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Résumé—Cet article présente une nouvelle approche du contrôle latéral des
véhicules routiers, particulièrement adaptée pour les routes à forte cour-
bure entraînant la saturation des forces de contact. Elle utilise un modèle
flou de type Takagi-Sugeno à 4 règles permettant de couvrir les domaines
linéaire et de saturation des forces latérales d’interaction. Le modèle est di-
rectement exprimé en fonction des angles de dérive des pneumatiques. La
commande est synthétisée sous la forme d’un retour de sortie dynamique
qui permet de tenir compte de contraintes sur l’état et la commande. Elle
utilise plus particulièrement la notion d’ensembles positivement invariants.
La commande est testée sur plusieurs manœuvres.

Mots-clés— Système flou, Invariance quadratique, Retour de sortie, Fonc-
tion de Lyapunov, BMI, LMI.

I. INTRODUCTION

Le contrôle latéral des véhicules a été l’objet de nombreuses
recherches au cours des quatre dernières décennies. Dans le
cadre de l’automatisation de ce mode, l’accélération est souvent
limitée du fait des conditions de confort pour une conduite sur
autoroute [7]. L’objectif principal était l’amélioration de la sé-
curité et des performances du réseau de transport en retirant le
conducteur de la boucle de contrôle. La seconde phase des re-
cherches a abordé l’aide au maintien de voie et l’évitement de
sorties de voie [13], [11], [8]. Dans ce cas, il s’agit d’offrir au
conducteur des fonctions d’assistance qui soulagent sa tâche de
conduite en faisant des interventions correctives via la colonne
de direction ou le freinage différentiel. Signalons à cet effet que
les sorties de voies constituent encore une large part de l’acci-
dentologie [1]. Il apparaît par contre aujourd’hui qu’il est né-
cessaire de développer des système automatiques capables de
suppléer complètement le conducteur et ce dans tout le domaine
de la dynamique et plus particulièrement dans les régions de
fortes sollicitations des pneumatiques [9]. Pour que la respon-
sabilité puisse être transférée à l’automate, il est nécessaire que
celui-ci garantisse un haut degré de sécurité durant son inter-
vention. Dans cet article, on propose d’utiliser pour cela la théo-
rie des ensembles positivement invariants qui assurent que toute
trajectoire initiée dans un ensemble de ce type y demeure par la
suite. La synthèse de la loi de commande se transforme alors en
l’élaboration d’un ensemble invariant approprié. La théorie de
Lyapunov offre une base théorique permettant de travailler sur
des ensembles de forme ellipsoïdale [15]. Alors que ces fonc-
tions sont relativement simples à synthétiser pour les systèmes

linéaires, elles présentent des difficultés pour les systèmes non-
linéaires.

Les système flous de type Takagi-Sugeno constituent une ap-
proche élégante pour la modélisation des systèmes nonlinéaires.
Dans la littérature, la commande de ce type de systèmes est sou-
vent réalisée en utilisant le concept de contrôle parallèle distri-
bué (PDC) [14],[4],[5]. Dans un premier temps, la commande
a pris la forme de retours d’état avec différents indices de per-
formance et de robustesse. Quand l’état n’est pas accessible à
la mesure, un observateur est utilisé en remplaçant l’état par
son estimée, ce qui permet d’aboutir à un retour de sortie dyna-
mique. L’observateur utilise par ailleurs les mêmes règles que le
retour d’état [10]. Des conditions suffisantes ont aussi été propo-
sées pour l’existence d’un retour de sortie statique [6]. Récem-
ment, le contrôleur dynamique de sortie direct a été considéré
pour les systèmes TS. Le retour de sortie dynamique proposé
dans ce papier présente deux avantages principaux : il offre une
plus grande flexibilité pour la formulation des conditions de sta-
bilité et permet la prise en compte de contraintes quadratiques
sur la commande et les variables d’état sous l’effet de perturba-
tions [2].

