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Résumé

La problématique de cette thése réside dans la caractérisation et le maintien de la stabilité
des Véhicules Légers Tout Terrain (VLTT). Elle se concentre plus particuliérement sur le
développement de systémes de sécurité actifs capables a la fois de prévenir le conducteur
des risques encourus mais aussi de les limiter afin d’assurer ’évolution du véhicule dans
une zone de stabilité prédéfinie. Comme le cadre expérimental privilégié est 'application
a la stabilité des quadricycles légers & moteurs, plus connus sous le terme anglophone
"quad", une des contraintes du projet a été de se limiter a un systéme sensoriel bas-cott
afin d’étre en mesure d’industrialiser un tel systéme.

En premier lieu, les métriques de stabilité (Transfert de Charge Latéral et Longitudi-
nal : TCLa et TCLo) ont été choisies grace & une étude préliminaire sur la stabilité des
VLTT. Par la suite, une modélisation 2D en roulis et en tangage avec la prise en compte
des déplacements du pilote sur le véhicule sont présentées, ce qui permet d’estimer respec-
tivement le TCLa et le TCLo uniquement & partir de la mesure de 'accélération latérale
et longitudinale. Etant donné que pour la suite des travaux, l'anticipation du risque de
renversement latéral est nécessaire, un modéle 2D en lacet du véhicule est proposé afin
d’obtenir un modéle analytique décrivant la dynamique latérale du véhicule.

La suite du mémoire présente les différentes techniques d’observation proposées pour
I’estimation des variables et parameétres non-directement mesurables du modéle en lacet du
véhicule et qui influencent sa stabilité latérale : les glissements, les conditions d’adhérence
et les inclinaisons du véhicule. Plusieurs observateurs ont été proposés, dont le dernier
permet de considérer des conditions d’adhérence différentes entre les essieux avant et
arriére en utilisant plus largement les accélérations mesurées. Cela permet d’intégrer les
passages de sous- a sur-vireur qu’il est essentiel de considérer quand on étudie la stabilité
de ce type de véhicule. Ainsi, 'estimation des glissements est toujours pertinente, ce qui
permet d’obtenir par la suite une meilleure prédiction de la métrique de stabilité latérale
(TCLa) quel que soit le comportement du véhicule.

Puis en s’appuyant sur les estimations des observateurs couplées aux modéles dyna-
miques du véhicule et sur 'extrapolation des commandes du conducteur sur un horizon
de prédiction, il est possible de prédire les évolutions du TCLa. Cette valeur prédite ainsi
que les estimations en ligne des métriques de stabilité constituent alors le point d’en-
trée pour la synthétisation d'un systéme de sécurité actif dédié aux VLTT. Celui-ci est
basé sur la génération d’un retour d’effort au niveau de la gachette des gaz permettant
soit d’informer le pilote du risque encouru par la création d’une sensation de dureté, soit
d’imposer le retour complet de la gachette des gaz, ce qui implique une diminution de
la vitesse et donc la réduction du risque. Finalement, dans le cas ou il est possible de
maitriser la vitesse du véhicule par I'installation d’un systéme de rétroaction sur les freins
(Quad haut de gamme ou robot mobile), les derniers travaux présentés s’intéressent aux
techniques de commande prédictive & modéle afin de calculer en temps-réel la vitesse
maximale admissible, qui assure ’évolution du critére de stabilité choisi dans un domaine
de stabilité.

Les modéles, les observateurs, la prédiction du TCLa et les 2 systémes de prévention
présentés dans ce mémoire ont été validés et testés au travers de simulations avancées et
d’essais expérimentaux réalisés sur un quad agricole et un robot autonome. Il apparait
alors qu’en plus d’étre efficace pour la prévention des risques de renversement a hautes
dynamiques, le systéme de sécurité est industriellement viable. Cela a été rendu possible
grace a une conception reposant uniquement sur des actionneurs et un systéme sensoriel,
dont les cotits sont en adéquation avec le prix d'un VLTT.



Mot-clefs : Véhicule Léger Tout-Terrain (VLTT), quad, stabilité dynamique, Trans-
fert de Charge Latéral et Longitudinal (TCLa et TCLo), renversement, modélisation,
observateurs, commande prédictive, sécurité active.



Abstract

This dissertation addresses the topic of lateral dynamic stability of light All-Terrain Ve-
hicles (ATV) in a off-road environment. In particular, the developments are focused on
the design of active security system allowing both to prevent the driver of the rollover risk
and to ensure the vehicle stability within a safety margin. As the experimental framework
is focused on light ATV (e.g. quad bikes), the main limitation of the project has been to
keep a low cost sensing equipment in order to keep a possible industrialization.

First, the stability metrics (Lateral and Longitudinal Load Transfer : LaLT and LoLT)
have been chosen thanks to a preliminary study on the ATV stability. Then, two 2D
models (roll and pitch) are proposed allowing to estimate the LaLT and the LoLT from the
only acceleration measures and within the driver displacements on the vehicle. However,
as the anticipation of lateral risk is mandatory for the next stage of the work, a 2D yaw
model is also proposed in order to obtain an analytic model of the vehicle lateral dynamic.

Then, the different observation techniques are presented to estimate the variables
and parameters of the yaw model, who are not directly measurable and who influence
the lateral stability : sliding, grip conditions and vehicle slopes. Several observers are
proposed, whose the last one permits to estimate separately the grip conditions between
the front and rear axle thanks to a particular use of the acceleration measure. It allows to
take into account the switch between the under- and over-steering behaviour influencing
largely the vehicle stability. Thus, the sliding estimations are always relevant what permits
to obtain a better prediction of the lateral stability metric (LaTT) whatever the vehicle
behaviour.

Then, thanks to the observer estimations combined with the vehicle dynamic models
and an extrapolation of the driver inputs on a prediction horizon, the Lateral Load Trans-
fer can be predicted. This latter value as well as the online estimations of the two stability
metrics are the input of the active security system, which is based on the generation of
a counter-force on the trigger. Thus, this system allows first to inform continuously the
driver of the incurred risk thanks to a trigger feel harder to press. Secondly, if the risk is
too important, the system is able to force the full return of the trigger, what reduces the
vehicle speed and consequently the risk. Finally, a control law based on the Predictive
Functional Control (PFC) theory has been designed to ensure the lateral stability of the
vehicle. This control law allows to calculate in real time the maximal speed ensuring the
evolution of the stability metric into a safety range. Nevertheless, this solution is only
available for vehicles where it is possible to regulate their speed thanks to a control system
on the brake.

The models, the observers, the prediction of the LaLT and the two prevention systems
presented in this dissertation have been validated and tested through several advanced
simulations, a actual quad bike and autonomous mobile robot. Moreover, the security
system appears to be directly integrated to industry, as its design rests upon low cost
actuators and sensors compared to the price of actual quad bikes.

Keyword: Light All Terrain Vehicle (ATV), quad bikes, dynamic stability, Lateral and
Longitudinal Load Transfer (LaL.T and LoLT), lateral and longitudinal rollover, modelling,
observers, predictive control law, active security.
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Chapitre 1
Introduction générale

Depuis son origine ’homme a cherché a concevoir des systémes permettant d’améliorer
ou de faciliter son quotidien et notamment dans le domaine de la mobilité terrestre. De
ce fait, il existe aujourd’hui un grand nombre de véhicules motorisés plus ou moins com-
plexes (automobile, engin agricole ou de chantier, etc.) afin de répondre le mieux possible
a I'ensemble des besoins de la société moderne. C’est dans cet optique que les Véhicules
Légers Tout-Terrain (VLTT) ont été développés afin de répondre a une demande gran-
dissante de véhicules légers et maniables capables de se déplacer dans des zones difficiles
d’accés (forét, montagne, etc.) et dans des conditions difficiles (orniéres, boue, sols glis-
sants, etc.). Couramment désignés par le terme "quad", ces véhicules de petite taille aux
propriétés dynamiques intéressantes connaissent un important essor notamment dans le
monde forestier et agricole comme outils de travail. En effet, ces véhicules ont 'avantage
par rapport a un tracteur de permettre la réalisation de taches simples (épandages d’ap-
point, vérification des clotures, surveillance des animaux en paturage, etc.) de maniére
plus rapide et propre (limitation du tassement des sols, consommation de carburant et
encombrement réduits, vitesse plus élevée, etc.). Par ailleurs et depuis peu, ces véhicules
connaissent aussi un fort succes dans le monde du loisir et de la compétition grace a leurs
prix trés accessibles couplés a d’excellentes capacités dynamiques en milieu tout-terrain.

