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Depuis deux décennies, les modes d’interaction avec les robots se sont diversifiés. Les ap-

plications dans lesquelles les robots interagissent avec des utilisateurs s’étendent désor-

mais aux domaines de la santé, de l’industrie et bien d’autres encore. De nouveaux as-

sistants robotiques apparaissent, aussi bien utilisés pour la réhabilitation ou la chirurgie

[Vallery 2008, Duchemin 2004] que pour le transport de charges ou le positionnement colla-

boratif [Kazerooni 1996, Colgate 1996]. Du traditionnel robot industriel confiné par sécurité,

on a évolué vers un robot capable d’interagir avec l’homme, et de travailler avec lui. Cette

évolution doit permettre d’améliorer la condition de l’homme en transférant la pénibilité

de certaines tâches aux robots, de remplacer l’homme dans les environnements hostiles, ou

encore d’améliorer les gestes en précision, en répétabilité et en temps d’exécution. C’est dans

cette optique que de plus en plus de robots sont amenés à partager leur espace de travail

avec les hommes, ce qui rend certaines interactions physiques inévitables, qu’elles soient

souhaitées ou non.
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Chapitre 1. Contexte et contributions

Deux problèmes en découlent :

1. Comment garantir la sécurité de l’utilisateur dans l’espace de travail du robot ?

2. Comment profiter de cette proximité pour permettre une collaboration homme-robot ?

Dans ce chapitre, nous rendons tout d’abord compte des travaux réalisés autour de ces

problématiques. Ensuite, nous exposons les contributions de ce travail de thèse en réponse aux

problèmes posés. Notons que cette thèse s’inscrit dans le contexte applicatif de la robotique

médicale, sur lequel nous reviendrons au chapitre 4. Nous avons cependant souhaité prendre

du recul par rapport à ce contexte pour contribuer de manière plus générale à la conception

des mécanismes sûrs pour l’interaction homme-robot. Les objectifs de la thèse sont ainsi

de proposer une architecture robotique intrinsèquement sûre pour réaliser des tâches de

positionnement et de guidage du geste. Les tâches auxquelles nous nous intéressons sont à

l’échelle humaine, c’est-à-dire que les vitesses d’exécution et les efforts de contact sont faibles,

respectivement de l’ordre du cm/s et du N.

1.1 Définition et caractérisation de la sûreté

Les interactions entre l’homme et le robot peuvent être multiples [Goodrich 2007]. Dans le

cadre de cette thèse, les travaux proposés sont restreints aux interactions physiques, c’est-à-

dire relatives aux contacts, qu’ils soient désirés ou non, entre l’homme et le robot.

Dans ce contexte, la sûreté d’un système robotique est à apprécier sous deux angles [Alami 2006,

Kulic 2007, Lens 2012] :

– la sûreté pré-collision, qui vise à minimiser le risque de collision. Cette approche consiste

notamment à ajouter des capteurs pour prévenir les collisions, à réduire les vitesses de

fonctionnement ou encore à réduire l’inertie ainsi que la masse du robot ;

– la sûreté post-collision, qui vise à minimiser les conséquences lorsque l’impact se pro-

duit. Cette approche consiste à ajouter de l’élasticité dans les articulations, des sécurités

logicielles et/ou matérielles pour limiter les couples d’actionnement, à éliminer les angles

saillants pour limiter les lacérations, ou encore à couvrir le robot de matière souple pour

amortir les chocs.

Toutes ces stratégies ont pour objectif commun la conception de mécanismes intrinsèque-

ment sûrs [Duchemin 2004, Alami 2006, Bicchi 2008], incapables de blesser les hommes avec

lesquels ils interagissent, et cela quelles que soient les défaillances du robot.
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1.1. Définition et caractérisation de la sûreté

La sûreté au travers des normes

Les normes et les législations donnent généralement de bons enseignements sur les niveaux

de sécurité attendus. C’est seulement en juillet 2011 que les normes de sécurité concernant les

robots industriels ont été unifiées et complétées alors que les robots étaient implantés massi-

vement depuis plus de 30 ans dans les usines [ISO 2011a, ISO 2011b]. La norme ISO 10218 est

la première à faire apparaître le terme « robots collaboratifs » mais là encore, dans le domaine

industriel. La norme traite de façon très globale la sécurité de l’utilisateur. Par exemple, elle

se contente de limiter la vitesse de l’effecteur par rapport à la base du robot à 250 mm/s,

la puissance maximale du robot à 80 W, ou la force appliquée en position statique à 150 N

[ISO 2011a, ISO 2011b]. Ces législations permettent de limiter la gravité des dommages sans

pour autant imposer de critères stricts, adaptés aux situations rencontrées, comme le relèvent

notamment les travaux de [Haddadin 2011]. Il est par exemple primordial de distinguer les

cas d’impacts à la tête lorsque l’environnement est libre ou contraint, comme démontré

dans [Laffranchi 2009]. Lorsque la tête est contrainte, le niveau d’énergie pour fracturer le

crâne est en effet 17 fois supérieur à celui requis pour briser la nuque lorsque la tête est en

environnement libre. Au delà des chiffres, ces deux cas prouvent l’importance d’adapter les

critères de sécurité à chaque situation et soulignent aussi la difficulté à généraliser des normes

de sécurité. Éloignées des considérations de sécurité en robotique de service, les normes

existantes permettent néanmoins de placer des seuils à ne jamais atteindre et de mettre en

lumière les points critiques tels que la vitesse d’exécution d’une tâche ou encore la puissance

des actionneurs.

Indices de sûreté

Cette absence de critères universels pour quantifier la sûreté d’un robot mène au développe-

ment d’une multitude d’indices. Pour la plupart, ce sont des données empiriques provenant

du domaine automobile et adaptées au domaine de la robotique. Nous citerons entre autres

l’Abbreviated Injury Scale (AIS), échelle utilisée pour quantifier la gravité d’un impact, la Wayne

State Tolerance Curve (WSTC), courbe délimitant la dangerosité d’une accélération de la tête

sur un temps donné ou encore le Head Injury Criterion (HIC), critère basé sur l’accélération

instantanée de la tête [Haddadin 2007, Haddadin 2011].

Dans la plupart des cas, ces indices sont étroitement liés aux notions d’énergie transmise par

le robot, d’accélération, de surface et de point de contact. Ils ne peuvent être vérifiés qu’a

posteriori puisqu’ils requièrent un banc de test spécifique. Néanmoins, les simulations et les

expériences menées jusqu’alors montrent notamment les tendances suivantes :

– pour une charge donnée, la sûreté d’une interaction avec un robot est garantie lorsque la

vitesse de l’effecteur est limitée à un certain seuil [Ulrich 1995] ;
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Chapitre 1. Contexte et contributions

– l’effort lors d’un impact à une vitesse donnée augmente avec la masse du robot, mais tend à

ne plus varier à partir d’une certaine masse [Haddadin 2011] ;

– l’ajout de compliance ou la diminution de raideur d’un système réduit la valeur de l’effort

d’impact et augmente la durée de l’impact [Pratt 1995].

1.2 Vers des systèmes plus sûrs

Les travaux s’intéressant à la sûreté des systèmes robotiques mettent en évidence la nécessité

de modifier les méthodes traditionnelles de conception des robots. Dès la phase de concep-

tion, de nouvelles stratégies sont donc développées pour notamment limiter les couples

d’actionnement, réduire les masses et les inerties, ou encore équilibrer statiquement le robot.

Ces approches ont ensuite été traitées, séparément ou conjointement, en tenant compte des

avancées technologiques et des applications.

1.2.1 Limitation des couples

Certaines stratégies permettent de détecter les impacts à partir de la mesure des couples

articulaires produits par le robot afin de réagir ensuite de façon adéquate. Une solution

alternative consiste à utiliser un dispositif mécanique (limiteur de couple) permettant de

limiter les efforts appliqués par le robot à un certain seuil, qui peut être dynamique. Lorsque

le seuil critique d’effort est atteint, la transmission initialement rigide du limiteur de couple

devient compliante, ce qui permet d’absorber une large part de l’énergie lors d’un impact.

Dans [Lauzier 2011], les limiteurs sont positionnés sur chaque articulation du robot afin de

réduire l’effort d’impact quel que soit l’endroit où il a lieu. Un tel système est efficace mais

encombrant et complexe à réaliser. Dans [Park 2008], seule la dernière liaison est pourvue d’un

limiteur de couple. Dans [Lauzier 2010], les auteurs utilisent une structure Delta, positionnée

en bout d’organe terminal, pour découpler mécaniquement le robot de son effecteur lorsque

le seuil critique d’effort est atteint. Par la suite, un frein est activé afin d’arrêter le robot avant

que toute la course permise par le limiteur de couple ne soit atteinte. Comme souligné par

les auteurs, ces deux structures s’adaptent bien aux dispositifs où seul l’organe terminal peut

entrer en collision avec l’utilisateur, mais elles ne permettent pas de le protéger des collisions

qui auraient lieu avec les autres segments du robot.

1.2.2 Réduction des poids et des inerties

Une autre stratégie de conception pour obtenir un système intrinsèquement sûr consiste à

minimiser les poids et les inerties des parties mobiles du robot. Nous pouvons citer l’exemple

du Barett Whole Arm Manipulator (WAM) [Salisbury 1988, Rooks 2006], qui exploite pleine-
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1.2. Vers des systèmes plus sûrs

ment les avantages des transmissions par câbles. Ces transmissions permettent en effet de

déporter les actionneurs vers la base du robot en vue de l’alléger, de garantir une très bonne

réversibilité des articulations, tout en supprimant les jeux. Une très bonne transparence peut

alors être obtenue, d’autant que le système réalise une compensation active de la gravité

[Salisbury 1988]. Néanmoins, les segments du robot restent lourds, ce qui contraint à choisir

des actionneurs de forte puissance.

À partir des années 1990, de nouveaux matériaux et procédés de fabrication tels que des poly-

mères moulés renforcés en fibres de carbone sont apparus. Il en est de même dans les techno-

logies de transmission où les réducteurs Harmonic drive en aluminium ont permis des gains

notables de poids et d’encombrement. Ces technologies ont par exemple été utilisées pour

concevoir le robot DLR/Kuka Light Weight Robot (LWR) [Hirzinger 2002, Albu-Schäffer 2007],

présenté à la figure 1.1. Son actionnement est basé sur des moteurs électriques brushless

RoboDrive [TQ-Group 2014], spécialement développés et optimisés pour garantir de forts

couples, en minimisant le poids et les pertes par frottements. Les actionneurs intègrent une

mesure des couples articulaires utilisée dans des algorithmes de commande et de détection

de collisions [Bischoff 2010]. Comparé aux robots industriels de performances équivalentes

(port de charges légères), le LWR présente de nettes améliorations en termes de sécurité

[Haddadin 2008b, Haddadin 2008a].

Enfin, une dernière illustration récente est le BioRob arm [Lens 2012], figure 1.2, basé sur

une conception minimaliste : de fins segments forment le squelette du robot, autour duquel

passent les câbles nécessaires à l’actionnement, tandis que les moteurs sont déportés à la base

du robot pour permettre de l’alléger et de l’équilibrer statiquement (détails de l’actionnement

were not taken into consideration since these mechanisms cannot be measured with standard crash-test
dummies.
In Fig. 6 the resulting HIC values are plotted with respect to the impact velocity of the robot. The

corresponding injury level is defined by the Euro NCAP2 [9]. It is subdivided into five categories from
very low (green) to very high (red). In order to classify an impact into the green labeled region, the
occuring HIC must not exceed 650. This particular value corresponds to a resulting probability of serious
injury of 5%.
As indicated in Fig. 6, the HIC caused by the LWR is below 25 at maximum velocity of 2m/s which

corresponds to a very low injury level. Furthermore, all additionally evaluated severity measures ranged
within the lowest quarter of the green indicated area as well, i.e. the potential danger emanating from
the LWR is intrinsically very low with respect to the investigated mechanisms of injury. These are
surprising and gratifying results. To our knowledge, they represent the first systematic experimental
evaluation of possible injuries during robot-human crashes using standardized testing facilities.

V. AUTOMATIC PLANNING OF ROBUST ASSEMBLY APPLICATIONS USING IMPEDANCE CONTROL

Fig. 7. Demonstrating robust assembly at the Automatica fair.

A typical example for the usage of the described Cartesian impedance control in an industrial
environment is robotic assembly. This is a demanding task because two or more parts have to be
brought into contact and aligned properly by the robot. Uncertainties due to positioning errors of the
robot or inexact geometrical models are inevitable and have to be taken into account. If high accuracy
is needed, costs for the setup of such a work cell explode. Especially the installation of precise part
feeding mechanisms, high-resolution sensor systems, custom made grippers with passive compliance
and the tedious programming of the robot are expensive.
Conventional position-controlled industrial robots generally have difficulties in keeping two parts

in stable contact. Model uncertainties and lack of proper force feedback may lead to high reaction
forces which could damage the parts, the tools, or the robot. One common solution is the use of an
additional force/torque-sensor at the wrist for force control, but due to the high mass and stiffness of an
industrial robot, the velocity has to be lowered dramatically to ensure stability. If high execution speed is

2The EuroNCAP is designed to provide a fair, meaningful and objective assessment of the impact performance of cars.

FIGURE 1.1 – LWR [Albu-Schäffer 2007].
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Figure 3.1.: BioRob-X4 (4 DOF) arm without gripper (left) and location of the motors (right).
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Figure 3.2.: Cartesian velocities and electrical power consumption of a fast trajectory.

The design leads to a very low overall weight of the robot arm of 4 kg (including power
electronics), while still enabling it to carry an end-effector load of 2 kg without exceeding the
maximum torques.

3.2 Single Joint Elastic Tendon Actuator Model

The actuation approach of the BioRob arm as shown in Figure 3.1 aims at combining the robust
behavior of standard electrical motors with the safety characteristics of elasticity in the drivetrain
and a radical lightweight design by using tendons to actuate the robot joints. When using

16 3. Modeling and Simulation of Robotic Arms with Elastic Tendon Actuation

FIGURE 1.2 – BioRob arm [Lens 2012].
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Chapitre 1. Contexte et contributions

et de l’équilibrage dans la suite du chapitre). Les câbles sont liés à des ressorts, qui limitent les

efforts en cas d’impact en absorbant une partie de l’énergie, même lorsque les vitesses sont

importantes.

1.2.3 Équilibrage statique

Dans la majorité des robots industriels, une grande partie de la puissance d’actionnement

sert à compenser la gravité, y compris lorsque les masses ont été minimisées. Pour dimi-

nuer cette puissance, la gravité peut être compensée de façon mécanique, pour aboutir à

des dispositifs dits statiquement équilibrés [Laliberte 1999, Herder 2001, Vermeulen 2010].

Ces mécanismes ont la particularité de rester immobiles quelle que soit leur configuration,

même en l’absence de frottement ou de dispositif de freinage [Gosselin 2008]. L’équilibrage

statique est généralement réalisé par l’ajout de contrepoids ou d’éléments élastiques. Les

contrepoids permettent de conserver le centre de gravité du système stationnaire, au moins

approximativement [Mahalingam 1986]. Pour les robots à architecture série, le centre de gra-

vité du robot est généralement choisi confondu avec un point de pivot, comme représenté

sur la figure 1.3 : un contrepoids permet d’équilibrer la pièce 1 autour du point de pivot. Puis

un second contrepoids équilibre la pièce 1 et son contrepoids, et la pièce 2 autour de son

pivot. Enfin, un troisième contrepoids équilibre la pièce 1 et son contrepoids, la pièce 2 et son

contrepoids et la pièce 3 autour du pivot lié à la base. Dans le cas d’une architecture parallèle,

il faut rechercher l’endroit où doivent être placés les contrepoids sur chacun des segments du

robot pour que le centre de masse de l’ensemble reste fixe quelle que soit la configuration du

mécanisme [Jean 1996].

L’équilibrage par contrepoids permet généralement d’obtenir un équilibrage parfait et reste

Pièce 1 

Pièce 2 

Pièce 3 

Contrepoids  
de la pièce 1  

Contrepoids  
des pièces 1 et 2  

Contrepoids  
des pièces 1, 2 et 3 

FIGURE 1.3 – Principe de l’équilibrage statique par contrepoids, tiré de [Herder 2001].
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1.2. Vers des systèmes plus sûrs

relativement simple à mettre en œuvre dans le cas d’une architecture série. Cependant, l’en-

combrement, la masse et l’inertie du système augmentent rapidement avec le nombre de

liaisons. C’est pourquoi, dès 1989, un manipulateur de type industriel à trois degrés de li-

berté (ddl) a été développé, doté d’un équilibrage statique basé sur des masses localisées

[Kazerooni 1989]. Ce robot utilise une structure en parallélogramme permettant de déporter

les actionneurs à la base du robot. En répartissant convenablement les masses des actionneurs

sur les différents segments du robot, l’équilibrage statique est réalisé sans ajouter d’autres

contrepoids. Une approche similaire peut être envisagée sur des mécanismes parallèles en

répartissant non-uniformément la matière sur chaque segment du mécanisme, notamment

dans le cas de systèmes 4-barres plan [Gosselin 2008]. Toutefois, modifier ou ajuster la réparti-

tion des poids déjà présents sur les mécanismes n’est pas toujours réalisable.

L’utilisation de ressorts pour faire l’équilibrage statique remédie aux inconvénients d’en-

combrement et d’ajout de masse [Herder 2001]. Cependant, l’apport d’énergie potentielle

élastique se fait souvent aux dépens de la simplicité du système. En effet, la direction de la

gravité par rapport au système à équilibrer doit être connue et les ressorts doivent posséder un

point d’attache fixe par rapport au bâti, ou au moins dont l’altitude ne varie pas. Le montage

figure 1.4a représente la réalisation la plus courante de l’équilibrage par ressort, basée sur

l’utilisation de ressorts linéaires idéaux, c’est-à-dire de longueur à vide et de tension initiale

nulles 1. Pour assurer un équilibrage statique parfait, il faut que le point d’attache du ressort

sur le bâti soit situé sur la verticale du point de pivot de la barre. Cette méthode d’équilibrage

peut être généralisée à des mécanismes à plusieurs ddl, comme illustré par la figure 1.4b

[Rahman 1995]. Afin de fixer une des extrémités de chaque ressort sur un segment vertical, des

structures en parallélogramme sont alors ajoutées. Cependant, la réalisation de ces systèmes,

qui doit prendre en compte les paramètres des ressorts, reste souvent complexe, notamment

dès que le nombre de ddl augmente. Quelques exemples d’équilibrages parfaits sur lesquels

nous reviendrons par la suite sont proposés dans [Herder 2001].

(a) 1 ddl [Herder 2001]. (b) Plusieurs ddl [Rahman 1995].

FIGURE 1.4 – Équilibrage statique par ressorts idéaux.

1. On explicitera ces concepts dans le chapitre 2.
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C’est pourquoi certains travaux privilégient des alternatives à base de ressorts, câbles et

cames faites sur mesure, qui sont plus faciles à implémenter sur des systèmes à plusieurs ddl

[Ulrich 1991, Endo 2010]. Dans l’exemple de la figure 1.5, le ressort est lié à un câble. Le profil

de la came sur lequel il s’enroule permet de partiellement compenser les effets de la gravité.

D’un point de vue plus général, de tels profils sont souvent complexes et ne permettent pas

de réaliser un équilibrage statique parfait. De plus, l’espace de travail de ces dispositifs s’en

trouve restreint, du fait de leur construction.

FIGURE 1.5 – Compensation de gravité à partir d’un montage câble-ressort-came [Endo 2010].

Une fois l’influence de la gravité supprimée, les couples d’actionnement ne servent qu’à

assurer à l’organe terminal l’accélération désirée, en tenant compte des effets d’inertie et

de frottement à compenser. Dans [Vermeulen 2010], les auteurs équilibrent statiquement un

système à 3 ddl avec des ressorts et montrent que des moteurs de faible puissance suffisent

alors à faire fonctionner le système. Néanmoins, dans un tel cas où les moteurs sont directe-

ment sur l’axe de la liaison, l’accélération et le couple d’actionnement du système ne peuvent

être limités, une fois le moteur choisi, qu’au niveau du variateur (courant maximal). Afin de

conserver des faibles puissances d’actionnement, y compris lorsque le robot porte une charge,

un ajustement de l’équilibrage en fonction de la charge est réalisé [Vermeulen 2010].

1.3 Vers des systèmes mieux adaptés aux interactions

La flexibilité n’est généralement pas désirée dans les robots industriels, puisqu’elle diminue

les performances en termes de précision et qu’elle complexifie la commande. Elle a néan-

moins l’avantage d’absorber une partie de l’énergie transmise par le robot lors d’impacts et

apporte ainsi une meilleure sécurité. C’est pourquoi certains travaux de recherche se sont

plus particulièrement concentrés sur l’ajout de compliance au niveau des articulations du

robot [Van Ham 2009, Vanderborght 2013], comme expliqué dans les sections 1.3.1 et 1.3.2.
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Comme évoqué en introduction, d’autres types de tâches robotiques se développent, qui ne

requièrent pas seulement précision ou répétabilité, mais nécessitent la collaboration homme-

robot. Dans un scénario de manipulation collaborative, l’utilisateur ne doit pas avoir à fournir

d’efforts importants pour déplacer le robot. Idéalement il ne doit pas « percevoir » le robot,

autrement que pour être guidé par lui. Cette propriété de transparence du robot vis-à-vis de

l’utilisateur peut être obtenue par plusieurs biais, tels que notamment la compensation de la

gravité ou l’utilisation d’articulations réversibles (WAM, BioRob arm). Dans certaines tâches

partagées, le robot doit pouvoir guider le geste de l’utilisateur. L’utilisation d’actionneurs à

raideur variable, qui permettent d’imposer une position avec plus ou moins de rigidité, semble

être une solution pertinente. Le principe de fonctionnement, les avantages et les limitations

de ces actionneurs seront introduits en partie 1.3.3.

1.3.1 Sûreté active

On désigne sous cette appellation les techniques qui utilisent des capteurs associés à des

algorithmes de commande pour prévenir ou détecter les collisions. Une technique consiste

par exemple à comparer les données mesurées par des capteurs de mouvements avec celles

obtenues pour un cycle de référence (sans collision) et, en cas de différences notables, le robot

est ralenti ou stoppé [Graham 1986]. Les limites de cette approche sont très vite atteintes du

fait, notamment, du champ d’action restreint des capteurs, qui ne couvrent pas l’intégralité de

l’espace atteignable du robot et de leur possible défaillance. Pour dépasser ces limitations, de

nombreux auteurs [Yamada 1990, Yamada 1997, Lumelsky 2001, Stiehl 2006, Duchaine 2009]

proposent de couvrir intégralement le robot d’une couche active permettant de recueillir des

données de proximité, de température, de pression, etc. ainsi que d’amortir d’éventuels chocs.

Néanmoins, l’intégration de ces capteurs est onéreuse et les lois de commande associées sont

complexes à mettre en œuvre.

La diminution de l’énergie d’impact est aussi étroitement liée à la durée de l’impact. Ainsi,

les stratégies de commande basées sur des mesures d’efforts doivent permettre une ré-

ponse très rapide de la part du robot. C’est pourquoi certains auteurs se sont plus parti-

culièrement intéressés aux stratégies de commandes adaptées à un fonctionnement sûr

[Whitney 1977, Salisbury 1980, Hogan 1985, Raibert 1981]. C’est ainsi qu’a été développée la

compliance dite active, basée sur une commande en effort. Lorsque le robot rigide rencontre

un environnement, il devient compliant en reproduisant de manière active l’attitude qu’aurait

un système mécaniquement compliant, i.e. composé de ressorts et amortisseurs. D’après

[Townsend 1988], ces stratégies de commande ne permettent toutefois pas d’aboutir à des sys-

tèmes intrinsèquement sûrs, puisqu’ils possèdent une bande passante limitée et ne peuvent

donc pas absorber correctement les chocs. Par ailleurs, ils ne sont pas à l’abri de défaillances

électriques. Actuellement, ces approches sont généralement implantées sur des robots de type
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industriel, qui ne sont pas bien adaptés aux interactions homme-robot du fait notamment de

leur masse et de leur inertie, de la puissance qu’ils sont capables de générer et de leur manque

de réversibilité. À la lumière de ces arguments, nous avons fait le choix de nous intéresser par

la suite aux solutions où la compliance est obtenue mécaniquement par l’ajout d’un élément

flexible entre l’actionneur et la charge.

1.3.2 Actionnement compliant

Cette nouvelle génération d’actionneurs dits compliants trouve une définition intéressante

dans [Vanderborght 2013]. Les auteurs apparentent les actionneurs traditionnels, dits rigides,

à des sources de position tandis que les actionneurs compliants sont apparentés à des sources

d’efforts. En effet, les premiers sont capables de maintenir une position quels que soient les

efforts externes appliqués, dans la limite de leur capacité. Ils possèdent en ce sens une très

grande impédance mécanique de sortie, qui correspond à leur capacité à résister à un effort,

une large bande passante et une très grande précision de positionnement. A contrario, sous

l’action d’efforts extérieurs, les actionneurs compliants dévient de leur position d’équilibre, dé-

finie comme la position où l’actionneur ne génère aucun couple ou effort [Vanderborght 2013].

La loi de comportement caractérisant cette déviation dépend des propriétés intrinsèques de

l’actionneur compliant : élasticité, amortissement, inertie. Idéalement, ils se caractérisent par

une impédance nulle à leur position d’équilibre, ce qui leur confère d’intéressantes propriétés

de transparence et donc de sûreté.

Les actionneurs compliants ont été introduits en 1995 par G. Pratt et M. Williamson [Pratt 1995]

sous la dénomination de Series Elastic Actuators (SEA). Leur principe de fonctionnement

est simple : un élément élastique est introduit au niveau de la transmission du système

en vue de diminuer sa raideur. Dans les hautes fréquences, cet ajout de compliance réduit

l’inertie apparente du robot en découplant l’actionneur de la charge et améliore à la fois

l’absorption des énergies d’impact et la tolérance aux chocs de l’actionneur. Parallèlement à

ces considérations physiques, l’ajout de compliance apporte plus de stabilité et de précision

pour la commande en effort en présence d’environnements inconnus, comme développé dans

[Pratt 2002]. En effet, connaissant la raideur de l’élément élastique ajouté, il est alors possible

de déduire l’effort généré par le SEA par une simple mesure de la déflexion de l’élément

élastique. Par suite, l’effort produit par le SEA peut être imposé grâce à une commande en

position du moteur.

La technologie SEA commence à intégrer certains systèmes commerciaux, tels que le robot

Baxter de la société Rethink Robotics [Guizzo 2012]. Côté recherche, les travaux actuels visent

à optimiser l’intégration et les performances de tels systèmes. À titre d’exemple, citons le

University of Texas SEA [Paine 2014], qui fonctionne en translation. D’autres études cherchent

10



1.3. Vers des systèmes mieux adaptés aux interactions

à améliorer le concept de SEA en minimisant l’énergie requise par l’actionneur. C’est ce qui est

proposé avec le Series-Parallel Elastic Actuation (SPEA) dans [Mathijssen 2013] où plusieurs

ressorts sont montés en parallèle entre le bras et le moteur. Grâce à un mécanisme permettant

de tendre puis de bloquer successivement les ressorts utilisés, la puissance motrice requise est

modulée. Elle est d’autant plus faible que le nombre de ressorts en jeu est important. Néan-

moins, la multiplication des ressorts conduit à des systèmes plus lents et plus encombrants,

tandis que l’actionnement est unidirectionnel.

La bande passante en position des SEA, qui est limitée, est un inconvénient pour cette tech-

nologie et peut représenter un frein pour certaines applications. C’est pourquoi l’approche

Distributed Macro-Mini actuation (DM2) [Zinn 2004], basée sur l’utilisation de deux action-

neurs complémentaires par articulation, a été développée. Les auteurs partent du constat que

la puissance nécessaire pour actionner un système est en large part utilisée pour compenser

les effets de la gravité. La puissance nécessaire à la réalisation d’une tâche est quant à elle

majoritairement dédiée au rejet de perturbations dues aux frottements ou à la présence de

l’environnement. Dans l’approche DM2, pour chaque articulation, le premier actionneur

fournit donc des couples importants pour les actions nécessitant une faible bande passante. Il

est positionné à la base du mécanisme, ce qui permet de minimiser le poids embarqué sur la

structure du robot. Cet actionneur est associé à un élément élastique pour les raisons citées

précédemment, ce qui le rend équivalent à un SEA. Le second actionneur, de faible puissance,

est quant à lui utilisé pour obtenir la bande passante adaptée à la réalisation des tâches. De

poids plus faible, il est positionné directement sur l’articulation.

1.3.3 Actionnement à raideur variable

Les actionneurs à raideur variable permettent de conserver les caractéristiques de sûreté des

SEA tout en améliorant leurs performances, notamment en termes de précision [Van Ham 2009,

Vanderborght 2013]. Ils ont été initialement développés pour réaliser les membres inférieurs

de robots marcheurs et utilisés ensuite dans le cadre de la robotique de réhabilitation, comme

expliqué dans [Vallery 2008]. Les objectifs initiaux étaient de pouvoir ajuster la raideur afin de

s’adapter à la géométrie du sol tout en limitant les instabilités de commande, de protéger les

actionneurs des chocs lors de l’impact avec le sol et de diminuer la consommation d’énergie

lors de la marche. L’élément flexible est en effet capable d’absorber de l’énergie lors de la

phase de contact au sol pour la restituer ensuite lors de la réalisation du pas. Les applications

se sont ensuite diversifiées, tirant parti de la raideur variable selon deux schémas :

– lorsque le robot se déplace rapidement et requiert peu de précision, la raideur de l’articula-

tion est faible pour minimiser les chocs en cas de collision ;

– lorsqu’une grande précision est souhaitée, une vitesse d’exécution plus faible est préférée,

tandis que la raideur est augmentée pour atteindre de meilleures performances.
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Bien que cette thématique de recherche soit très récente, elle est en plein essor et il existe

à l’heure actuelle plus de 25 prototypes. La majorité des dispositifs développés sont des

preuves de concept, limitées à un ddl. Cela s’explique principalement par la complexité des

mécanismes proposés, et par les difficultés d’intégration dues à des encombrements et des

masses importants. De plus, les choix de conception sont étroitement liés aux applications

associées, ce qui ne permet pas d’avoir une méthodologie de conception commune, ni de

mécanisme idéal [Van Ham 2009, Tagliamonte 2012, Vanderborght 2013].

Dans les systèmes à raideur variable, chaque articulation possède deux caractéristiques :

sa position et sa raideur, ajustées par deux actionneurs. Dans les systèmes existants, deux

types d’architectures se dégagent : parallèle, quand le couple résultant est la somme des

couples fournis par les actionneurs, ou série, quand le déplacement résultant est la somme des

déplacements de chaque actionneur [Tagliamonte 2012]. Ces architectures sont représentées

sur les figures 1.6, 1.8 et 1.10 à 1.12 et détaillées par la suite. La représentation suivante est

utilisée : la sortie de l’articulation est représentée sous la forme d’une barre (en violet), qui est

en liaison pivot avec le bâti. La verticale correspond à la position d’équilibre de l’articulation,

c’est-à-dire à la position où les efforts générés par l’actionneur à raideur variable sont nuls.

Les éléments flexibles sont représentés par des ressorts (en vert) tandis que les moteurs sont

désignés par la lettre M. Les moteurs rotatifs et linéaires sont différenciés par des ronds pour

les premiers et des carrés pour les seconds. Ces figures ont été adaptées de [Jafari 2012], qui

donne un aperçu complet de leurs implémentations, avantages et inconvénients.