Dans la section suivante, un modèle de véhicule de type
Takagi-Sugeno à quatre règles est proposé. La section III pré-
sente la méthodologie de contrôle par retour de sortie dyna-
mique qui assure l’existence d’un ensemble invariant englobant
le domaine atteignable du système en boucle fermée. La section
IV présente les aspects pratiques de synthèse pour le contrôle
latéral. Les résultats de simulation sont fournis dans la section
V. Le papier se termine par une conclusion et des perspectives.

II. MODÈLE DE VÉHICULE

A. Dynamique latérale du véhicule

Le modèle de véhicule considéré pour cette étude est restreint
aux mouvements de translation latérale et de rotations de roulis
et de lacet. La vitesse est supposée constante.
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Fig. 1. Modèle de véhicule avec prise en compte des mouvements de lacet et de
roulis.

h hauteur du centre de gravité

sb longueur de l’essieu

l f /lr distance du centre de gravité à l’essieu avant/arrière

αi angle de dérive du pneumatique i, i = 1, ...,4

Ix, Iy, Iz moments d’inertie

Ixz Moment d’inertie croisé

m,(ms) masse totale (suspendue) du véhicule

Kφ ,(Dφ ) raideur (amortissement) de roulis

Tableau 1 : Paramètres du véhicule

Par la suite, les deux roues avant seront numérotées 1 et 2
et les deux roues arrières 3 et 4. Les indices ( f ,r) désigneront
respectivement les grandeurs liées à l’essieu avant et arrière du
véhicule dans le cas du modèle bicyclette. Les différents para-
mètres du véhicule apparaissent dans le Tableau 1. Les autres
grandeurs seront définies tout au long de cette section.

Le contrôle du mouvement latéral est réalisé par une action
sur l’angle de braquage des pneumatiques. L’angle de braquage
additionnel est obtenu par un système de braquage actif de type
AFS ou filo-commandé "steer-by-wire".

La route étant supposée plane sans pente ni côte et sans dé-
vers, le modèle dynamique simplifié du véhicule est obtenu en
calculant dans un premier temps les forces inertielles dans le re-
père lié au véhicule et projeté sur la route et dans un deuxième
temps le moment dynamique relatif au centre Ov (Fig. 1). Le
vecteur des forces inertielles est donné par :

τ1 =

⎡
⎣ msh sinφψ̈−mv(β̇+ψ̇)sinβ+2mshφ̇ ψ̇ cosφ

mv(β̇+ψ̇)cosβ+mshψ̇
2sinφ+ms

(
φ̇2sinφ−φ̈ cosφ

)
h

−ms
(
φ̈ sinφ+φ̇2cosφ

)
h

⎤
⎦ (1)

avec φ l’angle de roulis, ψ l’angle de cap, v la vitesse longitudi-
nale et β l’angle de dérive au centre de gravité.

Le moment dynamique relatif au centre Ov est quant à lui
donné par :

τ2=

⎡
⎢⎢⎢⎢⎣

Ixφ̈−Ixzψ̈ cosφ+(Iz−Iy)ψ̇2 sinφ cosφ−....

....mshv(β̇+ψ̇) cosβ cosφ+msh
2φ̈−mh2ψ̇2sinφ cosφ

Iyψ̈ sinφ+(Iy+Ix−Iz)ψ̇φ̇ cosφ+Ixz(φ̇
2−ψ̇2 cos2 φ)−....

....mshv(β̇+ψ̇) sinβ+msh
2ψ̈ sinφ+2mh2φ̇ ψ̇ cosφ

Izψ̈ cosφ−Ixz φ̈+(Iy−Ix−Iz)φ̇ ψ̇ sinφ+Ixzψ̇2sinφ cosφ

⎤
⎥⎥⎥⎥⎦ (2)

Il reste maintenant à exprimer les forces et moments exté-
rieurs qui agissent sur le véhicule.