Toutefois, bien que la conduite de ces véhicules & quatre roues nécessite des com-
pétences en pilotage trés éloignées de celles requises pour la conduite automobile, les
différentes législations a travers le monde autorisent encore a I’heure actuelle I'usage des
VLTT sans la nécessité d’un permis spécifique ou au minimum d’une formation obligatoire
comme c’est par exemple le cas en France avec la conduite des motocyclettes 125 cm?.
Ainsi, en combinant le manque de formation évident des usagers, ’absence de protection
et la constante augmentation du parc, 'ensemble des études accidentologiques, qu’elles
soient menées par des compagnies d’assurance ou des mutuelles (Mutualité Sociale Agri-
cole (MSA) - en France) ou encore par des institutions (Consumer Product Safety Com-
mission (CPSC) - aux USA) arrivent toutes a la méme conclusion : le nombre d’accidents
graves est en constante progression avec pour principale cause une erreur de pilotage de
la part du conducteur.

Si dans le domaine automobile et cela depuis longtemps, de nombreux efforts ont été

consentis afin d’améliorer la sécurité des usagers, les systémes de sécurité pour les conduc-



teurs de VLTT se résument aujourd’hui au port d’équipements de protection (casque,
veste, dorsale, etc.) ou a l'installation de structures rigides (Rollover Protective Structure
- ROPS) permettant uniquement de limiter les blessures en cas d’accidents, et qui sont la
plupart du temps omises par les usagers.

Par ailleurs, les outils proposés dans le monde des transports routiers (automobile, ca-
mion, etc.) permettant d’améliorer significativement la stabilité des véhicules (e.g. Electro-
nic Stability Program - ESP, Anti-lock Braking System - ABS) ne sont malheureusement
pas transposables au cas des véhicules évoluant en milieu tout-terrain. En effet, I'envi-
ronnement extérieur sur lequel évoluent ces véhicules est trés structuré et peu variant, ce
qui permet de faire des hypothéses simplificatrices notamment au niveau des conditions
d’adhérence, qui ne sont plus valables en milieu tout-terrain. De ce fait, les problémes
de stabilité et les actions correctives a effectuer pour la sécurité du pilote sont sensible-
ment différentes, ce qui limite énormément leur intérét & étre appliqué sur un VLTT. Par
ailleurs, il existe bien des systémes de stabilité dédiés aux véhicules tout-terrain mais ces
solutions sont développées pour les robots mobiles dont notamment le prix de I’équipe-
ment en capteurs et/ou en actionneurs est largement incompatible avec le prix d’achat
d’un VLTT, qui reste par conception un véhicule basique.

Par conséquent, le développement de dispositifs actifs de maintien de stabilité pour les
VLTT semble donc essentiel, d’autant plus qu’il répond a une demande sociétale, qui vise
a améliorer la sécurité des opérateurs de véhicule évoluant en milieu naturel, professionnels
et particuliers. Ainsi, I'objectif est de proposer, au minimum & des fins de formation, un
systéme permettant aux usagers de mieux appréhender ou maitriser la dynamique de leur

véhicule.



1.1 Contexte scientifique et industriel

Les développements scientifiques abordés dans la thése font 'objet d’un partenariat scien-
tifique fort entre deux établissements publics de recherche : I'Irstea (unité de recherche
"TSCF - Technologies et systémes d’information pour les agrosystémes) dont les théma-
tiques de recherche sont focalisées autour de problématiques liées a ’environnement en
général et sur les agro-équipements en particulier, et I'Institut Pascal (théme de recherche
MACCS) laboratoire de recherche du CNRS et de I'université Blaise Pascal dont un des
axes de recherches est étroitement lié au domaine de la robotique mobile.

Dans un cadre plus large, la problématique de la mobilité accrue pour les véhicules
s’inscrit au sein du LabEx IMoBS3, qui a pour objectif de proposer des solutions intel-
ligentes et durables en terme de mobilité innovante. Cette entité, qui est composée de
plusieurs établissements nationaux (UBP, CNRS-INSIS, IFMA, Irstea, CETE de Lyon
et ENSCCF), regroupe différents projets interdisciplinaires visant a relever trois défis
majeurs. Ces projets sont le développement de nouveaux procédés de production de bio-
énergie par l'intégration et I'intensification des bioréacteurs de haute technologie, la mise
au point de systémes de controle permettant la gestion optimisée en terme de qualité de
service de flottes de véhicules ou de machines et enfin le développement de véhicules et
de machines intelligentes.

Cette diversité scientifique des projets menés par les différents laboratoires nécessite
I’apport de connaissances, de compétences et de capacités de recherche dans des domaines
trés variés des Sciences pour I'Ingénieur. La thése a donc pu profiter de ce potentiel de
recherche et constitue dans les faits un exemple de la pluridisciplinarité pouvant étre
apportée par ce LabEx IMoBS3.

Cette thése a pu profiter du soutien financier de la Mutualité Sociale Agricole, ainsi
que du conseil régional d’Auvergne. Au vu de l'origine du financement et des thémes de
recherche d’un institut tel que I'lrstea, ’application agricole est ici un champ expérimen-
tal naturellement privilégié, d’autant plus que le développement de systémes permettant
d’améliorer la sécurité et la mobilité des agriculteurs a un intérét indéniable. Par consé-
quent, ce sont des véhicules légers tout-terrain a vocation agricole, qui ont été utilisés
afin de réaliser les validations expérimentales. Cependant, ’ensemble des travaux a été
développé sans perdre de vue l'objectif de proposer des solutions applicables a tout type
de véhicule.

Enfin, la problématique de ce projet de recherche a déja été abordée au sein de I'lIrstea
avec la thése de Nicolas Bouton soutenue le 25 novembre 2009. Ainsi, les travaux présentés
dans ce mémoire sont naturellement dans la continuité des développements initiés au
sein du laboratoire et constituent les derniéres avancées réalisées dans le domaine de la

robotique mobile.



1.2 Organisation du mémoire

Pour répondre a la problématique du développement de systémes de sécurité actifs permet-
tant d’améliorer la stabilité des quadricycles a moteur et des robots mobiles en général, et
afin de proposer des solutions industriellement viables pour I'aide & la conduite des VLT'T

et pour la sécurité des utilisateurs, le mémoire est organisé a travers quatre grands axes :

e En premier lieu, la suite de ce chapitre d’introduction a pour objectif de mettre en
avant d’une part les risques associés a 'utilisation d'un Véhicule Léger Tout-Terrain
(VLTT), et d’autre part le manque crucial de solutions de sécurité actives dédiées
a ces véhicules permettant d’assurer leur stabilité et donc de réduire le nombre
d’accidents en constante augmentation. A la suite de cette présentation, 1’étude
réalisée en section 1.4 a pour objectif de comprendre 'origine des instabilités liées a
la conduite d’'un VLTT. Elle constitue donc le point de départ de cette thése pour
le développement de solutions applicables aux VLT'T, puisqu’elle permet de définir
les hypothéses de travail et les contraintes liées a la conception d’un tel systéme.
Finalement, afin de justifier les approches suivies dans ce mémoire, un état de ’art
est réalisé dans les sections 1.6 et 1.7 sur les solutions déja existantes pour quantifier

la stabilité d’un véhicule ou en assurer la stabilité.