Architecture parallèle

L’architecture parallèle [Verrelst 2005, Migliore 2005] s’appuie sur un montage antagoniste des

ressorts. Elle s’inspire du fonctionnement musculaire, dans lequel deux muscles contractés

permettent d’augmenter la rigidité d’une articulation tandis qu’un muscle contracté et un

muscle relâché permettent de modifier sa position d’équilibre. Dans le cas des mécanismes à

raideur variable, la sortie est liée à deux éléments flexibles de type SEA connectés en parallèle

aux actionneurs, comme on le voit à la figure 1.6.

Pour changer la raideur, les actionneurs doivent fonctionner en opposition tandis que pour

modifier la position d’équilibre, ils sont activés conjointement. Une limite notable d’une telle

architecture réside dans le fait que le réglage de la raideur et celui de la position ne sont pas

découplés. Sa commande devient alors d’autant plus complexe que le nombre de ddl est im-

portant [Palli 2008]. Dans [Migliore 2005], les auteurs démontrent qu’il est possible d’imposer

une position et une raideur indépendamment sur un prototype à un ddl. Néanmoins, de tels

systèmes requièrent idéalement des composants identiques sur chaque chaîne cinématique.

Cette architecture n’ajoute pas d’inertie au segment actionné dans le sens où les moteurs
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M M

FIGURE 1.6 – Architecture antagoniste, d’après [Jafari 2012].

ne sont pas positionnés sur la partie mobile mais sont liés au bâti. Notons que les éléments

flexibles sont unidirectionnels : ils ne transmettent des efforts que dans une seule direction.

Par ailleurs, l’énergie requise pour changer de configuration ou de raideur est importante

puisque les éléments flexibles sont directement connectés aux actionneurs. Dans le cas du

Plated Pneumatic Artificial Muscle (PPAM) [Verrelst 2005], les éléments flexibles sont des

membranes tandis que la modulation de raideur et/ou de position est réalisée en régulant les

quantités d’air comprises dans les membranes, comme le montre la figure 1.7 où l’angulation

d’une plate-forme est modifiée. Le choix d’actionneurs pneumatiques est donc adapté mais

reste toutefois contraignant et ne permet de travailler qu’à de faibles vitesses de fonctionne-

ment. Il faut toutefois reconnaître que la majorité des structures qui utilisent des moteurs

électriques couplés à des réducteurs présentent des temps de réponse très intéressants pour

aller d’une valeur extrême de raideur à l’autre.
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FIGURE 1.7 – PPAM, d’après [Verrelst 2005].

Afin de réduire la consommation d’énergie des actionneurs tout en conservant le principe de

fonctionnement de l’architecture antagoniste, Tonietti et al. ont développé la structure antago-

niste dite croisée sur un actionneur appelé le Variable Stiffness Actuator (VSA-I) [Tonietti 2005].

Ce dispositif se compose d’une structure antagoniste à laquelle est ajoutée un élément flexible,

reliant les deux actionneurs, comme l’illustre la figure 1.8.
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M M

FIGURE 1.8 – Architecture antagoniste croisée, d’après [Jafari 2012].

Cet élément supplémentaire permet de mieux répartir les efforts entre les moteurs. Sur le

VSA-I, représenté à la figure 1.9, cette structure est obtenue par une courroie crantée montée

sur trois poulies, dont deux sont actionnées (2 et 3). Des ressorts de compression (7, 8 et

9) permettent de conserver la courroie tendue. En imposant des couples moteurs opposés

sur les poulies 2 et 3, les déflexions des ressorts comprimés sont modifiées, ce qui change la

raideur perçue par l’articulation (4). Lorsque les couples moteurs sont identiques sur les deux

actionneurs, les ressorts de compression conservent leur longueur, ce qui ne modifie pas la

raideur.

FIGURE 1.9 – VSA I, d’après [Van Ham 2009].

Pour réduire encore un peu plus la consommation d’énergie des actionneurs et répondre aux

problèmes d’unidirectionnalité des éléments flexibles, cette structure a évolué vers une struc-

ture antagoniste bidirectionnelle, notamment utilisée dans les systèmes VSA-II [Schiavi 2008]

et VSA-Cube [Catalano 2011]. Comme on le voit sur la figure 1.10, chaque actionneur est alors

lié à une transmission flexible bidirectionnelle. Dans le cas du VSA-II, elle est réalisée à partir

de mécanismes 4-barres couplés à des ressorts de torsion. Le VSA-Cube [Catalano 2011] se
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M M

FIGURE 1.10 – Architecture antagoniste bidirectionnelle, d’après [Jafari 2012].

veut quant à lui une articulation de faible coût, très modulaire et entièrement intégrée qui

peut facilement être utilisée en l’état sur des dispositifs à plusieurs ddl. Sa plage de raideur est

néanmoins assez limitée puisque variant de 3 à 14 N·m/rad pour un couple nominal de 1 N·m.

Architecture série

À la différence de l’architecture parallèle, l’architecture série permet de contrôler indépen-

damment la raideur et la position. Les réalisations sont principalement de deux types.

Le premier type de solution est basé sur la modification de la prétension des éléments flexibles.

Son principe de fonctionnement est représenté sur la figure 1.11. La position de l’articulation

est imposée par un composant intermédiaire, en orange, mû par M1 et lié à la barre via

des éléments flexibles, représentés ici sous la forme de deux ressorts de compression. La

position d’équilibre du mécanisme est obtenue lorsque le bras est aligné avec le composant

intermédiaire, comme sur l’image de gauche. Soumis à un couple extérieur, le bras est rappelé

en position par les ressorts (autres images). La modification de raideur se fait en changeant la

prétension des ressorts, en venant serrer ou desserrer le mécanisme en croix via le moteur M2.

M1 

M2 

M1 

M2 

M1 

M2 

FIGURE 1.11 – Architecture série basée sur la modification de la prétension d’un élément
flexible, d’après [Jafari 2012].
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Sur ce principe, nous pouvons citer l’exemple du Variable Stiffness Joint (VS-Joint) [Wolf 2008]

ou du Mechanically Adjustable Compliance and Controllable Equilibrium Position Actuator

(MACCEPA) [Van Ham 2006], implémenté sur des robots marcheurs. Dans ce dernier, les

ressorts de compression sont remplacés par un ressort de traction et une came intermédiaire

est utilisée dans la version 2.0 afin d’élargir la plage de raideur atteignable [Vanderborght 2009].

La raideur varie alors de 5 à 110 Nm/rad pour un couple nominal de 50 Nm.

Avec cette architecture, les moteurs nécessaires pour imposer la prétension sont puissants et,

s’ils sont réversibles, consomment de l’énergie même lorsque l’articulation est à sa position

d’équilibre. En outre, l’inertie ajoutée au segment articulé est en général importante puisque

le mécanisme de régulation de raideur est généralement monté sur le segment à actionner.

Pour pallier la consommation importante d’énergie, une solution alternative a été développée

[Jafari 2012]. Son principe de fonctionnement est illustré à la figure 1.12. La position est

imposée par un composant intermédiaire, en orange. Des éléments flexibles (ici, des ressorts

de compression) relient le bras au composant intermédiaire. L’image de gauche représente le

mécanisme au repos. La modification de la raideur est réalisée en déplaçant les ressorts le long

du composant intermédiaire, comme illustré sur les vues du milieu et de droite, où l’actionneur

réalisant ce déplacement n’est pas représenté. Cette stratégie est très intéressante car les efforts

que doit générer l’actionneur qui module la raideur sont quasiment perpendiculaires à ceux

générés par les éléments flexibles. Ainsi, ils sont bien moins importants que dans toutes les

architectures précédemment présentées. Lorsque le mécanisme est à sa position d’équilibre,

la consommation d’énergie pour changer de raideur est alors principalement utilisée pour

vaincre les frottements ; elle reste aussi limitée dans les autres configurations.

Cette architecture est notamment utilisée sur les systèmes Actuator with Adjustable Stiffness

M M M 

FIGURE 1.12 – Architecture série basée sur la modification de position d’un élément flexible,
d’après [Jafari 2012].
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AwAS-I [Jafari 2010], AwAS-II [Jafari 2011] ou encore pour le CompAct-VSA [Tsagarakis 2011].

Dans le système AwAS-I, dont la description correspond à celle de la figure 1.12, la plage

de déplacement des ressorts limite l’échelle de raideur réalisable. En outre, la conception

est relativement complexe puisque les ressorts doivent glisser le long du bras et de pièces

intermédiaires. C’est pourquoi la version AwAS-II ou le dispositif CompAct-VSA utilisent eux

des ressorts et un point d’application de la force fixe tandis que c’est le point de pivot qui est

déplacé pour moduler la raideur. Le papier [Jafari 2011] reporte une plage de raideur variant

idéalement de 0 à l’infini avec un couple maximal de 80 Nm pour un déplacement de ±17˚et

un changement de raideur atteint en 0,8 s.

1.3.4 Synthèse des actionneurs compliants

Soit le tableau 1.1, qui résume les approches décrites, associées à quelques exemples.

(avec RV : raideur variable. // : parallèle, – : Série)

Solution Avantages Limites Applications & Exemples

SEA - Simplicité (réalisa-
tion et commande)

- Raideur fixe (adap-
tation à la tâche,
bande-passante)

Manipulateur industriel :
[Pratt 1995], [Paine 2014],
[Mathijssen 2013], [Guizzo 2012]

DM2 - Adaptation à la
tâche

- Complexité Manipulateur industriel :
[Zinn 2004]

RV // - Inertie
- Temps de change-
ment raideur
- Simplicité

- Couplage raideur &
position
- Énergie actionne-
ment +++

Robot marcheur :
PPAM [Verrelst 2005], AMASC
[Hurst 2004], [Migliore 2005]

RV //
croisée

- Inertie
- Temps de change-
ment raideur
- Simplicité

- Couplage raideur &
position
- Énergie actionne-
ment ++

Suivi rapide de trajectoire :
VSA [Tonietti 2005]

RV //
bidirection

- Inertie
- Temps de change-
ment raideur
- Simplicité

- Couplage raideur &
position
- Énergie actionne-
ment

Manipulateur industriel :
VSA-II [Schiavi 2008], VSA-Cube
[Catalano 2011]

RV –
prétension

- Découplage raideur
& position

- Inertie
- Énergie actionne-
ment
- Complexité

Robot marcheur :
MACCEPA [Van Ham 2006]
Manipulateur industriel :
VS-Joint [Wolf 2008]

RV –
point de pi-
vot

- Découplage raideur
& position
- Énergie actionne-
ment

- Inertie
- Complexité

Réhabilitation :
AwAS [Jafari 2011]
Robot humanoïde :
CompAct-VSA [Tsagarakis 2011]

TABLE 1.1 – Principales caractéristiques des actionneurs compliants.
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1.4 Contributions de la thèse

L’étude bibliographique précédente nous a permis d’aboutir au constat suivant : l’obtention

d’un dispositif robotique intrinsèquement sûr n’est possible que si les contraintes liées à sa

sûreté ont été prises en considération en amont, dès la phase de conception. De nouvelles

grandes lignes se sont dessinées pour la conception de tels systèmes, avec le développement

de structures légères, statiquement équilibrées et ne permettant de générer que de faibles

couples articulaires. Nous proposons dans le chapitre 2 de combiner ces technologies pour

développer une structure d’actionnement originale. L’actionnement est réalisé de manière

indirecte, en modulant l’énergie potentielle emmagasinée dans des éléments flexibles. Ce

choix permet de limiter le couple articulaire, tout en assurant une très grande réversibilité du

dispositif. Un prototype à un ddl est proposé pour valider le concept.

Un tel actionnement est développé pour autoriser une manipulation conjointe, effectuée par

l’utilisateur et le robot. Pour cette raison, nous nous sommes aussi intéressés aux actionneurs

à raideur variable. L’objectif est d’utiliser les propriétés de ces actionneurs pour moduler la

raideur du système précédent, autour d’une configuration donnée. Des contraintes virtuelles

qui tendent à ramener l’utilisateur vers son objectif sont alors appliquées, afin de conserver la

sûreté du dispositif. Nous proposons ainsi dans le chapitre 3 une nouvelle technologie pour

la réalisation d’articulations à raideur variable, basée sur une structure compliante dont la

raideur est modulée.

Dans la deuxième partie de la thèse, nous nous intéressons à l’utilisation de ces technolo-

gies dans le contexte applicatif de la radiologie interventionnelle. Celui-ci pose plusieurs

problèmes, dont les deux principaux sont :

1. l’insertion d’un dispositif d’assistance robotisée dans le protocole médical, afin de

guider les gestes de positionnement et d’orientation d’aiguilles ;

2. la généralisation des technologies présentées pour des systèmes à plusieurs ddl, comme

l’exigent les tâches considérées.

Si les travaux réalisés dans la durée de cette thèse n’incluent pas d’implémentation en condi-

tions réelles, nous proposons néanmoins des solutions aux deux problèmes précédents,

validées expérimentalement ou par des simulations.

Dans le chapitre 4, nous présentons les problématiques de la radiologie interventionnelle

non vasculaire. Leur analyse nous conduit à proposer un dispositif à 3 ddl pour réaliser

les phases les plus critiques des procédures de positionnement et d’orientation d’aiguilles

chirurgicales. Pour cela, une structure robotique liée à la fois à la table d’opération et au patient

est proposée. À notre connaissance, une telle solution n’a jamais été proposée. Elle permet

d’obtenir un large espace de travail tout en se déplaçant avec le patient, afin de compenser

au moins partiellement ses mouvements respiratoires. Ce choix impose de fortes contraintes
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de sûreté et justifie l’utilisation de dispositifs tels que ceux précédemment proposés. Dans la

suite du chapitre, les principes de conception sont généralisés pour obtenir un manipulateur

capable de positionner automatiquement le point d’entrée de l’aiguille, comme le montrent

les expériences réalisées. Des simulations illustrent ensuite le fait qu’il est possible de guider

le geste du praticien pour l’aider à orienter une aiguille et ce, en conservant des garanties de

sûreté intrinsèque.
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2 Positionnement autonome et sûreté

d’interaction
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Comme expliqué au chapitre précédent, il n’existe pas de solution optimale unique permet-

tant de pallier les problèmes de sécurité des robots malgré l’émergence d’une multitude de

possibilités durant cette dernière décennie. La diversité des applications et des performances

souhaitées explique cet état de fait [Van Ham 2009, Vanderborght 2013]. Les contraintes en

matière de sécurité différent en effet selon l’architecture du robot (parallèle, série), la tâche

à effectuer (positionnement, port de charge) ou encore les dynamiques requises (vitesse,

accélération).
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Le mécanisme proposé dans cette étude se focalise sur des tâches de positionnement réalisées

à faibles vitesses. L’objectif de ce travail est alors de développer un système robotique intrinsè-

quement sûr, pouvant évoluer dans un environnement humain sans risque. Le système est

conçu pour suivre une trajectoire planifiée avec deux types d’interaction possibles :

1. Interaction non planifiée : le mécanisme doit être conçu pour ne pas blesser l’utilisateur

lors d’une collision ;

2. Interaction planifiée : l’effecteur se positionne au point de contact souhaité, et suit

les mouvements de l’environnement. Le contact est maintenu par l’application d’une

légère force sur la zone d’interface.

2.1 Principe général de l’actionnement proposé

Dans la suite du travail, nous considérerons que le mécanisme à actionner se compose de

liaisons pivots car ce sont les liaisons les plus répandues. Néanmoins, ce choix n’influe pas sur

le principe général proposé puisqu’une démarche similaire à celle présentée ci-après pourrait

être utilisée pour réaliser des mécanismes basés sur des liaisons glissières.

En premier lieu, le mécanisme est conçu pour compenser les effets de la gravité. Une fois le

mécanisme statiquement équilibré, l’actionnement est réalisé en modulant les forces générées

par le mécanisme d’équilibrage. La commande en position du dispositif est ainsi réalisée par

l’action des moteurs sur le mécanisme d’équilibrage. Le principe de cet actionnement est

décrit à la figure 2.1. Le système est constitué d’un ensemble de corps (segments), articulés

entre eux, sur lesquels agissent les efforts résultant de la gravité et de l’interaction avec

l’environnement.

Moteurs 
Mécanisme 

d’équilibrage 
Segments 
articulés 

Gravité 

Environnement 

Position + - - 

FIGURE 2.1 – Principe d’actionnement proposé.

Pour réaliser l’équilibrage, des contrepoids et/ou des éléments élastiques peuvent être uti-

lisés, comme expliqué dans le chapitre précédent. Les ressorts sont privilégiés en vue de

minimiser les masses embarquées et, dans un second temps, de faciliter le déport des ac-

tionneurs à la base du dispositif. L’actionnement est ensuite réalisé en modulant l’énergie

potentielle élastique apportée par les ressorts permettant la compensation de gravité, autour

de la configuration d’équilibre du mécanisme.
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Moduler l’énergie potentielle d’un système pour le mettre en mouvement est une approche

qui a déjà été utilisée précédemment. On peut citer l’exemple des ball-shaped robots, où

une possibilité d’actionnement consiste à déplacer des masselottes dans la sphère du robot

afin de modifier la position du centre de gravité, et par suite à faire avancer le mécanisme

[Ylikorpi 2007, Lingane 2010]. Un autre exemple est celui du bras articulé sous-motorisé pro-

posé dans [Roy 2008] qui utilise la gravité pour se déployer (voir la figure 2.2). Un actionneur

motorise la rotation autour de l’axe ~Z0 horizontal (et donc perpendiculaire à la gravité) tandis

que des freins sont placés sur toutes les autres liaisons. Au repos, tous les freins sont actifs.

Pour déployer le bras, le frein de chaque liaison est successivement désactivé tandis que

l’actionneur incline l’ensemble autour de ~Z0, ce qui a pour conséquence d’augmenter l’effet

de la gravité et ainsi déployer chaque segment jusqu’à leur angle de déploiement attendu.

Freins 

Liaison actionnée 

Liaisons libres,  
associées à des freins 

FIGURE 2.2 – Système sous-actionné commandé grâce à la gravité [Roy 2008].

Une approche comparable est proposée dans [Van Der Wijk 2009] où des contrepoids sont

déplacés afin de compenser les variations de charge des robots de type pick and place. Au-

cune mise en œuvre n’est cependant proposée car elle est complexifiée par les dynamiques

importantes requises pour ce type de robot. Notons aussi l’exemple d’un équilibrage statique

hydraulique dit adaptatif, proposé dans [Tremblay 2008].

Si ces solutions utilisent toutes des modifications de la répartition des masses, il n’existe

pas, à notre connaissance, de robot actionné en modulant l’énergie potentielle élastique. Les

travaux les plus proches de cette problématique visent à ajuster manuellement les points

d’attache ou la longueur des ressorts afin de conserver l’équilibrage statique de dispositifs

lorsque la charge a varié et ce, avec un apport minimal en énergie [Herder 2011]. Par exemple,

dans [Wisse 2007], un assemblage symétrique de plusieurs ressorts permet de créer un ressort
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virtuel équilibrant le mécanisme. En déplaçant de façon synchronisée les points d’attache

des ressorts, il est alors possible d’équilibrer le dispositif pour une charge différente (voir la

figure 2.3a). Un second type d’ajustement, toujours passif, consiste à équilibrer un système

à partir d’un premier ressort, tandis qu’un second ressort est ponctuellement utilisé pour

modifier l’ajustement du premier lorsque la charge du système varie [Barents 2009] (voir la

figure 2.3b).
 
 

 

C. Storage Spring 
The third method, the Storage Spring method (Fig. 4 [*], 
makes use of a spring that provides the energy needed to 
adjust the balancing spring. As a result, the system contains 
two balancers, one for the payload and another one to balance 
the adjustment motion. 

D. Stiffness Adjustment 
A fourth type of energy-free adjustment is called the Stiffness 
Adjustment method and works by adjusting the spring 
stiffness of the balancer spring by changing the number of 
engaged coils when it is at its rest length [12].  

III. DISCUSSION 
Different principles were shown for the energy-neutral 
adjustment of constant force generators, that are not 
variations of each other. Therefore the discovery of new 
principles is not excluded.  

All of the principles can be adjusted in an energy-neutral 
fashion in only one position. This is a fundamental limitation, 
as it would otherwise be able to generate energy. In other 
configurations it can still be adjusted but not in an energy 

neutral way. Hence application in the purest form is limited to 
situations where (any) payload is moved up and down again, 
for instance in furniture, or goods storage. 

The Simultaneous Displacement and Virtual Spring 
principles have in common that the springs move during 
adjustment (in the energy-neutral adjustment position) with 
no change in length. While the working principle is different, 
this raises the question whether solutions with more than two 
springs exist.   

All principles shown have in common that they can 
provide perfect constant force under certain conditions: in all 
but the Stiffness Adjustment principle, zero-free-length 
springs are needed. In the Stiffness Adjustment method a 
normal spring can be used but the pulley radius should ideally 
be zero to not introduce an error.  

In order to make efficient use of the springs, it is 
advantageous to select a configuration where the energy in all 
the springs is fully used, i.e. the full range of the springs is 
employed. With mathematical zero-free-length springs, one 
will attempt to make a equal to r, which is typically possible 
for one specific payload. In practice there are further 
limitations due to the embodiment of the zero-free-length 
springs.  
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Fig. 3.  Virtual Spring method, where a virtual spring is created by two real 
springs, and a is adjusted by relocating the springs by a pantograph [13].  

 
 
Fig. 4.  Storage Spring method, where the motion for the adjustment of a is 
statically balanced by a second spring [9].  

 
 
Fig. 5.  Stiffness Adjustment method, where the stiffness k is modified by 
changing the number of active coils [12].  

(a) Ressort virtuel.
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adjustment (in the energy-neutral adjustment position) with 
no change in length. While the working principle is different, 
this raises the question whether solutions with more than two 
springs exist.   

All principles shown have in common that they can 
provide perfect constant force under certain conditions: in all 
but the Stiffness Adjustment principle, zero-free-length 
springs are needed. In the Stiffness Adjustment method a 
normal spring can be used but the pulley radius should ideally 
be zero to not introduce an error.  

In order to make efficient use of the springs, it is 
advantageous to select a configuration where the energy in all 
the springs is fully used, i.e. the full range of the springs is 
employed. With mathematical zero-free-length springs, one 
will attempt to make a equal to r, which is typically possible 
for one specific payload. In practice there are further 
limitations due to the embodiment of the zero-free-length 
springs.  
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Fig. 3.  Virtual Spring method, where a virtual spring is created by two real 
springs, and a is adjusted by relocating the springs by a pantograph [13].  

 
 
Fig. 4.  Storage Spring method, where the motion for the adjustment of a is 
statically balanced by a second spring [9].  

 
 
Fig. 5.  Stiffness Adjustment method, where the stiffness k is modified by 
changing the number of active coils [12].  

(b) Deux ressorts.

FIGURE 2.3 – Exemples d’ajustement d’équilibrage de mécanisme, pour une charge variable
[Herder 2011].

En choisissant d’équilibrer le dispositif proposé par des ressorts, l’énergie potentielle élastique

du système est modulée. La partie Mécanisme d’équilibrage de la figure 2.1 peut être vue

comme une transmission flexible. On reconnaît le schéma général d’un SEA, qui se définit par

une transmission flexible positionnée entre le moteur et le bras. La contribution proposée ici

réside dans la réalisation de la transmission, qui permet à la fois d’équilibrer statiquement le

mécanisme et de le mettre en mouvement.

2.2 Description détaillée du mécanisme

Dans la suite de ce chapitre est présentée une preuve de concept, illustrant le principe proposé

pour un mécanisme à 1 ddl en vue d’évaluer sa faisabilité et ses performances. Le dispositif

étudié se compose d’une barre rigide en rotation autour du point O (voir la figure 2.4). Sa

masse et son moment d’inertie rapporté au centre de gravité Gb , situé à une distance lg de O,

sont respectivement notés m et I . L’angle formé par la barre avec la direction horizontale~x est

noté q . L’accélération de la pesanteur vaut ~g =−g~y .
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Gb 
q 

O 
x 

y 

Barre 

g 

lg 

FIGURE 2.4 – Barre en rotation.

2.2.1 Pré-requis : équilibrage statique à partir de ressorts idéaux

L’équilibrage statique du robot est réalisé à l’aide de ressorts. Si l’on choisit d’utiliser des

composants standards, plusieurs types de ressorts peuvent être envisagés : les ressorts de

torsion ou les ressorts de traction/compression. En considérant l’exemple de la barre en

rotation, son énergie potentielle due à l’action de la gravité s’écrit :

Up = mlg g sin q (2.1)

Pour équilibrer statiquement la barre, il faut, par définition, que sa variation d’énergie poten-

tielle soit nulle quand q varie [Gosselin 2008]. Ainsi l’énergie potentielle élastique nécessaire

en vue de compenser les effets de la gravité doit être une fonction en sin q permettant de

rendre constante l’énergie potentielle globale du système.

Un ressort de torsion positionné en O produira un couple k∆q où k correspond à la raideur du

ressort et ∆q à la variation d’angle du système. En négligeant la masse du ressort par rapport à

celle de la barre, son énergie potentielle vaut :

Ue tor si on = 1

2
k∆q2 (2.2)

Pour que les effets de la gravité sur la barre soient parfaitement compensés, il faut que l’énergie

potentielle totale du système {barre + ressort} soit constante, donc que :

k = 2mlg g sin q

∆q2 (2.3)

Cette équation met en évidence la complexité du ressort de torsion requis, qui est, d’un point

de vue technologique, difficilement réalisable.
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En ce qui concerne les ressorts de traction/compression, des travaux précédents [Rahman 1995,

Herder 2001] ont montré qu’il était possible d’équilibrer parfaitement un système à partir de

ressorts linéaires du commerce, existant sous de nombreuses déclinaisons (raideur, longueur)

et dont les caractéristiques force-déplacement sont bien maîtrisées. Par la suite, nous nous

intéresserons aux ressorts de traction bien qu’un raisonnement similaire à celui proposé

puisse être tenu pour les ressorts de compression. D’un point de vue général, les ressorts de

traction sont plus simples à mettre en œuvre car ils ne nécessitent pas de guidage particulier,

contrairement aux ressorts de compression qui subissent d’importants phénomènes de flam-

bage. Par conséquent, le nombre de pièces additionnelles ainsi que les jeux et les frottements

se trouvent minimisés avec des ressorts de traction.

Comme détaillé dans [Herder 2001], une simplification pour résoudre les équations d’équili-

brage statique d’un mécanisme à ressorts consiste à considérer des ressorts linéaires idéaux.

De tels ressorts se caractérisent par une « longueur à vide nulle », ce qui revient à dire que

l’effort qu’ils engendrent est proportionnel à la seule longueur des ressorts, et non plus à leur

élongation. Nous distinguerons par la suite la longueur à vide de la longueur au repos, définie

comme la longueur du ressort lorsqu’il est au repos. Pour la majorité des ressorts de traction,

ces deux longueurs sont différentes. En effet, ces derniers sont réalisés avec des spires jointives

qui, par leur mode de fabrication, imposent une légère précontrainte au ressort, résultant en

une tension initiale non nulle. Sur la figure 2.5, la caractéristique force/longueur d’un ressort

linéaire de traction de raideur k est représentée. Le ressort associé est dessiné au repos. l0

représente sa longueur à vide tandis que L0 représente sa longueur au repos. Une force initiale

F0 est requise pour allonger le ressort à partir de sa taille de repos L0. Sa loi de comportement

suit ensuite la loi de Hooke. Dans la suite du texte, l’élongation du ressort est donc considérée

à partir de l0.

Force 

Longueur 

k 

l0 
L0 

Ressort au repos 

F0 

0 

FIGURE 2.5 – Caractéristique force/lon-
gueur d’un ressort linéaire de traction à
spires jointives (d’après [Herder 2001]).

Gb 

q 

P1 

P2 

O 
x 

y 

d 

l 

!l 

Ressort idéal g  
 

 
 

FIGURE 2.6 – Paramétrage retenu pour réa-
liser l’équilibrage par un ressort linéaire
de traction idéal.
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En vue de réaliser l’équilibrage de la barre présentée à la figure 2.4, le ressort linéaire est

attaché en un point fixe du bâti, P1, et en un second point appartenant à la barre, P2, comme

représenté sur la figure 2.6. P1 et P2 sont respectivement situés aux distances l et αl du point

de pivot O. Avec l’hypothèse de longueur à vide nulle du ressort, l’allongement d du ressort

vaut :

d = l
√

1+α2 −2αcos(àP1OP2) (2.4)

En négligeant la masse du ressort par rapport à celle de la barre, l’énergie potentielle est de

type élastique et vaut :

Ue tr acti on = 1

2
kl 2

(
1+α2 −2αcos(àP1OP2)

)
(2.5)

L’énergie potentielle totale du système {barre + ressort} résultant de la somme des équa-

tions (2.1) et (2.5) est constante, à condition que :

sin q = cos(àP1OP2) (2.6)

et k = mlg g

l 2α
(2.7)

La condition (2.6) est toujours vérifiée, dès lors que le point P1 est situé sur la verticale (axe~y)

avec
−−→
OP1 ·~y ≥ 0.

Herder recense dans [Herder 2001] des réalisations pratiques de ressorts idéaux, dont deux

exemples sont reportés à la figure 2.7, avec les notations retenues dans ce chapitre.

Dans le cas de la figure 2.7a, la longueur à vide du ressort est « cachée » derrière le point de pivot

P1. Le principal inconvénient de cette solution est la variation de la direction principale du

ressort, qui rend le système complexe à concevoir et nécessite un guidage supplémentaire. En

associant le ressort à un câble non extensible, la solution présentée à la figure 2.7b supprime

cette mobilité indésirable et simplifie la conception. Les seules contraintes à respecter sont

que la longueur du câble doit être supérieure à l’allongement maximal du ressort et que

l’élongation du ressort doit être égale à la distance d entre P1 et P2. La solution de la figure 2.7b

est donc choisie pour répondre au problème d’équilibrage statique de la barre puisqu’elle

permet d’équilibrer parfaitement la gravité sans ajouter de poids au système en mouvement.
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(a) Ressort orientable.
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(b) Ressort fixe.

FIGURE 2.7 – Réalisation pratique de deux ressorts de traction idéaux, d’après [Herder 2001],
avec les notations retenues dans ce chapitre.

2.2.2 Présentation du mécanisme

Le mécanisme est présenté sous forme schématique à la figure 2.8. Pour améliorer la compré-

hension du schéma, l’échelle n’est pas respectée et tous les éléments sont dessinés dans un

même plan. La barre est statiquement équilibrée par l’intermédiaire d’un ressort de traction et

d’un câble non extensible, tous deux de masses supposées négligeables. Le ressort est attaché

entre le bâti et le câble. Le câble est enroulé d’un demi-tour autour d’une poulie de centre

P0 avant de passer par le point P1, fixe par rapport au bâti, pour finalement être attaché à

la barre en P2. Les notations précédentes q , d , k, l0, l , α sont conservées. L’actionnement

du mécanisme est réalisé en translatant la poulie de centre P0 d’une distance u, selon l’axe

vertical, de façon à tendre ou relâcher le ressort. L’allongement du ressort est alors égal à d+2u

où :

d = l
√

1+α2 −2αsin q (2.8)
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FIGURE 2.8 – Mécanisme d’actionnement proposé.

2.2.3 Modélisation du mécanisme

Cette section développe la modélisation du système présenté à la figure 2.8 en supposant que

la translation u est parfaitement réalisée.