B. Forces et moments externes

Durant son mouvement, le véhicule est soumis à des forces
et des moments d’origines diverses qui agissent sur tout ou par-
tie de sa structure. A ce titre, les forces d’interaction entre les

pneumatiques et la chaussée jouent un rôle déterminant, elles
peuvent être décomposées sous la forme de forces latérales de
guidage, de forces longitudinales de freinage ou d’accélération.
Les forces de guidage, notées fyi (i = 1, ...,4), qui nous inté-
ressent ici, sont directement liées à l’angle de dérive de chaque
pneumatique. Ces angles sont donnés par les quatre expressions
suivantes [11] :

α1 = δ f − tan−1

(
vβ+l f r

v− sb
2 r

)
α2 = δ f − tan−1

(
vβ+l f r

vx+
sb
2 r

)
α3 =− tan−1

(
vβ−lrr
v− sbr

2

)
α4 =− tan−1

(
vβ−lrr
v+

sbr
2

)
Sous l’hypothèse d’angles faibles et en admettant que les deux
angles de dérives des roues d’un même essieu sont égaux, les
approximations linéaires sont alors données par :

α f = α1 = α2 = δ f −
(
β +

l f
v ψ̇

)
αr = α3 = α4 =−β + lr

v ψ̇
(3)

De même, sous l’hypothèse d’absence de forces longitudinales,
la résultante des forces externes est alors donnée par :

τ ′1 =
[
− fy f sinδ f , fy f cosδ f + fyr ,0

]T
(4)

où fy f = fy1 (α1) + fy2 (α2) et fyr = fy3 (α3) + fy4 (α4). Ces
forces induisent un moment de lacet :

Mz = fy f l f cosδ f − fy f lr −Δ fy f asinδ f (5)

avec Δ fy f = fy2 − fy1 .
Le moment de roulis est produit par les suspensions, la force de
gravité et la force de vent. Son expression est :

Mx =−(
Kφ φ +Dφ φ̇

)
+msghφ + hw fw (6)

où Kφ et Dφ sont respectivement la raideur et l’amortissement
de roulis. Le moment résultant s’écrit finalement :

τ ′2 = [Mx,0,Mz]
T (7)

C. Le modèle des pneumatiques

Dans ce qui suit, le modèle HSRI 1 sera utilisé [17], il permet
une formulation simple des efforts latéraux qui intègre deux des
paramètres de rigidité de dérive cyi , d’adhérence μ et de charge
normale sur le pneumatique fn :

fyi = cyi f (λ ) tanαi (8)

avec λ =
μ fni

2cyi |tanαi| et :

f (λ ) =
{

(2−λ )λ si λ < 1
1 λ ≥ 1

Il faut d’abord remarquer que le modèle HSRI est caractérisé
par les propriétés suivantes :

– La pente à l’origine vaut cyi , elle est indépendante de
l’adhérence.

– La valeur maximale de la force vaut (au signe près) μ fni .
– Pour l’adhérence maximale, la pente à l’origine croise la

valeur de saturation pour la valeur de dérive tanαsat =
fni
cyi

.

L’objectif maintenant est d’aboutir à un modèle flou de type
Takagi-Sugeno qui couvre l’ensemble du régime de fonctionne-
ment (linéaire et non linéaire) des forces de contact.

1. Highway Safety Research Institute, États-Unis
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Fig. 2. Force latérale du modèle HSRI et approximation par secteur.

D. Modèle Takagi-Sugeno à 4 règles

Le modèle non-linéaire de la dynamique du véhicule peut être
transformé en un modèle flou de type Takagi-Sugeno (T-S) à
partir de règles floues portant sur les angles de dérive des roues
avant et arrières. Ce modèle peut être considéré comme une ex-
tension de la paramétrisation exposée dans [16] :

– si
∣∣α f

∣∣ est M1 et |αr| est N1 alors

{
f f = c f1α f

fr = cr1αr

– si
∣∣α f

∣∣ est M2 et |αr| est N1 alors

{
f f = c f2α f

fr = cr1αr

– si
∣∣α f

∣∣ est M1 et |αr| est N2 alors

{
f f = c f1α f

fr = cr2αr

– si
∣∣α f

∣∣ est M2 et |αr| est N2 alors

{
f f = c f2α f

fr = cr2αr

Les fonctions d’appartenance Mi et Ni (i = 1,2) sont détermi-
nées par la méthode d’approximation par un secteur linéaire de
la fonction nonlinaire de la force de contact. Les coefficients c fi
et cri (i = 1,2) représentent les rigidités de dérive des pneuma-
tiques associées à chaque modèle linéaire des forces de contact.
Elles représentent aussi les pentes des arrêtes du secteur englo-
bant les courbes de forces de contacts (Fig. 2).