e Afin de pouvoir envisager d’un c6té I'estimation de la stabilité d’un véhicule évoluant
en milieu tout-terrain avec des conditions d’adhérence et un relief non constants,
et d’un autre coté la conception de lois de commande dans l'optique d’améliorer
sa stabilité, il est nécessaire de disposer de modéles analytiques donnant accés a la
caractérisation de sa dynamique. Ainsi, la premiére partie du chapitre 2 est consa-
crée a la présentation des modéles dynamiques permettant d’obtenir une expression
analytique des critéres de stabilité, qui tiennent compte des phénoménes de glisse-
ment et du relief du terrain. Ensuite, I'influence du conducteur sur la dynamique du
véhicule est prise en compte comme une variation des paramétres géométriques du
véhicule. De plus, une solution est proposée afin de pouvoir estimer sa position sur
le véhicule. Enfin, une analyse du modéle dynamique du véhicule est réalisée afin
d’expliciter analytiquement le phénoméne de sous- et sur-virage, qui a une influence

non négligeable sur sa stabilité.

e Dans l'optique d’aller plus loin dans la prévention du risque de renversement latéral,
le chapitre 3 est consacré a ’estimation des variables et paramétres non-directement
mesurables et qui influencent la stabilité latérale du véhicule. Pour cela, la théorie
et 'intérét des techniques d’observation sont présentés en section 3.2, ainsi que leur
applicabilité a nos modéles dynamiques du véhicule. Par la suite, trois observateurs
sont proposés avec des approches différentes, afin d’estimer les différents paramétres
et variables caractérisant I’état dynamique du véhicule en milieu tout-terrain. I.’ob-
jectif est de mettre en avant U'intérét du troisiéme observateur (section 3.5) qui
permet d’estimer séparément les rigidités de dérive des essieux avant et arriére a

partir de la mesure des accélérations du véhicule. Cette nouvelle technique permet



de prendre en compte les phénoménes de sur- et sous-virage a partir uniquement
d’une instrumentation limitée en cott. Ainsi, la précision de I'estimation des glis-
sements est significativement augmentée et par conséquent il en est de méme pour

Iestimation en ligne du critére de stabilité latérale.

e Le dernier chapitre vise a réunir les développements proposés dans les deux chapitres
précédents afin de concevoir un systéme de sécurité actif dédié a la prévention des
risques de renversement latéral et longitudinal pour les VLTT. Ainsi, la premiére
partie du chapitre (section 4.2) est consacrée a la validation des modéles dynamiques
permettant ’estimation en ligne du critére de stabilité longitudinal et latéral, qui
est basé uniquement sur la mesure des accélérations du véhicule. Dans le cadre de
la prévention des risques de renversement latéral, un systéme d’anticipation de ce
risque est par la suite proposé en section 4.3. Il est basé sur les estimations réalisées
grace a la théorie des observateurs appliquée aux modéles dynamiques du véhicule.
De plus, l'efficacité des trois observateurs proposés au chapitre précédent est a nou-
veau comparée, mais du point de vue de leur capacité & améliorer I’anticipation des
situations a risque. Par la suite, un systéme de sécurité actif est proposé grace aux
estimations et prédictions des critéres de stabilité. Il est basé sur un retour haptique
au niveau de la gachette des gaz permettant dans un premier temps de prévenir
efficacement le pilote du risque encouru. Si ce dernier devient trop important alors
le systéme coupe ’alimentation du moteur en carburant par un retour complet de
la gachette, ce qui a pour conséquence la réduction du risque de renversement. De
plus, dans le cas ou il est possible de maitriser la vitesse du véhicule, une commande
prédictive & modéle est proposée afin de calculer en temps-réel la vitesse maximale
admissible, qui assure ’évolution du critére de stabilité choisi dans un domaine de
stabilité.

L’ensemble des développements théoriques présentés au sein des différents chapitres
est validé par le biais de résultats provenant aussi bien de simulations avancées que d’essais

expérimentaux réalisés sur un quad agricole.



1.3 Généralités sur les VLTT

1.3.1 Définition du quad

Le quad, dont 'appellation légale en France est quadricycle & moteur, est un véhicule non
couvert motorisé tout-terrain monoplace ou biplace & quatre roues. Ce type de véhicule a
été tout d’abord désigné par le sigle ATV, abréviation de All-Terrain Vehicule en Amérique
du Nord. Puis, ce sigle est devenu VT'T, abréviation de «véhicule tout-terrainy» au Québec,
comme il est désigné également en France. Par ailleurs, le terme "quad" provient de
Ianglais dont le nom d’origine est "quad-bike", pour cycle & quatre roues motrices. Les
anglophones ont préféré utiliser le terme "bike" plutot que "vehicle" car la conduite de ce
type de véhicule se rapproche plus de la conduite d’une motocyclette que d'une voiture
de par la position (& cheval sur un siége) et la conduite (guidon) du pilote.

Plus précisément, les véhicules de type quad sont jusqu’en 2001, d’aprés la norme

développée par la SVIA (Specialty Vehicle Institute of America), des véhicules :

e motorisés,

non autorisés sur le réseau routier,

a quatre roues,

avec des pneus basse-pression (meilleure adhérence en milieu tout-terrain),

dont les jambes du conducteur sont de part et d’autre du véhicule,

e concus pour un seul conducteur.

Cette norme a évolué en France a partir de 2001, ot il est devenu possible de conduire
sur le réseau routier aprés homologation et immatriculation. Par ailleurs, les quads auto-
risés a circuler sur la voie publique (hors autoroutes et voies rapides) peuvent avoir deux

types d’homologation :

e Quadricycle léger & moteur (assimilé & une voiturette sans permis) :

— Cylindrée inférieure & 50 cm® pour les moteurs a combustion interne ou de

puissance de moins de 4 kW pour les autres types de moteur,

— Vitesse limitée par construction & 45kmh=1,

Poids a vide de moins de 350 kg et charge utile de moins de 200 kg,

— Conduisible dés 16 ans avec un BSR, aucun permis n’est exigé pour les conduc-

teurs nés avant le ler janvier 1988.
e Quadricycle lourd a moteur :

— Cylindrée supérieure a 50 cm? ou vitesse maximum de plus de 45kmh™1,

— Puissance maximale 15kW (environ 20 ch),



— Poids a vide de moins de 550 kg et charge utile de moins de 200 kg,

— Conduisible avec le permis B, B1 ou A, A1, A2. Contrairement a la conduite
de moto 125c¢m? et de tricycle type Lbe (comme les piaggio mp3 LT), il n’est
pas nécessaire d’attendre 2 ans ni de suivre une formation pour le conduire

avec un permis B ou Bl1.

De plus, la conception mécanique du quad varie en fonction de la catégorie de ce
dernier : sportif, agricole (homologation MAGA : Machine AGcricole Automotrice), loisir
et enfin enfant. Ainsi, si la masse peut étre inférieure a 50kg pour les quads destinés
aux enfants, elle peut dépasser les 400 kg pour les quads agricoles dont la cylindrée peut
atteindre 800 cm?. Ils se différencient aussi au niveau du type de transmission, qui peut
étre a propulsion (motricité confiée aux roues arriére) ou intégrale (quatre roues motrices)
avec sur certains quads (haut de gamme et agricole) la possibilité de sélectionner le mode
de transmission comme on peut le faire avec les véhicules 4 x 4. Enfin, les quads sont
équipés de différents systémes de suspension en fonction notamment du niveau de gamme
du véhicule et de son application dans une moindre mesure. Les différents systémes de
suspension sont pour I'essieu avant de type McPherson ou double triangle et pour I’essieu
arriére de type bras oscillant, McPherson ou double triangle.

Cependant, malgré la grande différence de conception des différents VLT Ts, les carac-

téristiques recherchées lors du développement d’un véhicule de type quad sont :

e un équilibre entre la maniabilité et la stabilité,
e la capacité de franchissement en milieu tout-terrain,

e sa robustesse et sa fiabilité.

