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Résumé—Cet article concerne l’étude d’un amortisseur semi-
actif de type Magnéto-Rhéologique. Tout d’abord un modèle
de type quart-de-véhicule est représenté comme un système
Linéaire à Paramètres Variants, afin de prendre en compte
le comportement non linéaire de l’amortisseur. Ce modèle
est validé à partir de données expérimentales obtenues au
Tecnologico de Monterrey (Mexique) dans le cadre d’un pro-
jet PCP Mexique-France. Dans un second temps, une com-
mande de type H2/LPV est synthétisée pour le modèle LPV
quart-de-véhicule obtenu afin d’améliorer la tenue de route
tout en préservant un bon confort pour les passagers. Des
résultats de simulation montrent l’intérêt de la méthode pro-
posée en comparaison avec d’autres types d’approches.

Mots-clés— suspension semi-active, modélisation, automo-
bile, système LPV, commande H2.

I. Introduction

Les amortisseurs magnéto-rhéologiques (MR) sont des
composants non-linéaires dissipatifs, utilisés dans la
commande de suspension semi-active, où le coefficient
d’amortissement varie selon le courant électrique. La
modélisation de la réponse transitoire d’un amortisseur
MR et des courbes caractéristiques Force-Vitesse et Force-
Débattement pose des problèmes difficiles. Il y a différentes
approches pour la modélisation : signification physique
des coefficients [1], coefficients liés à l’hystérésis [2], non
paramétrique [3], coefficients liés à l’amortissement, à la
raideur et à l’amplitude de la force [4]. Ces modèles ne
conviennent pas pour la synthèse de commande.

L’approche présentée par [2], est fondée sur une tangente
hyperbolique pour suivre l’hystérésis de l’amortisseur. Ce
modèle a une formulation élégante et simple, mais il ne
présente pas le courant électrique comme une entrée. Pour-
tant, si chaque coefficient est défini comme une fonction
polynomiale du courant électrique, l’identification donne
de très bon résultats. Ici, nous avons proposé une formu-
lation simple, pour la commande, où le courant électrique
est considéré comme une entrée de commande.

Cet article complète des travaux initiaux présentés dans
[5]. Ici des résultats expérimentaux permettent de vali-
der le modèle non-linéaire considéré pour l’amortisseur.
Ce modèle est ensuite transformé en un système LPV
pour définir une nouvelle stratégie de commande, de type
H2/LPV , permettant d’améliorer la tenue de route tout en

préservant un bon confort pour les passagers.
La section 2 est consacrée à la modélisation d’un amor-

tisseur magnéto-rhéologique. La 3eme présente la formula-
tion du modèle LPV pour l’étude de la dynamique verti-
cale de véhicule seulement. Dans la section 4, le problème
de passivité lié à l’amortisseur semi-actif est résolu. Puis la
synthèse du contrôleur pour le système LPV est présentée
dans la section 5. Les simulations et les résultats obtenus
sont présentés dans la section 6. Quelques conclusions et
perspectives terminent cette communication.

II. Modélisation d’un amortisseur semi-actif

Les expériences ont été effectuées sur un amortisseur
MR commercial semi-actif avec un système certifié et situé
dans un laboratoire professionnel d’essai pour l’automobile
à Metalsa 1. L’amortisseur considéré est actuellement uti-
lisé sur les véhicules CadillacTM 2008, Fig. 1.a.
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Fig. 1. Schéma de principe d’un amortisseur MR et éléments du
système expérimental.