À titre d’exemple, à partir de deux valeurs choisies pour c f1
et c f2 , on détermine les fonctions d’appartenance M1

(
α f

)
et

M2
(
α f

)
en utilisant les deux équations suivantes :{ (

M1c f1 +M2c f2

)
α f = f f (α f )

M2 = 1−M1
(9)

Ce qui donne M1 =
f f −c f2

α f

(c f1
−c f2

)α f
,M2 = 1−M1.

Les fonctions d’appartenance M1 et M2 en fonction de l’angle
de dérive sont finalement obtenues pour le pneu avant avec les
valeurs numériques suivantes : c f1 = 1.1c f et c f2 = 0.7c f . En
procédant de la même manière pour les forces arrières, on ob-
tient les fonctions d’appartenance N1 et N2 et finalement l’ex-
pression des forces résultantes :{

f f =
[
(h1+ h3)c f1 +(h2+ h4)c f2

]
α f

fr = [(h1+ h2)cr1 +(h3+ h4)cr2 ]αr
(10)

avec h1 =M1×N1, h2 =M2×N1, h3 =M1×N2 et h4 =M2×N2.
Pour disposer des angles de dérive comme variables d’état,

on définit le vecteur d’état x̄ = [α f ,αr,δ f ]
T et l’entrée de com-

mande u = δ̇ f , sachant qu’on néglige le mouvement de roulis.
Le système flou prend la forme :

˙̄x =
4

∑
i=1

hi
(
α f ,αr

)
Āix̄+ B̄u (11)

avec :

Āi =

⎡
⎣ a11i a12i a13

a21i a22i a23

0 0 0

⎤
⎦ , B̄ =

⎡
⎣ 1

0
1

⎤
⎦ (12)

et : ⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨
⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩

a11i =− v
l f+lr

− 1
v

(
1
m +

lrl f
Iz

)
c f i,

a12i =
v

l f +lr
− 1

v

(
1
m − l f lr

Iz

)
cri ,

a21i =− v
l f+lr

− 1
v

(
1
m − l2r

Iz

)
c f i,

a22i =
v

l f +lr
− 1

v

(
1
m + l2r

Iz

)
cri ,

a13 =
v

l f +lr
,a23 =

v
l f +lr

.

E. Équations pour le positionnement latéral sur la voie

Pour la problématique de maintien de voie, le modèle (11)
doit être complété par les équations de la dynamique du déplace-
ment latéral par rapport à l’axe de la voie et de l’angle de cap re-
latif du véhicule par rapport à ce même axe. Soitψl =ψ−ψd cet
angle et ρre f la courbure de la route. Nous avons

(
ψ̇d = vρre f

)
et la variation de ψl est donnée par :

ψ̇l = r− vρre f =
v

l f + lr
(−α f +αr + δ f )− vρre f (13)

Soit maintenant ls la distance de visée du capteur vidéo monté
en vision frontale. L’équation donnant la variation du déplace-
ment latéral yl du véhicule par rapport à l’axe de la voie en ce
point est :

ẏl = v(β +ψl)+ lsr (14)

=−v
ls+ lr
l f + lr

α f + v
ls− l f

l f + ls
αr + vψl + v

lr + ls
l f + lr

δ f (15)

Dans la suite, nous supposerons que seules ces deux dernières
variables sont disponibles pour la mesure. Le modèle flou précé-
dent est alors discrétisé à la période d’échantillonnage 0.005sec.
Le modèle discret obtenu prend la forme : :

x(t + 1) = ∑4
i=1 hi

(
α f ,αr

)
Aix(t)+Bu(t)+Ew(t)

y(t) =Cx(t)+Dw(t)
(16)

où x = [α f ,αr,δ f ,ψl ,yl ]
T et y(t) = [ψl ,yl ]

T . La perturbation de
courbure w(t) = ρre f ∈ εQ =

{
w ∈ℜ/wT Qw ≤ 1

}
est bornée.