1.3.2 Historique du quad

Historiquement, les premiers ATV (All-Terrain Vehicles) sont apparus au début des an-
nées 1950 et les premiers modéles étaient équipés de six roues. A la fin des années 60,
la firme Honda cherchait & commercialiser une machine qui, d’'une part puisse combler la
baisse des ventes de motos constatée lors de I'hiver et qui d’autre part posséde des ca-
pacités de franchissement que n’ont pas les motos. C’est 'ingénieur Osamu Takeuchi qui
dirigea le projet et qui mit au point le premier ATC, 'US90. C’était un engin maniable,
robuste et polyvalent & trois roues, qui répondait aussi au besoin d’atteindre les villages
éloignés et reculés en montagne. Par la suite, ce véhicule a séduit les agriculteurs de par
sa capacité a réaliser des taches simples (déplacement sur le domaine agricole, nourrissage
des animaux, entretien de la propriété, etc.) de maniére plus rapide et moins cotiteuse
qu’avec un tracteur agricole. Aux USA, les bucherons américains souhaitaient accéder
rapidement & des espaces confinés et les VLTT & six roues étaient trop imposants. Ainsi,
Honda proposa sur le marché américain en 1970, le premier VLTT a trois roues, qui n’est
autre que ’ATC 90 (voir Figure 1.1), une évolution de 1'US 90.

Ce VLTT rencontra un fort succés et son utilisation fut détournée vers d’autres acti-

vités comme la péche, la chasse, la randonnée du fait de son cott extrémement faible par



FIGURE 1.1 — ATC 90

rapport aux tracteurs qui étaient a ’époque les seuls véhicules civils tout-terrain. Ainsi,
I’essor de ce nouveau marché obligea les principales entreprises concurrentes a proposer a
partir des années 80 un modéle & trois roues sur ce segment : Yamaha en 1979, Kawasaki
en 1981, Suzuki en 1982, Polaris en 1985, Artic Cat en 1995 et Bombardier en 1998.

Cependant, le succeés croissant de ce type de véhicule (plus de 7 000 000 de VLTT aux
USA en 2006) associé¢ a une réglementation inexistante sur l'utilisation des VLTT (for-
mation, permis de conduire, régles de sécurité, etc.) impliqua une forte augmentation du
nombre de blessés et de tués aux USA. La CPSC (Consumer Product Safety Commission,
| |) constate que le nombre de blessés passe de 10 100 en 1982 & un pic de 10 6000
en 1986. Ce constat alarmant obligea le gouvernement américain en 1987 & poursuivre en
justice I’ensemble des fabricants de VLTT. Il est notamment reproché a la firme Honda
et aux autres fabricants de commercialiser un produit dangereux en le présentant comme
un jouet pour enfant. De plus, les constructeurs vendaient ce type de véhicule sans avoir
réalisé d’études de sécurité ou fourni des manuels d’utilisation | |-

Ainsi, un arrété a été négocié en 1988 entre les fabricants de VLTT et la CPSC, qui
a conduit a l'interdiction de la production et de la vente des tricycles. Les conditions de

vente suivantes sont imposées sur une période de 10 ans aux fabricants de VLT'T :

e Les VLTT doivent étre obligatoirement des quadricycles,

e Des autocollants rappelant les consignes de sécurité doivent étre apposés sur les

véhicules par les constructeurs,

e Les VLTT destinés aux enfants de moins de 16 ans ne doivent pas avoir une cylindrée

supérieure a 90 cm?,

e Une campagne d’information publique doit étre lancée par les industriels | | sur

les risques encourus lors de la conduite des VLTT.

Afin de veiller a la mise en place et & 'application de ces nouvelles régles, le All-Terrain
Vehicle Safety Institute (ASI) est crée en 1988. Par la suite, les fabricants travaillent en
collaboration avec la SVIA (Specialty Vehicle Institute of America), qui a publié en 1990
(mise & jour en 2001) une norme sur les caractéristiques souhaitables des VLTT.

A Tinverse des USA, il existe moins d’associations ou d’instances gouvernementales

en Europe pour la prévention des accidents de VLT'T, du fait que I'essor des VLTT en



Europe ne date que du début des années 2000. L’association ATVEA (All-Terrain Vehicle
European Association) a été créée en 2003 et elle réunit les principaux constructeurs pré-
sents sur le marché européen (Kawasaki, Honda, Arctic Cat, Polaris, Massey Fergusson).

Les objectifs de cette association sont :
e Promouvoir 'utilisation adéquate des VLT'T,

e Contribuer au développement d’une réglementation pour la fabrication et 'utilisa-

tion des quads,
e Contribuer & la formation des utilisateurs afin de réduire le nombre d’accidents.

En France, les véhicules de type quad sont apparus en 1986 avec un marché qui explose
a partir de 2003 car cela correspond a la date d’homologation des quads pour le réseau
routier (voir Figure 1.2). En effet prés de 70 000 quads se sont vendus en 2 ans (dont 52
000 en 2004) puis environ 50 000 quads vendus chaque année jusqu’en 2008. Aujourd’hui,
la tendance est plutot aux alentours de 30 000 quads vendus par an. Plus généralement,
la France est 'un des pays ou le quad connait un essor considérable avec prés de 1 quad
pour 1 213 habitants contrairement aux autres pays européens (I’Allemagne par exemple

compte 1 quad pour 3 535 habitants soit trois fois moins qu’en France).
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FIGURE 1.2 — Evolution du parc francais de quads

Apreés avoir briévement présenté les véhicules de type quad, la partie suivante s’inté-
resse aux risques et accidents qui peuvent survenir sur ce genre d’engins. Quelques études
ont été menées sur les types d’accidents auxquels s’exposent les conducteurs de quads.
Ces études ont principalement été menées aux Etats-Unis, en France, au Canada ainsi

qu’au Royaume-Uni.

1.3.3 Etude des accidents en quad
1.3.3.1 Causes principales des accidents

La principale cause des accidents a pour origine la conception méme des véhicules de type
quad, qui sont étudiés pour étre trés maniables, et ainsi offrir au conducteur une grande
capacité de franchissement en milieu tout-terrain. Cependant, cette conception implique
inévitablement une forte instabilité du véhicule d’autant plus que la motorisation per-

met d’avoir un rapport poids/puissance assez élevé. Plusieurs travaux (| |, | |,



[WTBEF04], [WR05]) mettent en avant ce caractére instable du véhicule di & ses caracté-
ristiques géométriques et dynamiques. Par ailleurs, il n’existe pas de permis spécifique a
ce type de véhicule ou de formation obligatoire (permis voiture requis uniquement) afin
d’informer les utilisateurs sur les dangers encourus lors de 'utilisation de tels véhicules.
Ainsi, 'association d’une dynamique élevée du véhicule, d’un comportement trés instable
et d’'un manque de formation des utilisateurs implique inévitablement une augmentation
constante du nombre d’accidents.

Il peut aussi étre noté que les quads sont réguliérement équipés d’outils de travail et ce
notamment dans le milieu agricole et forestier, afin de réaliser certains travaux comme le
montre la Figure 1.3. Naturellement, I’ajout d’équipement lourd sur un véhicule léger, qui
n’a jamais été développé pour étre équipé de la sorte, influe largement sur la dynamique

du véhicule et donc sur sa stabilité.

(a) Remorqgue forestiére (b) Fendeuse de bois (b) Epandage d’appoint

FIGURE 1.3 — Outils adaptables sur les VLTT

De surcroit, le nombre de blessés et de tués est assez important, comme nous le verrons
en section 1.3.3.2, du fait aussi que les régles de sécurité simples ne sont souvent pas
respectées (absence d’éléments de protection corporelle : casque, gants, dorsale, etc.).
Une étude sur le port de ce type de protection a été réalisée par le Cemagref en 2005
sur un échantillon de 160 agriculteurs [’la05]. Elle a mis en évidence le laxisme des
utilisateurs en ce qui concerne le port d’¢léments de sécurité, comme le montre la Figure
1.4 qui représente la fréquence moyenne d’utilisation de ces éléments. En effet, d’aprés
cette figure, prés de 48 % des personnes interrogées ne portent aucune protection. Par
exemple, seulement 30% d’entre elles affirment porter en permanence un casque, qui

selon la législation est obligatoire.
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FIGURE 1.4 — Fréquence moyenne d’utilisation des éléments de protection en [%)]

D’autres études ont été menées et le HSE (Health and Safety Executive, ministére de



la santé britannique) a notamment publié un compte-rendu | | sur les risques liés
a l'utilisation des quads en Angleterre. Ainsi, les causes principales des accidents fatals

d’aprés leur étude sont :

e étre éjecté du véhicule a cause d’un renversement ou d’une perte de controle du

véhicule,
e collision avec un obstacle (arbres, autres véhicules, etc.),
e étre piégé et/ou asphyxié sous le véhicule aprés un renversement,

e piétons frappés ou écrasés par le véhicule.