L’énergie cinétique T du système s’écrit alors :

T = 1

2
(I +ml 2

g )q̇2 (2.9)

Les énergies potentielles de pesanteur Up et élastique Ue sont données par les équations

suivantes :

Up = mlg g sin q

et Ue = k

2
(d +2u)2 = k

2

[
l 2(1+α2 −2αsin q)+4u2 +4ul

√
1+α2 −2αsin q

] (2.10)

L’énergie potentielle totale U du système vaut alors :

U =Up +Ue = (mlg g −kl 2α)sin q + k

2

[
l 2(1+α2)+4u2 +4ul

√
1+α2 −2αsin q

]
(2.11)
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En négligeant les frottements et en considérant, dans un premier temps, qu’aucune action

extérieure n’exerce d’effort sur le système, l’équation de mouvement du système s’écrit :

(I +ml 2
g )q̈ = τa (2.12)

avec le couple d’actionnement τa :

τa =−∂U
∂q

= (kl 2α−mlg g )cos q + 2αkl cos q√
1+α2 −2αsin q

u (2.13)

sous : 1+α2 −2αsin q > 0 (2.14)

La condition (2.14) correspond physiquement à maintenir la distance d strictement positive :

– si α 6= 1, les distances OP1 et OP2 ne sont pas égales. Dans ce cas, la condition (2.14) est

vérifiée pour tout q ;

– si α = 1, les distances OP1 et OP2 sont égales et la condition (2.14) est donc vérifiée si

q 6=π/2 rad.

2.2.4 Analyse des propriétés du mécanisme

Équilibrage statique

Afin d’assurer l’équilibrage statique du mécanisme, il faut vérifier que l’énergie potentielle

totale du système, décrite par l’équation (2.11) reste constante dans toutes les configurations.

En étudiant cette équation, on constate que l’équilibrage statique est assuré lorsque u = 0 et

que la condition suivante est respectée (cf équation (2.7)) :

k = mlg g

l 2α
(2.15)

Cette condition lie les paramètres intrinsèques du système (m, lg ) aux paramètres du mé-

canisme d’équilibrage (k, l et α) et renseigne sur la raideur de ressort requise pour garantir

l’équilibrage statique.

Conditions sur l’actionnement

Lorsque la liaison glissière est actionnée, l’élongation du ressort d +2u doit rester strictement

positive pour que le ressort soit toujours sous tension. D’autre part, un couple d’actionnement

bidirectionnel ne peut être obtenu avec un seul actionneur que si le ressort est prétendu,

ce qui correspond à α 6= 1. Observons qu’une valeur de α proche de 1 correspond à une

faible prétension, qui mènera à un couple d’actionnement réduit. Dans la suite de l’étude,

nous considérerons 0 < α < 1 pour répondre à des considérations technologiques, mais le
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raisonnement proposé est identique et aboutit à des résultats similaires pour le casα> 1. Pour

ces deux cas, la condition (2.14) est toujours vérifiée.

La plage de variation de l’actionneur u est limitée, d’une part, par la prétension du ressort

et d’autre part, par l’allongement maximal du ressort, ce qui limite en retour le couple d’ac-

tionnement et contribue à la sûreté intrinsèque du mécanisme. Dans le cas où la prétension

serait maximale, le couple d’actionnement ne pourra ainsi pas dépasser le couple produit par

la gravité sur le système sans mécanisme d’équilibrage. En supposant la tension initiale du

ressort nulle, le déplacement minimal de l’actionneur umi n est calculé de sorte que le ressort

soit toujours tendu, y compris dans le cas limite q =π/2 rad. Le déplacement maximal umax

assure la symétrie de l’actionnement autour d’un point de fonctionnement. Ainsi :

umi n = −
d

∣∣
q=π/2

2
=− (1−α)l

2
< 0 (2.16)

umax = −umi n > 0 (2.17)

L’élongation maximale du ressort est obtenue lorsqu’il est entièrement étiré, c’est-à-dire

lorsque d et u sont maximaux à q =−π/2 rad. Elle vaut alors 2l et doit rester inférieure à la

valeur maximale admissible afin que le ressort travaille toujours dans son domaine élastique.

2.2.5 Équation de mouvement

En prenant en compte la condition d’équilibrage statique (2.15), le couple d’actionnement

donné par l’équation (2.13) s’écrit :

τa = 2mlg g cos q

l
√

1+α2 −2αsin q
u (2.18)

sous la condition toujours vérifiée que α 6= {0;1}. En remplaçant l’expression de τa précédente

dans l’équation de mouvement (2.12), on obtient :

(I +ml 2
g )q̈ = 2mlg g cos q

l
√

1+α2 −2αsin q
u (2.19)

Notons que le couple décrit par l’équation (2.18) est nul lorsque q est égal à π
2 rad ou à −π

2 rad

et ce, quelle que soit la valeur de α. Pour éviter ces positions, q restera donc borné, compris

dans l’intervalle ]−π/2;π/2[ rad par la suite.
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2.2.6 Avantages d’un tel système

D’après les équations (2.16), (2.17) et (2.18), le couple d’actionnement τa est borné. L’effort

d’interaction en cas de contact sera donc lui aussi borné. Ainsi, quel que soit l’actionneur

retenu, le maximum de couple est imposé par le choix du ressort et sa mise en œuvre, ce

qui contribue à la sûreté intrinsèque du robot. En outre, le système proposé n’est pas plus

complexe à réaliser que sa solution équivalente qui consiste, d’une part, à réaliser l’équilibrage

statique du mécanisme à l’aide d’un ressort et, d’autre part, à utiliser un actionneur directe-

ment monté sur la liaison, si ce n’est l’ajout d’un guidage en translation. En revanche, cette

solution équivalente requiert l’utilisation de réducteurs dès lors que les couples d’actionne-

ment deviennent importants, ce qui va limiter la réversibilité de l’articulation. Un des intérêts

majeurs du système proposé est qu’il assure la réversibilité de la liaison et ce, sans ajouter

de frottements supplémentaires, dès lors que le guidage de la translation est correctement

réalisé. De plus, dans le cas d’une généralisation à plusieurs ddl, il est possible d’éloigner

l’actionneur de la liaison afin d’alléger le mécanisme et de le rendre compact, à proximité de

sa zone de travail. Par conséquent, les masses et les inerties embarquées seront minimisées,

ce qui participe à limiter les efforts d’interaction en cas de contact.

2.3 Méthodologie de dimensionnement/Influence des variables de

conception

D’après la section précédente, nous avons défini les deux paramètres α et l , qui permettent le

dimensionnement du système d’équilibrage et d’actionnement. Cette section explique com-

ment les choisir pour obtenir les performances souhaitées pour une tâche donnée. L’analyse

et le dimensionnement proposés sont réalisés lorsque le système est en environnement libre.

2.3.1 Influence deα sur le couple d’actionnement

Les spécifications du système dépendent en majeure partie de l’application considérée. Par

exemple, le suivi par un robot de chirurgie abdominale des mouvements respiratoires chez

l’homme n’est possible que si l’accélération du système est compatible avec la fréquence et

l’amplitude de ses mouvements, et par suite, avec l’accélération du point de contact robot-

abdomen. Parallèlement, les forces appliquées sur l’abdomen doivent être limitées pour ne

pas blesser le patient. Plus généralement, les spécifications permettant de développer une

conception intrinsèquement sûre sont liées à des considérations de couple ou d’accélération.

Ainsi, pour effectuer le dimensionnement du dispositif, on considère qu’il faut :

1. Assurer une accélération angulaire minimale q̈d sur tout l’espace de travail. D’après
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l’équation (2.19), cette contrainte se traduit par :

τa ≥ (I +ml 2
g )q̈d (2.20)

2. Limiter le couple d’actionnement à τmax , ce qui veut dire que :

τa ≤ τmax (2.21)

Comme (2.20) et (2.21) doivent rester vraies dans le pire cas où u = umax , on obtient en

combinant (2.17), (2.20) et (2.21) :

τmax ≥ mlg g (1−α)cos q√
1+α2 −2αsin q

≥ (I +ml 2
g )q̈d (2.22)

Notons que seul le paramètre α apparaît dans cette inégalité.

Condition 1 : valeur deαmaximale pour garantir q̈d

Dans un premier temps, intéressons-nous à la partie de droite de l’équation (2.22). Elle peut

se mettre sous la forme :

1+2αc0 +α2 ≥ 0

avec : c0 =
(I +ml 2

g )2q̈2
d sin q − (mlg g cos q)2

(mlg g cos q)2 − (I +ml 2
g )2q̈2

d

(2.23)

à condition que :

(mlg g cos q)2 > (I +ml 2
g )2q̈2

d (2.24)

d’après l’équation (2.22), lorsque α tend vers 0. Cette condition limite l’accélération maximale

réalisable avec l’actionnement proposé, comme nous l’expliquons plus en détail par la suite

au paragraphe 2.3.3. En résolvant ensuite l’équation (2.23), toujours dans le cas α< 1, il vient :

α≤−c0 −
√

c2
0 −1 < 1 (2.25)

avec c2
0 > 1, toujours vérifiée ∀ q ∈ ]−π/2;π/2[ rad sous la condition (2.24). L’équation (2.25)

donne alors la limite maximale du paramètre α, de sorte que le couple d’actionnement

disponible soit suffisant pour piloter le système, comme nous l’illustrons par la suite. Résoudre

cette contrainte pour chaque valeur de q permet d’obtenir une valeur maximale de α assurant

l’accélération q̈d sur tout l’espace de travail du dispositif.
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Condition 2 : valeur deαminimale pour garantir τa ≤ τmax

Intéressons-nous maintenant à la partie gauche de l’inégalité (2.22). De même que précédem-

ment, elle peut s’écrire sous la forme :

1+2αc1 +α2 ≤ 0

avec : c1 =
(mlg g cos q)2 −τ2

max sin q

τ2
max − (mlg g cos q)2

(2.26)

à condition que :

τ2
max 6= (mlg g cos q)2 (2.27)

Si τ2
max ≥ (mlg g cos q)2, l’équation (2.21) est toujours vérifiée quelle que soit la valeur de α

appartenant à ]0;1[. En revanche, lorsque τ2
max < (mlg g cos q)2, la borne inférieure de α est

déterminée, pour α< 1, par :

α≥−c1 −
√

c2
1 −1 (2.28)

avec c2
1 > 1, toujours vérifiée ∀ q ∈ ]−π/2;π/2[ rad. L’équation (2.28) donne alors la limite

minimale du paramètre α, de sorte que le couple d’actionnement maximal admissible ne soit

jamais atteint.

Bilan et illustration

Si l’intervalle possible pour α est nul, les valeurs de q̈d et/ou τmax sont trop restrictives et

doivent être revues pour pouvoir utiliser cet actionnement. Sinon, la valeur de α peut ensuite

être choisie dans l’intervalle trouvé. Sachant que les frottements ne sont pas pris en compte

dans l’équation (2.20) et que la tension initiale du ressort F0 est négligée, il est préférable de

considérer un facteur de sécurité sur l’équation (2.25).

L’influence de α sur le couple d’actionnement τa peut être illustrée indépendamment de la

longueur et de la masse du bras, en considérant τ̃a le couple d’actionnement normalisé par

mlg g lorsque u = umax :

τ̃a = τa |u=umax

mlg g
= (1−α)cos q√

1+α2 −2αsin q
(2.29)

L’évolution de τ̃a en fonction de q est reportée sur la figure 2.9, pour différentes valeurs de α

comprises dans l’intervalle ]0; 1[. Les courbes, par paire, représentent pour une valeur de α

donnée, l’enveloppe de couple atteignable, au facteur mlg g près, lorsque u est compris entre
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umax > 0 (τ̃a > 0) et umi n < 0 (−τ̃a < 0).
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FIGURE 2.9 – Influence du paramètre α sur τ̃a en fonction de l’angle q .

Lorsque α augmente, la prétension du ressort, proportionnelle à 1−α, diminue. Par suite, la

plage de couple disponible autour d’un point d’équilibre diminue, comme mis en évidence

sur la figure 2.9. Comme attendu, lorsque α tend vers 1, c’est-à-dire lorsque le ressort n’est

pas prétendu, aucun couple n’est produit. Parallèlement, lorsque α tend vers 0, la raideur du

ressort devient infinie, d’après l’équation (2.15). Le couple maximum disponible tend alors

vers mlg g cos q , qui représente le couple dû à la gravité en l’absence de mécanisme d’équili-

brage. Il est à noter sur la figure qu’il n’est pas possible d’imposer un couple d’actionnement

lorsque q = ±π/2 rad et que les couples obtenus autour de ces configurations restent très

limités, comme démontré préalablement par le calcul.

Les paramètres Tmin et Tmax définissent les couples d’actionnement normalisés qui garan-

tissent, respectivement, l’accélération désirée et la sûreté de l’interaction. Ces contraintes

délimitent alors la zone colorée dans la figure 2.9. Pour un espace de travail donné où q est

compris dans l’intervalle ]−π/2;π/2[ rad, le dimensionnement du paramètre α permet alors

de vérifier l’équation Tmin ≤ τ̃a ≤ Tmax ∀ q .

35



Chapitre 2. Positionnement autonome et sûreté d’interaction

2.3.2 Influence de l sur l’actionneur

D’après l’équation (2.29), le couple maximum d’actionnement est indépendant de l . Par

conséquent, la taille de l’articulation peut être choisie indépendamment du couple d’action-

nement. Néanmoins, l’encombrement du système a une influence directe sur la raideur k

du ressort et sur la puissance du moteur. Notons Fm l’effort requis pour translater la poulie.

Le moteur devra donc être en mesure de fournir un effort Fm = 2k(d +2u), où k est défini

par l’équation (2.15), maximal lorsque d et u sont maximaux, c’est-à-dire lorsque q tend vers

−π/2 rad. Dans ce cas :

Fm → 4mlg g

lα
= 4kl (2.30)

Pour conclure, il faut augmenter l afin de minimiser la force de traction du moteur Fm et par

suite sa puissance. Néanmoins, ce choix affectera k puisque la raideur est proportionnelle à

1/l 2, comme montré par l’équation (2.15). Cette raideur ne pouvant être infiniment petite, le

choix de l permet de trouver un ressort compatible avec ceux disponibles dans le commerce

puis de dimensionner l’actionneur.

2.3.3 Influence de la masse et de l’inertie sur l’accélération

L’accélération maximale du système est seulement limitée par les paramètres de masse et

d’inertie du bras. Elle peut se calculer à partir de l’équation (2.22). Dans le cas le plus défavo-

rable, lorsque α tend vers 0 :

q̈max → mlg g cos q

I +ml 2
g

(2.31)

En choisissant q̈d < q̈max , la condition (2.24) est toujours vérifiée. Si l’accélération maximale

est trop faible pour l’application, la forme du bras peut être modifiée en répartissant la masse

de manière non-uniforme afin de modifier la place du centre de gravité sans changer la

masse du mécanisme. Néanmoins, de telles modifications vont affecter les valeurs du couple

d’actionnement, qui devront être ajustées pour que les conditions de sûreté initialement

imposées restent garanties.

2.3.4 Synthèse

Le principe du dimensionnement est résumé par la figure 2.10. Le système à actionner est

connu et les besoins imposés par la tâche à effectuer sont caractérisés par l’accélération du

système (performance) et par son couple d’actionnement maximal (sécurité). Ces valeurs

permettent de déterminer α et donc le couple d’actionnement que peut produire le système.
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FIGURE 2.10 – Principe du dimensionnement.

Un ressort compatible avec les contraintes de raideur et d’élongation peut ensuite être choisi

sans affecter le couple d’actionnement calculé. Puis la force de traction requise pour translater

la poulie permet de choisir un moteur et peut être ajustée, si nécessaire, en modifiant la taille

de l’articulation.
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2.4 Exemple de mise en œuvre

Cette partie traite de la réalisation d’un prototype calqué sur la modélisation précédente et

mettant en avant les performances obtenues.

2.4.1 Prototype

Le prototype réalisé et son schéma cinématique sont présentés à la figure 2.11.
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Capteur  
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Translation 
       u 
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rotatif 
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(a) Réalisation.
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Moteur 
rotatif 

Mécanisme 
bielle-manivelle 

qm 

y 

(b) Modélisation.

FIGURE 2.11 – Prototype de SEA réalisé.

Bras et paramétrage

En vue de minimiser les masses en mouvement, le bras est réalisé à partir d’une barre en

fibre de carbone, qui présente une résistance importante à la flexion et une masse volumique

très faible. Cette barre est ensuite encastrée dans une articulation en polymère, obtenue par

prototypage rapide. Ces deux matériaux, très légers, garantissent de faibles masses et inerties

au bras avec m = 81 g et I = 1,24·106 g·mm2, malgré une longueur de 400 mm. Le centre de
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gravité de la barre se situe à lg = 140 mm du centre du pivot O. Deux butées délimitent la

plage angulaire de q entre -75˚et 75˚. Le ressort est choisi parmi des gammes standard, ce qui

oblige à tenir compte de la tension initiale F0 non nulle. Sur le principe de dimensionnement

proposé précédemment, nous retenons α= 0,51. Cette valeur permet de prendre en compte

la tension initiale du ressort, tout en garantissant une marge de sécurité pour compenser les

frottements non modélisés. Le couple d’actionnement est alors, au maximum, de 100 N·mm.

L’actionnement proposé a ainsi permis de diviser par deux le couple nécessaire pour actionner

la barre, par rapport au couple requis pour actionner une barre identique avec un moteur

directement monté sur l’axe. La valeur de l est choisie égale à 33 mm pour limiter l’encombre-

ment de la liaison et la taille du ressort. Ainsi, αl = 17 mm et k = 0,20 N·mm−1. Les propriétés

du ressort retenu ont été vérifiées expérimentalement par des tests de traction. Le ressort

possède un allongement maximal de 100 mm. Pour l’espace de travail considéré, la plage de

translation maximale de l’actionneur, qui permette de rester dans la zone linéaire du ressort,

est de l’ordre de ±16 mm. L’effort maximal Fm que doit appliquer l’actionneur est inférieur à

35 N.

Élément flexible et équilibrage

Le ressort est attaché à un câble tressé en fibre de polyéthylène Dyneema® SK75 [Brand 2008],

choisi pour sa haute résistance à la rupture (800 N) et sa faible densité (0,97g/cm3), préférables

par rapport à un câble en acier de même diamètre. Avec un diamètre de 0,75 mm, son allonge-

ment sous charge ne dépassera pas 0,15 mm pour 200 mm de câble, ce qui est négligeable

devant l’allongement du ressort et permet donc de faire l’hypothèse d’un câble non extensible.

En outre, il a l’avantage de posséder un coefficient de frottement plus faible que celui du

nylon, compris entre 0,05 et 0,07 pour un contact câble-câble, ce qui lui assure de très bonnes

propriétés de glissement.

Pour garantir l’équilibrage statique du système, l’axe passant par P1 est de faible diamètre

(2 mm) pour se rapprocher le plus possible d’un passage ponctuel. En outre, les axes passant

par O et P1 ainsi que la poulie sont montés sur des roulements à billes afin de limiter les

frottements. De même, le guidage linéaire est réalisé avec une douille à bille. Enfin, la position

de l’axe P1 le long de la direction verticale est ajustable en vue de corriger les inévitables erreurs

de fabrication ou approximations : masse du bras, centre de gravité du bras, positionnement

des axes.

L’équilibrage statique est correctement réalisé comme on peut l’observer à l’utilisation. Les

légères erreurs d’équilibrage ne sont pas perceptibles car elles restent inférieures au frottement

sec présent sur le prototype. Durant les phases de mouvement lent, on note néanmoins la

présence d’un léger phénomène de stick-slip autour de la poulie de centre P0. En effet, lorsque
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le bras est manuellement actionné avec des mouvements de très faible amplitude (quelques

degrés) vers le haut, le câble situé du côté droit de la poulie se relâche sans que la partie

située du côté gauche et attachée au ressort ne se déplace. Ce phénomène est à l’origine de

légères saccades dans la phase transitoire d’équilibrage du bras et amène à des erreurs de

positionnement. Afin de limiter les non-linéarités qu’il engendrera lorsque le système sera

actionné, le câble est enroulé d’un tour supplémentaire autour de la poulie, ce qui tend à

augmenter les frottements mais fluidifie le mouvement du bras.

Motorisation et instrumentation

La position du bras est évaluée par un capteur optique Renishaw composé d’une règle graduée

collée sur l’articulation et d’une tête optique RGH40 permettant de mesurer l’angle q avec une

résolution de 0,1˚. Cette solution a été choisie pour ne pas embarquer un codeur incrémental

sur l’axe de rotation de la barre, ce qui aurait augmenté son inertie. La translation u est réalisée

à l’aide d’un système bielle-manivelle, représenté sur la figure 2.11b, couplé à un moteur

rotatif Harmonic Drive (FHA-8C). Le moteur entraîne en rotation une manivelle, reliée à une

bielle, transformant ainsi le mouvement de rotation du moteur en translation. Cette partie est

représentée dans le plan de la barre sur la figure 2.11b afin d’améliorer la lisibilité du schéma.

Néanmoins, pour assurer la compacité du système global, le moteur et la transmission sont

positionnés à l’arrière du prototype, à la même hauteur que la poulie. La transmission par

bielle-manivelle permet d’obtenir un rapport de réduction de 0,45. De plus, quel que soit le

moteur retenu, l’amplitude de déplacement de u est bornée par la conception, ce qui empêche,

en cas de mauvaise utilisation, de détériorer le ressort en dépassant sa limite élastique.

L’actionneur Harmonic Drive retenu est doté d’un réducteur de ratio 1 : 50. Il est capable de

maintenir un fort couple de 3,3 N·m, ce qui en fait un actionneur idéal pour notre application.

Même si le moteur est non réversible, l’actionneur réalisé l’est. De plus, cet actionneur peut

être commandé très finement en position puisqu’un codeur optique intégré fournit la mesure

de position avec une précision de 10−3˚.

2.4.2 Loi de commande

La stratégie de commande du prototype est illustrée par la figure 2.12 et décrite ci-après. Le

système est commandé en position, avec q∗ la position désirée de la barre. Les frottements

C (q, q̇) agissant sur le système sont négligés dans la synthèse de la commande. De même,

l’environnement extérieur n’y est pas pris en compte.
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FIGURE 2.12 – Stratégie de commande du système à 1 ddl.

Asservissement de la position de la poulie de centre P0

La position de la poulie de centre P0 est assurée par une boucle d’asservissement interne sur

la position du moteur, sans dépassement, assurant le rejet de perturbations et garantissant

un temps de réponse de 40 ms. Les perturbations rejetées sont principalement dues aux

variations de l’effort imposé par le ressort sur la poulie et transmis au moteur par le système

bielle-manivelle. Dans la suite du travail, l’asservissement de la position de la poulie est

supposé parfaitement réalisé. Ainsi, il est supposé que u est égal au déplacement désiré ud .

Asservissement du bras

Pour assurer le suivi de trajectoire, un asservissement de la position q de la barre a été mis

en œuvre, basé sur une loi de commande proportionnelle-dérivée avec des gains adaptatifs.

Cette loi de commande s’écrit :

u = KP (q)(q∗−q)−KD (q)q̇ (2.32)

où q∗ est la consigne, KP (q) et KD (q) sont respectivement des gains proportionnel et dérivé

dépendants de la configuration, afin de pouvoir linéariser le système. D’après l’équation de

mouvement (2.19), l’équation dynamique du système en boucle fermée s’écrit alors :

(I +ml 2
g )l

√
1+α2 −2αsin q

2mlg g cos q

1

KP (q)
q̈ + KD (q)

KP (q)
q̇ +q = q∗ (2.33)

où cos q 6= 0 dans l’espace de travail considéré. Pour ramener l’équation (2.33) à une équation

différentielle du second ordre, sous forme canonique :

1

ω2
n

q̈ + 2ζ

ωn
q̇ +q = q∗ (2.34)
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où ωn représente la pulsation propre du système et ζ son coefficient d’amortissement, les

gains doivent être choisis tels que :

KP (q) = ω2
n

(I +ml 2
g )l

√
1+α2 −2αsin q

2mlg g cos q
(2.35)

KD (q) = 2ζωn

(I +ml 2
g )l

√
1+α2 −2αsin q

2mlg g cos q
(2.36)

Ce choix permet d’assurer la stabilité du système sur tout l’espace de travail dès lors que ωn et

ζ sont correctement choisis.

2.4.3 Validations expérimentales

L’objectif de cette section est de valider l’approche proposée en montrant la faisabilité des

tâches suivantes : suivi de trajectoire en environnement libre, collision avec un environnement

statique et suivi d’un environnement en mouvement. Pour cela, nous utilisons le prototype

développé, dont la vue d’ensemble est donnée à la figure 2.13.

FIGURE 2.13 – Vue d’ensemble du prototype lors d’un suivi de trajectoire.

L’asservissement de la position q de la barre a été réalisé avec les spécifications suivantes :

ωn = 30 rad·s−1 et ζ = 0,707 pour chacune des expériences proposées ci-après. Étant donnée la

résolution limitée du capteur de position sur q , la mesure de position est filtrée numérique-

ment avant d’être utilisée dans la loi de commande.

Lors d’interactions, un capteur d’effort unidirectionnel (Scaime K1107) mesure avec une

précision de 0,8 mN les forces d’interaction entre l’environnement et le prototype. Le capteur

est fixé sur l’environnement afin de ne pas introduire d’erreur d’équilibrage sur le prototype,

ni de perturbations dues aux mouvements dans les mesures d’effort.
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Suivi de trajectoire

L’expérience proposée permet de vérifier que le système est capable de suivre une trajectoire

en espace libre. La trajectoire de référence et celle suivie sont représentées sur la figure 2.14,

haut. La figure 2.14, bas représente l’erreur de suivi. L’erreur moyenne de suivi est inférieure à

1,15˚ et l’asservissement de position reste stable tout au long de la trajectoire.
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FIGURE 2.14 – Suivi de trajectoire. Haut : trajectoires spécifiée et réalisée. Bas : Erreur de suivi.

Le couple τa produit au niveau de l’articulation pour effectuer ce déplacement est représenté

à la figure 2.15, bas. Il a été calculé à partir de la mesure de q et de u via l’équation (2.18). On

remarquera la quasi-symétrie autour des positions positives et négatives de la barre, avec

un couple maximum de 58 N·mm pour un minimum de -60 N·mm. Ces valeurs montrent

l’efficacité de l’équilibrage statique puisqu’il faut des couples similaires pour actionner la

barre, qu’elle aille dans un sens ou dans l’autre. Les petites différences des valeurs absolues

s’expliquent notamment par les légères erreurs d’équilibrage dues au passage non ponctuel

du câble en P1. Durant les phases stationnaires, un couple résiduel de ±25 N·mm est présent.

Il peut s’expliquer par les légères erreurs d’équilibrage et, en plus grande partie, par les

frottements présents.
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FIGURE 2.15 – Suivi de trajectoire. Haut : translation u. Bas : couple d’actionnement τa .

Collision avec un environnement statique ou quasi-statique

L’environnement statique retenu pour cette expérience, présenté figure 2.16 est équivalent à

un ressort de raideur 0,176 N·mm−1. Il se compose de deux ressorts de compression, guidés

en translation et montés en parallèle sur une plate-forme intermédiaire. Cette plate-forme

est fixée au capteur d’effort, lui-même étant relié au bâti. Une plate-forme mobile garantit un

contact ponctuel avec l’extrémité du prototype.

Base fixe 

Ressorts 

Bras 

Capteur  
d’effort 

FIGURE 2.16 – Environnement percuté lors de la collision.
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La figure 2.17 présente le suivi de position et l’effort d’interaction lors d’un contact imprévu

avec l’environnement lorsqu’un suivi de trajectoire identique à l’expérience précédente est réa-

lisé. La barre entre en contact avec l’environnement à la position q = -4,07˚(voir la figure 2.17,

haut).
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FIGURE 2.17 – Cas d’une collision avec un environnement statique. Haut : trajectoires spécifiée
et réalisée. Bas : effort d’interaction.

Avant le contact, le suivi de trajectoire est assuré. Au moment du contact, le déplacement u de

l’actionneur augmente jusqu’à son maximum et le couple maximum pouvant être produit par

le dispositif est alors fourni, sans pouvoir assurer le suivi de trajectoire. On observe quelques

oscillations autour de la position de contact qui apparaissent juste après l’impact, mais la

barre reste solidaire de l’environnement. Au cours de cette expérience, la force appliquée

sur l’environnement (figure 2.17, bas) reste inférieure à 0,2 N lors de l’impact et l’effort de

maintien est de 0,1 N.

Si on utilise un environnement de plus grande raideur, la phase transitoire est plus importante

lors de l’impact, avec un effort plus élevé au moment de l’impact mais qui reste limité du fait

des caractéristiques intrinsèques du système.
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Interaction avec un environnement en mouvement

Afin de simuler un environnement en mouvement, le montage précédent est adapté, comme

illustré sur la figure 2.18. L’environnement reste similaire à l’expérience précédente, à la dif-

férence près que les ressorts de compression ont été supprimés afin d’éviter les vibrations

pendant le mouvement de l’environnement. L’environnement est ensuite déplacé par une

table linéaire (Igus DryLin® SHT), actionnée par un moteur rotatif (Maxon RE25). L’environ-

nement suit alors des mouvements verticaux d’amplitude ajustable.

Capteur  
d’effort 

Moteur rotatif  

Bras 

Table 
linéaire 

Vis 

FIGURE 2.18 – Environnement suivi et interaction.

La figure 2.19, haut, illustre les trajectoires de référence et le suivi réalisé dans le cas où le

système est en interaction avec l’environnement en mouvement. Pour assurer le contact, on

applique un léger effort sur l’environnement. Pour cela, le schéma de commande proposé

précédemment est conservé et une consigne de position sur un point fixe situé sous l’envi-

ronnement est imposée. Au cours de cette expérience, l’environnement suit un mouvement

sinusoïdal d’amplitude 4 mm avec une fréquence de 0,35 Hz. La position de référence est

choisie à -1,75˚.

Durant la phase d’approche, entre t = 0 s et t = 2 s, la barre vient en contact avec l’environne-

ment et applique un léger effort. Ensuite, après l’instant t = 2 s, la barre suit les mouvements

de l’environnement. La figure 2.19, milieu, montre les efforts d’interaction. On peut observer

que ceux-ci restent inférieurs à 0,15 N et sont toujours strictement positifs. Ceci confirme

que la barre reste en contact avec l’environnement durant toute la phase de suivi. Le couple

d’actionnement τa varie en fonction de la position de l’environnement, comme illustré sur la

figure 2.19, bas, et en fonction de la consigne d’entrée, ce qui a pour conséquence de moduler

la force d’interaction (figure 2.19, milieu).
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2.5 Perspectives

Dans ce chapitre, nous avons proposé une approche originale pour l’actionnement de ro-

bots en interaction avec l’homme. Son principe a été illustré par la mise en œuvre d’un

prototype à 1 ddl. Les résultats obtenus nous permettent d’entrevoir certaines améliorations.

Les frottements du mécanisme, en particulier au niveau de la poulie, restent importants : ils

consomment de l’énergie d’actionnement et font apparaître des comportements non-linéaires.

De même, les flexibilités de la transmission par bielle-manivelle introduisent des erreurs sup-

plémentaires dans le positionnement de la poulie tandis que le profil de vitesse imposé par

cette dernière est non-linéaire. En outre, on pourrait aussi imaginer un mécanisme plus com-

pact. Le retour d’expérience amené par ce prototype permet d’ores et déjà de proposer les

améliorations mises en image à la figure 2.20 et commentées ci-après.

P1 
Axe maintenu  
de chaque côté 

P2 

Câble passant par  
le plan de symétrie  

du dispositif 
Moteur  
rotatif 

Poulie  
d’enroulement 

Ressort 

Bras tubulaire 

O 
Capteur 

(a) Vue CAO.
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P1 

P2 

d 
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l0 

y 

d 
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! l 

u = 0 
 
 

 
 

Ressort 

u 

Poulie  
actionnée 

Gr 

g 

Gb 

x O 

Bras 

Câble 

(b) Représentation schématique.