Les matrices Ai et B peuvent être facilement calculées des équa-
tions précédentes. Ce modèle flou discret est caractérisé par des
matrices B, E et C communes à tous les sous-modèles. Cette
propriété simplifie de manière drastique les conditions de stabi-
lité et de performance car le système met en jeu une sommation
simple.

III. CONTRÔLEUR DYNAMIQUE FLOU PAR RETOUR DE

SORTIE

Dans la suite, nous recherchons un contrôleur dynamique flou
par retour de sortie de la forme :

xc(t+ 1) = ∑4
i=1 hi

(
α f ,αr

)
Ai

cxc(t)+Bcy(t)
u(t) =Ccxc(t)+Dcy(t)

(17)

où xc ∈ ℜ5 est l’état du contrôleur ; {Aj
c,Bc,Cc,Dc} sont des

matrices à déterminer.
Ce contrôleur utilise toujours le concept de contrôle parallèle

distribué (PDC) pour les systèmes flous de type TS, dans lequel



chaque composante du système est contrôlé par un correcteur
local. Des conditions supplémentaire permettent alors d’assurer
la stabilité de l’ensemble. Ce concept permet d’appliquer l’en-
semble de la théorie de la commande des systèmes linéaires aux
systèmes TS. Comme cela a été signalé par [2], Dc est un pa-
ramètre important pour la stabilisation du système en boucle
fermée et la structure du contrôleur est capable d’intégrer des
contraintes sur l’état et la commande. En combinant (16) et (17),
le système augmenté pour la boucle fermée est donné par

x̃(t+ 1) =
4

∑
i=1

hi
(
α f ,αr

)
Φix̃(t)+Γw(t). (18)

où x̃=

[
x
xc

]
,Φi =

[
Ai+BDcC BCc

BcC Ai
c

]
etΓ=

[
BDcD+E

BcD

]
.

Soit Φz = ∑4
i=1 hi

(
α f ,αr

)
Φi, le système en boucle fermée

prend la forme : x̃(t + 1) = Φzx̃(t)+Γw(t). Finalement l’entrée
de commande u(t) est donnée par :

u(t) =
[

DcC Cc
]
x̃(t)+DcDw(t) (19)

A. Ensemble positivement invariant

Supposons qu’il existe une fonction quadratique V (x̃) =
x̃T Px̃, où P est une matrice symétrique définie positive telle que
[3] :

V (x̃+ 1)≤V (x̃), ∀x̃, wsatisfait (18), wT Qw ≤ 1,V (x̃)≥ 1.
(20)

Considérons l’ensemble atteignable Λ défini par :

Λ� {x̃(T )| x̃, w satisfait (18),
x̃(0) = 0, wT Qw ≤ 1, T ≥ 0}. (21)

L’ensemble εP défini par :

εP = {x̃(t) ∈ℜ10|x̃(t)T Px̃(t)≤ 1}, (22)

est un ensemble positivement invariant pour (18) avec w ∈ ℜ,
wT Qw ≤ 1. Cela signifie que toute trajectoire qui commence à
l’intérieur de cet ensemble y reste confinée pour t → ∞.

L’existence d’une telle fonction V (x̃) signifie que l’ensemble
εP est une enveloppe de l’ensemble atteignable Λ. εP est par
ailleurs une enveloppe de l’ensemble atteignable

Λ∗ � {x̃(T )| x̃, wvérifiant l’équation (18),
x̃(0) ∈ ε(P), wT Qw ≤ 1, T ≥ 0}. (23)

Dans cette section, la loi de commande est synthétisée en liai-
son avec l’ensemble atteignable εP. Cela conduit à des inégali-
tés matricielles bilinéaires (BMI) assurant que le système sans
les perturbations est asymptotiquement stable et que l’ensemble
atteignable pour des états initiaux à l’intérieur de l’ensemble in-
variant restent dans cet ensemble.