En plus de ces causes, I'étude fait référence a différents facteurs aggravants ou sous-

jacents :

e Manque d’expérience ou de formation du conducteur,

e Casque non-homologué ou absent,

e Vitesse excessive,

e Age du conducteur,

e Transport d'un passager ou d’une charge excessive qui peut étre mal répartie,

e Renversement di & la combinaison d’une forte pente, d’une vitesse excessive, de

conditions d’adhérence variables, charge excessive, etc.,
e Systéme de freinage inadapté a la charge transportée et souvent mal entretenu,

e Pression incorrecte des pneumatiques.

1.3.3.2 Statistiques accidentologiques

Aux USA, la CPSC posséde des statistiques détaillées du nombre de blessés et de morts
par année. Ainsi, d’aprés le rapport | |, le nombre d’accidents n’a cessé d’augmenter
jusqu’en 2007 pour atteindre un maximum de 150 000 blessés graves et de 800 morts.
Méme si a partir de cette année le nombre d’accidents diminue grace notamment a la
prévention réalisée auprés des conducteurs sur les risques encourus et a 'amélioration des
comportements vis-a-vis du port d’équipement de sécurité, le nombre de blessés graves et
de décés s’éléve toujours a respectivement plus de 100 000 et 300 personnes en 2011.

En ce qui concerne I’'Europe, le HSE (ministére Britannique) a publié¢ dans une étude
[ | qu’en moyenne deux personnes meurent chaque année dans des accidents de VLTT
et qu’environ mille personnes sont blessées dans ce type d’accidents. En France, bien que
le pays soit le plus grand marché d’FEurope pour la vente des quads, aucun organisme
gouvernemental n’étudie accidentologie des VLTT. Cependant, la MSA (Mutuelle Sociale

Agricole) recense depuis 2001 le nombre accidents survenus en quad, mais uniquement



dans le milieu agricole. Ainsi, elle constate entre 2001 et 2007, une augmentation de 60 %
du nombre d’accidents recensés par an (respectivement 50 et 80, voir | |)- Face a ce

constat, des formations a la conduite des quads sont proposées par la MSA depuis 2008.

1.3.3.3 Types d’accidents recensés en quad

Les accidents survenant lors de I'utilisation d’un quad peuvent étre regroupés en deux ca-
tégories comme cela est généralement fait (voir | |). La premiére catégorie concerne
les accidents qui sont dus a une collision avec un autre véhicule ou a 'environnement,
alors que la deuxiéme regroupe ceux qui ont pour origine une erreur de pilotage de la part
du conducteur. Concernant cette derniére, des études en France | | ou & 'étranger
| | montrent que la trés grande majorité des accidents est due & un renversement
du véhicule qui peut étre de type longitudinal ou latéral. Pour exemple, la Figure 1.5
montre que plus de 90 % des accidents en France dans le milieu agricole sont dus a un
reversement (voir | |). De surcroit, d’aprés | |et| |, les renversements la-
téraux engendrent statistiquement plus de blessures que les renversements longitudinaux,

notamment si le conducteur n’a pas respecté les mesures de sécurité.

5% .
Enguéte Cemagref 2005
2%
O Renversement latéral
41% S
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O Collision
O Autre

FIGURE 1.5 — Part des différents types d’accidents recensés en France dans le milieu
agricole

1.3.4 Solutions existantes pour la sécurité des utilisateurs de

quad

Au vu du nombre d’accidents grandissant et de la gravité des blessures provoquées par
ces derniers, différents systémes ont été proposés afin de protéger les conducteurs et le
véhicule. Ces systémes de sécurité peuvent étre divisés en deux grandes catégories. La
premiére correspond aux systémes dits passifs, car ils permettent de protéger le conducteur
et/ou le véhicule en cas d’accident mais sans pour autant empécher 'apparition de la
situation a risque. A linverse, 'autre catégorie regroupe les systémes de sécurité dits
actifs, qui eux sont capables d’agir sur le systéme afin d’éviter qu'une telle situation se
produise. Cependant, en cas de défaillance du systéme de sécurité, ils ne permettent de
protéger ni le conducteur ni le véhicule lors de I'accident. C’est pourquoi, la présence d'un
systéme de sécurité actif doit toujours étre couplé a un systéme passif pour des raisons

de sécurité.



1.3.4.1 Systémes de sécurité passifs

Une partie des systémes de sécurité passifs a déja été évoquée en section 1.3.3 et listée
sur la Figure 1.4. 1l s’agit des équipements vestimentaires qui permettent de protéger
les parties fragiles et vitales du corps humain, puisqu’en cas d’accident il n’existe pas
de structure extérieure afin de protéger le pilote comme c’est le cas en voiture. Si le
port du casque parait évident et fait partie de 'équipement obligatoire en France, le
port d’autres équipements est souvent délaissé par les utilisateurs comme notamment les
dorsales et plastrons, qui sont visibles sur la Figure 1.6. Pourtant, ce type d’équipement
permet d’éviter de graves lésions au niveau de la moelle épiniére surtout dans le cas des
renversements ot il n’est pas rare que le pilote se fasse écraser par le véhicule. Par ailleurs,
ce type d’équipement est congu pour garder une bonne souplesse du buste et a 'utilisation

est moins contraignant que le casque.

g

FIGURE 1.6 — Différents types de dorsales et plastrons

Les autres systémes de sécurité sont regroupés sous la désignation de ROPS (RollOver
Protective Structures). Cela correspond a l'ajout d’une structure rigide (une cage) sur
le véhicule permettant de maintenir une zone de survie entre le véhicule et le pilote en
cas de retournement. Ce type de protection, qui est présenté sur la Figure 1.7, reste trés
efficace quelles que soient les circonstances, mais son principe méme diminue fortement la
principale qualité d’un quad : sa maniabilité. En effet, le conducteur est obligé de porter
une ceinture de sécurité pour que le systéme soit efficace car sinon il risque d’étre éjecté et
de se faire écraser en cas de renversement. Cette contrainte empéche tout mouvement du
conducteur par rapport au véhicule alors que justement la maniabilité d’un quad repose
en partie sur cette capacité du conducteur a maitriser la stabilité du véhicule par son
positionnement sur le quad. Comme le montre la Figure 1.7, une autre contrainte de ce
type de protection est la conception d'un véhicule beaucoup plus encombrant et donc
moins apte & accéder aux zones difficiles, qui est a la base une de ses principales qualités.
Il est a noter tout de méme que ce type de protection est peu contraignantes et tres
avantageuses pour les quads utilisés sur des terrains faciles d’accés et aussi quand il s’agit
du transport d’outils comme on a pu le voir sur la Figure 1.3.

Le dernier systéme de sécurité passif présenté est le systéme de CPD (Crush Protection
Device), qui signifie en francais "systéme de protection contre I'écrasement". Son principe
de fonctionnement est similaire & celui d’une structure de type ROPS, puisque I'objectif
est d’empécher ’écrasement du conducteur par le quad lors d’un renversement, tout en
évitant le port d’une ceinture de sécurité. Pour cela, une structure plus ou moins rigide est

fixée a l'arriére du véhicule, comme le montre la Figure 1.8 représentant deux systémes



FIGURE 1.7 — Quad équipé d’une structure de protection de type ROPS

commercialisés par Ag-tech Industries (Lifeguard, a droite) et par Quad Bar Industries
(Quadbar, a gauche).