A. Système expérimental et Procédure d’expérimentation

Le système expérimental est constitué de trois blocs
principaux : un actionneur FlexTest GT MTS TM , une
commande de courant électrique, et un système d’ac-
quisition. L’interface homme-machine interagit avec les
systèmes de commande et d’acquisition. Quelque détails
sur l’équipement mécanique et de l’acquisition sont montrés
dans la Fig 1.b. Les spécifications de l’actionneur sont

1www.metalsa.com.mx



de 25 kN à 3000 psi avec une bande passante de 15 Hz
et une course de 150 mm. Un capteur effectue la me-
sure du déplacement. Le courant électrique est mesuré
par l’intermédiaire d’une résistance en série avec la bo-
bine de l’amortisseur MR. Une cellule de charge InstronTM

délivre la force générée. Le champ de variation pour les
variables du procédé est le suivant : 0 à 2.5 A pour le
courant électrique, ±0.008 m pour le déplacement du pis-
ton, ±1.8 kN pour la force d’amortissement de l’amor-
tisseur MR. La procédure d’expérimentation pour le cal-
cul de la force d’amortissement MR est une question clé.
Les résultats montrent que certaines configurations de
procédure d’expérimentation sont plus efficaces que celles
couramment appliquées dans l’identification des modèles de
l’amortisseur MR. L’approche retenue est : un déplacement
sinusöıdal (environ 4 Hz) modulé en amplitude, d’ampli-
tude aléatoire, et un signal aléatoire du courant électrique.
L’amplitude du déplacement reste constante pendant trois
cycles sinusöıdaux ainsi que la fréquence. La durée de
l’échelon pour le courant électrique est de 100 msec afin
d’assurer l’état statique du phénomène MR dans le fluide.
L’ensemble des données permet d’explorer complètement
l’étendue de la force d’amortissement MR. La figure 2
présente des données expérimentales sur l’intervalle de
temps [30-33] sec.
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Fig. 2. Données obtenues lors de l’expérimentation.

B. Modélisation de l’amortisseur MR

Le modèle est fondé sur le principe d’un amortisseur pas-
sif avec un fluide MR, ce qui est équivalent à mettre en pa-
rallèle un amortisseur passif et un amortisseur dont le coef-
ficient d’amortissement varie en fonction du courant injecté
dans la bobine. Le modèle proposé (1) est de type semi-
physique, ses coefficients étant liés à des mesures réelles
de raideur et d’amortissement. Il est issu d’un modèle plus
général (voir [6])

Fmr = I · (ymr · tanh (cmr q̇ + kmrq)) + cv q̇ + kvq (1)

où q est le débattement et q̇ est la vitesse de débattement
de l’amortisseur, ymr est la force dans la limite d’élasticité,
cmr est le coefficient de amortissement après la limite
d’élasticité, kmr est le coefficient de raideur après la li-
mite d’élasticité, cv et kv sont les coefficients d’amortisse-
ment et de raideur de l’amortisseur passif (pour I = 0).

Les hypothèses sont les suivantes : (1) la force dans la li-
mite d’élasticité est proportionnelle au courant électrique,
et (2) les coefficients de raideur et d’amortissement sont
indépendants du phénomène MR.

C. Validation de modèle et performance

Un ensemble de coefficients a été obtenu par l’identi-
fication et la validation croisée des données réelles. Ce
modèle est validé par les courbes obtenues, qui suivent de
façon précise les mesures expérimentales de l’amortisseur
(cf. Fig 3.a). L’erreur de prédiction devient grande pour
des hautes fréquences (force variant rapidement) (cf. Fig
3.b). Le modèle suit la courbe Force-vitesse avec précision
pour différentes valeurs de vitesse et de force (cf. Fig 3.c).
Les coefficients obtenus sont les suivants : ymr = 457.04
N/A, cmr = 13.76 sec/m, kmr = 10.54 1/m, cv = 810.7758
N sec/ m, et kv = 620.7933 N / m. La qualité du modèle est
mesurée par l’indice ESR, (Error-to-Signal-Ratio, [3]). Le
taux moyen ESR du modèle est de 7 %, le taux maximum
ESR est de 20 % sur toutes les données réelles.
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Fig. 3. Réponse transitoire.
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Fig. 5. Modèle 1/4 de véhicule avec un amortisseur MR semi-actif.