FIGURE 2.20 – Amélioration du système à 1 ddl.
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Les flexibilités des axes sont principalement dues au procédé de fabrication par prototypage

rapide sur l’imprimante 3D Stratasys Objet350 Connex™ [Str 2014] associé au matériau Ve-

roWhitePlus RGD835. Très peu d’essais ont été réalisés dans la littérature pour caractériser

le matériau obtenu, notamment en ce qui concerne l’influence des paramètres extérieurs

sur la matière (orientation de la pièce lors de la fabrication, température, charge, évolution

dans le temps). De plus, la répétabilité du procédé est médiocre. Les pièces obtenues s’avérant

beaucoup plus flexibles que ce qui est annoncé par le fournisseur, il est préférable de prendre

en compte un facteur de sécurité par rapport aux simulations réalisées et de monter les axes

avec un maintien symétrique de chaque côté plutôt qu’en porte-à-faux, notamment pour

l’axe supportant le point P1, comme illustré par la figure 2.20.

Quant aux frottements, ils se ressentent d’autant plus que le dispositif est équilibré. L’utilisa-

tion de la majorité de sa puissance est donc transférée de la compensation de gravité vers la

compensation des frottements. Dans le prototype réalisé, les sources de frottement suivantes

sont à distinguer :

– frottements des guidages en rotation (aux points O et P1), qui sont déjà minimaux ;

– frottements de la partie actionnement (du guidage en translation jusqu’au moteur), sur

lesquels nous reviendrons par la suite ;

– frottements du câble au point P2.

Pour supprimer la dernière catégorie de frottements, il est préférable que le câble se situe dans

le plan de symétrie de la barre plutôt que sur sa face latérale (voir la figure 2.20). En outre, cet

arrangement limite les éventuelles vibrations au niveau de l’axe O, dues à une répartition de

charge non-uniforme sur l’axe. Néanmoins, lorsque la position du bras est proche de q = 90˚,

le câble permettant l’équilibrage passe quasiment sur le point de pivot. Ainsi, un espace de

travail maximal ne peut être obtenu que lorsque l’axe de centre O devient infiniment petit.

Le ressort de traction s’adapte très bien au montage et permet un équilibrage statique parfait.

Sur le prototype développé, il apparaît toutefois comme une limitation à la compacité du

dispositif. En effet, lorsqu’il est entièrement étiré, sa longueur avoisine 200 mm. Une façon de

limiter cet encombrement consiste à intégrer le ressort à l’intérieur de la barre en carbone (voir

la figure 2.20). En contrepartie, l’équilibrage statique ne sera plus parfaitement assuré puisque

le système à équilibrer se composera de la barre et du ressort, dont le centre de gravité Gr varie

en fonction de la position de la barre. Néanmoins, la faible masse du ressort, de l’ordre de

quelques grammes, comparée à celle de la barre, laisse à présager d’une erreur d’équilibrage

négligeable.

Si la transmission par bielle-manivelle permet de limiter l’élongation du ressort quelle que soit

la défaillance du système, elle impose néanmoins un profil de vitesse non-linéaire au niveau

de la transmission du mouvement du moteur rotatif vers la poulie et ajoute frottement et

flexibilité au dispositif. En effet, le guidage en translation de la poulie de centre P0, réalisé par
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le biais d’une douille à billes coulissante le long d’un arbre rectifié, ne permet pas d’atteindre

des performances équivalentes à celles d’un guidage en rotation par roulements à billes, du

fait des méthodes de fabrication de ces éléments de guidage. De même, les frottements ajoutés

par le tour supplémentaire de câble autour de la poulie de centre P0 restent relativement

importants malgré l’utilisation d’une poulie à gorge, qui supprime les frottements câble contre

câble. Parallèlement, la transmission, actuellement réalisée en prototypage rapide, tend à

fléchir, contrairement à ce qu’indiquaient les résultats obtenus en simulation avec les données

du matériau utilisé. En vue de s’affranchir de ces problèmes et de rendre le dispositif plus

compact, une solution consiste à remplacer l’actionnement en translation, à la technologie

moins efficace, par un actionnement en rotation. Un moteur rotatif permet d’enrouler ou de

dérouler le câble d’une distance u, de façon à tendre ou relâcher le ressort et ce, sans nécessiter

de transmission, comme représenté sur la figure 2.20.
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3 Modulation de raideur
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Dans le chapitre précédent, une approche originale permettant de réaliser des tâches de

positionnement avec un apport minimal en énergie a été proposée. Ce dispositif n’est toutefois

pas conçu pour appliquer des efforts contrôlés sur l’environnement. Dans ce chapitre, nous

proposons d’ajouter cette fonctionnalité pour guider le geste d’un utilisateur en imposant des

contraintes virtuelles. Pour cela, une articulation à raideur variable couplée à un embrayage

peuvent être utilisées. Le chapitre traite de la modélisation, de la conception et de la réalisation

de cette articulation à raideur variable.
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3.1 Principe et fonctionnement

Une stratégie pour guider le geste d’un utilisateur est l’utilisation de contraintes virtuelles (du

terme anglais virtual fixture) [Rosenberg 1993]. Elle s’inscrit typiquement dans le cadre de

tâches partagées, où l’utilisateur et le robot collaborent à la réalisation d’un geste. L’idée est

d’implémenter de façon logicielle des contraintes qui favorisent par exemple le suivi d’une

trajectoire, ou, au contraire, qui rendent difficile l’accès à certaines régions [Abbott 2007].

Dans le premier cas, le manipulateur est ramené sur la trajectoire de référence par les efforts

qui lui sont appliqués tandis que dans le second cas, le robot est libre dans la zone accessible

et ramené vers cette zone dès lors qu’il la quitte. Ainsi, la tâche réalisée est généralement plus

rapide et plus précise, tout en étant sous le contrôle de l’utilisateur [Rosenberg 1993]. Le fait

d’implémenter de façon logicielle ces contraintes a pour principal avantage la modularité. Il

est en effet possible d’adapter ces contraintes à moindre coût (puisque c’est logiciel), à la tâche

réalisée ou à l’environnement. Néanmoins, l’utilisation des contraintes virtuelles pose des

problèmes de sécurité et cette technique reste moins sûre que l’utilisation de butées physiques.

Par ailleurs, les efforts générés pour rejoindre une trajectoire ou une région peuvent être

importants et sont potentiellement d’autant plus dangereux qu’ils sont imposés de manière

active par les actionneurs du robot.

Dans la suite de ce chapitre, nous proposons de développer un mécanisme passif, qui permette

de guider le geste de l’utilisateur à partir d’efforts de rappel lorsque celui-ci s’éloigne de son

objectif.

3.1.1 Principe du mécanisme proposé

Les actionneurs à raideur variable, qui peuvent imposer des efforts résistifs variables autour

d’une configuration donnée, semblent adaptés à notre problématique. Néanmoins, ce sont

des dispositifs actifs puisqu’ils utilisent des actionneurs capables d’imposer à la fois la position

et la raideur autour de cette position. Afin d’obtenir un système plus sûr, nous proposons

de réaliser le positionnement à partir du dispositif développé au chapitre précédent. Un em-

brayage peut permettre de maintenir la position tandis que le dispositif proposé ci-après peut

moduler la raideur de l’articulation autour de cette position. Cette approche contribue à la

sûreté du mécanisme dans le sens où le dispositif de positionnement a été conçu pour un

fonctionnement sûr et le dispositif de modulation de raideur est passif. D’après la définition

donnée dans [Swanson 2003], un dispositif passif ne peut pas renvoyer plus d’énergie qu’il

n’en reçoit. L’embrayage connectant les deux sous-systèmes ne peut que dissiper de l’énergie

tandis que le mécanisme à raideur variable ne fait que s’opposer à l’effort appliqué par l’utili-

sateur.
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Nous proposons le principe de fonctionnement schématisé à la figure 3.1. Dans le chapitre

2, le bras était préalablement équilibré puis amené en position via le déplacement u. Dans

cette partie, nous considérons, pour ce même système, que la position souhaitée est atteinte,

c’est-à-dire que u = 0 et que c’est l’utilisateur qui a maintenant le contrôle du dispositif, avec

lequel il interagit. L’utilisateur manipule alors le segment équilibré. Aucun effort résistif n’est

imposé lorsque ce segment est dirigé vers la configuration recherchée. En revanche, s’il s’en

éloigne, le segment articulé est solidarisé avec le mécanisme à raideur variable (cas représenté

sur la figure 3.1). Soumis à un effort extérieur de la part de l’utilisateur, ce mécanisme réagit

pour ramener le segment à la position d’équilibre, correspondant à la position à laquelle

l’ensemble barre et mécanisme à raideur variable ont été couplés. L’effort résistif que perçoit

l’utilisateur durant cette manipulation peut être modulé par un actionneur.

Segment 
articulé 

u = 0 

Utilisateur 

q 
Position q 
Effort nul 

Mécanisme à 
raideur 
variable 

Effort résistif 
Moteur 

Embrayage 

FIGURE 3.1 – Principe du guidage pour une articulation.

Ce principe est illustré à la figure 3.2, où nous pouvons visualiser la barre maintenue par l’utili-

sateur et le système de positionnement proposé au chapitre précédent, où u = 0. L’embrayage 1,

Barre 

Utilisateur 

 
 

y 

u = 0 
 
 

 
 

g 

x 

 
 

O 

Mécanisme à raideur variable 

Embrayage 

FIGURE 3.2 – Schéma de principe.

1. Dans la durée de notre travail, nous n’avons pas mis en œuvre cette fonction d’embrayage mais il en est fait
mention ici pour éclairer le lecteur.
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lorsqu’il est actif, permet de lier la barre au mécanisme de modulation de raideur, lui-même

connecté au bâti. Ce choix permet de ne pas embarquer ce module sur la barre, contrairement

au cas où l’embrayage solidariserait la barre et le module au bâti. Ainsi, lorsque l’embrayage

est relâché, le comportement de la barre ne s’en trouve pas influencé et elle reste équilibrée

tant que u=0.

La suite de ce chapitre est consacrée au mécanisme de modulation de raideur. Le terme posi-

tion d’équilibre fera dorénavant référence à la position imposée par l’embrayage tandis que le

déplacement ∆q de la barre sera toujours considéré autour de ce point de fonctionnement.

3.1.2 Règles de conception

L’état de l’Art du paragraphe 1.3.3 montre qu’il existe de multiples façons de concevoir

des articulations à raideur variable, souvent liées aux spécificités de chaque application

[Tagliamonte 2012]. Néanmoins, certains critères de conception communs, proposés dans

[Jafari 2012], permettent d’établir des lignes directrices :

1. La raideur doit être indépendante de la charge. Dès lors qu’une raideur donnée est

imposée par l’actionneur, la caractéristique couple-déplacement obtenue doit être

linéaire pour permettre de fixer la raideur indépendamment de la position. Observons

que ce critère ne conditionne pas le profil de raideur du mécanisme pour différents

ajustements, qui peut être non-linéaire ;

2. La plage de raideur doit idéalement s’étendre de 0 à l’infini. Son ajustement doit per-

mettre d’obtenir aussi bien une articulation non contrainte qu’une articulation entière-

ment rigide. Ceci se traduit par le fait que la modulation de raideur doit être continue.

Il reste néanmoins impossible de balayer entièrement cette plage idéale en raison des

limitations des actionneurs qui imposent la raideur maximale, et ce, quelle que soit

l’architecture retenue. De même, les éléments flexibles doivent rester sous tension

dans le cas d’une architecture parallèle ou série avec prétension, ce qui impose une

raideur minimale non nulle. En ce qui concerne les autres architectures de type série,

les contraintes de conception limitent l’atteinte d’une raideur nulle bien que théorique-

ment, elle puisse être atteignable. C’est le cas, par exemple, du AwAS-II [Jafari 2011], où

la raideur varie dans [130 ; 1000] N·m/rad ;

3. Le changement de raideur doit s’effectuer avec une consommation minimale en éner-

gie. Dès lors que la modulation de raideur agit directement sur l’élément flexible, la

consommation du/des actionneur(s) devient d’autant plus importante que la raideur

est élevée. Dans le cas d’une architecture série, multiplier les éléments flexibles permet

de la diminuer au prix d’un encombrement plus important mais sans apporter de réelle

solution à ce problème. La stratégie exploitée sur les systèmes AwAS-II [Jafari 2011] ou

CompAct-VSA [Tsagarakis 2011] consiste à réaliser l’actionnement perpendiculairement
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à l’effort résistif imposé par les éléments flexibles, ce qui rend idéalement la puissance

d’actionnement requise indépendante de la raideur du dispositif ;

4. Le maintien de la raideur doit se faire sans consommation d’énergie. Les solutions

technologiques foisonnent avec notamment l’utilisation d’actionneurs non réversibles,

dont les temps de réponse sont très bons, mais qui requièrent souvent l’utilisation

de réducteurs pour obtenir des couples de maintien élevés. De façon moins courante,

notons le recours aux transmissions par vis à billes [Wang 2012] ou encore par pignons-

crémaillères [Tsagarakis 2011], beaucoup plus lents mais adaptés à certaines applica-

tions, où elles sont utilisées sur de faibles courses ;

5. Le mécanisme d’ajustement de raideur ne doit pas apporter d’inertie au segment ar-

ticulé. Ce critère est généralement vérifié sur les architectures de type parallèle à base

de ressorts de tension, où les actionneurs et les éléments flexibles se situent en amont

du dispositif [Migliore 2005, Tonietti 2005]. En revanche, lorsque les moteurs sont dé-

couplés, ce qui est le cas d’une architecture série, les composants permettant d’imposer

la raideur et de la moduler doivent être embarqués sur l’articulation, ce qui la rend plus

encombrante mais surtout plus lourde (voir par exemple [Jafari 2010, Jafari 2011]).

3.1.3 Mécanismes compliants et raideur variable

Dans la majorité des articulations à raideur variable existantes, les éléments flexibles sont

réalisés à partir d’un assemblage de ressorts longitudinaux. Les ressorts de torsion ne sont, à

notre connaissance, pas utilisés. Il semble en effet difficile de modifier leur raideur en agissant

sur un quelconque paramètre. Les principaux avantages des ressorts longitudinaux sont la

facilité relative à moduler leur raideur lorsqu’ils sont assemblés, leur faible coût de fabrication

et leur grande variété. Néanmoins, les ressorts conduisent à des dispositifs encombrants,

soit du fait de leur longueur, soit du fait des dispositifs annexes garantissant leur tension ou

limitant leur flambage.

C’est pourquoi certains auteurs se sont intéressés aux structures compliantes [Howell 2001],

qui offrent une alternative intéressante pour implémenter une raideur variable. Une telle

structure peut se définir comme un mécanisme capable de se déformer sous une charge. La

déformation obéit à une loi de comportement, dépendant des paramètres dimensionnels et

structurels. Cette solution est particulièrement adaptée pour obtenir des raideurs importantes

pour de faibles déplacements et un encombrement limité. Par ailleurs, ces structures sont

bidirectionnelles, contrairement aux ressorts traditionnels non prétendus. L’exemple le plus

abouti de mécanisme compliant utilisé dans un système à raideur variable est sans conteste

celui présenté dans [Palli 2010], et illustré sur la figure 3.3. Il peut être vu comme un ressort

de torsion pour lequel la partie extérieure serait fixe. Le déplacement de l’anneau intérieur
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Chapitre 3. Modulation de raideur

FIGURE 3.3 – Exemple de mécanisme compliant, d’après [Palli 2010].

déforme le mécanisme compliant (voir la figure 3.3) tout en produisant un couple résistif.

D’une taille de 46 mm de diamètre pour 5 mm d’épaisseur, ce mécanisme est capable de se

déformer de près de 30˚ sous un couple de 20 N·m. La raideur variable est ensuite obtenue

en utilisant deux mécanismes similaires montés de façon antagoniste. D’autres mécanismes

utilisent des lames flexibles [Wang 2012, Choi 2011], l’idée étant alors de contraindre une

partie de la lame afin d’en modifier sa raideur apparente. Plus la longueur utile de la lame

est importante, plus la raideur apparente est faible et inversement. Dans le cas des systèmes

[Palli 2010, Choi 2011], ces mécanismes compliants sont associés à des architectures antago-

nistes, c’est-à-dire qu’ils sont liés à l’articulation et ajoutent une inertie importante au segment

actionné. En outre, la consommation d’énergie pour moduler la raideur reste importante du

fait des choix technologiques retenus par les auteurs.

Dans les structures compliantes, la flexibilité provient généralement de la réduction ponc-

tuelle d’épaisseur sur des pièces rigides. Dans la littérature, cette réduction d’épaisseur se

réalise le plus souvent en utilisant [Howell 2001] :

– un amincissement circulaire, illustré sur la figure 3.4a : soumis à un couple, l’amincisse-

ment se comporte comme un ressort de torsion. Cette solution est facilement réalisable en

usinage. Elle est adaptée pour réaliser de faibles déplacements mais elle génère d’impor-

tantes concentrations de contraintes au niveau de la section de plus faible épaisseur ;

– une lame, illustrée sur la figure 3.4b : son comportement est plus complexe à décrire

puisqu’il dépend de la longueur de la lame et du type de sollicitation. Cette solution est

néanmoins utilisée pour réaliser de plus amples débattements. Les contraintes sont moins

importantes puisqu’elles sont mieux réparties. Le procédé de fabrication le plus adapté

est dans ce cas l’électroérosion, qui permet d’obtenir une bonne précision de fabrication,

notamment sur l’épaisseur de la lame.
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3.1. Principe et fonctionnement

(a) Amincissement circulaire. (b) Lame.

FIGURE 3.4 – Réductions de section usuelles pour la réalisation de mécanismes compliants.

En multipliant et/ou en couplant ces deux éléments, il est possible de réaliser des mécanismes

élémentaires, et notamment des liaisons pivot [Heneim 2000]. Les liaisons obtenues se carac-

térisent par une plage de déplacement limitée et une raideur intrinsèque, dépendantes des

dimensions choisies. Ces deux caractéristiques sont typiquement celles attendues pour des

articulations dont on veut qu’elles possèdent une certaine raideur mécanique. C’est pourquoi

les structures compliantes seront considérées par la suite.

Parmi la gamme des liaisons pivot existantes et compte tenu des avantages des lames com-

pliantes en matière de répartition de contrainte et d’amplitude de déplacement, nous nous

sommes intéressés à la structure RCC à double lames, de l’anglais Remote Center Compliance

[Heneim 2000]. Illustrée par la figure 3.5, elle se compose de deux lames placées perpendicu-

lairement autour d’un centre dégagé, ce qui présente des avantages en matière d’intégration.

Lorsque la partie extérieure est bloquée et qu’un couple est appliqué sur la partie intérieure,

les lames se déforment de sorte que la partie intérieure effectue une rotation. Il en est de

même lorsque le couple est appliqué sur la partie extérieure et que la partie intérieure est

bloquée.

O 

Partie extérieure 

Partie  
intérieure 

FIGURE 3.5 – Structure RCC à double lames, d’après [Heneim 2000].

Pour un même encombrement, la raideur de cette liaison autour du point O est supérieure

à celle des autres liaisons pivot référencées dans [Heneim 2000], ce qui la rend intéressante

pour réaliser un mécanisme à raideur variable. Une autre propriété intéressante de cette

57



Chapitre 3. Modulation de raideur

liaison est que sa raideur dépend notamment du rapport de la longueur des lames sur la

largeur de la partie intérieure [Heneim 2000]. Ainsi, en modifiant la longueur des lames, il est

théoriquement possible de moduler la raideur de la liaison. Lorsque la longueur des lames

augmente, la raideur décroît selon une hyperbole allant de l’infini à 0.

3.2 Modulation de la raideur d’une articulation

Nous proposons dans cette partie une solution pour réaliser le mécanisme à raideur variable

envisagé, sans considérer l’accouplement réalisé par l’embrayage. Par la suite, la barre est

directement liée au mécanisme à raideur variable, et supposée équilibrée. La raideur est

imposée avec une structure compliante imaginée à partir du mécanisme RCC à double lames,

tandis que la modulation de raideur est effectuée en changeant la longueur utile des lames

considérées.

3.2.1 Solution proposée

La figure 3.6 (qui n’est pas à l’échelle et dont certains éléments sont volontairement grossis)

présente le principe retenu et les choix détaillés ci-après. La barre est en liaison pivot par

rapport au bâti autour du point O. Les traits en pointillés représentent la position de repos.

Le mécanisme RCC à deux lames est doublé et placé symétriquement autour du point O, pour

obtenir un RCC à 4 lames. Le centre est solidaire de la barre tandis que l’extérieur est solidaire

du bâti. Doubler le mécanisme RCC permet d’obtenir un système plus raide et lui-même

équilibré quelle que soit la direction de la gravité. Ainsi, la position d’équilibre de la barre

reste conservée tandis que la raideur peut être imposée indépendamment de la charge, ce qui

vérifie le critère de conception 1 de la partie 3.1.2. Lorsque la barre est déplacée d’un angle ∆q

autour de la configuration de repos, les lames se déforment en flexion et imposent un effort

s’opposant au déplacement de la barre. Notre proposition consiste ensuite à moduler cet effort

résistif en déplaçant d’une distance λ quatre translateurs, qui sont en liaison glissière par

rapport aux lames et par rapport au bâti. Ces translateurs ont pour effet de modifier la forme

fléchie des lames et par conséquent, de faire varier la raideur du système global. Le critère

de conception 2 de la partie 3.1.2 est alors vérifié en théorie : lorsque λ est nul, la raideur est

minimale et tend vers 0 pour une lame très longue. Lorsque λ est maximal, c’est-à-dire vaut la

longueur de la lame, la raideur devient infinie.

Les translateurs ne rajoutent pas d’inertie au système puisqu’ils sont en liaison glissière sur

le bâti, ce qui vérifie le critère 5. Notons toutefois qu’ils doivent être déplacés de manière

synchronisée afin que le centre de pivot du mécanisme de modulation de raideur reste le

point O et que la partie centrale ne subisse pas d’efforts transverses indésirables. Idéalement,
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Lame déformée 

Translateur 

Extrémité fixe 

Δq 

λ 

Barre 

O Utilisateur 

RCC à 4 lames 

O 

Partie centrale rigide 

Parties  
rigides 

Lame 

FIGURE 3.6 – Principe de la modulation de raideur.

elle n’aurait donc pas besoin d’être guidée.

Chaque translateur est conçu de manière à imposer deux contacts ponctuels successifs, afin

de contraindre la lame en position à ces endroits. Les contacts ponctuels permettent de

minimiser les frottements des translateurs sur les lames, ce qui diminuera par la suite l’énergie

requise pour les déplacer. Le fait d’utiliser deux contacts plutôt qu’un permet d’augmenter

la raideur perçue par l’utilisateur et de minimiser la puissance d’actionnement requise pour

déplacer les translateurs. Ces deux aspects sont illustrés par la figure 3.7, qui représente les

déformées amplifiées d’une lame soumise à un couple de la part de l’utilisateur, dans le cas

d’un, puis de deux contacts ponctuels.
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(a) En présence d’un point de contact.
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(b) En présence de deux points de contact.

FIGURE 3.7 – Déformée d’une lame soumise à un couple extérieur.

Dans le cas (a), la lame glisse sur le contact et se déforme, y compris entre l’encastrement et le

contact. Cette déformation est minimisée dans le cas (b) avec deux contacts successifs, ce qui

conduit à une raideur plus élevée. En second lieu, la pente de la tangente à la déformée à la

position λ doit être la plus faible possible afin de minimiser la puissance d’actionnement des

translateurs. Idéalement, une pente nulle conduit à un actionnement qui n’a que des frotte-

ments à vaincre puisque l’effort de déplacement des translateurs est alors perpendiculaire à

l’effort de résistance des lames. La pente en λ se trouve minimisée en présence de deux points

de contact. De plus, lorsque la distance δ entre les deux points de contact des translateurs

est faible, la tangente à l’origine en λ tend vers 0. Outre le fait que la puissance d’actionne-

ment s’en trouve limitée, dans le cas statique, les efforts encaissés par les translateurs seront

quasiment intégralement perpendiculaires à la lame, ce qui ne tendra pas à les faire glisser

vers l’arrière, et ceci même si l’actionnement retenu est réversible. La modulation de raideur

proposée se fait donc avec un apport minimal en énergie tandis que le maintien en position

des translateurs n’en consomme pas, ce qui vérifie les critères de conception 3 et 4 énoncés

dans la partie 3.1.2.
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3.2. Modulation de la raideur d’une articulation

3.2.2 Modélisation des éléments compliants

Deux techniques de modélisation sont principalement utilisées pour concevoir des systèmes

compliants. La première est basée sur le modèle des corps pseudo-rigides, plus couramment

appelé PRBM, de l’anglais Pseudo-Rigid-Body Model [Howell 2001]. Le mécanisme compliant,

généralement monobloc, est rapporté à un ensemble de corps rigides reliés entre eux par

des liaisons pivot auxquelles sont associées des raideurs. Le système peut alors se décrire

facilement à partir des paramètres géométriques (distances et angles) et des torseurs d’effort.

Les lois de la mécanique des corps rigides sont ensuite appliquées. Ce modèle est pertinent

pour simplifier l’analyse de systèmes complexes et/ou lorsque le mécanisme subit de grandes

déformations. La seconde modélisation est issue de la résistance des matériaux [Gere 2004].

Le système est considéré comme un ensemble de poutres. Les hypothèses d’homogénéité,

d’isotropie et de continuité de la matière doivent être vérifiées. De plus, ce modèle n’est

valide qu’en présence de petites déformations puisqu’il comporte des approximations. Cette

seconde modélisation est retenue pour analyser notre mécanisme car elle est plus cohérente

avec les sollicitations envisagées (flexion) et les formes des parties compliantes (lames).

Hypothèses et terminologie

La structure compliante peut être vue comme un ensemble composé de quatre sous-parties

identiques. C’est pourquoi l’étude d’un quart de la structure globale est suffisante pour la

modélisation. Notons kt la raideur du système global et kl , la raideur d’un quart de structure.

Comme les lames forment une structure parallèle avec le bâti, leur déplacement angulaire

sera identique tandis que :

kt = 4kl (3.1)

Pour obtenir les contacts ponctuels entre le translateur et la lame flexible, quatre butées sont

positionnées de part et d’autre de la lame, comme représenté sur la figure 3.8. Idéalement,

ces butées doivent toujours être au contact de la lame. Toutefois, dans la pratique, les bu-

tées montées en vis-à-vis vont présenter un léger jeu. Ainsi, toutes les butées ne seront pas

sollicitées de la même façon lorsqu’un couple extérieur sera imposé sur l’articulation. Nous

considérons dans la suite du chapitre que lorsque ce couple croît, la lame sollicite les butées

colorées dans la figure 3.8a, tandis que lorsque le couple décroît, ce sont les butées opposées

qui sont sollicitées (voir la figure 3.8b).

Sur la figure 3.6, la partie centrale est rigide tandis que seules les lames sont sollicitées en

flexion, ce qui veut dire que la barre et la partie centrale se déplacent de la même valeur

angulaire ∆q . Cet angle ne doit pas dépasser 10˚ afin de ne pas quitter le domaine des petites

déformations de la lame, au-delà duquel la modélisation proposée n’est plus valide. De même,
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(a) Cas où le couple croît.
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(b) Cas où le couple décroît.

FIGURE 3.8 – Positionnement des butées et conditions de contact en fonction du couple
extérieur.

les contraintes dans les lames ne doivent pas dépasser les contraintes admissibles du matériau

afin de rester dans son domaine élastique. Pour compléter ces hypothèses, le matériau de

la lame est supposé homogène, isotrope et continu, de module d’Young E . Les lames sont

assimilées à des poutres, d’épaisseur h et de largeur b, comme illustré sur la figure 3.9.

b 

h 

x 

y 

Fibre neutre 

b 
h z 

y 
Lame Partie rigide 

FIGURE 3.9 – Quart du mécanisme compliant.

Chaque section de la lame le long de l’axe ~x est de forme rectangulaire. Ainsi, le moment

quadratique Il de la lame par rapport à l’axe~z s’écrit :

Il =
bh3

12
(3.2)

La fibre neutre, qui correspond à la ligne passant par le centre de gravité de chaque section

de la lame, est utilisée par la suite pour la représenter. La déformée de la lame représente

la position de chaque section de la lame suivant la direction~y lorsqu’elle est soumise à des

sollicitations extérieures.

Modélisation d’une lame et déformée

Soit le paramétrage représenté sur la figure 3.10.
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FIGURE 3.10 – Paramétrage d’un quart de structure.

La lame, de longueur p, est attachée au bâti en A. La partie DO, représentant la partie centrale

du mécanisme compliant, est considérée rigide avec D le point de jonction entre la seconde

extrémité de la lame et la partie centrale. Le translateur se déplace le long de la lame. Les points

B et C représentent la position des contacts ponctuels entre le translateur et la lame. Ces deux

points sont distants de la valeur constante δ, et déplacés simultanément d’une distance λ

pouvant varier entre δ et p. G correspond au centre de la section située à une distance x de

l’origine A suivant l’axe~x. Lorsque l’utilisateur déplace la barre de ∆q (figure 3.6), il impose

un couple τext à l’ensemble du mécanisme compliant. Ainsi, chaque quart de structure est

soumis à un couple de τext /4, comme représenté sur la figure 3.10b. On souhaite ensuite

caractériser les efforts et les moments qui s’appliquent sur la lame (excepté à l’encastrement,

puisqu’il n’est pas utile de les connaître pour réaliser la modélisation). Pour cela, on isole la

lame. Au point D , le couple τext /4 appliqué sur la partie rigide génère sur la lame un moment

MD et un effort FD , liés par la condition :

τext

4
= MD + r FD (3.3)
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Les points de contact imposent quant à eux un effort FC à une distance λ et un effort FB à

une distance (λ−δ). Du point de vue des déplacements, représentés sur la figure 3.10c, la

déformée de la fibre neutre de la lame (distance entre la position de repos de la lame et sa

position lorsqu’elle est sollicitée) est notée v . Le point D va se déplacer de vD et sa tangente

va former, par rapport à la position initiale de la lame, un angle θD . Cet angle correspond à

l’angle ∆q formé par la barre. De même, les points B et C vont respectivement se déplacer de

vB et vC et les tangentes en ces points former des angles θB et θC par rapport à la position de

repos.

Le système représenté est hyperstatique, c’est pourquoi sa modélisation est réalisée à partir

du théorème de Castigliano, qui lie l’énergie de déformation d’une poutre à son déplacement

[Gere 2004]. En un point j quelconque, le torseur d’effort dû à l’effort Fi , pour i = {B ;C ;D}

et/ou au moment MD est noté {Ti } j . En coupant fictivement la lame au point G , le torseur

des efforts extérieurs s’appliquant en G sur la portion de lame située du côté droit, vaut

{Text→d }G = {TB }G + {TC }G + {TD }G et s’écrit :

1. sur [AB ], soit lorsque x ∈ [0; λ−δ] :

{Text→d }G =
{

(−FB +FC −FD )~y

M f 1~z

}
G

(3.4)

où M f 1 = (x −λ+δ)FB + (λ−x)FC +MD + (x −p)FD . (3.5)

2. sur [BC ], soit lorsque x ∈ [λ−δ; λ] :

{Text→d }G =
{

(FC −FD )~y

M f 2~z

}
G

(3.6)

où M f 2 = (λ−x)FC +MD + (x −p)FD . (3.7)

3. sur [C D], soit lorsque x ∈ [λ; p] :

{Text→d }G =
{

−FD~y

M f 3~z

}
G

(3.8)

où M f 3 = MD + (x −p)FD . (3.9)

Chaque section de lame est soumise à des sollicitations internes se traduisant par un effort

tranchant et à un moment fléchissant, qui peuvent s’écrire sous la forme d’un torseur d’efforts.

