
à une validation sur des trajectoires complexes à l’instar de la trajectoire sous forme de
"sinus" où la consigne varie.

Dans une perspective industrielle, une combinaison des deux solutions de correction
proposées peut être envisagée. Pour passer outre à des éventuels problèmes de détection de
joint par le laser, de perturbations externes de l’environnement de soudage, la correction
de la déviation latérale peut se faire avec la méthode de correction hors-ligne. La déviation
latérale serait intégrée dans la génération de trajectoire adaptée et les capteurs seraient
utilisés exclusivement pour corriger les déviations en orientation.

L’exploration de ces pistes contribuera à une maîtrise plus accrue de la précision d’un
robot manipulateur utilisé pour le soudage par friction malaxage.
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Annexes A

A.1 Matrice de transformation homogène

La matrice de transformation homogène 0Tt énoncée dans le chapitre 2 s’écrit :

0Tt =

[
0Rt(q)

0Ot(q)

0 1

]

avec 0Rt, la matrice d’orientation, 0Ot, les coordonnées du vecteur position et q les coor-
données articulaires. L’expression générale des coordonnées du vecteur position en fonction
des coordonnées articulaires est :

0Otx = ((−c1s23c4− s1s4)s5 + c1c23c5)(L5 + Ltz)− c1s23D4 + c1c23L34 + c1c2L2 + c1L1x;

0Oty = ((s1s23c4− c1s4)s5− s1c23c5)(L5 + Ltz) + s1s23D4 − s1c23L34 − s1c2L2 − s1L1x;

0Otz = −(c23c4s5 + s23c5)(L5 + Ltz)− c23D4 − s23L34 − s2L2 + L1z;

La matrice d’orientation peut se mettre sous la forme :

0Rt =

r11 r12 r13

r21 r22 r23

r31 r32 r33


L’expression générale des éléments rij de la matrice d’orientation en fonction des coor-
données articulaires est :

r11 = ((−c1s23c4− s1s4)c5− c1c23s5)c6− (−c1s23s4 + s1c4)s6;

r12 = ((−c1s23c4− s1s4)c5− c1c23s5)s6 + (−c1s23s4 + s1c4)c6;

r13 = (−c1s23c4− s1s4)s5 + c1c23c5;

r21 = ((s1s23c4− c1s4)c5 + s1c23s5)c6− (s1s23s4 + c1c4)s6;

r22 = ((s1s23c4− c1s4)c5 + s1c23s5)s6 + (s1s23s4 + c1c4)c6;

r23 = (s1s23c4− c1s4)s5− s1c23c5;

r31 = (−c23c4c5 + s23s5)c6 + c23s4s6;

r32 = (−c23c4c5 + s23s5)s6− c23s4c6;

r33 = −c23c4s5− s23c5;
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A.2 Robot Kuka KR500-2MT-Espace de travail

 

Figure A.1 – Espace de travail robot Kuka KR500−2MT

Tableau A.1 – Limites articulaires du robot Kuka KR500-2MT

Axe Limites Vitesse maximale
q1 ±185◦ 41◦/s
q2 +20◦/− 130◦ 41◦/s
q3 +150◦/− 90◦ 41◦/s
q4 ±350◦ 76◦/s
q5 ±118◦ 76◦/s
q6 ±350◦ 120◦/s
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A.3 Matrice jacobienne

La sous-matrice Jv de la matrice jacobienne J(q) qui permet de déterminer la vitesse
de translation du repère outil en fonction des vitesses et des positions articulaires est :

Jv(1, 1) =− L1xs1− L2c2s1− L34c23s1− L5c23c5s1− Ltzc23c5s1 +D4s1s23+

L5c4s1s23s5 + Ltzc4s1s23s5− L5c1s4s5− Ltzc1s4s5;

Jv(2, 1) =− L1xc1− L2c1c2− L34c1c23− L5c1c23c5− Ltzc1c23c5 +D4c1s23+

L5c1c4s23s5 + Ltzc1c4s23s5 + L5s1s4s5 + Ltzs1s4s5;

Jv(3, 1) =0;

Jv(1, 2) =−D4c1c23− L2c1s2− L34c1s23− L5c1c5s23− Ltzc1c5s23− L5c1c23c4s5−

Ltzc1c23c4s5;