III. Formulation du problème

A. Description du système

Considérons un modèle simple 1/4 de véhicule se com-
posant d’une masse suspendue (ms) et d’une masse non-
suspendue (mus). Les deux masses sont reliées par un res-
sort de raideur ks et un amortisseur semi-actif. La roue
est représentée comme un ressort de raideur kt. Dans ce
modèle, zs (zus, respectivement) est le déplacement ver-
tical de ms (mus, respectivement) autour de sa position
statique, zr représente le profil vertical du sol. Le contact
roue-route est supposé permanent.

Les dynamiques de la suspension passive sont données
par :

{

msz̈s = −Fspring − Fmr

musz̈us = Fspring + Fmr − kt (zus − zr)
(2)

où zdef = zs − zus et żdef = żs − żus.
Les efforts (Fspring , Fmr) dans les équations dynamiques

ci-dessus sont les parties dynamiques des efforts réels :
Fspring = kszdef et Fmr est donnée par Eq. (1) avec
q = zdef et les valeurs des paramètres donnés dans II-C.

Dans la suite, afin de mieux souligner la commande de
l’amortisseur, le courant I sera désigné comme l’entrée de
commande. Notons que pour satisfaire la contrainte de pas-
sivité, on a 0 ≤ Imin ≤ I ≤ Imax ≤ 2.5. Les valeurs Imin

et Imax sont choisies selon le modèle de véhicule étudié.
Le quart de véhicule étudié dans cet article correspond

au ”Renault Mégane Coupé” (voir [7]). Les paramètres sont
ms = 315 kg, mus = 37.5 kg, ks = 29500 N/m, kt = 210000
N/m. Pour ce modèle, on choisit Imin = 0 [A] et Imax = 2
[A].

B. Formulation de modèle LPV

Le modèle non-linéaire (1)-(2) se ré-écrit dans le cadre
de l’approche LPV. Définissant :

ρ1 = tanh (cmr żdef + kmrzdef ) (3)

la représentation d’état du modèle 1/4 de véhicule peut
être déduite comme suit :

{

ẋs = Asxs + Bsρ1I + Bs1w
y = Csxs

(4)

où

xs=(zs, żs, zus, żus)
T
, w=zr, y=zs-zus.

As =









0 1 0 0

−ks+kv

ms
− cv

ms

ks+kv

ms

cv

ms

0 0 0 1
ks+kv

mus

cv

mus
−ks+kv+kt

mus
− cmr

mus









Bs =









0
− ymr

ms

0
ymr

mus









, Bs1 =









0
0
0
kt

mus









, Cs =









1
0
−1
0









T

C. Reformulation de modèle

De façon à satisfaire la contrainte de passivité, la com-
mande I doit être positive (0 < Imin ≤ I ≤ Imax).
Pour éviter ce problème, une nouvelle commande u est
définie (u = I − I0 où I0 est la valeur moyenne de I,
i.e I0 = (Imin + Imax)/2 = 1 [A]). La contrainte de pas-
sivité est maintenant transformée en contrainte de satu-
ration sur u (u ∈ [−I0; +I0]). Avec ces modifications, la
représentation d’état du modèle 1/4 de véhicule est :

P :

{

ẋs = (As + Bs2
ρ1

Cs2xs
Cs2)xs + Bsρ1u + Bs1w

y = Csxs
(5)

où

Bs2 =
(

0;− I0ymr

ms
; 0; I0ymr

mus

)T

,

Cs2 =
(

kmr; cmr;−kmr;−cmr

)T

IV. Modélisation lpv prenant en compte la

saturation de la commande

Dans Eq. (5) la matrice des entrées de commande Bsρ1

est dépendante des paramètres, ce qui n’est pas compa-
tible avec la solution pour le problème H2/LPV [8], [9].
Ce problème peut être résolu en ajoutant un filtre stricte-
ment propre dans Eq. (5) pour que la matrice des entrées
de commande soit indépendante de paramètres (voir [9]).