Ce torseur des efforts internes en G {Ti nt }G s’écrit : {Ti nt }G = {Text→d }G pour chaque section

de lame. L’énergie de déformation Ud de l’ensemble de la lame s’écrit ensuite à partir des
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moments fléchissants M f 1, M f 2 et M f 3 pour chaque portion de lame :

Ud = 1

2E Il

(∫ λ−δ

0
M 2

f 1d x +
∫ λ

λ−δ
M 2

f 2d x +
∫ p

λ
M 2

f 3d x

)
(3.10)

Les déplacements linéaires des points caractéristiques et les angles formés par la barre en ces

points sont alors liés aux efforts et moments par le biais des équations :

vB = ∂Ud

∂FB
, vC = ∂Ud

∂FC
, vD = ∂Ud

∂FD
et θD = ∂Ud

∂MD
(3.11)

En linéarisant les conditions de liaisons sur les déplacements, il vient :

vD = rθD (3.12)

De plus, les conditions :

vB = δB et vC = δC (3.13)

rendent compte des jeux dus à la conception du mécanisme. Nous considérons δB et δC les

valeurs maximales des jeux aux points B et C . Les conditions (3.3), (3.12) et (3.13) permettent

de définir les efforts FB , FC et FD et le moment MD . Par suite, il est possible d’en déduire la

raideur kl du quart de structure :

kl =
τext

4θD
(3.14)

Tout calcul fait, la raideur résultante d’un quart de la structure peut se mettre sous la forme :

kl =
c1τext

(c3δB + c2δC )+ c4τext
(3.15)

où c1, c2, c3 et c4 sont des fonctions de λ et dépendent de E , Il , δ, r et p. Pour plus de détails

sur l’expression de kl , se reporter à l’annexe A.

La déformée v de la poutre est ensuite calculée pour chaque section k = {1 pour [AB ], 2

pour [BC ] et 3 pour [C D]} à partir des moments fléchissants M f k par double intégration de

l’équation de déformée :

E Il
d 2v

d 2x
= M f k (3.16)

Les constantes d’intégration sont déterminées par les conditions initiales et la continuité de

la déformée. En x = 0, la déformée et sa dérivée valent 0 du fait de l’encastrement. Puis, la
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déformée et sa tangente lorsque x tend vers B par la droite sont égales à celles lorsque x tend

vers B par la gauche. Il en est de même pour le point C .

3.2.3 Influence des paramètres de conception

Raideur lorsque λ varie

L’équation (3.15) montre que la raideur est dépendante de la charge en présence de jeux, à

travers le terme τext . Comme δB et δC tendent vers 0 dans le cas idéal, l’expression (3.15) se

simplifie (cf. l’annexe A). Elle conduit au profil de raideur en fonction de λ reporté en bleu sur

la figure 3.11, pour les valeurs utilisées par la suite, soit p = 44 mm, r = 8,5 mm, δ= 5,3 mm et

des lames en acier d’épaisseur 0,46 mm pour 11,4 mm de largeur. En considérant maintenant

des jeux tels que |δB | = |δC | = 0,05 mm et un couple τext = 1 N·m, on trace les deux courbes

en cyan représentant les raideurs pour les deux cas de charge représentés. On peut observer

que les raideurs alors obtenues s’éloignent de la courbe de raideur idéale.
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FIGURE 3.11 – Caractéristique de la raideur kl en fonction de λ.

La figure 3.12 décrit l’évolution des paramètres |c2| et |c3| en fonction de λ. Plus λ augmente,

plus le paramètre c2 va influer sur le comportement de la lame. Il est donc important de

soigner tout particulièrement la réalisation du contact au point C afin de minimiser son jeu et

par suite, les non-linéarités qui vont apparaître dans la raideur, équation (3.15).

Caractéristique couple-déplacement à λ fixé

Intéressons-nous maintenant à la caractéristique couple-déplacement d’une lame soumise

à un moment variable lorsque la position λ est fixée. La figure 3.13 représente ce cas pour

λ=10 mm.
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FIGURE 3.12 – Paramètres c2 et c3 en fonction de λ.
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FIGURE 3.13 – Caractéristiques théoriques couple/déplacement.

Dans le cas où les jeux δB et δC sont nuls, la caractéristique couple-déplacement est linéaire

et passe par l’origine (voir l’équation (3.15)), comme représenté par la courbe bleue. Lorsque

la distance δ entre les deux points de contact augmente, la raideur diminue. Ceci s’explique

physiquement par une capacité moindre à contraindre la déformée entre l’encastrement de la

lame et les points de contact. Idéalement, la distance δ doit être la plus faible possible pour

garantir une raideur plus importante. Lorsque les jeux δB et δC ne sont pas nuls, ils sont à

l’origine d’un effet d’hystérésis dans la caractéristique, représenté par la courbe cyan sur la

figure 3.13. Les cas de charge correspondants aux arrêts sollicités pour tracer les différentes

parties de la courbe sont ajoutés sur la figure et permettent de déterminer le sens de lecture en

fonction de la croissance ou décroissance du couple appliqué. Lorsque le couple τext /4 atteint

ses extrêmes, la charge s’inverse. Nous considérons que le passage d’une courbe à l’autre se

fait idéalement à couple constant. En pratique, cette zone est indéterminée puisqu’il n’est pas

possible de savoir combien de butées seront sollicitées ni dans quelles mesures.
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3.2.4 Dimensionnement des lames

Dans cette partie, les valeurs de r , p et δ sont supposées connues et réalistes, imposées par les

contraintes de conception et les dimensions souhaitées pour le mécanisme. Il est néanmoins

préférable d’avoir des valeurs les plus faibles possibles pour r et δ afin de compacter le

mécanisme et maximiser la plage de raideur atteignable. Les critères de conception retenus

pour dimensionner les lames sont :

1. Conserver les contraintes σ dans les lames à des valeurs admissibles σadm , ce qui

permet de rester dans le domaine linéaire du matériau ;

2. Obtenir une plage de variation de la raideur kt de l’ensemble du mécanisme comprise

dans un intervalle [(kt )mi n ; (kt )max ] adapté à l’application.

Le premier critère se traduit par :

σadm >σ= M f y

Il
(3.17)

où y représente la distance à la fibre neutre suivant l’axe ~y et M f est le moment fléchissant

maximum défini par M f = max(M f 1, M f 2, M f 3), calculable à partir des expressions (3.5), (3.7)

et (3.9). La lame est notamment caractérisée par le paramètre d’épaisseur h. La contrainte

maximale dans une lame se situe alors à ±h/2 de la fibre neutre. Le moment fléchissant est

maximal au niveau de l’encastrement entre la partie centrale rigide et la lame, lorsque λ

est minimal, ce que l’on vérifie grâce aux expressions de M f 1, M f 2 et M f 3. Physiquement,

ceci s’explique par une plus grande déformation de la lame lorsque kl est minimum. Pour

simplifier le calcul de contrainte, δ et λ sont dans un premier temps considérées nulles (pas

de translateur sur les lames), ce qui tend à augmenter légèrement les contraintes perçues par

la lame. À partir de l’équation (3.9) où x = p et de l’équation (3.17), il vient :

σadm >σ= θD Eh(2p +3r )

p2 (3.18)

Connaissant l’angle (θD )max à atteindre pour obtenir la raideur minimale, il est possible de

déterminer la valeur maximale que peut prendre h :

h < (h)max = σadm p2

E(2p +3r )(θD )max
(3.19)

en s’assurant que l’équation (3.18) est vérifiée.

D’après l’équation (3.1), le second critère peut s’écrire sous la forme :

kl ∈ [(kl )mi n ; (kl )max ] où (kl )mi n = (kt )mi n

4
et (kl )max = (kt )max

4
(3.20)
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L’équation (3.15) est utilisée avec δB = δC = 0 et b est déterminé lorsque λ est minimal et que

kl = (kl )mi n . Enfin, la plage de déplacement requise pour les translateurs est elle aussi déduite

de cette équation, en déterminant la valeur maximale de λ lorsque kl = (kl )max .

3.3 Réalisation et validations expérimentales

3.3.1 Prototype

La figure 3.14 présente la vue d’ensemble du prototype réalisé. Pour illustrer la technologie

envisagée, nous montrons sa faisabilité en considérant une articulation d’axe vertical non

affectée par la gravité. La figure 3.15 est une vue de dessus du prototype, sans la partie per-

mettant le déplacement des translateurs. Dans le but d’obtenir une preuve de concept, une

structure assemblée est privilégiée à une structure usinée monobloc, afin de faciliter la mo-

dification éventuelle de certains paramètres, notamment des lames. En outre, les matériaux

retenus sont d’usage courant et associés à des procédés de fabrication adaptés et peu onéreux.

Spirale d’actionnement 

Barre 

Translateurs 

FIGURE 3.14 – Prototype de l’articulation à raideur variable.

Matériaux et procédés de fabrication

Le choix du matériau est un point clé, notamment en ce qui concerne les lames flexibles. Dans

l’idéal, le fluage 2 et la relaxation de contrainte 3 du matériau doivent être minimaux afin de

garantir une bonne répétabilité et de limiter les effets non-linéaires. Le choix du matériau

s’oriente donc sur les alliages métalliques puisque les phénomènes de fluage et relaxation y

sont négligeables à température ambiante, contrairement aux polymères, même lorsqu’ils sont

2. Le fluage caractérise la déformation du matériau lorsqu’il est soumis à une contrainte constante sur un
temps défini, à une température donnée.

3. La relaxation de contrainte caractérise la contrainte du matériau lorsqu’il est soumis à une déformation
constante sur un temps défini, à une température donnée.
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Translateurs Barre 

Lames 

FIGURE 3.15 – Zoom sur la partie centrale, sans la spirale d’actionnement.

thermiquement traités. Le matériau doit en outre posséder un grand domaine élastique en

vue de favoriser une déformée importante de la lame sans risque de plastification. Un critère

de comparaison de matériaux consiste à considérer le rapport limite d’élasticité/module

d’Young [Howell 2001]. Sur ce critère, l’acier retenu appartient à la gamme 304-H de module

d’Young supposé 196 GPa. Il est traité thermiquement afin d’augmenter sa limite élastique

pour atteindre 700 MPa. Ce choix est en adéquation avec les hypothèses d’homogénéité, de

continuité et d’isotropie du matériau retenus pour la modélisation.

Les lames sont réalisées par découpe jet d’eau à haute pression. Ce procédé de fabrication

limite les fragilités de frontière en minimisant les déformations et échauffements en bordure

des lames, contrairement à de l’usinage conventionnel où l’outil est en contact direct avec

la pièce. La tige de carbone précédemment utilisée est conservée. Néanmoins, l’articulation

centrale réalisée en polymère est remplacée par une articulation métallique afin de minimiser

les effets de fluage et de relaxation. Les pièces du bâti sont réalisées en polyamide 6 renforcée

de fibres de verre, ce qui leur confère de bonnes propriétés mécaniques (rigidité, contraintes

admissibles) pour un poids limité. Les pièces fonctionnelles sont, quant à elles, réalisées en

usinage dans des aciers conventionnels de type acier inoxydable 304.

Sous-assemblages

Les lames sont assemblées sur une pièce centrale métallique, liée à la barre, comme illustré

par la coupe partielle de la figure 3.16. Le guidage en rotation de la barre est assuré par une

paire de roulements à billes. L’autre extrémité des lames est maintenue en position entre deux

pièces liées au bâti, dont l’orientation et la position peuvent être ajustées.
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Barre 

Roulements 

Lames 

Pièce centrale 

Bâti 

Ajustement 
des lames 

Axes de guidage 

FIGURE 3.16 – Assemblage des lames.

Le guidage linéaire de chaque translateur est réalisé via deux axes de guidage positionnés au

dessus et en dessous de la lame et fixés à leurs extrémités au bâti, comme représenté sur la

figure 3.16. Le montage des translateurs est détaillé sur la vue de la figure 3.17. Pour favoriser

le glissement des translateurs sur les axes, des douilles à billes sont utilisées. Cette solution a

l’avantage d’être plus compacte, plus résistante et plus robuste que les glissières linéaires à

billes et pose moins de problèmes d’hyperstatisme. Les vis de positionnement du translateur

permettent de rectifier d’éventuels défauts d’alignement des axes de guidage.

Lame 
Axe de guidage 

Douille à billes 

Rainure 

Plaque 
Paliers lisses 

Axe de guidage 

Pion 

FIGURE 3.17 – Montage d’un translateur.
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Les butées des translateurs sont réalisées de la façon suivante : le contact au point C (cf.

figure 3.10) est assuré par des rouleaux tandis que le contact au point B est assuré via une

rainure de guidage. Ce choix permet de minimiser la distance δ entre les deux contacts tout en

augmentant la surface d’appui de la lame sur le translateur de sorte que les efforts encaissés

sont répartis sur une surface plus grande. Le contact choisi en C va redresser la lame lors du

déplacement des translateurs. Il doit donc posséder de bonnes propriétés de glissement contre

la lame. C’est pourquoi il est réalisé par un ensemble de paliers lisses montés autour d’axes

liant les parties haute et basse du translateur. Ces paliers sont en polymère pour minimiser

leur frottement sur les lames. Les vis de positionnement des rouleaux permettent d’ajuster la

distance des rouleaux à la lame, qui doit être la plus faible possible.

La rainure de guidage va ajouter quelques frottements supplémentaires mais qui seront limités

puisque la valeur de la déformée reste faible sur cette portion de lame. Les rainures de guidage

des translateurs sont réalisées grâce à deux plaques de guidage mises en vis-à-vis de sorte à

encadrer la lame. La largeur de la rainure est ajustable afin de pallier d’éventuels défauts de

fabrication tandis que sa profondeur empêche la lame de frotter contre le fond des rainures.

Les translateurs sont entraînés de manière synchronisée par un disque dans lequel est décou-

pée une spirale d’Archimède, visible sur la figure 3.18. Un pion, disposé sur chaque translateur

(cf. figure 3.17), vient se loger dans cette spirale pour déplacer simultanément les translateurs

le long des axes de guidage. Ce principe permet de n’avoir recours qu’à un seul actionneur.

Spirale Têtes des translateurs Roulements 

Lame 

Translateur 

FIGURE 3.18 – Principe de l’actionnement.
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Le guidage en rotation du disque est assuré par des roulements à billes tandis que la spirale

garantit la position des translateurs lorsqu’elle est bloquée.

Dimensions

Les dimensions retenues sont les suivantes : r = 8,5 mm, p = 44 mm. La raideur kt varie dans

l’intervalle [0,228 ; 1] N·m/˚tandis que kl appartient à l’intervalle [0,057 ; 0,25] N·m/˚. Cette

plage de raideur permet d’obtenir :

– un déplacement de 4,4˚ de la barre sous un couple de 1 N·m lorsque la raideur est minimale ;

– un déplacement de 1˚ de la barre sous un couple de 1 N·m lorsque la raideur est maximale.

D’après les critères de dimensionnement proposés, la valeur maximale de h est de 0,7 mm

et la valeur h = 0,46 mm a été retenue parmi les épaisseurs conventionnelles de lames. Par

suite, b est recherché à partir de la raideur minimale, obtenue lorsque λ= δ= 5,3 mm et vaut

b = 11,4 mm. Enfin, la plage de raideur désirée est entièrement balayée lorsque λ varie entre

5,65 et 28,8 mm. Les efforts maximaux appliqués aux rouleaux sont de 40 N tandis que ceux

appliqués aux rainures de guidage sont inférieurs à 250 N, dans le cas le plus défavorable où λ

est minimum.

3.3.2 Caractérisation du prototype

La validation du principe proposé dans ce chapitre a été réalisée sur un prototype indépendant

de celui du chapitre précédent. L’intégration complète de cette technologie n’a pas été menée

(embrayage, motorisation de la commande de la raideur variable), par manque de temps.

Banc d’essai et protocole

Le prototype est caractérisé en quasi-statique pour différentes positions des translateurs.

L’objectif est d’évaluer le déplacement angulaire de la barre soumise à un couple donné. Pour

cela, un jeu de positions est imposé à l’extrémité de la barre, tandis que les efforts résistifs

correspondants sont mesurés. La figure 3.19 présente le montage du banc d’essai utilisé. Il se

compose d’une table linéaire (Série FB075 couplée avec des moteurs Nanomotion HR4), dont

la position est connue à 10−3 mm près. Un capteur d’effort unidirectionnel (Scaime K1107)

est fixé à la table et permet d’évaluer l’effort dans l’axe de cette dernière à 0,8 mN près. Afin

de ne pas perturber les mesures du capteur d’effort en lui imposant des efforts transverses,

le capteur est en liaison glissière par rapport au bâti d’une part et est lié d’autre part par une

liaison pivot à une bielle, elle-même en rotule par rapport à la barre.

Dans un premier temps, la table linéaire est commandée en position. Pour une configuration

donnée des translateurs, elle est déplacée d’un échelon de 1 millimètre à une vitesse de
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Barre 

Capteur d’effort 

Rotule 

Glissière 
Table linéaire 

FIGURE 3.19 – Banc d’essai pour la caractérisation de l’articulation à raideur variable.

0,5 mm/s jusqu’à la stabilisation complète de sa position. La valeur d’effort est relevée lorsque

le régime stationnaire est atteint. Ce cycle est alors répété en augmentant successivement la

valeur de la position finale jusqu’à atteindre un déplacement maximal. Puis un cycle identique

est réalisé en sens inverse. Cette expérience met en évidence les caractéristiques de raideur

dans le cas statique, lorsque les lames appuient sur les rouleaux situés d’un côté puis de l’autre.

Les données sont ensuite mises dans le bon repère afin de tracer les caractéristiques du couple

τext appliqué sur l’articulation en fonction du déplacement angulaire ∆q de la barre, pour les

différentes positions des translateurs.

Dans un second temps, la répétabilité du mécanisme est testée à travers une commande

en effort de la table. Dans cette optique, la barre est en appui direct sur le capteur d’effort,

sans passer par la transmission précédente, ceci afin de minimiser les effets des frottements

et glissements. Des cycles sinusoïdaux d’efforts de fréquence 0,1 Hz et d’amplitude 0,75 N,

centrés autour de la valeur 0,85 N, sont imposés au mécanisme. Ces cycles d’appui et de

relâche successifs mettent en évidence les effets de relaxation de contrainte des matériaux.

Caractéristique couple-déplacement de la barre

Les caractéristiques couple-déplacement établies pour différentes positions des translateurs

en statique, sont présentées à la figure 3.20. Afin de ne pas déformer de manière irréversible

les lames, la plage maximale de déplacement angulaire, dans le cas où la raideur est minimale,

ne dépasse pas 5˚. Les données relevées pour les autres positions des translateurs sont basées

sur les couples extrêmes alors atteints pour ce premier cas.

Le cycle d’hystérésis, attendu d’après l’analyse de conception précédent est bien présent.

Il met en évidence l’influence de l’espacement des rouleaux et la largeur de la rainure de

guidage. La raideur kt du mécanisme est obtenue par le calcul τext /∆q pour une position
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FIGURE 3.20 – Caractéristiques couple-déplacement pour des positions discrètes des transla-
teurs.

λ donnée des translateurs et un sens de parcours de la caractéristique couple-déplacement

associée à λ. D’après la figure 3.20, la raideur moyenne, obtenue pour chaque position ∆q ,

correspond à la pente des caractéristiques couple-déplacement à λ donné. Ces pentes sont

théoriquement linéaires, comme illustré par la figure 3.13. On observe en pratique des zones

non-linéaires, qui apparaissent lorsque le couple τext augmente et que la raideur diminue,

c’est-à-dire lorsque les translateurs sont éloignés du centre (valeurs de λ petites). Dans cette

configuration des translateurs, les efforts dus à la déformation de la lame et perçus par le bâti

sont maximaux. Du fait des conditions d’assemblage et du matériau retenu pour le bâti, de

faibles déformations de la matière déplacent légèrement le point d’attache de la lame sur le

bâti, ce qui modifie la raideur du système.

Pour s’affranchir de ces limitations dans l’exploitation des données et trouver une valeur de

raideur expérimentale pour chacune des courbes, les zones linéaires autour de la position

centrale sont considérées. La méthode des moindres carrés permet alors d’obtenir la raideur

moyenne pour les différents cas relevés.

Caractéristique raideur-position des translateurs

Les pentes des caractéristiques expérimentales de la figure 3.20 pour différentes positions

des translateurs λ sont reportées sur la figure 3.21 (points en bleu). Les valeurs obtenues

permettent de déterminer un paramètre moyen pour E Il (cf. équation (3.15)) et, à partir de sa

valeur expérimentale, de tracer la courbe de raideur totale à partir de l’équation (3.1) et de

l’équation (3.15) dans laquelle δB = δC = 0 (courbe en magenta sur la figure 3.21). Notons que

ces deux courbes ont la même tendance. Néanmoins, les raideurs mesurées ne correspondent

pas exactement aux raideurs théoriques résultant du dimensionnement. La modélisation
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FIGURE 3.21 – Variation de raideur du mécanisme en fonction de λ.

simplifiée ayant par ailleurs été validée par des simulations par éléments finis sous Créo

Parametric 2.0, la différence de raideur peut probablement s’expliquer par une incertitude sur

les caractéristiques du matériau, notamment sur E .

L’espacement moyen entre les rouleaux et les lames et entre les rainures de guidage des

translateurs et les lames peut être déterminé à partir des valeurs de position lorsque le couple

est nul pour les différents cas oùλ varie, conformément à l’équation (3.15). Il n’est pas facile de

distinguer les espacements relatifs à chaque lame. En revanche, il est intéressant de différencier

le cas où le couple croît du cas où le couple décroît puisque le comportement n’est pas

identique, comme observé sur la figure 3.20. Dans le premier cas, les espacements moyens au

niveau de la rainure de guidage et au niveau des rouleaux sont respectivement de 0,115 mm et

de 0,016 mm. Dans le second cas, ils sont respectivement de 0,066 mm et de 0,006 mm. Ces

valeurs sont cohérentes avec les conditions de montage, où les rouleaux ont été serrés contre

les lames, tandis que les plaques de guidage ont été positionnées autour des lames.

Répétabilité

Les cycles harmoniques visant à caractériser la répétabilité du mécanisme ont été effectués

pour la position des translateurs λ= 14,4 mm. Les résultats correspondants sont représentés

sur la figure 3.22 qui montre la superposition des caractéristiques couple-déplacement de

la barre. Le cycle moyen est reporté en bleu. La commande de la table linéaire est réalisée

en effort avec une erreur moyenne inférieure à 3,5 mN, soit inférieure à la résolution du

capteur d’effort. C’est pourquoi l’erreur relative en position autour du cycle de référence est

un bon indicateur de la répétabilité. Cette erreur reste inférieure à 1,4 %, ce qui signifie que la

plastification n’a pas été atteinte et que les effets de fluage et de relaxation sont faibles. Dans

le cas contraire, les cycles seraient légèrement décalés les uns par rapport aux autres.
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FIGURE 3.22 – Caractéristiques couple/déplacement à λ = 14,4 mm pour 10 cycles successifs.

3.4 Perspectives

Nous avons proposé dans ce chapitre d’associer un embrayage avec un mécanisme à raideur

variable en vue d’imposer un effort résistif autour d’une configuration donnée. Notons alors

que, lorsque la barre et le mécanisme à raideur variable sont solidaires, la position d’équilibre

ne peut plus varier dans le temps. C’est ce qui différencie le principe proposé de celui des

actionneurs à raideur variable et garantit la sûreté du dispositif.

La suite du chapitre a porté sur la conception et la réalisation d’un mécanisme à raideur

variable qui puisse à terme être associé au dispositif précédemment étudié. Le prototype

réalisé a permis de valider le principe tout en montrant la faisabilité de l’approche retenue.

Néanmoins, le fait d’avoir réalisé une structure assemblée, ce qui reste cohérent avec une

première preuve de concept, pose plusieurs problèmes. Les conditions d’assemblage auto-

risent en effet un léger déplacement des points d’attache des lames sur le bâti lorsqu’elles sont

soumises à des efforts importants. Par suite, les caractéristiques couple-déplacement sont

altérées et font apparaître des zones non-linéaires. D’autre part, nous avons remarqué une

légère variation de position de la barre lorsque nous déplacions les translateurs sans qu’aucun

effort ne soit appliqué sur la barre. Cette variation s’explique en grande partie par les défauts

de perpendicularité lors du montage des lames. Dans le temps alloué, l’étude laisse donc place

à plusieurs perspectives d’améliorations.

En premier lieu, réaliser les lames et les parties centrale et extérieure de façon monolithique

permettrait d’éliminer les jeux d’assemblage, de garantir les conditions de perpendicularité

entre les lames et d’imposer des maintiens en position qui soient en meilleure adéquation avec

le modèle proposé. Cette solution permettrait aussi de ne pas modifier la position d’équilibre

du dispositif lorsque les translateurs sont déplacés. Parallèlement, s’orienter vers un matériau

de type titane ou cuivre-beryllium permettrait d’augmenter le rapport limite élastique sur
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module d’Young du matériau pour rendre le dispositif plus compact. À titre comparatif, il

est possible d’obtenir avec du cuivre-beryllium (E = 131 GPa, σadm = 1000 MPa) des perfor-

mances équivalentes au système actuel avec des lames d’épaisseur h = 0,35 mm et de largeur

b = 4 mm pour des distances r = 8,5 mm et p = 22 mm, avec λ ∈ [5,5; 14,5] mm. Dans cette

optique, un procédé de fabrication de type électro-érosion est adapté. Le seul inconvénient

est alors le coût des matériaux et du procédé de fabrication.

Plusieurs pistes d’améliorations sont aussi à envisager pour les translateurs : les plaques

permettant de guider les lames sont difficiles à mettre en œuvre, tant au niveau du montage

que du réglage. Ainsi, l’appui sur la lame est difficile à garantir, comme cela a pu être relevé

expérimentalement. C’est pourquoi, il semble préférable d’imposer deux points de contact

ponctuels avec des rouleaux, facilement réglables et où le contact peut être garanti avec une

meilleure fiabilité. Cette solution permettrait en outre de diminuer le couple d’actionnement

requis.
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Ce chapitre introduit les problématiques de la radiologie interventionnelle, notamment sous

le guidage de l’imagerie à rayons X. Nous proposons une procédure robotisée originale où

l’assistant peut être à la fois lié à la table d’opération et au patient, permettant ainsi le posi-

tionnement et l’orientation d’une aiguille tout en respectant les mouvements physiologiques

du patient.

79



Chapitre 4. Application et généralisation

4.1 Vers une application médicale

4.1.1 La radiologie interventionnelle

La radiologie interventionnelle est une technique médicale très peu invasive, pour laquelle

les traumatismes faisant suite aux interventions restent limités. En radiologie intervention-

nelle non vasculaire, le radiologue insère des aiguilles ou des outils en forme d’aiguille à

travers la peau. Ces interventions sont effectuées à l’aide du guidage d’imageurs médicaux :

fluoroscope, scanner à rayons X, IRM, ou encore échographe. Ces dispositifs d’imagerie,

historiquement uniquement utilisés à des fins diagnostics, sont ainsi utilisés à des fins théra-

peutiques [Goldberg 2005]. Parmi les actes les plus intéressants, on peut mentionner l’ablation

de tumeurs cancéreuses. Pour cela, une ou plusieurs aiguilles doivent être insérées jusqu’aux

cibles anatomiques à traiter. À titre d’illustration, la figure 4.1 montre la réalisation d’une

cryoablation d’une tumeur, où des aiguilles d’un type particulier sont guidées à travers la peau

jusque dans la tumeur, afin de la détruire par cryoablation. Dans ce cas, les aiguilles qui sont

creuses permettent le passage successif d’argon liquide, détendu à leur extrémité pour réaliser

la congélation à -180˚ C, puis d’hélium gazeux, pour réchauffer les tissus à +30˚ C. Les tissus

sont alors détruits grâce à plusieurs cycles de congélation/décongélation [Tsoumakidou 2013].

Aiguilles 

Tumeur 

FIGURE 4.1 – Cryoablation guidée par scanner à rayons X, images CHU Strasbourg
[Tsoumakidou 2013].

Avant d’envisager de telles procédures, un examen pré-opératoire est réalisé : il permet de

compléter le diagnostic et de vérifier si l’intervention est nécessaire, et si elle est possible

ou non. Si une intervention a lieu, elle suit alors le mode opératoire décrit à la figure 4.2

[Kadir 2006]. Le patient est installé et anesthésié, si nécessaire, soit par anesthésie générale,

soit localement avec sédation. L’étape de recalage consiste alors à mettre en correspondance
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Anesthésie du patient (locale ou 
générale) 

Localisation de la tumeur 

Marquage au stylo du point d’entrée 
sur la peau  

Début 

Petite incision (2-3 mm) au point 
d’entrée  

Insertion de quelques millimètres de 
l’aiguille 

Oui 

Non 

Oui 

Correction de  
la trajectoire 

Fin 

Trajectoire correcte ? 

Cible atteinte ? 

Installation du patient dans l’imageur 

Recalage de l’imageur avec les 
images pré-opératoires 

Acquisition d’image 

Non 

Traitement de la cible 

Retrait de l’aiguille 

FIGURE 4.2 – Procédure lors d’une intervention percutanée guidée par imagerie.

les objectifs planifiés dans les images avec la scène. À l’issue de ce recalage, le point d’entrée

de l’aiguille sur la peau est marqué. La stérilisation du patient, et l’installation du champ

opératoire sont alors effectuées. L’acte débute par une incision de la peau, permettant de

faciliter la pénétration de l’aiguille et de limiter le déplacement de germes situés sur la peau

vers l’intérieur de la plaie. L’intervention consiste ensuite en une alternance de positionne-

ments et d’insertions de l’aiguille, de vérifications de trajectoire et de corrections si nécessaire.

Le caractère séquentiel de ces opérations est particulièrement marqué pour les procédures

guidées par imagerie à rayons X où la visualisation n’est pas effectuée en temps réel, pour

limiter l’exposition aux rayons X. Notons également que la vérification de la trajectoire de

l’aiguille n’est utile que lorsque cette dernière est déjà insérée de plusieurs millimètres. En

effet, durant cette phase de vérification, le radiologue ne tient pas l’aiguille, qui risque alors de

se déplacer sous les effets de la gravité et de la respiration du patient. Une fois que l’aiguille

est en place, le traitement peut être réalisé sous la surveillance du radiologue. L’aiguille est

enfin extraite, généralement après une dernière prise d’image pour vérification.

Pour effectuer de telles interventions, le scanner à rayons X est un des imageurs les plus

populaires. Il permet d’obtenir des images d’excellente résolution spatiale et restera l’imageur

le plus adapté pour certaines procédures [Solomon 2010], puisqu’il permet de visualiser clai-

rement certaines cibles anatomiques difficilement distinguables par les autres imageurs. Les

développements récents qui visent à améliorer la résolution du scanner à rayons X, à diminuer

la dose de rayons, ou encore à réduire la durée d’acquisition, prouvent d’ailleurs que ce type
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de technologie sera encore viable dans les prochaines décennies malgré la présence de rayons

ionisants [Ima 2006]. La présence des rayons X concerne le patient, directement positionné

dans le champ du scanner, mais surtout le praticien qui répète les expositions au cours de

son activité. En effet, à chaque intervention, le radiologue se trouve à proximité du scanner,

y compris lors des phases d’acquisition d’images où les doses de rayons X absorbées sont

les plus importantes [Vano 1998]. À long terme, cette exposition peut devenir nocive, malgré

les équipements de protection (tabliers de plomb, lunettes), provoquant des problèmes de

santé allant de simples irritations de peau à des cancers (principalement leucémie, cancer du

sein ou de la thyroïde) [Cousins 2004, Venneri 2009]. Les étapes regroupées dans le cadre en

pointillés sur la figure 4.2 sont les plus critiques en termes de complexité et vont largement

contribuer à la réussite de l’opération. Une aiguille mal positionnée empêchera par exemple

une complète destruction de la tumeur et/ou altérera des tissus sains.