La Quadbar de Quad Bar Industries La Lifeguard de Ag-tech Industries

FIGURE 1.8 — Présentation de la Lifeguard et de la Quadbar

L’objectif premier de ces systémes est d’éviter que le conducteur se retrouve coincé
sous le quad. Mais en outre, ils permettent d’une part de faciliter la remise en place du
véhicule et d’autre part de limiter le dévalement du véhicule lors d’un renversement dans
une forte pente, ce qui par la méme occasion limite les dégats matériels. Ces deux systémes

en action sont représentés sur la Figure 1.9.

FIGURE 1.9 — Principe de fonctionnement de la Lifeguard et de la Quadbar

Alinsi, ces deux systémes sont un trés bon compromis entre le besoin d’une protection
efficace contre le renversement et le besoin de conserver la maniabilité du véhicule (pas
de ceinture de sécurité). De plus, ce type de protection a I'avantage d’étre facilement
installable sur n’importe quel quad. Cependant, ils sont relativement peu répandus a
cause de leur prix assez élevé, qui est de 583 $ pour la Quadbar et de 1595 NZD$ pour la
Lifeguard.



1.3.4.2 Systémes de sécurité actifs

A Theure actuelle, aucun systéme de sécurité actif pour la prévention des risques de
renversement des véhicules de type quad n’a été commercialisé. Cependant, un premier
prototype a été proposé par I'université d’Umea en Suéde (|RJ11]) et qui est présenté sur
la Figure 1.10.

Barres rétractables, qui sont déployéesen cas
de détectiond’un renversement

Coté latéral du véhicule Arriere du véhicule

FIGURE 1.10 — Présentation du systéme de sécurité actif développé par I'université d’Umea
[RJ11]

Ce systéme est composé de barres rétractables, qui s’ouvrent en cas de détection
d’un risque de renversement, ce qui bloque le retournement du véhicule. Le principe de
détection repose sur la comparaison entre une inclinaison critique menant au renversement
et I'inclinaison actuelle du véhicule représentée par les angles d’Euler. Les angles critiques
ont été mesurés expérimentalement alors que I'estimation de l'inclinaison en temps-réel
est basée sur un filtre de Kalman permettant de fusionner les différentes mesures fournies
par une centrale inertielle (accélérations, vitesses de rotation, magnétomeétre et GPS).

Différentes expérimentations réelles ont été réalisées dans différentes situations de
renversement longitudinal et latéral afin de valider d’une part la capacité du systéme a
détecter correctement la situation de renversement et d’autre part de valider la réactivité
du déploiement des barres de sécurité. Malgré 'efficacité apparente du systéme, deux prin-
cipales limitations ressortent de I’article en dehors de I'encombrement actuel du systéme
qui pourrait étre génant dans un milieu tout-terrain (il ne s’agit ici que d’un prototype
a but de démonstration et la conception du systéme a été réalisée au plus simple). Ainsi,
la premiére limitation est l'utilisation d’une centrale inertielle de type MTI-G développée
par la société XSENS et dont le prix (environ 4000€) est excessif par rapport a celui d’un
quad (environ 10000€). La deuxiéme limitation explicitée dans l'article [R.J11] est liée a
I'incapacité du systéme a estimer I'inclinaison du véhicule a haute vitesse. Cela s’explique
par l'utilisation d’une centrale inertielle qui estime I'inclinaison du véhicule par intégration
des vitesses de rotation fournies par le gyrométre. A cause du bruit, ’erreur d’intégration
augmente et la centrale inertielle corrige son estimation & partir des données fournies par
le magnétomeétre et surtout par 'accélérométre. Cependant, d’une part le magnétomeétre

est facilement perturbé par les champs magnétiques environnant et d’autre part la mesure



d’une inclinaison par un accélérométre est biaisée si la dynamique du véhicule n’est pas
prise en compte, ce qui est le cas pour les centrales inertielles.

Afin de comprendre I'influence de la dynamique du véhicule sur la mesure de son orien-
tation, il convient de rappeler le principe de fonctionnement de cette mesure. En fonction
de la technologie de Paccélérométre (matériaux piézorésistifs et capacitifs), les accéléra-
tions constantes comme notamment celle due a la gravité terrestre sont mesurables et il
est alors possible d’en déduire 'orientation du véhicule a partir de la mesure de I'accélé-
ration selon les 3 axes d'un repére orthonormé. Toutefois, dans notre cas, 'accélérométre
mesure certes la gravité mais aussi les accélérations dues a la dynamique du véhicule,
qui peuvent étre négligées tant que la vitesse du véhicule reste faible mais qui fausseront

I’estimation si elle devient plus élevée.

1.3.5 Conclusion

Les capacités offertes par les quads en terme de maniabilité et de franchissement d’obstacle
pour un cott relativement faible ont impliqué un fort engouement pour ce type de machine
et notamment dans les secteurs agricole et forestier. Malheureusement, la contre-partie de
telles capacités est la conception d’un véhicule qui peut étre facilement instable et qui a de
fortes propensions aux renversements. Ainsi, le manque de législation évident autour de la
conduite des quads (absences de formation obligatoire, de permis spécifique, de prévention
et d’information, de protections obligatoires, etc.) a entrainé une forte augmentation des
accidents car une grande partie des utilisateurs sont des pilotes inexpérimentés. En effet,
il a été mis en évidence que la plupart des accidents sont dus a des erreurs de pilotage qui
entrainent trés rapidement un renversement du véhicule. De plus, ces accidents, qui sont
les plus nombreux, sont aussi généralement les plus graves a cause du poids important du
véhicule, ce qui en cas de retombée sur le conducteur peut impliquer des lésions graves et
méme fatales.

Naturellement, différentes protections plus ou moins efficaces et contraignantes sont
disponibles pour les VLTTs (habit de protection, ROPS : Rollover Protective Structure,
CPD : Crush Protection Device). Cependant, elles ne permettent pas d’éviter le ren-
versement mais seulement de limiter les risques de lésions et de blessures graves en cas
d’accident. Un systéme de sécurité actif dédié aux quads et permettant d’empécher le
renversement du véhicule est bien en cours de développement (| ]). Cependant, il
est principalement dédié pour 'aide au franchissement d’obstacle, puisque le systéme de
détection du renversement est basé sur une technologie qui n’est pas fiable lorsque la
dynamique du véhicule est élevée. Par conséquent, aucune solution dédiée aux VLTT n’a
encore été proposée dans le cadre de la prévention des renversements ayant lieu a des
dynamiques élevées, qui représentent par ailleurs la grande majorité des accidents graves.

Ainsi, I'objet de la prochaine section est d’étudier ce type de renversement dans I'ob-
jectif de définir les différents axes de recherche a suivre afin de développer un systéme de

sécurité actif pour la prévention des risques liés a ce phénomeéne.



1.4 Etude des renversements a4 hautes dynamiques

1.4.1 Analyse de la mécanique du renversement

Il est possible de distinguer deux types de renversement en fonction du contexte d’uti-
lisation d’un véhicule de type quad. En effet, il faut différencier les renversements qui
ont lieu quasiment & P'arrét (renversement statique) avec ceux qui ont lieu en cours de
marche (renversement dynamique). Dans le premier cas, le renversement se produit lors
d’un franchissement d’obstacle et il a pour origine une erreur de positionnement du vé-
hicule par rapport au terrain. A l'inverse, dans le second cas, le renversement se produit
lors d’une prise de virage ou du franchissement d’'une forte pente et son origine provient
d’une erreur de pilotage (consignes d’angle de braquage, de vitesse ou d’accélération). La

Figure 1.11 représente les deux contextes qui ménent au renversement du véhicule.