B. Ensemble invariant - bornes quadratiques

En accord avec les considérations précédentes, le sys-
tème en boucle fermée x̃(t + 1) = Φzx̃(t) + Γw(t) est
asymptotiquement quadratiquement borné avec une ma-
trice de Lyapunov commune P > 0 pour toute perturba-
tion w(t) ∈ εQ, pour t > 0, si x̃(t)T Px̃(t) > 1 entraine
(Φzx̃(t)+Γw(t))T P(Φzx̃(t)+Γw(t))< x̃T Px̃, pour tout w∈ εQ.

La condition correspondante est obtenue en utilisant la
S−procédure et le complément de Schur, sachant que la condi-
tion w ∈ εQ et x̃T Px̃ ≥ 1 implique wT Qw ≤ x̃T Px̃. La propriété

wT Qw ≤ x̃T Px̃

=⇒ (Φzx̃(t)+Γw(t))T P(Φzx̃(t)+Γw(t))≤ x̃T Px̃

est équivalente à [2] :

∃α > 0 :

⎡
⎣ (1−α)P ∗ ∗

0 αQ ∗
Φz Γ P−1

⎤
⎦≥ 0 (24)

Définissons P =

[
P1 PT

2
P2 P3

]
et P−1 =

[
M1 MT

2
M2 M3

]
. En sup-

posant que les matrices P2 et M2 sont de rang plein, définissons

T1 =

[
I M1

0 M2

]
et T2 =

[
I P1

0 P2

]
. En pré- et post multipliant

l’équation (24) avec diag{TT
1 , I,TT

2 } et diag{T1, I,T2}, respec-
tivement, et en utilisant⎧⎨

⎩
D̂c = Dc,Ĉc = DcCM1 +CcM2, B̂c = P1BDc +PT

2 Bc,
Âi

c = P1AiM1 +P1BDcCM1 +PT
2 BcCM1

+P1BCcM2+PT
2 Ai

cM2,
(25)

on peut obtenir ∑4
i=1 hi

(
α f ,αr

)
ϒi ≥ 0, où :

ϒi =

⎡
⎢⎢⎢⎢⎣

(1−α)P1 ∗ ∗ ∗ ∗
(1−α)I (1−α)M1 ∗ ∗ ∗

0 0 αQ ∗ ∗
Ai +BD̂cC AiM1+BĈc BD̂cD+E M1 ∗
P1Ai+ B̂cC Âi

c B̂cD+P1E I P1

⎤
⎥⎥⎥⎥⎦
(26)

On peut noter que les matrices M1, M2, P1 et P2 vérifient :

MT
2 P2 = I−M1P1 (27)

Par ailleurs, il est possible d’introduire des contraintes sur la
commande et les variables d’état :

−ū ≤ u(t)≤ ū, −Ψ̄≤Ψx(t + 1)≤ Ψ̄, ∀t ≥ 0
(28)

où ū > 0, Ψ̄ := [Ψ̄1, . . . ,Ψ̄q]
T avec Ψ̄ j > 0, j = 1, . . . ,q, Ψ ∈

ℜq×5. On peut remarquer que les bornes peuvent être exprimées
sur chaque variable d’état séparément ou sur une combinaison
quelconque [2].

Pour un scalaire préalablement défini η ∈ (0,1], la propriété
de borne quadratique assure que si x̃(0) ∈ εηP, alors x̃(t) ∈ εηP,
∀t ≥ 0, et en conséquence ∀w(t) ∈ εQ

maxt≥0
∣∣u(t)2∣∣= maxt≥0

∣∣[ DcC Cc
]
x̃(t)+DcDw(t)

∣∣2
≤ maxt≥0

∥∥∥∥∥[ [
DcC Cc

]
DcD

][ ηP 0
0 Q

]−1/2
∥∥∥∥∥

2

×
∥∥∥∥∥
[
ηP 0
0 Q

]1/2[
x̃(t)
w(t)