C’est pourquoi la communauté de la robotique médicale étudie depuis maintenant presque

deux décennies le développement d’assistants robotisés (voir par exemple [Stoianovici 2003,

Maurin 2008, Bricault 2008, Barrett 2005]). En permettant de manipuler les aiguilles, un tel

système protège le radiologue des rayons X, notamment lors des phases d’acquisition d’images.

On peut aussi attendre d’un tel dispositif qu’il accélère la procédure tout en garantissant une

meilleure précision du geste, notamment lors d’interventions complexes. Ce type de dispositif

doit toutefois répondre à de nombreuses contraintes qui posent des problèmes de conception

délicats. Premièrement, le dispositif doit être sûr d’utilisation. Il doit pouvoir cohabiter en

toute sécurité avec le patient et l’équipe médicale. Dans cette optique, même si certains dis-

positifs de radiologie préexistent, basés sur des robots industriels [Art 2014], on peut penser

qu’un robot d’assistance aux gestes serait d’autant plus intéressant qu’il serait intrinsèque-

ment pensé pour limiter les risques lors d’interactions. Par ailleurs, un tel système doit être

conçu pour assister le radiologue lors de la procédure médicale, et le guider dans l’exécution

de ses gestes tout en lui laissant sa liberté de décision. Un système robotique téléopéré semble

être la solution pour les interventions sous imageurs à rayons X [Stoianovici 2003, Piccin 2009],

cependant l’utilisation d’un robot manipulé de façon collaborative, pourrait également être

envisagée. L’idée d’une telle manipulation partagée, déjà développée en chirurgie orthopé-

dique [Francoise 2011] ou ophtalmologique [Mitchell 2007], est tout aussi intéressante dans le

cas de procédures pratiquées avec des imageurs médicaux, où la robotisation vise notamment

à améliorer l’ergonomie ou le guidage du geste [Poquet 2013]. Dans le cas d’interventions

guidées par imagerie à rayons X, le robot pourrait aider le praticien la plupart du temps, guider

ses gestes, et se substituer ponctuellement à lui durant les phases critiques.
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4.1.2 Architecture et fonctionnement des assistants robotiques existants

Dans ce paragraphe nous nous intéresserons aux assistants robotiques dédiés aux scanners à

rayons X. Certains systèmes développés à l’origine pour l’IRM sont aussi compatibles avec

des scanners à rayons X. Si chacun de ces imageurs possède en effet ses propres probléma-

tiques, elles sont assez proches en ce qui concerne les besoins cliniques et les contraintes

dimensionnelles. Nous donnons ici un bref aperçu des systèmes robotiques conçus pour

la radiologie interventionnelle. On trouvera une description plus exhaustive dans la thèse

récente de Nikolai Hungr [Hungr 2014].

Dans la littérature se rapportant aux assistants robotiques pour la radiologie interventionnelle,

il existe deux catégories de systèmes, que nous allons illustrer à travers quelques exemples.

La première solution [Stoianovici 2003, Kronreif 2003, Melzer 2008] consiste à attacher rigi-

dement le robot à un bâti, typiquement la table de l’imageur. Les systèmes robotiques de la

seconde catégorie [Bricault 2008, Maurin 2008, Barrett 2005] ont en commun d’être montés

sur le patient.

Le système AcuBot, pionnier dans le domaine de la radiologie interventionnelle robotisée, est

un manipulateur à 6 ddl qui permet de pratiquer des biopsies ou des ablations percutanées

en garantissant un large espace de travail. Faisant partie de la première catégorie de systèmes

évoqués précédemment, il est attaché à la table de l’imageur. Sa conception est basée sur

le découplage des gestes médicaux en vue d’assurer la sécurité du patient. Le dispositif est

constitué de plusieurs sous-systèmes dédiés, visibles sur la figure 4.3 : un pont rigide, numéroté

{2} et fixé à la table de l’imageur via {1}, soutient l’ensemble du dispositif ; un robot cartésien {3}

assure le positionnement dans une zone de 200 mm×200 mm×50 mm ; un bras passif {4} mène

à la zone d’intérêt par un positionnement manuel grossier ; un mécanisme à centre de rotation

déporté {5} permet d’orienter l’aiguille autour de deux directions ; enfin, l’insertion motorisée

de l’aiguille {7} est réalisée par un entraînement par friction, via {6}. Le positionnement et

l’orientation de l’aiguille sont automatiques tandis que l’insertion de l’aiguille est réalisée à

distance. Les efforts appliqués par le robot peuvent atteindre 30 N et il est possible de moduler

la vitesse d’insertion jusqu’à 50 mm/s. Compte tenu du type de transmission utilisé dans le

mécanisme d’insertion, il n’est pas possible de restituer les efforts d’insertion. Le radiologue

utilise alors uniquement le retour visuel du scanner pour se guider. Plus récemment, le

système iSYS1 [iSY 2014] de la société Medizintechnik GmbH, dédié aux biopsies sous scanner

à rayons X (figure 4.3), a démontré qu’il était possible de proposer une solution compacte,

légère et portative qui vienne s’attacher près du patient pour assister au positionnement et à

l’orientation d’aiguille. L’insertion est cependant réalisée entièrement manuellement par le

radiologue. Le déplacement du système est opéré à distance grâce à un joystick contrôlé par le

radiologue, qui s’appuie sur les images acquises par le scanner.
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Fig. 2. Robot kinematics.

TABLE I
KINEMATIC SPECIFICATIONS

The remote rotation axis through the RCMpoint is implemented
by a two-belt parallelogram mechanism.
The RCM is supported by a passive positioning arm (4), called the

S-Arm, with 7 DOF (S1 spherical, R revolute, S2 spherical). The arm
can be positioned and rigidly locked from a single lever. The base of the
arm (4) is mounted in a 3-DOF Cartesian stage (3), the module
( , , and translations).
While this stage uses commercially available ball-screws and linear

slides, it is custom designed for the travel, speed, load, and compactness
required for radiological interventions. For these reasons, this stagewas
built as part of the bridge structure (2). The key kinematic specifications
of the AcuBot are given in Table I.
The user interface consists of a 15” resistive touch screen (8), a

two-axis joystick, a switch panel (10), and an emergency stop button
(11). These components are mounted on the front side of the bridge. A
speaker (9) and the cable connector (12) are located on its back side.

III. CONTROL UNIT

The robot is connected to a control unit with a single custom cable
incorporating multiple shields for the different groups of signals. The
unit is entirely housed within a single industrial PC chassis. Several
monitoring circuits, disabling, and emergency switches are used for
safety (Fig. 3).
The PC uses a Dual Pentium III, 800-MHz motherboard with

network and video adapters and standard HD, FD, and CD com-
ponents. On-board motion control is implemented by an ISA-DSP
card, PCX-DSP8 by Motion Engineering, Inc. The motion control
card commands six linear amplifiers, 4-Q-DC by Maxon Precision

Fig. 3. Control block diagram.

Motor, Inc., powered by two 24 V, 100 W dc supplies. The voltage
and load of the power supplies are monitored using current sensors
(LTS 6-NP by LEM USA). The controller axes are clustered in four
groups that can be individually enabled. Enable amplifier signals and
relays (CIO-ERB24 by Computer Boards, Inc.) on the motor lines
are controlled by input/output (I/O) ports on the motion card for this
purpose. Disabling switches are also available on each group of axes to
hardware override their activation, which is normally set by software.
The RCM module incorporates redundant encoders which are mon-

itored by the main processor through the motion controller. The en-
coder indexes are used for zeroing the RCM mechanism. The axes of
the Cartesian stage include limit switches for safety and a zero refer-
ence. The PAKY module uses a laser beam pointing at the instrument
as a zero reference.
A watchdog protocol monitors the activity of the CPU control pro-

gram, the state of the power voltages and currents, the state of the
axes disable switches, and the emergency stop button. If no fault is de-
tected, the control program updates the register of a watchdog count-
down timer every 100 ms. If not updated, the counter sets its I/O pin
low, which triggers the motion controller to shut down power.

IV. PERCUTANEOUS ACCESS SEQUENCE

The table adapter is initially mounted on the table of the imager and
the robot is attached to it. The patient can enter from either side of the
table by opening the bridge. A sterile PAKY driver and the procedure
instrument/needle are mounted so that the tip of the needle is at the
RCM point, which is highlighted by the laser beam. The passive arm is
then manipulated to be close to the intervention site and firmly locked.
The physician can access the system from either the touch-screen

monitor next to the patient or from a second input device directly at-
tached to the computer located in the imager’s control room. Regis-
tration and imaging are performed next, according to the method of
choice. For X-xay fluoroscopy, we either use manual joystick control
[8], or our fluoro-servoing algorithm [11] that we previously imple-
mented [12] on the simpler PAKY-RCM system. For CT, we use the
laser registration method [13], which is based on aligning the needle
with the laser marks of the CT scanner.
Using either modality, the tip of the needle is then driven to the de-

sired skin entry point using the stage. This is performed in two
steps, starting with a horizontal plane motion ( , ) above the pa-
tient, followed by a vertical move . In the third step, the RCM
module is used to orient the needle about this point ( , about
RCM). Finally, the needle is inserted using the PAKY driver, after
proper targeting is confirmed by the physician. Thus, percutaneous ac-
cess is achieved in four independent steps.

FIGURE 4.3 – À gauche : AcuBot [Stoianovici 2003] ; à droite : iSYS 1 [iSY 2014].

Les systèmes tels que ceux que nous venons de présenter sont fixés sur la table de l’imageur,

possèdent une chaîne cinématique assez longue, et donc ont recours à plusieurs sous-systèmes

dédiés et mis en cascade, qui garantissent au système global un large espace de travail. C’est

pourquoi minimiser les encombrements est, pour de telles architectures, un défi majeur à

relever. Le recalage du robot avec l’imageur est simplifié puisque la base du robot est fixe et que

sa position peut en principe être connue après le placement initial. En revanche, les systèmes

fixés à la table posent des problèmes de sécurité. En effet, étant rigides, ils risquent de blesser

le patient s’il vient à bouger sous le système robotique, car le robot restera lui immobile.

Cette rigidité des systèmes fixés à la table pose aussi le problème de la prise en compte

des mouvements physiologiques du patient. Lorsque le patient respire, de tels systèmes ne

permettent pas de suivre sa respiration de façon passive. En tenant l’aiguille fermement, ils

peuvent provoquer des lacérations des organes traversés par l’aiguille.

En vue d’améliorer la sécurité, de compenser les mouvements et de limiter l’encombrement,

certains robots sont directement posés sur le patient, au dessus de la zone d’intervention.

Le patient n’a donc plus de risque de heurter le robot puisque ce dernier se déplace avec lui.

En outre, cette synergie de mouvement permet de compenser au moins partiellement les

mouvements physiologiques du patient, au niveau de l’interface avec la peau. Cette compen-

sation est seulement partielle, car il faut noter que les organes internes ont des déplacements

qui différent des mouvements de la peau (au niveau de l’abdomen par exemple). Le CT-Bot

[Maurin 2008] est un robot parallèle à 5 ddl monté sur le patient (voir la figure 4.4), développé

dans notre laboratoire. Il permet de positionner et d’orienter automatiquement une aiguille.

La structure asymétrique du robot à 3 chaînes cinématiques permet d’optimiser son espace de

travail pour assurer un positionnement du point d’entrée dans une zone de 10 mm×10 mm et

une angulation maximale de 65˚. Malgré des performances intéressantes, son encombrement,

de l’ordre de 200 mm×200 mm×250 mm, et sa masse de 2,5 kg sont des freins à son dévelop-

84



4.1. Vers une application médicale

pement. Notons qu’un dispositif d’insertion d’aiguille à 2 ddl, prévu pour être monté sur la

plate-forme du CT-Bot, est couplé à une interface haptique pour insérer l’aiguille à distance,

avec retour d’effort [Piccin 2009]. Le système Robopsy développé au MIT [Barrett 2005], pré-

senté sur la figure 4.4, est constitué d’un dôme compact très léger, en plastique (260 g, moteurs

compris). Il est positionné sur le patient, tandis que le praticien est déporté de la zone à risque.

Ce système permet d’effectuer des biopsies du poumon. Il est positionné au point d’insertion

et offre 2 ddl en orientation. L’insertion est réalisée grâce à un entraînement par friction : l’ai-

guille est guidée entre deux roues en caoutchouc à une vitesse de 20 mm/s, l’espace de travail

étant délimité par un cône de 50˚. Des tests sur fantôme ont permis de valider le prototype

réalisé [Maier-Hein 2009]. Toutefois, la durée de la procédure et la précision sur la cible sont

nettement plus faibles que pour une insertion manuelle. Les auteurs expliquent ces résultats

par le fait que le praticien compense les déviations de l’aiguille dans le gel, ce que ne fait pas

le robot.

42 Conception-commande de robots manipulateurs

0 − 65 deg

±25 deg

L

Patte 1 Plate-forme mobile

Patte 2

Articulation motorisée

Patte 3

FIG. 3.5 – Modèle CAO du CT-Bot (gauche) et prototype du mécanisme dans l’anneau
du scanner, avec guide de planté (droite).

garantit le blocage du système. Le placement des actionneurs, indiqué sur la figure 3.5,
résulte d’un compromis. Bien que le placement des moteurs au niveau de la base soit
toujours préférable, cette règle n’a pas été suivie, pour des raisons liées à la conception
du système, notamment pour que l’espace de travail ne soit pas tronqué par les colli-
sions. Cela ne pose pas de problème en termes de dynamique car les mouvements sont
effectués à très basse vitesse. Néanmoins, cette masse embarquée crée des efforts sur
l’interface robot-patient.

Le prototype présenté à la figure 3.5 pèse moins de 2, 5 kg. La plupart des pièces sont
stéréolithographiées en résine. Les pattes décalées du plan scanner sont en métal, pour
une meilleure rigidité. A l’interface robot-patient, certaines dispositions ont été prévues.
Un matelas à dépression rempli de petites billes de polystyrène permet d’améliorer le
maintien de la base qui est attachée au patient par des sangles. Le robot lui-même est
alors fixé à la base, sa position pouvant être indexée pour adapter l’espace de travail en
fonction de la tâche. Le système de fixation du robot sur la base permet son retrait à tout
moment.

Le recalage, la planification et la visualisation du robot et des images sont effec-
tuées à l’aide d’une interface homme-machine dédiée (voir figure 3.6). Elle utilise un
lecteur DICOM, implémenté afin de gérer les images médicales dans ce format stan-
dard [Offis 09]. Le recalage est effectué en une seule coupe à l’aide d’une cible sté-
réotactique [Maurin 03], la procédure limitant le nombre d’interventions manuelles : la
zone de l’image où apparaît le marqueur doit simplement être indiquée à la souris. Un
exemple de recalage automatique est présenté à la figure 3.6, à droite. On y voit su-
perposés après recalage l’image virtuelle du robot et l’image scanner en transparence.
On remarque notamment la correspondance des tiges métalliques du marqueur avec
les points blancs, qui sont les traces de ces tiges dans l’image. A l’aide des modèles
CAO, l’espace Nlibre des configurations sans collisions du robot a pu être précalculé,
pour éviter toute auto-collision. Dans la limite du pas de discrétisation, cette simulation
suggère que Nlibre est compact mais non convexe, comme illustré dans [Maurin 05]. Il
est donc nécessaire de planifier systématiquement des mouvements sans collision pour

Figure 2. Z-Axis detail (cut away view).

around the needle. Now the challenge became gripping the nee-
dle upon demand and driving it from its centre position. Fail-
ure to return the needle to the central position before moving it
would result in an incorrect trajectory. Additionally, the large
hole allows the device to be removed before the needle so that
the patient can be instantly bandaged upon needle removal.

The final embodiment shown in Fig. 2. This is a detail of the
Z–axis and shows the drive rollers and slide. The slide closes,
from one side, over the circular “waggle window” to clamp the
needle. The powered drive roller then inserts or retracts the nee-
dle.

In Fig. 3 the carriage is shown engaging both hoops. Shown
in black is the drive roller, which is fixed to the carriage casing. It
is coated with a high friction neoprene rubber. The passive roller
is fixed to the slide, which runs in a slot in the carriage. Both
the slide and the carriage are composed of spherical surfaces as
described previously. The slide is equipped with an integrated
moulded in rack which is driven with a pinion mounted to the
carriage. It appears that the needle is not being held in its centre
position, in the middle of the carriage, as it would be were slides
to move in from both sides. This is compensated for via soft-
ware control and the center position maintained. Upon initiating
clamping Hoop B moves 15◦ to the right, drawing the carriage
with it simultaneously as the slide closes. Upon unclamping
Hoop B moves back to its original position, thus the needle is
again free to “waggle” around its doctor specified position.

PROTOTYPE
Figures 3 and 4 show solid models of the prototype.
Following the principles of Design for Manufacture and As-

sembly, all components snap and push together. First the carriage
is pushed through Hoop A then hoop B, which is then rotated
90◦ to lock in place. The hoops are then are slightly compressed
and snapped between the mating tabs. Then the pinion is pushed
through the motor socket which is of larger diameter than the op-
posing bearing hole. The motor will, in turn, secure the pinion.

Figure 3. Top view of the solid model of the prototype.

Figure 4. Side view of the solid model of the prototype.

The slide’s passive roller is assembled and slid into its track from
the carriage side opposite the pinion. Finally, the drive roller to
which rubber has been attached is slid into place. Since each de-
vice is designed to be used only once, no bearings are used, sim-
ply plastic pins, or nubs, in matching holes. The base is equipped
with tabs for taping and slots for securing straps.

The only special work is the application of rubber to the
drive roller and the attachment of the gears to the motor shafts.
These are specially designed and tapered to engage, regardless of
small manufacturing errors, matching moulded sockets in Hoops
A and B, the Pinion and the Drive Roller. With a little refinement,
all components should be easily injection moulded. Currently the
motors are prevented from rotating in their sockets with a band
on the outside; this will be optimised. Ideally at the end of a
procedure the doctor would simply unclip the motors, which had
never contacted a patient, and discard all the plastics.

Upon completion of the solid model and verification of the
strength of critical components it was SLA rapid prototyped. The
final product required nearly no finish work, only light sanding
on some of the pivot points. The motor and wiring and installa-
tion was completed and the device was taken to Massachusetts
General Hospital for CT compatibility testing. Then the Con-

5 Copyright c� 2005 by ASME

FIGURE 4.4 – À gauche : CT-Bot [Maurin 2008] ; à droite : Robopsy [Barrett 2005].

Comme ces systèmes sont embarqués sur le patient, ils doivent être légers pour être le moins

inconfortables possible, et peu encombrants de sorte qu’ils puissent entrer dans le tunnel

du scanner avec le patient. La fixation du système sur le patient doit garantir que l’assistant

robotique reste au dessus de la zone d’intervention. Toutefois, certaines zones comme celles

situées sur les côtés du patient restent impossibles à atteindre puisque le poids du robot

tend à le faire basculer. Devant être compacts et légers, leur espace de travail s’en trouve

restreint, comme l’illustre parfaitement le système Robopsy. Lorsque la zone d’intervention

est initialement mal ciblée, le repositionnement du système peut faire perdre beaucoup de

temps : déplacer le robot est fastidieux et nécessite un nouveau recalage avec l’imageur. Enfin,

la base du robot ne possédant pas de référence commune avec l’imageur, son recalage avec

les images du scanner est nécessaire, et il peut s’avérer complexe. Dans le cas du CT-Bot, un

cadre stéréotaxique composé d’un arrangement spécifique de barres a ainsi dû être conçu et
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embarqué pour repérer le robot dans les images scanner et faire le recalage [Maurin 2005].

Outre les différentes architectures que l’on peut retrouver dans la littérature sur les assis-

tants robotiques pour la radiologie interventionnelle, il existe également différents modes de

fonctionnement, qui peuvent être classifiés de la manière suivante :

– autonome, où le robot exécute seul la tâche ;

– téléopéré, où le radiologue exécute à distance le geste reproduit par le robot ;

– comanipulé, où le radiologue et le robot accomplissent ensemble la tâche.

Le mode autonome permet d’obtenir une très bonne précision de positionnement et une

bonne répétabilité. Cependant il ne permet pas à l’opérateur d’intervenir dans la boucle

d’action. Pour modifier le positionnement, il faut alors reprogrammer le système robotique.

C’est notamment le cas du système Robopsy où l’aiguille est insérée automatiquement. Une

modification de la tâche n’est pas possible en mode autonome : il faut arrêter le robot, re-

planifier la tâche en changeant l’objectif, puis relancer l’exécution. Enfin, des problèmes de

sécurité et de responsabilité se posent, puisque ce n’est plus le radiologue qui contrôle le geste.

Le mode téléopéré, utilisé notamment pour l’insertion d’aiguille sur le CT-Bot, permet de

remédier à plusieurs limitations du mode autonome, puisque c’est le radiologue qui guide

directement l’insertion de l’aiguille. Le retour d’effort permet au praticien de ressentir les

caractéristiques biomécaniques des organes de façon à analyser la pénétration de l’aiguille.

Dans le cas du scanner à rayons X, ce mode permet d’éloigner le praticien de la source. De

plus, il amène un certain confort au praticien et améliore l’ergonomie du geste. Il permet aussi

de filtrer certains effets indésirables tels que les tremblements du praticien ou la respiration

du patient [Joinie-Maurin 2011]. L’inconvénient majeur de la téléopération est la perte de

contact physique avec le patient. Certaines tâches nécessitent toute l’expérience et l’expertise

du médecin et donc une intervention directe sur le patient. Dans ce cas, la manipulation

collaborative peut être d’une grande aide, en guidant le médecin dans ses actions. Le système

robotique devient alors un véritable assistant appliquant des contraintes virtuelles en vue de

limiter l’accès à certaines zones.

4.1.3 Approche proposée

Nous avons pu constater que les systèmes robotiques destinés aux interventions percutanées

sous scanner à rayons X sont nombreux, et chacun d’entre eux offre un panel de fonctionnalités

toutes aussi intéressantes les unes que les autres. Cependant, cet état de l’Art fait apparaître

l’intérêt d’un dispositif ayant plusieurs modes de fonctionnement afin de s’adapter au mieux

à la pratique clinique. C’est pourquoi l’assistant que nous proposons doit permettre dans

une première phase de réaliser un positionnement autonome et, dans une seconde phase, de

guider le geste du praticien afin de l’inclure dans la boucle de décision. Ces objectifs sont à

réaliser tout en garantissant la sécurité du patient.
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Un nouveau scénario pour les gestes percutanés avec assistant robotique

Pour répondre aux problématiques des interventions percutanées, le scénario suivant est

proposé, décomposé en différentes sous-tâches :

1. Placement du manipulateur. Le dispositif est attaché à la table de l’imageur, près de la

région à opérer. Au départ, le robot n’est (a priori) pas contraint en position, c’est-à-dire

que son effecteur peut être déplacé par l’utilisateur partout dans son espace de travail.

Pour faciliter ce déplacement, il doit être transparent pour la personne qui le manipule ;

2. Suivi de trajectoire pour atteindre le point d’entrée de l’aiguille. Le robot effectue la

tâche de positionnement au point d’entrée de l’aiguille : grâce à la planification du geste

effectuée sur les images pré-opératoires et au recalage, le point d’entrée de l’aiguille

sur la peau du patient est connu dans le référentiel du robot. Le robot vient alors s’y

« amarrer », comme représenté sur la figure 4.5a. Il effectue ce positionnement initial de

manière autonome. Des images sont acquises dans le but de vérifier le bon positionne-

ment, et si ce n’est pas le cas, le radiologue peut alors le corriger manuellement ;

3. Suivi des mouvements physiologiques du patient. Une fois solidaire du patient, le

système robotique doit être transparent, c’est-à-dire qu’il doit suivre ses mouvements

physiologiques, notamment de respiration ;

4. Orientation de l’aiguille par comanipulation. Le radiologue manipule le robot de façon

à orienter un tube porte-aiguille dans lequel viendra par la suite se glisser l’aiguille. Le

principe est représenté sur la figure 4.5, où le tube porte-aiguille peut être assimilé à une

structure déployable non actionnée, positionnée en bout de l’organe terminal. En mode

autonome, cette structure est maintenue en position repliée. Une fois le robot en E , la

base de cette structure est fixée sur le patient et permet de réaliser une liaison rotule

avec la peau (voir la figure 4.5a). L’utilisateur déploie la structure en déplaçant l’organe

terminal. La structure est alors en liaison linéaire annulaire avec l’organe terminal,

Patient 

E  

Extrémité  
        du robot 

(a) Positionnement.

Patient 

Tube  
  porte-aiguille 

E Utilisateur 

(b) Déploiement.

Patient 

P 

E 

(c) Orientation.

FIGURE 4.5 – Principe de fonctionnement de la structure porte-aiguille.
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comme le montre la figure 4.5b. Une fois la structure totalement dépliée, la liaison

linéaire annulaire est bloquée pour devenir une liaison rotule en P (figure 4.5c). Le tube

porte-aiguille est donc lié, à une extrémité, au point d’entrée E sur la peau du patient

et, à l’autre extrémité, au point P , organe terminal du robot. Ainsi, le placement du

haut du tube porte-aiguille permet d’imposer une orientation au tube, et, par suite, à

l’aiguille. Nous proposons que cette phase de déploiement et d’orientation de l’effecteur

puisse se faire en manipulation collaborative. Le geste du radiologue est guidé par

des contraintes virtuelles imposées par l’assistant robotique, programmées grâce à la

planification préalable du geste ;

5. Insertion manuelle de l’aiguille. Le radiologue insère l’aiguille de quelques millimètres

et une acquisition d’images est réalisée pour vérifier que la pointe de l’aiguille est

correctement dirigée. Le radiologue corrige éventuellement la trajectoire de l’aiguille

et le cycle recommence jusqu’à atteindre la tumeur. Pendant les phases d’insertion

manuelle le système doit pouvoir se rigidifier afin de faciliter le guidage de l’aiguille. En

dehors de ces phases la contrainte sur l’aiguille est relaxée.

Si le traitement requiert l’utilisation de plusieurs aiguilles, la procédure proposée est répétée

autant de fois que nécessaire. La réalisation d’un système permettant d’effectuer la totalité de

ces étapes va très au delà de ce travail de thèse. Toutefois, nous avons souhaité montrer ici

comment les solutions proposées aux chapitres 2 et 3 pouvaient être utilisées pour contribuer

à la mise en place d’un tel scénario. La zone d’intervention envisagée est l’abdomen. Nous

considérerons par la suite que la cible anatomique a été identifiée et que celle-ci peut être

atteinte. Nous supposerons également que le recalage est effectué. Afin de garantir une pro-

cédure d’amarrage optimale du robot sur le patient, nous souhaitons que l’effort de contact

n’excède pas 2,5 N. Enfin, lors des phases de guidage, il est impératif que l’effort maximal

généré par les contraintes virtuelles ne dépasse pas 8 N.

Choix de conception du robot

L’utilisation d’un système robotisé pour assister des gestes opératoires dans une salle de

radiologie impose de nombreuses contraintes de conception. Le travail proposé ci-après est

restreint aux contraintes imposées par l’environnement du scanner et par la réalisation du

geste. Nous n’aborderons pas ici les problèmes liés à la stérilisation du système ou au recalage,

qui nécessiteraient une étude complète qui n’est pas l’objet de ce travail de thèse.

Degrés de liberté et architecture Pour se positionner au point d’entrée sur la peau du

patient, le robot doit pouvoir pointer un point dans l’espace, ce qui nécessite un minimum

de 3 ddl. Pour effectuer l’orientation de l’aiguille, le point d’entrée et le pointage d’un second

point dans l’espace sont utilisés. L’assistant robotique requiert donc un minimum de 3 ddl. Une
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architecture série à trois liaisons pivot positionnées telles que représentées sur la figure 4.6 est

retenue. Celle-ci présente l’avantage d’être simple à mettre en œuvre et facile à dimensionner

pour respecter les contraintes dimensionnelles du scanner. De plus, cette architecture permet

d’intégrer facilement les éléments d’actionnement présentés aux chapitres 2 et 3.

q1 

q2 

q3 
a 

e 

h2 

FIGURE 4.6 – Structure retenue pour l’assistant robotique.

Pré-dimensionnement et espace de travail La figure 4.7 présente une vue d’ensemble des

différents éléments à considérer. La zone d’intérêt représente le patient. Elle se trouve toujours

dans le tunnel du scanner. Nous proposons que le système à 3 ddl soit monté sur une glissière

non actionnée positionnée le long de la table de l’imageur à côté du patient, afin de maximiser

l’espace de travail. Ce ddl supplémentaire doit permettre de pré-positionner le robot dans le

zone d’intervention, et donc de réduire la taille du système à 3 ddl.

x0 

z0  

  

 
 

 
 

g

Tunnel du scanner 

Zone d’intérêt 

x 

Table de l’imageur 

Glissière 
non actionnée 

FIGURE 4.7 – Robot positionné pour une opération.

Le scanner à rayons X possède un anneau de diamètre 780 mm et de profondeur 650 mm,

qui peut être incliné de ±30˚. Le patient est quant à lui caractérisé par des données anthro-
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pométriques telles que la profondeur de l’abdomen, allant de 185 à 362 mm et la largeur

des hanches, allant de 326 à 452 mm [Din 2005]. Ces données quantitatives du patient et du

scanner sont reportées sur la figure 4.8.

Lorsque la zone à opérer (zone d’intérêt) est au centre du scanner, la base du robot est

positionnée à 260 mm de la ligne médiane du scanner et à 325 mm du centre de l’anneau,

comme représenté sur la figure 4.9. La zone orange représente l’espace de travail désiré du

robot où les points Bd et Br représentent les positions extrêmes à atteindre lorsque le bras

est, respectivement, déployé et replié. Pour balayer l’espace de travail souhaité, on considère

une rotation de 90° autour de l’axe vertical passant par le point O. Dans la configuration

représentée sur la figure 4.9, le robot est au milieu de l’espace de travail, centré autour de la

position Bm . Il décrit un angle de 25° par rapport à l’axe −→xt , situé le long de la table d’opération.

La zone de 20° située en bordure permet d’assurer l’orientation des aiguilles, y compris lorsque

la zone d’intervention est en bordure de la table de l’imageur.

326 mm 
452 mm 

362 mm 

185 mm 

Ø 780 mm 

135 à 335 mm 

260 mm 

x 

g
Anneau du scanner 

Taille maximale  
du patient 

Taille minimale 
du patient 

FIGURE 4.8 – Mise en évidence des dimensions
(Scanner vu de face).

200 mm 

325 mm 

260 mm 
O 

xt  

Bm 

Bd . 

Br 
20° 25° 

. 

Table de l’imageur 

Zone d’intérêt 

Espace de travail 

FIGURE 4.9 – Mise en évidence des dimensions
(Scanner vu de dessus).