F :

(

ẋf

u

)

=

(

Af Bf

Cf 0

) (

xf

uc

)

(6)

où Af , Bf , Cf sont les matrices constantes.
A partir des Eq. (5)-(6) et définissant ρ2 = ρ1

Cs2xs
, le

modèle orienté pour la commande est représenté par un
système LPV avec deux paramètres variants ρ1 et ρ2 (no-
tons que ρ1 et ρ2 ne sont pas indépendants) :

{

ẋ = A (ρ1, ρ2)x + Buc + B1w
y = Cx

(7)

où
x =

(

xs
T xf

T
)T

A (ρ1, ρ2) =

(

As + ρ2Bs2Cs2 ρ1BsCf

0 Af

)

,

B =

(

0
Bf

)

, B1 =

(

Bs1

0

)

, C =

(

Cs

0

)T

ρ1 = tanh(Cs2xs) ∈ [−1; 1]

ρ2 = tanh(Cs2xs)
Cs2xs

∈ [0; 1]

Dans cette étude, le système LPV (7) est utilisé pour
la synthèse d’un contrôleur LPV en considérant l’ensemble
convexe des paramètres bornés (ρ1, ρ2). Mais cette formula-
tion ne prend pas en compte la contrainte de saturation sur



u. Dans ce but, le système (7) (composé d’un filtre et d’un
quart de véhicule) est modifié en ajoutant une contrainte
de saturation (Eq. (8)) comme dans la Fig. 6

-- -- F P
yufuc u

Fig. 6. Conception linéaire avec la contrainte de saturation sur u .

où

u = sat(uf) =







F0 si uf > F0

uf si − F0 ≤ uf ≤ F0

−F0 si uf < −F0

(8)

Pour appliquer l’approche LPV, la fonction de saturation
sat(uf ) est approchée par une fonction tangente hyperbo-
lique :

F0tanh(
uf

F0

) ou F0tanh(
Cf xf

F0

). La représentation d’état
de la fonction de transfert de uc vers u est :

F1 :

(

ẋf

u

)

=

(

Af Bf

Cfρ3 0

) (

xf

uc

)

(9)

où ρ3 = tanh(α)
α

et α =
Cf xf

F0

Ceci mène à une modification du modèle (7) avec des
nouveaux paramètres variants ρ1

∗ = ρ1ρ3 et ρ2
∗ = ρ2 :

{

ẋ = A (ρ1
∗, ρ2

∗) x + Buc + B1w
y = Cx

(10)

On note également que ρ∗1 et ρ∗2 ne sont pas indépendants.

Fig. 7. Ensemble de (ρ1
∗, ρ2

∗) (zone grisée + courbe) et ensemble
de (ρ1, ρ2) (courbe).

V. Synthèse du contrôleur

Les spécifications de performance se trouvent dans [10] :
– Confort en basse fréquence : Le gain maximal de la

réponse fréquentielle zs/zr dans [0-5] Hz doit être
inférieur à 1.8.

– Confort en haute fréquence : La réponse fréquentielle
z̈s/zr doit être petite dans [5-20] Hz.

– Tenue de route : Le gain maximal de la réponse
fréquentielle zus/zr dans [0-20] Hz doit être petit. De
plus, (zus − zr)/zr (i.e. la force de contact) doit être
petite dans [0-20] Hz.

– Sollicitation de la suspension : La réponse fréquentielle
zdef/zr doit être limitée dans [0-20] Hz pour préserver
la suspension et assurer une bonne tenue de route.

Comme le profil de route est un signal aléatoire, la com-
mande H2/LPV est une bonne méthode pour réaliser un
contrôleur qui satisfait les objectifs ci-dessus. La tenue de
route étant l’objectif privilégié, la sortie à contrôler z = zus

est un bon choix pour ce problème, même si elle n’est pas
mesurée (ou facile à mesurer).