]∥∥∥∥∥
2

≤ 2

∥∥∥∥∥[ [
DcC Cc

]
DcD

][ ηP 0
0 Q

]−1/2
∥∥∥∥∥

2

≤ ū2

(29)
En appliquant le complément de Schur, la condition (29) est vé-
rifiée si



⎡
⎣ ηP1 ∗ ∗

0 Q ∗√
2
[

DcC Cc
] √

2DcD ū2

⎤
⎦≥ 0 (30)

De la même manière, en pré- et post-multipliant l’inégalité (30)
par diag{TT

1 , I, I} et diag{T1, I, I}, respectivement, et dévelop-
pant T , on aboutit à l’inégalité :⎡

⎢⎢⎣
ηP1 ∗ ∗ ∗
ηI ηM1 ∗ ∗
0 0 Q ∗√

2D̂cC
√

2Ĉc
√

2D̂cD ū2

⎤
⎥⎥⎦≥ 0 (31)

Une procédure similaire peut être utilisée pour les contraintes
sur les variables d’état. Des propriétés de convexité (32), on a
finalement :

∑4
i=1 hi (ν(t)) ϒ̃i ≥ 0, t ≥ 0,

Ξkk ≤ Ψ̄2
k , k ∈ {1, . . . ,q} (32)

où

ϒ̃i =

⎡
⎢⎢⎣

ηP1 ∗ ∗ ∗
ηI ηM1 ∗ ∗
0 0 Q ∗

ϒ̃i41 ϒ̃i42 ϒ̃i43 Ξ

⎤
⎥⎥⎦ (33)

et ϒ̃i41 =
√

2Ψ
(
Ai +BD̂cC

)
, ϒ̃i42 =

√
2Ψ

(
AiM1+BĈc

)
,

ϒ̃i43 =
√

2Ψ
(
BD̂cE +D

)
.

IV. SYNTHÈSE DU CONTRÔLEUR DE SUIVI DE VOIE

A. Objectifs du contrôle

Durant la manœuvre de suivi le voie, le contrôleur doit reje-
ter les perturbations d’accélération latérale et de lacet induites
par les changements de courbure et des efforts externes. L’ob-
jectif ici est de garantir un déplacement latéral faible par rapport
à l’axe dans un large domaine de sollicitation de la dynamique
véhicule. Plus généralement, Toutes les variables d’état doivent
rester bornées et inférieures à une limite de sécurité :

∣∣α f
∣∣≤αM

f ,

|αr| ≤ αM
r ,

∣∣δ f
∣∣ ≤ δM

f , |ψl | ≤ ψM
l et |yl | ≤ yM

l . Par ailleurs, et
comme cela a été montré dans [15], contraindre les roues avant
à rester à l’intérieur d’une bande latérale centrée sur l’axe de la
voie et de largeur 2d correspond à l’espace entre les deux hyper-
plans

∣∣yl +(l f − ls)ψl

∣∣= 2d−a
2 , où a est la moitié de la longueur

de l’essieu avant et 2d est supposé plus grand que a. Le vecteur
d’état doit alors être confiné dans l’hypercube L(ZM) défini par
les bornes précédentes. Finalement, l’entrée de commande qui
est ici la dérivée de l’angle de braquage doit elle aussi rester

bornée :
∣∣∣δ̇ f

∣∣∣≤ δ̇M
f . D’après l’équation (28), ū = δ̇M

f ,

Ψ̄= [αM
f ,α

M
r ,δM

f ,ψM
l ,yM

l ,
2d− a

2
]T (34)

et

ψ =

[
I5

[0,0,0,(l f − ls),1]

]
(35)

B. Synthèse du retour de sortie

Le contrôleur dynamique est synthétisé avec les valeurs nu-
mériques suivantes :

α = 0.02, η = 0.02, ū = 100deg/s,
αM

f = αM
r = 13deg δM

f = 8deg, ψM
l = 7deg,

yM
l = 0.3m d = 1m
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Fig. 3. Contrôleur dynamique par retour de sortie : Angles de
dérive avant et arrière, angle de cap relatif, déplacement
latéral, angle de braquage. Activation du contrôle et entrée
dans une courbe.