Par suite, il vient : OBd ≈ 468 mm, OBm ≈ 358 mm et OBr ≈ 248 mm. Les longueurs des

segments du bras sont ensuite déduites du modèle géométrique du robot en tenant compte

des butées articulaires dues à la conception, que nous présenterons dans la suite du chapitre,

et qui imposent l’espace de travail articulaire suivant (avec les positions angulaires q1, q2 et

q3 définies à la figure 4.6) :
q1 ∈ [−45°; 45°]

q2 ∈ [−58°; 73°]

q3 ∈ [q2 −114°; q2 −20°] avec q3 ∈ [−78°; 53°]

(4.1)

et une dimension h2 = 25,2 mm (voir la figure 4.6).
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Les dimensions caractéristiques du robot sont notées a et e, conformément à la figure 4.6. Elles

sont calculées de sorte que le bras puisse atteindre le point Bd lorsqu’il est déployé, c’est-à-dire

lorsque q2 = 0˚(segment de longueur a horizontal) et q3 = −20˚(segment de longueur e en

butée haute) et qu’identiquement, il puisse atteindre le point Br lorsqu’il est replié, c’est-à-dire

lorsque q2 = 73˚(segment de longueur a en butée haute) et q3 =−41˚(segment de longueur e

en butée basse). Les dimensions suivantes sont alors obtenues : a = 260 mm et e = 195 mm.

Afin de ne pas rentrer en collision avec le scanner, notamment lorsque ce dernier est incliné,

l’espace de travail du dispositif doit être restreint en hauteur. Pour permettre l’orientation

d’une aiguille, la plage de hauteur requise est d’environ 450 mm. Le robot est donc positionné

selon la verticale −→zt de manière à maximiser le nombre de points atteignables, ce qui permet

d’obtenir l’espace utile présenté à la figure 4.10, dans le plan (~x0, ~z0) du robot, lorsque q1 = 0˚.

−100 0 100 200 300 400 500 600 700 800

−300

−200

−100

0

100

200

300

400

x (mm)

z 
(m

m
)

Espace de travail (q1 = 0) 

z0 = zt  

x0  z (
m

m
) 

x (mm) 

450 m
m

 

q1 

q2 

q3 

FIGURE 4.10 – Espace de travail utile (magenta) et réel (bleu), à q1 = 0°.

Contraintes sur les matériaux Pour les interventions guidées par imagerie à rayons X, il est

impératif de choisir convenablement les matériaux utilisés pour la conception d’un système

robotique. En effet, certains matériaux ne sont pas compatibles avec les scanner à rayons X car

ils ont tendance à créer des artéfacts dans l’image. Ces artéfacts altèrent la qualité des images,

ce qui les rend inutilisables en clinique.

Le robot que nous souhaitons concevoir étant placé près de la région d’intérêt, il doit être

conçu de manière à éviter au maximum les artéfacts [Barrett 2004]. C’est pourquoi, il est

préférable d’éviter la présence d’éléments métalliques près de l’organe terminal du robot.
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4.2 Stratégie de positionnement en mode autonome

Dans cette section, nous présentons la conception et la réalisation d’un système à 3 ddl, obéis-

sant à l’approche proposée précédemment. Il permettra d’évaluer le principe d’actionnement

présenté au chapitre 2 avec plusieurs ddl. Des résultats expérimentaux en suivi de trajectoires

sont également présentés, ce qui permet de valider la stratégie de positionnement en mode

autonome tout en garantissant la sécurité d’une utilisation en environnement humain.

4.2.1 Système robotique

Le système robotique, présenté à la figure 4.11, est une architecture de type série possédant 3

ddl et qui respecte les contraintes annoncées précédemment. L’axe 1 de la première articula-

tion étant vertical, le poids n’a pas d’influence sur son déplacement, contrairement aux axes 2

et 3. Nous avons donc pris le parti d’équiper uniquement les axes 2 et 3 avec les actionneurs

présentés au chapitre 2. L’axe 1 est actionné directement par l’intermédiaire d’un cabestan. La

structure de type parallélogramme permet quant à elle de faciliter l’équilibrage statique du

dispositif et de déporter les actionneurs afin de limiter les masses et les inerties embarquées

tout en améliorant la rigidité du système.
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FIGURE 4.11 – Système à 3 ddl : architecture et positionnement des ressorts.

4.2.2 Modélisation

Le paramétrage du système est donné sur la figure 4.12, où les points Ak , k = {0;1;2;3;4}

représentent les centres des liaisons pivots. Le point A5 représente l’organe terminal du robot.
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Le système robotique est composé comme suit (voir figure 4.12) :
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FIGURE 4.12 – Système et paramétrage.

– un bâti S0 auquel est lié le repère R0 =
{

A0;~x0,~y0,~z0
}

;

– un solide S1 composé d’un segment rigide de masse m1, auquel est lié un repère R1 ={
A01;~x1,~y1,~z0

}
est connecté au bâti par une liaison pivot d’axe (A0,~z0). L’orientation de S1

par rapport S0 est définie par le paramètre q1 = (~x0,~x1). S1 a pour centre d’inertie G1, avec

A0G1 =−lg 1~x1 ;

– un solide S2, élément du parallélogramme, qui est composé d’un segment rigide de masse

m2, auquel est lié un repère R2 = {
A1;~x2,~y2,−~y1

}
est connecté au solide S1 par une liai-

son pivot d’axe
(

A1,~y1
)
. L’orientation de S2 par rapport S1 est définie par le paramètre

q2 = (~x1,~x2). S2 a pour centre d’inertie G2, avec A1G2 = lg 2~x2 ;

– un solide S3, élément du parallélogramme, qui est composé d’un segment rigide de masse

m3, auquel est lié un repère R3 =
{

A1;~x3,~y3,−~y1
}

est connecté au solide S1 par une liaison

pivot d’axe
(

A1,~y1
)
. L’orientation de S3 par rapport S1 est définie par le paramètre q3 =

(~x1,~x3). S3 a pour centre d’inertie G3, avec A1G3 = lg 3~x3 ;

– un solide S4, élément du parallélogramme, parallèle au solide S2, qui est composé d’un

segment rigide de masse m4, auquel est lié un repère R4 =
{

A3;~x2,~y2,−~y1
}

est connecté au

solide S3 par une liaison pivot d’axe
(

A3,~y1
)
. L’orientation de S4 par rapport S1 est définie

par le paramètre q2. S4 a pour centre d’inertie G4, avec A3G4 = lg 4~x2 ;
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– un solide S5, élément du parallélogramme, parallèle au solide S3, qui est composé d’un

segment rigide de masse m5, auquel est lié un repère R5 =
{

A2;~x3,~y3,−~y1
}

est connecté au

solide S2 par une liaison pivot d’axe
(

A2,~y1
)
. L’orientation de S5 par rapport S1 est définie

par le paramètre q3. S5 a pour centre d’inertie G5, avec A2G5 = lg 5~x3 ;

– un ressort linéaire de traction R2 associé au solide S2 de masse mr 2, de raideur kr 2, de

longueur à vide l02 et de tension initiale F02. Une extrémité est attachée au solide S2 et l’autre

extrémité est reliée à un actionneur par l’intermédiaire d’un câble de masse négligeable

et non-extensible. Ce câble passe par les points P22, qui appartient au solide S2, et par P12

solidaire du solide S1, qui est situé à la verticale de A1. L’allongement du ressort est égal à

d2+u2, avec la distance d2 = P12P22 = l2

√
1+α2

2 −2α2 sin q2, où l2 = A1P12 et α2l2 = A1P22,

et u2 la longueur de câble enroulé sur la poulie motrice. Le centre de gravité du ressort

noté Gr 2, avec A1Gr 2 = lg r 2(q2,u2)~x2, où lg r 2(q2,u2) = D2− l02 +d2 +u2

2
avec D2 la distance

entre le point de pivot A1 et l’extrémité du ressort attaché au solide S2 ;

– un ressort linéaire de traction R3 associé au solide S4, de masse mr 3, de raideur kr 3, de

longueur à vide l03 et de tension initiale F03. Une extrémité est attachée au solide S4 et l’autre

extrémité est reliée à un actionneur par l’intermédiaire d’un câble de masse négligeable et

non-extensible. Ce câble passe par les points A3 puis P23, qui appartient au solide S3, et par

P13 solidaire du solide S1 et situé à la verticale de A1. L’allongement du ressort est égal à

d3+u3, avec la distance d3 = P13P23 = l3

√
1+α2

3 −2α3 sin q3, où l3 = A1P13 et α3l3 = A1P23,

et u3 la longueur de câble enroulé sur la poulie motrice. Le centre de gravité du ressort

noté Gr 3, avec A3Gr 3 = lg r 3(q3,u3)~x2, où lg r 3(q3,u3) = D3− l03 +d3 +u3

2
avec D3 la distance

entre le point de pivot A3 et l’extrémité du ressort attaché au solide S4.

Le choix d’une telle structure en parallélogramme permet donc de contrôler l’orientation de

S5 à partir de S3. Ainsi, il n’est pas nécessaire d’embarquer l’actionneur proposé sur S2 ni

d’imposer un point de passage du câble à la verticale de A2.

Par la suite le vecteur de coordonnées généralisées sera noté q = (
q1, q2, q3

)T , et le vec-

teur de longueur de câble enroulé sera noté u = (u1, u2, u3)T . u1 représente la longueur de

câble enroulé au niveau du premier axe par l’intermédiaire de la transmission par cabes-

tan. Les efforts d’actionnement fournis par les moteurs seront représentés par le vecteur

Fm = (τm , Fm2, Fm3)T . Par la suite nous supposerons que la transmission par cabestan de la

rotation propre du système possède une raideur k1 et un rapport de réduction r1.

Chaque actionneur est donc composé d’un moteur connecté au segment à actionner par une

transmission flexible. En considérant que les articulations subissent uniquement l’effet des

frottements visqueux, les équations générales du mouvement peuvent s’écrire sous la forme
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suivante :

M
(
q
)

q̈+C(q, q̇)q̇+ ∂Up (u,q)

∂q
+ ∂Ue (u,q)

∂q
= τext (4.2)

Bü+Duu̇+ ∂Ue (u,q)

∂u
= Fm (4.3)

où M(q) et B représentent respectivement les matrices d’inertie des segments et des moteurs.

C(q, q̇) et Du représentent quant à eux les frottements visqueux et les forces centrifuges et de

Coriolis du mécanisme. Le vecteur τext définit les efforts extérieurs appliqués sur le système.

Enfin, Up (u,q) et Ue (u,q) représentent respectivement l’énergie potentielle de pesanteur

du mécanisme et l’énergie potentielle élastique due aux ressorts et à la transmission par

cabestan. En choisissant judicieusement les caractéristiques des ressorts R2 et R3 ainsi que

les paramètres d’assemblage, l’effort engendré par l’énergie potentielle élastique permettra

de compenser la gravité et d’actionner le mécanisme. L’énergie potentielle de pesanteur du

mécanisme s’écrit, en choisissant l’énergie potentielle nulle en A01 :

Up (u,q) =(
m2lg 2 +m4lg 4 +m5a

)
g sin q2 +

(
m3lg 3 +m4b +m5lg 5

)
g sin q3

+mr 3bg sin q3 +∆Up (u,q)
(4.4)

avec ∆Up (u,q) = (
mr 2lg r 2(q2,u2)+mr 3lg r 3(q3,u3)

)
g sin q2 qui représente l’énergie poten-

tielle de pesanteur engendrée par le déplacement du centre de gravité des ressorts. Comme

nous le verrons par la suite, cet ajout d’énergie potentielle doit être prise en compte dans le

calcul des paramètres des ressorts pour réaliser l’équilibrage statique. L’énergie potentielle

élastique produite par les transmissions flexibles vaut :

Ue (u,q) = 1

2

(
k1

(
u1 − rc q1

)2 +k2 (d2 +u2)2 +k3 (d3 +u3)2
)

(4.5)

avec rc le rayon du cabestan. Les efforts résultants se mettent sous la forme :

∂Up (u,q)

∂q
=


0(

m2lg 2 +m4lg 4 +m5a
)

g cos q2(
m3lg 3 + (m4 +mr 3)b +m5lg 5

)
g cos q3

+ ∂∆Up (u,q)

∂q
(4.6)

et

∂Ue (u,q)

∂q
=


−rc k1

(
u1 − rc q1

)
−k2u2

l 2
2α2 cos q2

d2
−k2l 2

2α2 cos q2

−k3u3
l 2

3α3 cos q3

d3
−k3l 2

3α3 cos q3

 (4.7)

95



Chapitre 4. Application et généralisation

∂Ue (u,q)

∂u
=


k1

(
u1 − rc q1

)
k2 (u2 +d2)

k3 (u3 +d3)

 (4.8)

D’après ce que nous avons établi dans le chapitre 2, l’équilibrage statique est assuré si les

équations (4.6) et (4.7) sont égales, lorsque le système est au repos, c’est-à-dire que u2 = 0 et

u3 = 0. Avec ces conditions et les équations (4.6) et (4.7), nous pouvons établir que :

k2 =
(
m2lg 2 +m4lg 4 +m5a

)
g

l 2
2α2

+ 1

l 2
2α2 cos q2

∂∆Up (u,q)

∂q2

k3 =
(
m3lg 3 + (m4 +mr 3)b +m5lg 5

)
g

l 2
3α3

+ 1

l 2
3α3 cos q3

∂∆Up (u,q)

∂q3

(4.9)

Les équations (4.9) permettent de déterminer les raideurs des ressorts nécessaires pour réa-

liser l’équilibrage. Cependant, on peut constater que ces expressions sont dépendantes des

positions q2 et q3, à cause de la variation de position des centres de gravité des ressorts. Mais

en pratique, les ressorts ont des raideurs fixes, que nous choisirons de la manière suivante :

k2 =
(
m2lg 2 +m4lg 4 +m5a

)
g

l 2
2α2

+k0
2

k3 =
(
m3lg 3 + (m4 +mr 3)b +m5lg 5

)
g

l 2
3α3

+k0
3

(4.10)

avec k0
2 et k0

3 qui représentent des raideurs moyennes correspondantes à la variation de

position des centres de gravité des ressorts (nous reviendrons sur ce point dans la section sur

le dimensionnement).

Une fois le système statiquement équilibré et les erreurs d’équilibrage négligées, les équations

de mouvement (4.2) et (4.3) deviennent, sans interaction extérieure :

M
(
q
)

q̈+C(q̇,q)q̇ = τa(q,u) (4.11)

Bü+Duu̇ = Fm − ∂Ue (u,q)

∂u
(4.12)
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avec le vecteur d’actionnement τa(q,u) défini par :

τa(q,u) =


rc k1(u1 − rc q1)[

k2l 2
2α2 cos q2

d2
− mr 2g cos q2

2

]
u2 − mr 3g cos q2

2
u3

k3l 2
3α3 cos q3

d3
u3

 (4.13)

La forme numérique du modèle dynamique (4.11) du système est donnée dans l’annexe B, en

négligeant les inerties des ressorts.

4.2.3 Prototype

Le prototype réalisé est représenté sur la figure 4.13. Les dimensions des différents segments

Ressorts 

Moteurs 

q1 

q2 

q3 

260 mm 

195 mm 

Base ajustable 

45 mm 

FIGURE 4.13 – Prototype à 3 ddl.

du mécanisme sont : A1 A2 = 260 mm, A2 A5 = 195 mm, A1 A3 = 45 mm et A0 A1 ·−→x1 = 25 mm

(cf. figure 4.12). La majorité des éléments sont en polymère en vue de minimiser les masses et

les inerties de l’ensemble de la structure. Après pesage des différents éléments, nous avons :

m2 = 60 g, m3 = 27 g, m4 = 70 g et m5 = 98 g tandis que les masses des ressorts sont de

mr 2 = 6 g et mr 3 = 3 g. À partir de la CAO nous avons pu déterminer la position des centres
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de gravité, ce qui nous donne : lg 2 = 110 mm, lg 3 = 18 mm, lg 4 = 98 mm et lg 5 = 80 mm. Les

autres paramètres dynamiques tels que les matrices d’inertie ont été déterminés à partir de la

CAO, et intégrés dans les paramètres du modèle dynamique donné en Annexe B.

Les singularités dues à la stratégie d’actionnement restreignent l’espace de travail articulaire de

q2 et q3 à l’intervalle ]−90°; 90°[ tandis que la singularité due à la structure en parallélogramme

impose q2 6= q3. L’espace de travail articulaire théoriquement atteignable sera en outre réduit

si l’on veut prendre en compte les contraintes de réalisation telles que le volume réel des pièces

et des axes. Ainsi, afin d’éviter les singularités tout en autorisant une réalisation pratique, les

positions angulaires sont limitées à :
q1 ∈ [−45°; 45°]

q2 ∈ [−58°; 73°]

q3 ∈ [q2 −114°; q2 −20°] avec q3 ∈ [−78°; 53°]

(4.14)

En ce qui concerne le dimensionnement des actionneurs basés sur l’équilibrage statique,

nous suivrons la procédure détaillée dans le chapitre 2, toutefois en prenant en compte le fait

qu’il y ait plusieurs ddl. Nous souhaitons que le système ne puisse pas appliquer un effort en

bout d’organe terminal supérieur à 2,5 N en statique et que les dimensions de l’articulation

ne dépasse pas 60 mm de diamètre. Enfin, pour limiter la puissance des actionneurs, nous

limiterons la force de traction pour enrouler le câble à 25 N. À partir de ces considérations,

les paramètres l2, l3 et α2, α3 sont calculés en suivant l’algorithme du chapitre 2. Ainsi

nous obtenons les paramètres suivant : α2 = 0,5 et α3 = 0,4 (avec un facteur de sécurité

pour vaincre les frottements secs pour lesquels nous n’avons aucune donnée). Les ressorts

sont choisis sur la base des données fournies par les constructeurs et des équations (4.10),

où l’erreur d’équilibrage est minimale au centre de l’espace de travail du dispositif. Ainsi

nous avons, après caractérisation expérimentale, k2 = 220 N·m−1 et k3 = 90 N·m−1 avec un

allongement de l’ordre de 100 mm, l2 = 60 mm et l3 = 55 mm, tandis que u2 ∈ [−20;20] mm et

u3 ∈ [−26;26] mm. Les ressorts sont placés à l’intérieur des segments, comme visible sur la

figure 4.13.

Avec ces choix, les couples d’actionnement maximaux associés aux angles q2 et q3 sont

respectivement compris entre 49 et 131 N·mm et entre 8 et 52 N·mm. Théoriquement, avec la

stratégie d’équilibrage choisie, l’erreur provenant des variations de position des centres de

gravité des ressorts est inférieure à 2 N·mm sur les couples articulaires des liaisons 2 et 3, ce

qui est négligeable.

En ce qui concerne la partie motorisation, pour le premier axe nous avons fait le choix de

prendre un moteur RE25 de Maxon, associé à une transmission par cabestan, réalisée avec
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un câble en acier CarlStalh de diamètre 0,45 mm. Ce dernier possède un allongement sous

charge négligeable et peut facilement s’attacher et se régler en tension, contrairement aux

câbles en polyéthylène. Ces choix permettent une très bonne réversibilité de l’articulation.

Les deux autres axes sont motorisés à l’aide de deux moteurs Harmonic Drive (Série RSF-5A)

couplés à des capteurs de position de résolution 3,6.10−3˚. Les câbles assurant la transmission

entre les moteurs et les ressorts sont en Dyneema® et sont guidés par des axes montés sur des

roulements à billes, qui minimisent les frottements. La base du dispositif peut être réglée à

l’aide de trois plots de positionnement afin de compenser d’éventuelles erreurs de verticalité

dues à une surface d’appui non-horizontale. Afin d’améliorer les précisions de mesure des

positions q2 et q3, des capteurs optiques sans contact Mercury Série 1500-S, composés d’une

tête optique montée en face d’une bague graduée à 4096 points par tour, ont été fixés sur

chaque articulation après la transmission flexible.

4.2.4 Stratégie de commande

L’objectif est de suivre une trajectoire sans présence d’obstacle. Une commande en position

basée sur une linéarisation par découplage non-linéaire du modèle dynamique du système

est proposée. Les moteurs choisis sont commandés en vitesse, ce qui permet de négliger leur

dynamique dans la suite. De plus, la transmission par cabestan est considérée parfaitement

rigide afin de simplifier le modèle dynamique, qui devient, avec τext = 03×1 :

M
(
q
)

q̈+C(q, q̇)q̇ = A(q)v (4.15)

avec v = (r1τm , u2, u3)T et :

A(q) =


1 0 0

0
k2l 2

2α2 cos q2

d2
− mr 2g cos q2

2
−mr 3g cos q2

2

0 0
k3l 2

3α3 cos q3

d3

 (4.16)

La figure 4.14 représente la stratégie de commande retenue, basée sur l’inversion du modèle

dynamique du mécanisme en vue d’obtenir un système linéaire en boucle fermée et ce, en

minimisant le recours aux approximations. La loi de commande peut s’écrire :

v = Â
−1

(q)
(
M̂(q)w− Ĉ(q, q̇)q̇

)
(4.17)

où les matrices M̂(q), Â(q)et Ĉ(q, q̇) sont respectivement les estimées des matrices M(q), A(q)
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v 
 

q q 
KP + - + - 

q* 

KD 

Système 
w 
 

!+ - A-1(q) 

C(q, q) 

M(q) 

Compensation non-linéaire et découplage 

FIGURE 4.14 – Stratégie de commande en position basée sur une linéarisation par découplage.

et C(q, q̇). Le choix :

w = KP (q∗−q)−KD q̇ (4.18)

avec KP et KD deux matrices de gain et q∗ la consigne, permet d’obtenir une équation de

mouvement linéaire dès lors que M̂(q), Â(q) et Ĉ(q, q̇) tendent vers M(q), A(q) et C(q, q̇). En

effet, le système en boucle fermée se transforme alors en un système linéaire du second ordre :

K−1
P q̈+K−1

P KD q̇+q = q∗ (4.19)

En conséquence, il reste stable tant que les matrices de gain KP and KD sont définies positives.

Afin d’avoir un système aux propriétés dynamiques équivalentes sur chaque ddl, les matrices

de gains suivantes sont retenues :

KP =ω2
n I3×3

KD = 2ζωn I3×3

(4.20)

avec I3×3 la matrice identité et ωn et ζ respectivement la pulsation propre et le coefficient

d’amortissement choisis.

4.2.5 Validations expérimentales

Les expériences décrites ci-après permettent d’évaluer les performances du dispositif, notam-

ment lors d’une interaction non planifiée. La commande proposée, validée en simulation,

est implémentée sur le prototype avec les valeurs théoriques du modèle dynamique. Des

ajustements des gains sont néanmoins réalisés. Ils différent donc légèrement de la simulation

afin de maximiser les performances de suivi.
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La première expérience (voir figure 4.15) vise à suivre une trajectoire planifiée dans l’espace

articulaire en l’absence d’obstacle. Le prototype est manuellement positionné dans une confi-

guration, d’où le suivi démarre. Les trajectoires de référence sont des droites. La caractéristique

de suivi du premier axe (figure 4.15, haut) peut être décrite par une première phase transitoire

(lorsque la consigne croît) où quelques oscillations sont présentes et où l’erreur absolue est
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FIGURE 4.15 – Suivi de trajectoire dans l’espace articulaire.
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inférieure à 0,3˚. Lorsque le régime permanent est atteint, l’erreur absolue diminue et reste

inférieure à 0,12˚. Les oscillations s’expliquent par la présence de légères flexibilités dans la

transmission par cabestan. Les erreurs absolues de suivi des deux autres coordonnées q2 et

q3 restent respectivement limitées à 1,15˚ et 1,72˚. Ces erreurs se justifient par les termes

négligés lors de la modélisation puisque les frottements ainsi que l’inertie apportée par les

ressorts ne sont pas pris en compte dans l’équation (4.17). De plus, les erreurs de fabrication

ne sont pas considérées. Ces approximations sont pour la plupart inévitables dans le cadre de

dispositifs réalisés en prototypage rapide. En effet, la stabilité des matériaux dans le temps

n’est pas assurée, notamment lorsqu’ils sont sous charge. De légères erreurs dimensionnelles

apparaissent, et les valeurs des coefficients de frottement évoluent.

Dans un second temps, on souhaite tester le comportement du prototype lorsqu’une collision

avec un environnement statique a lieu. Pour cela, le dispositif suit, dans l’espace articulaire,

des trajectoires linéaires pour q2 et q3, tandis que q1 reste constant, comme l’illustre la fi-

gure 4.16. L’environnement se compose de la plate-forme rigide sur laquelle est fixée le capteur

d’effort unidirectionnel utilisé lors de la première série d’expériences sur le système à 1 ddl.

Ce protocole permet de mesurer précisément les efforts résultants des actionneurs élastiques.

Connaissant la position et l’orientation du capteur d’effort par rapport au prototype, les efforts

mesurés (imposés par le prototype sur l’environnement) sont ensuite projetés sur la direction

principale du manipulateur.

En l’absence d’obstacle, le système suit les trajectoires spécifiées (voir la figure 4.16), de

la même façon que dans l’expérience précédente. À t = 1 s, le prototype arrive au contact

de l’environnement (voir la figure 4.16 et la figure 4.17). Dès que le contact a lieu, u2 et u3

augmentent jusqu’à saturer (respectivement à -20 mm et -26 mm), comme illustré par la

figure 4.17, en haut. Il est à noter que les pentes de u2 et u3 après l’impact diffèrent du fait

de légères différences dans les gains du correcteur. L’effort maximal appliqué par l’organe

terminal sur l’environnement est reporté à la figure 4.17, bas, où le signal a été filtré. Comme

on peut l’observer, l’effort reste toujours inférieur à 0,6 N, de la collision au régime permanent.

Cette valeur est similaire à l’effort d’interaction théorique obtenu en quasi-statique à partir du

couple d’actionnement défini par l’équation (4.13), où qi et ui , i = {2;3} sont remplacés par

les valeurs expérimentales.
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FIGURE 4.17 – Déplacements u2 et u3 (haut) et effort d’interaction (bas). L’effort mesuré
est en bleu tandis que la ligne magenta représente l’effort d’interaction théorique pour la
configuration du prototype imposée par la position de l’environnement.

4.3 Stratégie de guidage en mode comanipulé

Le mode comanipulé est utilisé pour guider le geste de l’utilisateur. Dans la pratique, deux cas

sont considérés :

1. Le robot est positionné au-dessus de la région à opérer : le radiologue le déplace pour

l’amener au point d’entrée E sur la peau du patient ;

2. Le robot est déjà positionné au point d’entrée E sur la peau du patient : le radiologue le

déplace pour effectuer l’orientation de l’aiguille.

Pour conserver un dispositif sûr, c’est l’utilisateur qui apporte l’énergie motrice tandis que

l’assistant robotique impose seulement des efforts résistifs pour guider le geste de l’utilisateur.

Pour cela, on utilise le dispositif à 3 ddl précédemment développé et on vient associer à chaque

articulation actionnée un ensemble {embrayage + mécanisme à raideur variable}, noté {ERV},

fonctionnant sur le principe décrit dans le chapitre 3. Cette section présente une mise en

œuvre du tube porte-aiguille, détaille le principe de guidage et l’illustre par des simulations.
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4.3.1 Description

L’utilisateur manipule l’assistant robotique au niveau de l’organe terminal. Dans le cas 1, il le

déplace simplement pour l’amener en E , point d’entrée sur la peau du patient. Dans le cas

2, nous supposons que le robot est déjà correctement positionné en E et que l’utilisateur le

manipule afin d’orienter le tube porte-aiguille.

Tube porte-aiguille

Le tube porte-aiguille réalisé est représenté, dans ses différentes phases de fonctionnement,

sur la figure 4.18. Il se compose d’une sphère, qui assure la liaison rotule avec la peau du

patient, au point E , puis d’une structure delta, qui permet de réaliser la tâche de déploiement.

Enfin, une liaison de type cardan permet d’obtenir le second point P , nécessaire à l’orientation

de l’aiguille. La partie supérieure du cardan s’attache à l’organe terminal du robot. Quatre

trous répartis autour de la sphère permettent le passage de l’aiguille. Lors de la tâche de posi-

tionnement, la structure est maintenue repliée comme visible sur la figure 4.18a. L’équilibrage

statique du robot est alors assuré. La figure 4.18b représente la structure en déploiement

tandis que la figure 4.18c représente la structure entièrement déployée. La position déployée

est conservée par la biais de butées positionnées sur les segments, qui, une fois la singularité

de la structure delta passée, l’empêchent de se replier.

E 

P 

Sphère 

Structure  
delta 

Cardan 

Organe terminal du robot 

(a) Repliée.

P 

E 

(b) En déploiement.

E 

P 

Butées 

Aiguille 

(c) Dépliée.

FIGURE 4.18 – Déploiement de la structure porte-aiguille.

Ce mécanisme est réalisé en prototypage rapide, en bi-matière et en une seule fois. Sans

assemblage, les jeux de fonctionnement des liaisons pivots sont justes suffisants et permettent

alors d’obtenir une structure respectant parfaitement la chaîne cinématique du dispositif.
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Principe général du guidage

La figure 4.19 schématise le principe adopté pour guider le geste de l’utilisateur lors du

déploiement du tube porte-aiguille. Afin de faciliter la compréhension, les éléments ne sont

pas à l’échelle, le dispositif à 3 ddl est représenté sous forme de squelette et le tube porte-

aiguille est représenté avec une aiguille. Sur chaque articulation actionnée du système à 3 ddl

précédemment développé sont positionnés trois {ERV}, permettant de contrôler la raideur des

articulations. La trajectoire à suivre pour orienter l’aiguille est déduite des images acquises

par le scanner. Elle passe par le point d’entrée E sur le patient et par le point à atteindre

dans la tumeur. La trajectoire souhaitée est contenue dans un cône de guidage, qui est une

représentation des efforts résistifs imposés à l’utilisateur lorsqu’il s’éloigne de la trajectoire.

En dehors du cône, les efforts de rappel sont maximaux, tandis qu’à l’intérieur du cône, ils

vont en diminuant lorsque l’utilisateur se rapproche de la trajectoire.

 
 

  

 
 

 
 

Patient 

 
 

 
 Utilisateur 

E 

Aiguille 

Trajectoire  
d’orientation 

Tumeur 

Embrayages +  
Raideur variable 

FIGURE 4.19 – Principe de guidage lors du déploiement du tube porte-aiguille.

Le guidage du geste de l’utilisateur est réalisé selon le schéma proposé à la figure 4.20. Le

système à 3 ddl de la section précédente n’est pas actionné pendant le guidage : τa(q,u) est nul.

Le dispositif est statiquement équilibré en l’absence d’autres couples extérieurs. L’utilisateur

agit sur le robot en imposant les couples articulaires τh . Son geste suit une vitesse d’intention

v∗h . Les {ERV} réagissent en imposant des couples résistifs τr . Ces couples résistifs dépendent

de la position de l’organe terminal par rapport à la trajectoire de référence et par rapport

au cône de guidage. Le couple extérieur τext appliqué au dispositif à 3 ddl de la section
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Gestion guidage 
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vh
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τh 

FIGURE 4.20 – Guidage du geste de l’utilisateur.

précédente vaut alors :

τext =τh −τr (4.21)

Le bloc Gestion guidage permet de déterminer la consigne de position q∗ et la raideur k∗
t

nécessaires pour revenir sur la trajectoire. Ces deux consignes dépendent notamment des

paramètres de la trajectoire à effectuer et du cône de guidage considéré.

4.3.2 Stratégie de guidage

Le paramètrage retenu pour réaliser les contraintes de guidage est représenté à la figure 4.21.