A. Système LPV et H2/LPV contrôleur

Définition 1 : Système LPV.
Un système LPV est décrit par les équations d’état :

Σ(θ) :





ẋ
z
y



 =





A(θ) B1(θ) B2(θ)
C1(θ) D11(θ) D12(θ)
C2(θ) D21(θ) D22(θ)









x
w
u



 (11)

où x, w et u définissent l’état, l’entrée exogène et l’entrée
de commande, respectivement ; z et y, la sortie à comman-
der et la sortie mesurée, respectivement. θ(.) ∈ Θ est l’en-
semble des paramètres variants. A ∈ IRn×n, B1 ∈ IRn×nw ,
B2 ∈ IRn×nu , C1 ∈ IRnz×n, D11 ∈ IRnz×nw , D12 ∈
IRnz×nu , C12 ∈ IRny×n, D21 ∈ IRny×nw et D22 ∈ IRny×nu

sont affines en θ.
Définition 2 : Contrôleur H2/LPV.
Un contrôleur LPV est décrit par les équations d’état :

K(θ) :

(

ẋc

u

)

=

(

Ac(θ) Bc(θ)
Cc(θ) Dc(θ)

) (

xc

y

)

(12)

où xc, y et u sont l’état, l’entrée et la sortie du contrôleur,
respectivement, associé avec le système LPV (11). θ(.) ∈
Θ est l’ensemble des paramètres variants, associé avec le
contrôleur. Ac ∈ IRn×n, Bc ∈ IRn×ny , Cc ∈ IRnu×n et
Dc ∈ IRnu×ny .

Le problème H2-généralisé pour le système LVP Σ(θ) est
de trouver un contrôleur LPV K(θ) tel que le système en
boucle fermée soit quadratiquement stable et tel que, pour
un scalaire réel positif γ donné, la norme induite L2- L∞

de w vers z soit bornée par γ pour toutes les trajectoires
possibles de θ.

Le contrôleur LPV est obtenu en résolvant un problème
LMI (voir [9], [11]). Pour un ensemble polytopique des pa-
ramètres variants, la solution à chaque sommet du polytope
donne un contrôleur. Le contrôleur global est la combinai-
son convexe de ces contrôleurs.

K(θ) = Co{

(

Ack
Bck

Cck
Dck

)

} (13)

où k = 1 : 2i, i est le nombre de sommets du polytope,
(

Ack
Bck

Cck
Dck

)

est le contrôleur correspondant au keme

sommet (voir [9]).

B. Spécifications pour la synthèse du contrôleur

La structure de commande se trouve dans la Fig. 8. Avec
les objectifs de performance mentionnés, la sortie à com-
mander est z = zus et la sortie utilisée pour le calcul de la
commande est zdef . Le système augmenté pour la synthèse
LPV du contrôleur est :







ẋ = A (ρ1
∗, ρ2

∗)x + Buc + B1w
z = C1 (ρ1

∗, ρ2
∗)x

y = Cx
(14)



où
x =

(

xs xf

)T

A (ρ1
∗, ρ2

∗) =

(

As + ρ2
∗Bs2Cs2 ρ1

∗BsCf

0 Af

)

,

B =

(

0
Bf

)

, B1 =

(

Bs1

0

)

C1 (ρ1
∗, ρ2

∗) =
(

Cs1 0
)

, C =
(

Cs 0
)

Cs1 =
(

0 0 1 0
)

Cs =
(

1 0 −1 0
)

zus Wzus

zr

u

zdef

żdef

ρ1
∗, ρ2

∗

K(ρ1
∗, ρ2

∗)

P

F

z-

�

�

�

-

Wzr
-w

�

uf

uc

�

Fig. 8. Bloc diagramme pour la commande de suspension semi-active.

Notons que F (s) = 100
s+100 est choisi avec une bande pas-

sante suffisamment large.
Pour la spécification de performances, les fonctions de

pondération sont choisies comme suit :
Wzus

= 0.5 2πf
s+2πf

avec f = 11 Hz, Wzr
=3 × 10−2.

A cause de la dépendance entre les paramètres variants
ρ1 et ρ2, l’ensemble des paramètres (ρ1

∗, ρ2
∗) n’est pas

un polytope. Dans cette étude préliminaire, ρ1
∗ et ρ2

∗

sont considérés comme des paramètres indépendants et
(ρ1

∗, ρ2
∗) appartient à un polytope dont les sommets sont

P1 = (1, 1), P2 = (−1, 1), P3 = (−1, 0), P4 = (1, 0). Le
contrôleur pour ce système LPV est calculé en utilisant la
méthode H2/LPV - approche polytopique (présentée ci-
dessus).