Le paramètre α est choisi après plusieurs essais afin d’éviter
de résoudre un problème BMI. On obtient alors Q = 104, ce
qui garantit la vérification des contraintes pour toute courbure
d’amplitude inférieure à 10−2m, à la vitesse longitudinale fixée
à 20m/s.

V. RÉSULTATS DE SIMULATION

A. Test dans les conditions nominales

Le contrôleur est testé pour une activation du mode manuel
au mode automatisé à la vitesse de 20m/s alors que le véhicule
et à 0.1m de l’axe de la voie. À t = 2sec, le véhicule arrive dans
un virage de courbure 100m qui engendre l’entrée des forces de
contact dans la zone non-linéaire. En effet, à la vitesse considé-
rée, l’accélération latérale en régime stationnaire est de 0.4g.

Les résultats apparaissent sur les 8 tracés des figures 3 et 4.
La figure 3-a montre que les angles de dérive des roues avant
(trait plein) et arrière (trait interrompu) sont inférieurs à 12deg.
Les forces entrent quoi qu’il en soit dans la zone de nonlinéa-
rité comme cela est visible sur les figures 4-c et 4-d. L’angle de
cap relatif est élevé mais demeure inférieur à 7deg. Le déplace-
ment latéral au point de visée est inférieur à 0.2m (Fig. 3). La
contribution de chacune des quatre composantes du correcteur
découlent des valeurs des hi (i = 1, . . . ,4) visibles sur la figure
4-b. Finalement, l’angle de braquage et sa dérivée sont visibles
sur les figures 3-d et 4-a et vérifient les contraintes.

B. Robustesse aux erreurs d’estimation des angles de dérive

L’implantation du contrôleur flou nécessite la connaissance
des angles de dérive des pneumatiques. Les capteurs pour ces
variables sont très onéreux, mais des observateurs permettent
de disposer de bonnes estimées. Comme celles-ci seront expli-
citement utilisées par le contrôleur, il est nécessaire d’exami-
ner la robustesse du contrôleur vis à vis des possibles erreurs
d’estimation. Dans la suite, on suppose que les angles de dérive
sont connus avec une précision de 5%, avec le cas défavorable
d’une sous-estimation sur l’arrière et d’une surestimation pour
les roues avant. De plus, la courbure de la route est supposée
bruitée à hauteur de 20% de son amplitude. Les figures 5 et 6
montrent clairement que même si les coefficients hi sont brui-
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Fig. 4. Contrôleur dynamique par retour de sortie : Dérivée
de l’angle de braquage, coefficients hi et forces de contact.
Activation du contrôle et entrée dans une courbe.
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Fig. 5. Robustesse du contrôleur dynamique par retour de sor-
tie : Angles de dérive avant et arrière, angle de cap relatif,
déplacement latéral, angle de braquage. Entrée dans une
courbe.

tés, les effets sur les variables d’état sont bien filtrés. Les limites
sur les variables sont plus grandes mais sans excéder pour autant
les limites de sécurité.

VI. CONCLUSIONS ET PERSPECTIVES

Dans ce papier, un retour de sortie dynamique de type PDC
flou a été développé et testé pour le contrôle latéral des véhi-
cules. Le principal objectif de cette synthèse est de garantir un
bon fonctionnement de la commande sur un large domaine de la
dynamique latérale incluant le domaine de saturation des forces
de contact. Un ensemble invariant ellipsoïdal est associé à la
commande dès la synthèse. Il permet d’imposer de manière ex-
plicite des contraintes sur les variables d’état et l’entrée de com-
mande et notamment sur l’excursion maximale des roues avant
par rapport à l’axe central de la voie. Les tests en simulation ont
démontré que le contrôleur est en mesure d’assurer de bonnes
performances y compris pour de fortes valeurs de courbure qui
provoquent la saturation des forces de contact pneumatique-
chaussée. Il présente d’excellentes propriétés de robustesse face
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Fig. 6. Robustesse du contrôleur dynamique par retour de
sortie : Dérivée de l’angle de braquage, coefficients hi et
forces de contact. Entrée dans une courbe.

aux erreurs d’estimation des angles de dérive des pneumatiques.
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