Jv(2, 2) =D4c23s1 + L2s1s2 + L34s1s23 + L5c5s1s23 + Ltzc5s1s23 + L5c23c4s1s5+

Ltzc23c4s1s5;

Jv(3, 2) =− L2c2− L34c23− L5c23c5− Ltzc23c5 +D4s23 + L5c4s23s5 + Ltzc4s23s5;

Jv(1, 3) =−D4c1c23− L34c1s23− L5c1c5s23− Ltzc1c5s23− L5c1c23c4s5−

Ltzc1c23c4s5;

Jv(2, 3) =D4c23s1 + L34s1s23 + L5c5s1s23 + Ltzc5s1s23 + L5c23c4s1s5 + Ltzc23c4s1s5;

Jv(3, 3) =− L34c23− L5c23c5− Ltzc23c5 +D4s23 + L5c4s23s5 + Ltzc4s23s5;

Jv(1, 4) =− L5c4s1s5− Ltzc4s1s5 + L5c1s23s4s5 + Ltzc1s23s4s5;

Jv(2, 4) =− L5c1c4s5− Ltzc1c4s5− L5s1s23s4s5− Ltzs1s23s4s5;

Jv(3, 4) =L5c23s4s5 + Ltzc23s4s5;

Jv(1, 5) =− L5c1c4c5s23− Ltzc1c4c5s23− L5c5s1s4− Ltzc5s1s4− L5c1c23s5−

Ltzc1c23s5;

Jv(2, 5) =L5c4c5s1s23 + Ltzc4c5s1s23− L5c1c5s4− Ltzc1c5s4 + L5c23s1s5 + Ltzc23s1s5;

Jv(3, 5) =− (L5 + Ltz)c23c4c5 + (L5 + Ltz)s23s5;

Jv(1, 6) =0;

Jv(2, 6) =0;

Jv(3, 6) =0;
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B.1 Exemple de programme KRL

 
Figure B.1 – Exemple de programme source KRL
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B.2 Approximation par les courbes B-splines de la tra-

jectoire "sinus"

Vecteur noeud de la trajectoire "sinus" issue de la CAO :

u = [0 0 0 0 0 0, 22 0, 31 0, 409 0, 50 0, 59 0, 68 0, 77 1 1 1 1 1]

Tableau B.1 – Coefficients de contrôle de la trajectoire "sinus" issue de la CAO

xCAO (mm) yCAO (mm) zCAO (mm) ACAO (◦) BCAO (◦) CCAO (◦)
1521,1300 1999,9950 884,3699 -9,1616 -9,0725 181,877
1478,1754 2007,1043 875,392 -10,3803 -7,980 181,8654
1418,0390 2017,713 864,7606 2,7471 -6,205 178,9927
1340,7209 1999,727 854,478 16,0187 -3,568 178,434
1246,2209 1986,9959 847,1189 1,6484 -0,987 180,1306
1177,4936 1992,8618 844,27040 -10,3940 1,23825 180,345
1108,7663 2007,1381 843,9143 -10,4189 3,1768 179,7633
1040,0390 2013,0040 846,0492 1,6360 5,385 179,847
945,5390 2000,2725 852,4215 16,148 7,9934 181,4140
868,2209 1982,2867 861,884 2,8364 10,593 180,9947
808,0845 1992,895 871,8657 -10,541 12,383 178,2188
765,1300 2000,004 880,369 -9,326 13,471 178,1836

Tableau B.2 – Coefficients de contrôle de la trajectoire "sinus" adaptée

yadp (mm) zadp (mm) Badp (◦) Cadp (◦)
1997,2923 877,2706 -8,9116 181,6278
2004,458 868,4121 -7,8270 181,6124
2014,886 857,9273 -6,0008 178,762
1996,7300 847,9933 -3,3254 178,2486
1984,3478 841,0104 -0,7989 179,9007
1990,4938 838,3890 1,37276 180,0974
2004,8354 838,1904 3,30699 179,5150
2010,5443 840,4982 5,56068 179,6152
1997,6502 847,1947 8,21242 181,2216
1979,9391 856,9904 10,7623 180,7624
1990,8314 867,1380 12,4944 177,9717
1997,9502 875,7258 13,5841 177,9388
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C.1 Caractéristiques du capteur laser Keyence LJ-V7080
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CORRECTION DE TRAJECTOIRES D’UN ROBOT MANIPULATEUR 