VI. Simulation et résultats

Pour la simulation, la force du ressort est une fonction
non-linéaire de zdef (voir [7]). Dans la suite, les différents
cas sont considérés pour l’évaluation de la performance de
la méthodologie proposée.

– ”Passif” = Renault Mégane Car avec un amortisseur
passif optimisé.

– ”SH-ADD” = Renault Mégane Car avec un amortis-
seur semi-actif dont le coefficient d’amortissement est
piloté par l’algorithme SH-ADD (voir [12]).

– ”H2/LPV Control” = Renault Mégane Car avec un
amortisseur contrôlé par la méthodologie proposée.

Pour une simulation ”réaliste”, les forces totales d’amor-
tissement dans les deux cas ”SH − ADD” et ”H2/LPV ”
sont limitées dans la région atteignable de l’amortisseur
réel (voir Fig. 4).

Le critère utilisé pour l’évaluation est la mesure de
la densité de puissance spectrale (PSD) des réponses
fréquentielles (z̈s/zr, (zus − zr)/zr, zdef/zr) par rapport

à la taille du profil sinusoidal de route zr = ±1.5cm dont
la fréquence varie (voir [13]).

PSDf1→f2
(x) =

∫ f2

f1

x(f)df (15)

Ip : Amélioration en %
Signal PSD Passive SH-ADD H2/LPV
z̈s/zr 4476 12.09% 13.16%
(zus − zr)/zr 10.58 18.29% 23.50%
zdef/zr 18.39 17.81% 15.43%

TABLE I

Comparaison de PSD avec l’amortisseur passif.

Signal Passif SH-ADD H2/LPV
Max zs/zr 1.87 1.14 1.53
Max zus/zr 5.22 4.16 3.53

TABLE II

Comparaison de gain maximal avec l’amortisseur passif.

Dans le tableau. I, le critère pour la comparaison de la
PSD par rapport au cas passif est donné comme suit :

Ip =
PSD passive - PSD X

PSD passive
(16)

où X représente soit SH − ADD, soit H2/LPV .
Dans le tableau I, le contrôleur H2/LPV assure une

meilleure tenue de route, un meilleur comfort et une
meilleure sollicitation de suspension par rapport au cas
passif dans toutes les plages de fréquence considérées. Par
rapport au contrôleur SH-ADD, le H2/LPV donne un bon
confort et une meilleure tenue de route, mais la sollicitation
de la suspension est un peu plus grande.

Dans le tableau II, le gain maximal dans le cas H2/LPV
est plus petit que 1.8, i.e., un bon confort en basses
fréquences et dans ce cas, le SH −ADD donne le meilleur
confort. Pour la tenue de route, le contrôleur H2/LPV
donne le meilleur résultat. L’amortisseur MR améliore na-
turellement la tenue de route par rapport à l’amortisseur
passif optimisé ; allié à une commande de type H2/LPV , il
permet de garantir également un bon confort sans dégrader
notablement la tenue de route. Globalement, la solution
offre le meilleur compromis.

VII. Conclusion

Une nouvelle méthode de type H2/LPV pour la com-
mande des suspensions semi-actives a été proposée. Les
simulations ont été faites avec un modèle vertical, sim-
plifié, non linéaire validé par des données expérimentales.
Les résultats fréquentiels montrent que les objectifs de
performance peuvent être atteints tout en satisfaisant la
contrainte de passivité.

Dans les travaux futurs, la réduction du conservatisme
de la solution (concernant la dépendance des paramètres
variants) dans la synthèse du contrôleur sera étudiée pour
améliorer la performance du système en boucle fermée.
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Fig. 9. Réponses fréquentielles z̈s/zr .
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Fig. 10. Réponses fréquentielles zs/zr .
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Fig. 11. Réponses fréquentielles zus/zr .

Une loi de commande avec un critère multi-objectif sera
également développée pour obtenir un meilleur compromis
entre le confort et la tenue de route.
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