(a) Dynamique faible : (b) Dynamique élevée : prise (c) Dynamique élevée :
franchissement d’obstacle de virage accélération

FIGURE 1.11 — Différentes situations pouvant mener au renversement du quad

Cependant, les renversements qui ont lieu lors d’un franchissement d’obstacle, ne sont
que trés peu responsables des blessures et des décés constatés. En effet, la mise en place
d’une situation de renversement est lente (véhicule presque a l'arrét), ce qui laisse large-
ment le temps au pilote de s’en rendre compte et de se dégager avant que le véhicule ne
lui tombe dessus. De plus, lors d’un franchissement d’obstacle le pilote est généralement
en position debout, ce qui lui permet de se dégager facilement en cas de renversement.
En revanche, la mise place d’une situation de renversement lors d’une prise de virage ou
d’une accélération peut étre trés rapide (inférieure a la seconde), ce qui surprend la plu-
part des utilisateurs. Par conséquent, ils ne peuvent ni corriger leur pilotage a temps ni se
préparer & s’éjecter du véhicule afin que ce dernier ne leur tombe pas dessus. De surcroit,
ce type de phénoméne a tendance a crisper les conducteurs inexpérimentés, qui ont alors
tendance & vouloir rester agrippés sur le véhicule ou a le retenir pendant sa chute, ce
qui par ailleurs limite leur capacité & corriger leur pilotage. Naturellement, ce type de
comportement augmente largement le risque de collision ou d’écrasement entre le pilote
et sa machine, ce qui peut provoquer de graves lésions corporelles. Comme le montre la
Figure 1.11, le renversement dynamique peut étre divisé en deux sous-catégories (renver-
sement longitudinal et latéral), qui sont détaillées ci-aprés. Ces études préliminaires nous
permettront d’expliciter en section 1.4.2 les différents paramétres qui influencent le risque

de renversement.



1.4.1.1 Le renversement latéral en virage

Le risque de renversement latéral d’un véhicule pendant un virage est trés important,
comme cela est souvent remarqué dans la littérature (| |, | ). En effet, si
nous considérons un véhicule qui effectue un virage en régime permanent (vitesse et angle
de braquage constants) et avec ’hypothése d’'un Roulement Sans Glissement (RSG - mou-
vement circulaire parfait), il est soumis uniquement aux forces latérales que le sol exerce
sur les roues du véhicule (forces aérodynamiques négligées), comme cela est représenté

par la Figure 1.12.
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FIGURE 1.12 — Véhicule rigide se déplagant le long d’une trajectoire circulaire

Si nous considérons d’abord un véhicule non suspendu (dépourvu de suspensions) et
que nous nous plagons dans une vue en roulis du véhicule (voir Figure 1.12), les forces
latérales exercées par le sol sur les pneumatiques générent un couple au centre de gravité
puisque ce dernier ne passe pas par leurs axes. En appliquant simplement le principe
fondamental de la dynamique, le bilan des forces et des moments exercés au centre de

gravité s’écrit :

may, = Fy1 + Fyp

(1.1)
(Fy1 + Fyo)h = coFy0 — 1 F

Puis, en combinant les deux équations du systéme (1.1), on obtient :

mayh = CQFnQ — Canl (12)

Nous pouvons constater d’aprés (1.2) que l'apparition de ce couple, qui est di aux
efforts latéraux au niveau de la liaison roue/sol, a pour conséquence un transfert de
charge sur les roues extérieures au virage (a, > 0 = F,5 > F,1). Ainsi, si I'accélération
latérale devient trop importante, la somme des efforts normaux intérieurs au virage (F,,;
dans notre cas) s’annule et le véhicule se retrouve dans une situation de renversement
latéral. Dans cette situation, les roues extérieures supportent tout le poids du véhicule
(Fh2 = m.g dans notre cas) et il est possible a partir de (1.2) de définir I'accélération

maximale (voir | |) avant que le véhicule ne commence a se retourner :



Cag

lay| = T

ou (1.3)
jay| = =7

h

L’équation (1.3) met en évidence une partie des paramétres qui influent sur le transfert
de charge du véhicule : la hauteur du centre de gravité h et les demi-voies c; et cs.

En réalité, un véhicule est équipé d’un systéme de suspension qui a pour conséquence
un déplacement plus ou moins important du centre de gravité sur le plan latéral en fonction
de la raideur de celle-ci. Cependant, le mécanisme de renversement reste le méme malgré le
mouvement de roulis de la partie suspendue du véhicule comme le montre la Figure 1.13.
Avec ¢, 'angle de roulis du véhicule, A, la hauteur du centre de roulis et en considérant
que toute la masse du véhicule est concentrée sur la partie suspendue (généralement le
cas sur la plupart des véhicules), la condition de renversement sur 'accélération latérale

en appliquant le PFD comme précédemment est :

(e lysin(en)g
Y hr COS(SDT‘) + Rroues

ou (14)
(c1 + hy sin(er))g

T cos(@r) + Rroues
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FIGURE 1.13 — Vue en roulis d’un véhicule équipé de suspensions dans un virage

D’aprés (1.4), le risque de renversement est d’autant plus important que l'angle de



roulis ’est aussi. La valeur de cet angle augmente naturellement avec celle de 'accélération
latérale mais elle dépend aussi fortement de la raideur des suspensions du véhicule : plus la
raideur des suspensions est faible, plus le véhicule est potentiellement capable de s’incliner
en virage. Par exemple, le modéle rigide (voir Figure 1.12) n’est autre qu’un véhicule
équipé de suspensions infiniment rigides, ce qui améliore sa tenue de route en virage mais
seulement sur des surfaces lisses comme le réseau routier. En milieu tout-terrain, ce réglage
de suspension ne permettrait pas d’assurer le contact des roues sur le sol en permanence a
cause du relief trés irrégulier. Dans cette situation, le pilote se mettrait en danger puisqu’il
perdrait la controlabilité du véhicule du fait que les roues ne pourraient plus assurer leur
fonction de motricité et de direction. Ainsi, la raideur des suspensions est toujours faible
malgré le fait que cela diminue la stabilité du véhicule puisque sa principale fonction
est avant tout de pouvoir se déplacer dans des zones ou le relief est trés irrégulier : les
suspensions doivent pouvoir maintenir les roues en contact avec le sol quelles que soient

les irrégularités du terrain.

1.4.1.2 Le renversement longitudinal

Pour des raisons d’occurrence, le renversement longitudinal a été moins étudié. Il est
tout de méme possible de citer quelques travaux tels que ceux de B. Falah | | sur
le comportement dynamique et la stabilité des quads ou ceux de K.G. Baass | |
sur la stabilité longitudinale des véhicules. Cependant, la mécanique de renversement
longitudinal s’explique de maniére analogue a ce qui a été présenté précédemment pour le
renversement latéral. Ainsi, I'étude s’effectue dans le plan de tangage du véhicule et avec

I’hypothése de Roulement Sans Glissement comme le montre la Figure 1.14.

Couple de renversement
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FIGURE 1.14 — Vue en tangage d’un véhicule équipé de suspensions

Les efforts longitudinaux des essieux avant et arriére (Fy et Fy) sont dus au couple qui



est transmis aux roues par le moteur. Naturellement, la relation entre le couple appliqué a
la roue et la force motrice générée au niveau de la liaison roue/sol dépend des conditions
d’adhérence. De plus, la force longitudinale de l'essieu avant (F,;) peut étre considérée
comme nulle dans le cas d’un véhicule & propulsion, si on néglige les forces de frottement.
Dans le cas général d'un véhicule équipé d’une transmission intégrale, I'application du

PFD au centre de gravité nous donne :

m.a; = I'g1 +Fx2

(1.5)
(Fo1 + Fr2)(hy cos(p) + Rroues) = (Lr — hysin(py,)) Fup — (L + hysin(ep)) Froa

Le systéme (1.5) permet de définir Paccélération longitudinale maximale menant au

renversement, qui a pour expression :

(L~ hysin(p)lg
v hp COS(SOP) + RT’OU/@S
ou (1.6)
~ (Ly + hysin(py))g

hy, cos(p) + Ryoues

Z':

D’aprés I'équation (1.5), Peffort généré par l'essieu avant (Fj1) a la méme capacité a
générer un transfert de charge que l'essieu arriére (Fo), ce qui n’est pas le cas en réalité. En
effet, la force longitudinale que 'essieu avant peut transmettre décroit avec 'augmentation
du transfert de charge sur 'essieu arriére, puisque F,; dépend non seulement du couple
généré par le moteur mais elle est aussi directement proportionnelle & la force normale F, 4.
Ainsi, dans le cas d’une forte accélération, la force normale F), 4 est trop faible pour que
les roues avant transmettent un effort de traction : ces derniéres patinent rapidement. A
I'inverse, la capacité de I’essieu arriére a transmettre un effort de propulsion est renforcée
par I'augmentation de la force normale F),g a cause du transfert de charge. Par conséquent,
ce premier modéle permet d’expliquer simplement pourquoi les véhicules & propulsion ont
une facilité au renversement longitudinal & I'inverse des véhicules a traction.