UTILISE POUR LE SOUDAGE PAR FRICTION MALAXAGE 

RESUME : Le procédé de soudage par friction malaxage ou Friction Stir Welding (FSW), est un procédé 

récent utilisé pour le soudage de pièces métalliques avec différentes applications dans les industries 

aéronautique, automobile, spatiale et ferroviaire. Les robots industriels sériels peuvent être utilisés comme 

moyen de soudage FSW mais, à cause de leur rigidité, ils se déforment sous l’effet des forces générées 

par le procédé. Ceci entraîne une déviation de trajectoire de l’outil de soudage en position et en 

orientation qui induit des défauts dans le cordon de soudure. Dans ce travail, deux méthodes de correction 

de déviations ont été développées. La première méthode est basée sur l’estimation des déviations en 

position et en orientation dans l’espace cartésien à partir des modèles du robot et de déformation élasto-

statique des corps et transmissions. Les déviations estimées permettent de développer une approche de 

programmation de trajectoires adaptées au soudage FSW robotisé. Contrairement aux méthodes 

d’interpolation linéaire généralement envisagées, cette approche utilise des approximations de trajectoires 

par des courbes de Bézier ou B-splines. Les validations expérimentales pour des trajectoires complexes, 

avec un robot Kuka KR500-2MT, ont permis d’obtenir une déviation résiduelle moyenne de l’ordre de 

0,3 mm et des cordons de soudure sans défauts. Cette précision de trajectoire atteinte pour le FSW permet 

de considérer une exploitation industrielle de la solution développée. La deuxième méthode de correction 

des déviations  utilise un asservissement de position en temps réel avec un capteur de profil laser 2D dans 

la boucle de retour. Deux synthèses de lois de commande ont été explorées pour cet asservissement. 

Malgré les perturbations externes liées aux contraintes du procédé, les résultats expérimentaux sur des 

trajectoires de soudage rectilignes et curvilignes montrent une bonne stabilité de l’asservissement et 

conduisent à une déviation résiduelle moyenne de l’ordre de 0,1 mm. Les intérêts et les difficultés de la 

mise en œuvre de cette deuxième méthode ont également été mis en exergue. 

Mots clés : soudage FSW robotisé, modèle de déformation, compensateur de déviations, correction de 

trajectoires, commande référencée capteur laser, déviation résiduelle de soudage. 

PATH CORRECTION OF AN INDUSTRIAL ROBOT USED FOR FRICTION 

STIR WELDING  

ABSTRACT : Friction Stir Welding (FSW) is a recent process used for welding metallic parts in 

aerospace, automotive, and railway industries. Serial industrial robots may be used as FSW welding 

machines, but because of their lack of stiffness, they undergo elastic deformation under the effect of 

stresses produced by the process. This causes a welding tool path deviation both in position and 

orientation, which induces defects in the weld seam. In this work, two path correction methods were 

developed. The first method is based on the prediction of the position and orientation deviations in the 

cartesian space from robot models and stiffness model of the links and the joints. The knowledge of tool 

deviations enabled the synthesis of a path programming approach adapted for robotic FSW. Unlike linear 

interpolation methods often used, this approach is based on approximations of the adapted path by Bézier 

or B-splines curves. Experimental validations on a Kuka KR500-2MT robot welding complex paths 

showed an average residual deviation of 0.3 mm and weld seams without defects. The path accuracy 

achieved makes it possible to consider an industrial exploitation of the developed solution. The second 

proposed correction method uses position feedback with a 2D laser profile sensor in the feedback loop for 

real-time measurement of deviations. Two controllers were designed to correct the deviations. In spite of 

the external disturbances related to the constraints of the process, experimental results obtained on 

straight and curvilinear welding paths showed the stability of the feedback loop and a mean residual 

deviation of 0.1 mm was achieved. The interests and difficulties of deploying this second method were 

also highlighted. 

Keywords : robotic FSW, stiffness model, path correction, deflection compensator, laser sensor based 

servoing, residual welding path deviation. 
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