Pour faciliter la visualisation, le cas d’une trajectoire appartenant au plan (~x0, ~z0) est représenté,

mais la stratégie de comanipulation est valable dans l’espace tridimensionnel. La trajectoire

à suivre se caractérise par le point de départ Ei et le point d’arrivée E f . On rappelle que A5

représente le point associé à l’organe terminal. Le point AP est la projection de A5 sur la

trajectoire. La direction de l’effort de rappel Fr est choisie orthogonale à la trajectoire afin de

ne pas imposer d’effort résiduel sur la liaison linéaire annulaire (cf. figure 4.19). La valeur de

l’effort ressenti par l’utilisateur lorsque l’organe terminal est en bordure du cône est notée Fc .

Le cône considéré est tronqué en E f afin de ne pas amener l’organe terminal vers une position

où les efforts résistifs atteindraient Fc . Les rayons rmax et rmi n permettent de le décrire. On

cherche à déterminer les deux sorties q∗ et k∗
t du bloc Gestion guidage de la figure 4.20.

Détermination de q∗ Le point AP correspond à la consigne de position, déterminée en

fonction de A5 (et non du temps). La position de référence q∗ est donc obtenue grâce au

modèle géométrique inverse du robot, appliqué en AP .
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Trajectoire  
d’orientation 
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Ef 
rmin 

rmax 

x0 
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Effort résistif maximal 

Effort résistif nul 

Organe terminal  
du robot 

Utilisateur 
AP 

A5 

FIGURE 4.21 – Trajectoire et cône d’effort.

Détermination de k∗
t Les contraintes virtuelles sont définies par les conditions suivantes :

– lorsque A5 est situé à une distance largement inférieure à rmi n de la trajectoire Ei E f , l’utili-

sateur ne ressent pas d’effort résistif de la part du robot :

Fr = 0 (4.22)

– lorsque A5 est en dehors du cône, l’utilisateur ressent un effort résistif maximal tel que :

Fr = Fc
A5AP

‖A5AP‖
(4.23)

– lorsque A5 est dans le cône (cas représenté sur la figure 4.21), l’utilisateur ressent un effort

résistif Fr dépendant de sa position par rapport au bord du cône, de la forme :

Fr = Fc
A5AP‖Ei E f ‖

‖Ei E f ‖rmi n +‖AP E f ‖(rmax − rmi n)
(4.24)

Les couples articulaires τ∗r que devrait fournir le robot pour obtenir cet effort résistif sont

calculés à partir de la matrice jacobienne J du robot, au point A5, suivant :

τ∗r = JT Fr (4.25)
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Parallèlement, on calcule les différences angulaires∆q entre les points AP et A5, dans l’espace

articulaire :

∆q = q|AP −q|A5 (4.26)

Enfin, on en déduit la raideur k∗
t , dont chaque composante correspond au rapport entre le

couple articulaire et la différence angulaire pour chaque coordonnée articulaire. La raideur

doit être positive et rester inférieure à la raideur maximum que peut fournir le mécanisme à

raideur variable.

4.3.3 Simulations et résultats

Modélisation

Système 3 ddl Il représente le dispositif réalisé précédemment. Il est modélisé conformé-

ment aux équations (4.2) et (4.21), sans toutefois tenir compte des frottements ni des erreurs

d’équilibrage, qui sont faibles et imperceptibles pour l’utilisateur.

Utilisateur Durant la phase de guidage, la main de l’utilisateur se déplace avec l’organe

terminal du robot sans le lâcher. Leurs positions et vitesses respectives sont donc égales. Dans

les simulations proposées, l’utilisateur est modélisé par plusieurs systèmes masse-amortisseur-

ressort [Speich 2005]. On considère que l’utilisateur impose un effort Fh sur l’organe terminal.

Dans le domaine de Laplace, cet effort est lié aux impédances mécaniques Za de la main, Zh

de l’activation des muscles et au transfert Gh [Barbé 2007] :

Fh = Za

1+ZaGh
ZhGh v∗h − Za

1+ZaGh
vh (4.27)

où v∗h est la vitesse d’intention de l’utilisateur et vh sa vitesse réelle, dans l’espace cartésien.

Avec s la variable de Laplace :

Za = ka +ba s

s
, Zh = kh +bh s

s
et Gh = s

mh s2 +bh s +kh
(4.28)

où les valeurs utilisées sont celles proposées dans [De Vlugt 2004] : mh = 1,88 kg, bh = 178 N·s/m,

kh =14998 N/m, ba = 37,3 N·s/m et ka = 733 N/m.

L’utilisateur a une connaissance approximative du positionnement de la cible, on considère

donc que la direction de son geste est cohérente avec la position du point d’arrivée E f . En

outre, le profil de vitesse d’intention considéré commence par une vitesse croissante au

démarrage du geste et finit par une vitesse décroissante près de la cible, de sorte que la vitesse

soit nulle au point d’arrivée et que l’utilisateur stoppe ainsi son geste.
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Embrayages + mécanismes à raideur variable Comme chaque sous-système {ERV} est lié

à une coordonnée articulaire, le principe de fonctionnement est par la suite décrit pour une

articulation et les notations introduites précédemment dans cette section avec des vecteurs

sont appliquées au cas scalaire. En outre, conformément au chapitre 3, on rappelle que q

représente la position angulaire de l’articulation, kt la raideur du mécanisme et λ la position

des translateurs. Les frottements de ces sous-systèmes ne sont pas modélisés. Néanmoins,

lorsque les embrayages ne sont pas actifs, la partie {ERV} est transparente pour l’utilisateur et

le robot se comporte comme si le système à 3 ddl était utilisé seul. Lorsque les embrayages

sont actifs, les efforts en jeu deviennent importants, les frottements ne représentent donc pas

une perte significative d’énergie. On considère aussi que les modifications de raideur sont

instantanées, c’est-à-dire que kt = k∗
t .

Le fonctionnement d’un {ERV} est illustré à la figure 4.22, où la courbe représente τr en

fonction de q − q∗ avec q∗ la position articulaire souhaitée. Le paramètre ε représente la

position de changement d’état de l’embrayage, supposée instantanée.

q-q* 

0 -ε" ε"

kt
* 

kt
* 

τr Embrayage  
inactif Embrayage actif Embrayage actif 

(τr)max 

(τr)min 

FIGURE 4.22 – Fonctionnement de l’embrayage.

Le fonctionnement retenu peut se décrire par :

– lorsque |(q −q∗)| ≤ ε :

τr = 0 ;

– lorsque (q −q∗) > ε :

τr = k∗
t (q − q∗ − ε), jusqu’à atteindre la saturation de couple (τr )max , qui représente le

couple de serrage maximal de l’embrayage ;

– lorsque (q −q∗) <−ε :

τr = k∗
t (q −q∗+ε), jusqu’à atteindre la saturation de couple (τr )mi n .
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La valeur de ε correspond à l’erreur articulaire maximale. Elle doit être choisie en accord avec

l’erreur maximale admissible au point E f . Plus sa valeur est faible, plus le système est réactif

lorsque l’utilisateur s’éloigne de la consigne.

Résultats

La trajectoire considérée est de 100 mm. Dans une première simulation, on choisit rmi n = 2 mm

et rmax = 12 mm. Les composantes de τr sont bornées à 2,5 N·m, tandis que Fc est choisie

égale à 8 N. Les raideurs articulaires sont bornées à 4,5 N·m/˚. L’embrayage change d’état

dès lors que ε = 0,01˚. On introduit dans le profil de vitesse d’intention v∗h de l’utilisateur une

perturbation, permettant de simuler différentes conditions d’éloignement de la trajectoire.

Suivi de trajectoire La figure 4.23 représente, dans l’espace cartésien, un suivi de trajectoire

effectué par l’utilisateur en collaboration avec le robot. La trajectoire à réaliser est la droite

allant de Ei vers E f . L’extérieur du cône de guidage correspond à la zone grisée. La trajectoire

d’intention, en bleu, est partiellement à l’extérieur du cône de guidage. Grâce aux contraintes

virtuelles imposées par le robot à l’utilisateur, la trajectoire effectuée en simulation (représen-

tée en magenta) reste dans le cône défini et se rapproche de la trajectoire de consigne lorsque

le cône se resserre.
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FIGURE 4.23 – Suivi de trajectoire guidé pour un cône d’effort donné.

Les raideurs requises pour imposer l’effort de rappel sont représentées sur la figure 4.24, pour

les articulation q2 et q3 sollicitées lors du guidage. Comme nous pouvions nous y attendre,

ces raideurs ont tendance à augmenter dès lors que le cône se resserre. Leurs saturations,

inévitables en pratique, n’empêchent pas un fonctionnement correct du guidage, comme

l’illustre la figure 4.23.
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FIGURE 4.24 – Raideurs aux articulations q2 et q3 lors du suivi de trajectoire.

Pour comprendre l’influence de la raideur sur l’effort de rappel, examinons les résultats de

la figure 4.25. La courbe du haut représente l’erreur de suivi, définie comme la distance

orthogonale entre la trajectoire de l’organe terminal et la trajectoire de consigne en fonction

du temps. Le cône de guidage apparaît en grisé. La courbe du bas de la figure représente

la force de rappel correspondante (en norme). Dans la phase 1, l’erreur de suivi est faible

tandis que la bordure du cône de guidage est éloignée : l’effort résistif est donc nul. Dans les

phases 2 et 4, les erreurs de suivi fluctuent, ce qui fait varier l’effort résistif, jusqu’à atteindre

un peu plus de 5 N lorsque l’erreur de suivi est importante. Remarquons que l’effort est à la

fois lié à l’erreur de suivi et au paramétrage du cône de guidage, comme mis en évidence dans

l’équation (4.24).

Lorsque la trajectoire de l’utilisateur croise la trajectoire de consigne, l’effort devient nul

(phase 3). Dans la phase 5, l’erreur de suivi reste constante. Ceci s’explique par la vitesse

nulle de l’utilisateur lorsque AP est en E f . Sa position ne varie alors plus, comme le montre la

figure 4.25. Ainsi, l’effort de rappel dans la phase 5 reste constant et vaut un peu moins de 4 N.

Influence du cône La figure 4.26 montre les trajectoires effectuées par l’utilisateur pour

suivre la trajectoire désirée de Ei vers E f avec une même trajectoire d’intention (représentée

en bleu) mais pour différents cônes de guidage. Ces cônes se distinguent par des valeurs

différentes de rmax , respectivement 18, 12 et 6 mm. Plus la base rmax du cône est réduite,

plus la trajectoire de l’utilisateur se rapproche de la consigne. L’arrivée se fait au même point,

puisque la valeur de rmi n = 2 mm est la même pour les trois cas représentés.
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FIGURE 4.25 – Haut : distance entre la trajectoire réelle et la trajectoire d’intention. Bas : force
de rappel.
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4.4 Perspectives

Les problématiques médicales présentées dans la première partie du chapitre ont été abordées

sous deux angles.

Le prototype à 3 ddl proposé a permis de répondre aux besoins du positionnement sûr d’ai-

guille. Les résultats sont prometteurs mais quelques améliorations sont aussi envisageables.

En premier lieu, il faudrait identifier plus finement les paramètres du modèle (notamment

les inerties) afin d’envisager des suivis de trajectoire plus rapides sans pour autant modifier

la stabilité du dispositif. Il serait aussi intéressant de vérifier le comportement du dispositif

commandé en effort, lorsqu’il est contraint sur une cible mobile. Même une consigne d’effort

très faible devrait permettre un suivi correct, d’autant plus que la dynamique de l’environne-

ment en mouvement est faible. À plus long terme, il faudrait réaliser le prototype en usinage

pour profiter des meilleures propriétés mécaniques des matériaux usinés et rendre certaines

parties, comme les supports des moteurs, plus compactes. Il faudrait aussi intégrer un action-

nement sûr sur le premier axe pour garantir la sûreté de tout le dispositif. D’un point de vue

du contexte applicatif, il faudrait vérifier la compatibilité avec l’environnement du scanner. Il

ne devrait pas y avoir d’artéfact gênant puisque les parties métalliques les plus proches de

l’organe terminal sont les ressorts, qui se trouvent relativement loin du patient.

Par ailleurs, les simulations réalisées dans la seconde partie du chapitre montrent que le

guidage du geste est réalisable avec un tel système. Néanmoins, certains paramètres ont été

négligés comme les frottements ou les temps de réponse de certains éléments. Si le premier

paramètre n’a pas d’incidence majeure sur le fonctionnement, le second est en revanche

critique, notamment en ce qui concerne les embrayages. En effet, plus le dispositif sera

capable d’embrayer rapidement, plus la correction de trajectoire de l’organe terminal sera

facile à effectuer et plus l’utilisateur aura un retour rapide sur son geste. La technologie de

l’embrayage doit donc être choisie avec soin. En ce qui concerne les simulations, le modèle

utilisateur pourrait être amélioré. Dans l’état actuel, ce dernier prend en entrée une vitesse

d’intention mais ne réagit pas aux efforts imposés par la régulation de raideur sur l’organe

terminal, comme le ferait un utilisateur réel. De plus, nous avons fait le choix de simuler

un effort qui ramène l’organe terminal perpendiculairement à la trajectoire, choix le plus

approprié dans le cas où le tube porte-aiguille est déjà déployé. Mais lorsque l’on souhaite

atteindre un point donné, il serait intéressant d’envisager le déplacement du robot le long

de la contrainte. Ce déplacement, plus intuitif pour l’utilisateur, signifie néanmoins que la

position d’équilibre des embrayages doit pouvoir varier dynamiquement. Pour conserver

la passivité du dispositif, on pourrait imaginer que les embrayages possèdent un couple de

serrage ajustable. Ce couple pourrait alors être diminué et permettre le re-positionnement

de l’embrayage par l’utilisateur dès lors que ce dernier reste dans le champ de contrainte. De
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plus, un tel dispositif permettrait de limiter les discontinuités de raideur lors des phases de

changement d’état de l’embrayage. Cette réflexion doit être approfondie et évaluée pour voir

dans quelle mesure elle pourrait améliorer le concept des embrayages.

En dernier lieu, bien évidemment, la réalisation du dispositif et son utilisation en conditions

réelles sont les perspectives naturelles de ce travail, que nous avons dû limiter, pour la par-

tie guidage, à une preuve de faisabilité. Fabriquer les modules de guidage, mais aussi les

embrayages, représente un travail d’ingénierie non négligeable, qui n’a pu être mené dans

le temps imparti. Réaliser l’intégralité du scénario médical robotisé proposé permettra à

terme de se confronter aux problèmes pratiques et de vérifier la cohérence de la stratégie de

positionnement et de guidage proposée.
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Conclusion

Les travaux présentés dans ce mémoire de thèse portent sur la conception et la réalisation de

dispositifs intrinsèquement sûrs pour effectuer des tâches de positionnement et de guidage du

geste. Les approches proposées permettent notamment d’apporter une réponse aux besoins

des assistants robotiques utilisés en radiologie interventionnelle.

Le premier objectif de ce travail était donc de proposer un actionnement sûr permettant de

garantir la sécurité des personnes en interaction avec le mécanisme. Le second objectif était

d’offrir un outil pour réaliser le guidage d’un geste. Pour atteindre ces objectifs, nous nous

sommes d’abord concentrés sur l’actionnement et la modulation des contraintes virtuelles de

guidage, présentés aux chapitre 2 et 3 sous la forme de deux sous-systèmes. Puis, nous avons

considéré ces solutions dans un contexte plus général, au chapitre 4, en les replaçant dans

l’application médicale visée.

Conclusions

Dans le premier chapitre, nous avons étudié les solutions technologiques existantes pour

garantir une interaction physique sûre entre un opérateur humain et un robot. De cette étude,

nous avons extrait les règles de conception suivantes :

– diminuer l’énergie d’impact en cas de collision en minimisant les masses et les inerties des

parties mobiles des robots ;

– limiter mécaniquement les couples d’actionnement pour pallier toute défaillance logicielle ;

– garantir la transparence et la réversibilité du système.

Nous avons alors constaté qu’un dispositif intégrant de telles contraintes n’était pas très

répandu dans le domaine de la radiologie interventionnelle, alors que la sécurité du patient

et de l’équipe médicale y est primordiale. Dans la seconde partie de ce chapitre, nous nous

sommes intéressés aux actionneurs à raideur variable. Ils sont une alternative intéressante

pour réaliser le guidage de gestes puisqu’ils s’appuient sur des composants mécaniques

à la place de contraintes virtuelles entièrement logicielles. Nous avons donc présenté les

différentes solutions technologiques existantes, qui ont servi de point de départ pour la
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réalisation du mécanisme à raideur variable.

Dans le chapitre 2, nous avons proposé une solution d’actionnement innovante pour l’interac-

tion physique homme-robot. Le principe de l’actionneur développé s’appuie sur l’équilibrage

statique du robot à l’aide de ressorts linéaires, puis sur la modulation de l’énergie potentielle

qu’ils apportent. Le couple moteur est ainsi généré en tirant ou relâchant les ressorts. Nous

avons détaillé une méthode de dimensionnement des ressorts qui s’appuie sur la tâche à

réaliser. Afin de valider l’approche retenue, des expériences sur un prototype à 1 ddl ont été

réalisées. L’objectif était de montrer qu’un système équipé d’un tel actionneur est capable de

suivre une trajectoire tout en restant intrinsèquement sûr lors d’une collision avec un environ-

nement. Pour réaliser le suivi de trajectoire, nous avons implémenté une loi de commande en

position à gains adaptatifs, basée sur l’inversion du modèle dynamique. Les résultats obtenus

lors de ces expériences ont démontré la validité de l’approche. En environnement libre, le

système suit très bien la trajectoire de référence, tandis que lors d’une collision, les efforts d’in-

teraction restent inférieurs à 1 N. À la fin de ce chapitre, nous avons également proposé une

solution moins encombrante pour faciliter l’intégration de cet actionneur dans un mécanisme

à plusieurs ddl.

Le dispositif présenté au chapitre 2 est une bonne alternative pour l’actionnement d’un sys-

tème robotique, en particulier lorsqu’il s’agit de suivre une trajectoire dans un environnement

humain. Cependant, s’il était légèrement modifié afin d’augmenter les efforts qu’il peut engen-

drer, et utilisé pour réaliser le deuxième objectif de cette thèse (à savoir effectuer le guidage

du geste) il ne satisferait plus à la sûreté recherchée. C’est pourquoi nous avons imaginé

dans le chapitre 3 un mécanisme complémentaire, alliant une articulation à raideur variable

et un embrayage. Cette technique permet de ne pas apporter d’énergie supplémentaire au

dispositif. Nous nous sommes ensuite intéressés à la réalisation du mécanisme à raideur

variable. Après avoir étudié la littérature associée à cette thématique, nous avons proposé

un solution basée sur un mécanisme compliant de type RCC à base de lames flexibles. Cette

solution a la particularité d’être relativement simple à mettre en œuvre tout en limitant l’effort

requis pour changer sa raideur. Dans ce chapitre, nous avons détaillé le dimensionnement, la

conception et la réalisation d’un tel mécanisme. L’objectif étant de valider l’approche, nous

avons donc développé le système sur la base de pièces standards sans chercher à minimiser

les dimensions. Les expériences de caractérisation menées ont ensuite permis de quantifier la

plage de raideur et de valider la modélisation du système.

Le chapitre 4 aborde les questions de l’application médicale, ce qui implique la généralisa-

tion des concepts précédents. Dans un premier temps, nous avons présenté la radiologie

interventionnelle, en détaillant le protocole clinique suivi lors d’une intervention en vue de
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proposer une alternative robotisée. À partir de l’état de l’Art des systèmes robotiques dédiés

à la radiologie interventionnelle, nous distinguons deux types de structure : les systèmes

posés sur le patient et ceux attachés à la table de l’imageur. Nous avons proposé une structure

mécanique alternative qui puisse être à la fois liée au patient et à la table, afin de combiner les

avantages des deux approches. Il est clairement établi qu’un tel système est une valeur ajoutée

lors des phases où l’exposition du radiologue aux rayons X est importante, soit durant le posi-

tionnement et l’orientation d’une aiguille. À notre connaissance, aucun système robotique

pour la radiologie interventionnelle n’intègre le radiologue dans la chaîne décision-action. Le

système que nous avons imaginé pourra à la fois être manipulé manuellement, commandé

automatiquement ou encore comanipulé, en fonction des tâches que l’utilisateur souhaite

réaliser. L’objectif de ce chapitre était de montrer que les dispositifs présentés aux chapitres 2

et 3 peuvent être intégrés dans un système à plusieurs ddl et ainsi valider les différents modes

de fonctionnement. Pour cela nous avons développé un robot série à 3 ddl, dimensionné

de manière à répondre aux contraintes d’espace liées à l’utilisation d’un scanner à rayons X.

Dans un premier temps, un prototype qui intègre les actionneurs présentés au chapitre 2 a été

réalisé. Cela nous a permis de valider le suivi de trajectoire en mode autonome et également

de vérifier les efforts lors d’une collision avec un environnement. Dans un deuxième temps,

nous avons simulé l’utilisation de mécanismes à raideur variable sur la structure à 3 ddl. Ces

simulations ont permis d’établir et de valider l’algorithme de gestion des contraintes virtuelles

utilisées pour guider l’utilisateur le long d’une trajectoire prédéfinie.

Perspectives

Au cours de ce travail de thèse, nous avons proposé des solutions innovantes dans le domaine

de l’interaction physique homme-robot, afin de garantir la sécurité de l’opérateur et d’assurer

le guidage de son geste. Nous avons pu mettre en œuvre la plupart de ces solutions, soit sur

des systèmes à 1 ddl, soit sur un système à 3 ddl. Les prototypes réalisés et les approches

envisagées nous ont déjà permis de considérer différentes perspectives, qui ont été exposées

tout au long de cette thèse et qui sont ici complétées.

À court terme, il conviendrait d’évaluer la robustesse de la loi de commande du dispositif à 3

ddl vis-à-vis des erreurs de modélisation ou encore de proposer une méthode d’estimation des

paramètres du modèle dynamique. En ce qui concerne le guidage du geste, nous envisageons

de développer le système d’embrayage associé au mécanisme à raideur variable. Pour cela,

il faudrait minimiser les dimensions de l’ensemble afin de l’intégrer dans le système à 3 ddl.

Une solution serait notamment de travailler sur les matériaux et la géométrie des mécanismes

compliants. Nous pourrions ensuite implémenter, une fois le prototype réalisé, l’algorithme

de guidage. Ceci nous permettrait de vérifier qu’il est possible de guider un geste à partir d’un

dispositif passif, sans mettre en danger la sécurité des différents acteurs. Dans le cadre plus
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général de l’application médicale, il faudrait valider la correcte réalisation de l’orientation de

l’aiguille via le dispositif porte-aiguille. Il serait ensuite intéressant d’évaluer la compatibilité

du système à 3 ddl avec l’environnement médical et valider l’approche robotisée proposée.

À plus long terme, pour que le système robotique puisse être un jour utilisé en radiologie

interventionnelle, la structure cinématique devrait être optimisée pour répondre au mieux à

la tâche d’insertion d’aiguille. Il conviendrait aussi d’évaluer quantitativement les besoins des

radiologues en termes de raideurs requises pour guider leur geste mais aussi pour maintenir

avec une légère souplesse le tube porte-aiguille lors des phases d’insertion et d’acquisition

d’images par le scanner. Ces données permettraient, dans un premier temps, de dimensionner

les mécanismes à raideur variable et, dans un second temps, d’optimiser l’algorithme de

gestion du guidage pour qu’il adapte les contraintes virtuelles aux étapes successives qu’effec-

tuent les radiologues. D’un point de vue automatique, le mécanisme à raideur variable associé

à un embrayage soulève la question de la stabilité et des performances, puisqu’il s’agit d’un

système hybride. Une étude du système complet permettrait d’optimiser les performances et

de garantir un guidage stable.

Pour conclure, les thématiques abordées dans ce travail de thèse sont nouvelles au sein de

l’équipe AVR et ouvrent de plus larges perspectives, que ce soit en conception mécatronique

ou en automatique. Comme les utilisateurs sont directement dans l’espace de travail du robot,

les problématiques de sécurité y sont en effet récurrentes. Un actionnement intrinsèquement

sûr et une approche par manipulation collaborative pour réaliser des gestes percutanés

dans le cadre de la radiologie interventionnelle deviennent deux axes de développement très

prometteurs.
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A Modélisation d’un quart du méca-

nisme à raideur variable

D’après le paramètrage de la figure 3.10 et la méthodologie proposée au chapitre 3, l’énergie

de déformation Ud s’écrit :

Ud = 1

2E Il

(∫ λ−δ

0
M 2

f 1d x +
∫ λ

λ−δ
M 2

f 2d x +
∫ p

λ
M 2

f 3d x

)
= 1

6E Il
[(−3λ2δ+λ3 −δ3 +3λδ2)F 2

B + (3λ2δ−2λ3 −δ3)FC FB +3M 2
D p +p3F 2

D −3MD p2FD

+ ((−3δ2 −6δp)λ+δ3 +3δ2p −λ3 + (3p +3δ)λ2)FD FB + (6λδ−3λ2 −3δ2)MD FB +λ3F 2
C

+ (−3λ2p +λ3)FD FC +3λ2FC MD ]

(A.1)

Par suite, il vient :

vB = ∂Ud

∂FB
= −6λ2δ+2λ3 −2δ3 +6λδ2

6E Il
FB + 3λ2δ−2λ3 −δ3

6E Il
FC

+ δ3 + (3δ+3p)λ2 −λ3 +3pδ2 + (−3δ2 −6pδ)λ

6E Il
FD + −3λ2 −3δ2 +6λδ

6E Il
MD

(A.2)

vC = ∂Ud

∂FC
= 3λ2δ−2λ3 −δ3

6E Il
FB + 2λ3

6E Il
FC + λ3 −3pλ2

6E Il
FD + 3λ2

6E Il
MD (A.3)

vD = ∂Ud

∂FD
= (3p +3δ)λ2 −λ3 +δ3 +3pδ2 + (−3δ2 −6pδ)λ

6E Il
FB + λ3 −3pλ2

6E Il
FC

− 3p2

6E Il
MD + 2p3

6E Il
FD

(A.4)
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θD = ∂Ud

∂MD
= −3λ2 −3δ2 +6λδ

6E Il
FB + 3λ2

6E Il
FC − 3p2

6E Il
FD + 6p

6E Il
MD (A.5)

En utilisant les conditions (3.3), (3.12) et (3.13) dans les équations (A.2) à (A.5), on peut déter-

miner FB , FC , FD et MD . Leurs formes littérales étant complexes, elles ne sont pas reportées

ici. Par suite, la raideur d’une lame vaut :

kl =
c1τext

(c3δB + c2δC )+ c4τext
(A.6)

avec :

c1 = 2E Il (δ−λ)δ[(2δ+6λ)p3 + (9rλ+9λr −18λ2 +3δr +3δr )p2

+ (18λr 2 −18λ2r −18rλ2 +18λ3 +6δr 2 −6λ2δ)p

+ (−6λ4 −3rλ2δ−3δλ2r +9λ3r −18r 2λ2 +4λ3δ+9λ3r )]

(A.7)

c2 = 24E Il (δ−λ)[(−δ−λ)p3 + (−δ2 +3λ2 −3δr −3λr )p2 + (3λ2δ−2rδ2 +6λ2r −3λ3)p

+ (−3λ3r −2λ3δ+δ2λ2 +3λ2δr +λ4)]
(A.8)

c3 =−24E Ilλ
2(λ−p)2(λ−p −3r ) (A.9)

c4 =−δ(λ−p)3(δ−λ)(3δλ+δp −3λ2 +3λp) (A.10)

Lorsque δB = δC = 0, on obtient :

kl =
c5

c6
(A.11)

où

c5 = 2E Il (−6λ4 + (4δ+18p +9r +9r )λ3 − (3δr +18r 2 +18r p +6δp +18pr +18p2 +3δr )λ2

+ (9p2r +6p3 +9p2r +18pr 2)λ+3δr p2 +2δp3 +6δr 2p +3δp2r

(A.12)

c6 = 3λ5 − (3δ+12p)λ4 + (18p2 +8δp)λ3 − (12p3 +6δp2)λ2 +3λp4 +δp4 (A.13)
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B Modèle du système à 3 ddl

D’après les valeurs CAO, on peut définir :

M(q) =


m11 m12 m13

m12 m22 m23

m13 m23 m33

 (B.1)

et :

C(q, q̇) =


c11 c12 c13

c12 c22 c23

c13 c23 c33

 (B.2)

avec mi j , en kg m2 tels que :

m11 = 0.0110+0.0051cos2q2 +5.4640 10−4 cos2q3 +0.0022cos q2

+5.7838 10−4 cos q3 +0.0048cos q2 cos q3

m12 = 1.4758 10−5 sin q2

m13 =−9.4962 10−5 sin q3

m22 = 0.0102

m23 = 0.0024cos(q2 −q3)

m33 = 0.0011

123



Annexe B. Modèle du système à 3 ddl

et ci j , en kg m3 s−1, tels que :

c11 =
(−0.0022sin q2 −0.0048sin q2 cos q3 −0.0101sin2q2

)
q̇2

c12 =
(
1.4758 10−5 sin q2

)
q̇2

c13 =
(−9.4962 10−5 cos q3

)
q̇3

+ (−0.0011sin2q3 −5.7838 10−4 sin q3 −0.0048sin q3 cos q2
)

q̇1

c21 = 1.4758 10−5q̇1

c22 = 0

c23 =
(
0.0024sin(q2 −q3)

)
q̇3

c31 =
(
0.0024sin q3 cos q2 +2.8919 10−4 sin q3 +5.4640 10−4 sin2q3

)
q̇1

c32 =
(−0.0024sin(q2 −q3)

)
q̇2

c33 = 0
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Vers un actionnement sûr pour la 

radiologie interventionnelle robotisée 
 

Résumé 
En radiologie interventionnelle, l’assistance robotisée permet de diminuer les doses de rayons X 
absorbées par le praticien et d’apporter plus de précision et de rapidité pour effectuer des opérations 
complexes. La présence de robots dans un environnement humain pose alors la question de la 
sécurité du patient et de l’équipe médicale, que ce soit lors d’interactions ou de manipulations.  

Dans cette thèse, nous nous intéressons dans un premier temps aux problématiques de sûreté en 
robotique. Une  structure d’actionnement intrinsèquement sûre est proposée. Le prototype réalisé 
permet un positionnement en mode autonome et est capable de suivre un environnement en 
mouvement.  

Parallèlement, une stratégie de guidage basée sur une approche passive est proposée. Un système 
à raideur variable, utilisant un mécanisme compliant, permet d’imposer un effort résistif variable à 
l’utilisateur en vue de contraindre son geste.   

Dans une deuxième partie, nous décrivons une solution originale au problème de placement 
d’aiguille, et nous étudions la possibilité d’intégrer de tels systèmes sur un dispositif à plusieurs 
degrés de liberté.   

 

Mots-clés : Conception mécatronique, architecture intrinsèquement sûre, mécanisme à raideur 
variable, robotique médicale. 

 

 
 

Abstract 
In the context of interventional radiology, robotic-assisted surgery limits practitioners’ exposure to 
radiations and brings more accuracy to perform complex interventions. However, the presence of 
robot in the environment is a potential danger for the patient and the medical staff in case of 
unexpected interactions and manipulations. 

In this PhD thesis, we first focus on safety problems. An intrinsically safe mechanism is proposed. 
The achieved prototype allows to follow both planned trajectories and moving environments. 

Secondly, a guidance mechanism based on a passive approach is suggested. With a variable 
stiffness system, using a compliant mechanism, a resistive force is applied to the user which allows 
him to be guided in his gesture. 

Based on medical needs, we then study the possibility to integrate and generalize such systems to 
multiple degrees of freedom. 

 

Keywords : mechatronics, intrinsically safe architecture, variable stiffness mechanism, medical 
robotics. 
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