Cependant en milieu tout-terrain, un véhicule doit étre forcément a propulsion afin de
pouvoir monter des terrains glissants et trés inclinés. En effet, si le véhicule est & traction,
les roues avant seraient délestées de tout poids lors de la montée et elles ne pourraient
transmettre aucun effort permettant au véhicule d’avancer. En contre-partie, la nécessité
d’une transmission arriére implique une forte propension au renversement.

Enfin, le renversement longitudinal ne se limite pas uniquement & une trop forte accé-
lération de la part du pilote. Il peut arriver que lors du franchissement d’une montée, le
pilote se retrouve bloqué au milieu de la pente & cause d’un sol trop glissant par rapport a
I'inclinaison du terrain. Ainsi, il se retrouve a l'arrét et décide de redescendre la pente en
marche arriére en jouant avec les freins. Dans le cas d'un systéme de freinage intégral (le
levier de freinage actionne les étriers sur les quatre roues, ce qui est courant sur ce type

de véhicule), leffort longitudinal F,o da au freinage des roues arriére génére un couple au



centre de gravité du véhicule qui aggrave le transfert de charge déja existant a cause de la
pente comme le montre la Figure 1.15. Ce phénomeéne peut étre apparenté a la création

d’un point de rotation autour des roues arriére.

FIGURE 1.15 — Phénomeéne de renversement lors d’une marche arriére dans une pente

Un pilote débutant peut par mégarde acquérir une trop grande vitesse a cause de la
forte pente et sous l'effet de la peur freiner trop brusquement, ce qui méne facilement au

renversement du véhicule au vu des explications données précédemment.

1.4.2 Paramétres influencant le renversement

La partie précédente a mis en évidence le fait que la conception d’un véhicule, qui posséde
une grande maniabilité et une bonne capacité de franchissement d’obstacle, implique
inévitablement une certaine propension au renversement de la part de ce dernier. Aussi,
Iobjectif de cette partie est d’étudier les différents paramétres qui influent sur le risque
de renversement afin de définir la thématique et les axes de recherches qui ont été retenus
pour le développement d’un systéme de sécurité.

Les différentes études disponibles dans la littérature se sont majoritairement intéressées
a étudier 'influence des variations de certains paramétres sur la stabilité du véhicule. Ces
études ont été réalisées aussi bien a partir de modéles (| |), de simulations avancées
(| |) ou encore d’expérimentations réelles (| |). Naturellement, les paramétres
géométriques sont souvent considérés au vu des équations (1.3) et (1.6) obtenues lors de
I’étude préliminaire du phénoméne de renversement en section 1.4.1. Ainsi, les valeurs
de la voie, de 'empattement et de la hauteur du centre de gravité sont principalement
prises en compte pour I’étude du phénomeéne de renversement (| |, [ |, [ D).
Cependant, d’autres travaux (| |et| |) se sont aussi intéressés a 'impact que

pouvait avoir I’environnement ou le pilote sur la stabilité dynamique du véhicule.



1.4.2.1 Les caractéristiques géométriques et dynamiques intrinséques a la

conception du véhicule

Le phénomeéne de renversement des VLT'T et plus particuliérement des quads est da a
plusieurs types de paramétres qui viennent modifier la dynamique du véhicule, et dont une
partie est explicitée par les équations (1.3) et (1.6). Ces caractéristiques géométriques, qui
sont représentées sur la Figure 1.16, sont la voie (¢ = ¢1+¢3), 'empattement (L = Ly+L,)

et la hauteur du centre de gravité (h).

Centre de gravité

FIGURE 1.16 — Longueurs caractéristiques d’un quad

A ces dimensions géométriques, il convient aussi d’ajouter la hauteur du centre de
roulis h, et de tangage h, (visible sur les modéles 2D représentés par les figures 1.13 et
1.14), qui dépend notamment du type et du réglage des suspensions. En effet, 'impact
de la raideur et de ’amortissement des suspensions sur le renversement latéral a été
étudié dans | I, | |, | | et | |- Enfin, il a été mis aussi en évidence dans
[ | et | | que les caractéristiques inertielles (masse et inertie) influencaient
indirectement sur la stabilité latérale du véhicule.

Ces caractéristiques ont été définies par les constructeurs pour assurer une grande
maniabilité et une capacité importante de franchissement. En contre-partie de cette agilité,
ces caractéristiques renforcent le risque d’instabilité comme cela a pu étre évoqué dans
| | et | |. En effet, il ressort des différentes études et de ’équation (1.3) que le
caractére instable du véhicule du point de vue latéral est d’autant plus renforcé que la
hauteur du centre de gravité est élevée et qu’a 'inverse la voie, le centre de roulis et la
raideur des suspensions sont faibles. Naturellement, cette remarque peut s’extrapoler a la
stabilité longitudinale en considérant ’empattement du véhicule et le centre de tangage

(voir équation (1.6)).

1.4.2.2 Le conducteur

Du fait que le poids du pilote peut atteindre jusqu’a 30% du poids total du systéme
quad + pilote, lui et son comportement ont un impact sur la stabilité du véhicule. Méme

si la cause du renversement provient majoritairement d’une manceuvre inappropriée de la



part du pilote (vitesse excessive par rapport a 'angle de braquage ou accélération désirée
trop importante), il a été démontré dans [ARIKS89] et [Fal03] que le mouvement latéral
du pilote avait une influence sur la stabilité du véhicule. En effet, de maniére générale,
la position du pilote influe principalement sur la position du centre de gravité, qui est
définie par sa hauteur (h), les demi-voies (¢; et c2) et les demi-empattements (Ly et L,).
Cependant, au vu des équations (1.3) et (1.6), la modification de ces paramétres influe
sur les transferts de charge du véhicule (longitudinal et latéral). Ainsi, en fonction du
niveau de compétence du pilote, sa position peut aussi bien avoir une influence négative

que positive sur les risques de renversement longitudinal et latéral.

tard.com/David Morin

FIGURE 1.17 — Positionnement d’un pilote expérimenté sur un quad lors d’un passage en
courbe

Pour exemple, comme le montre la Figure 1.17, les pilotes professionnels se posi-
tionnent a coté du fauteuil lors d’une prise de virage pour deux raisons. Premiérement,
cette position particuliére permet a la fois de diminuer la hauteur du centre de gravité
et de déplacer le centre de gravité vers l'intérieur du virage, ce qui a pour conséquence
de diminuer le transfert de charge di a l'accélération latérale. Ainsi, dans le cadre d’une
course, la vitesse de passage en courbe peut étre plus élevée. La deuxiéme raison de ce
déplacement est que le corps du conducteur est alors retenu par le fauteuil et non par
ses bras, ce qui permet de garder un total controle de la direction du véhicule. Toutefois,
méme dans une utilisation moins sportive du véhicule, un pilote confirmé aura toujours
tendance a se déplacer, certes dans une moindre mesure, mais suffisamment pour avoir

un impact favorable sur la marge de stabilité du véhicule.

1.4.2.3 L’environnement extérieur et les facteurs dynamiques

Un paramétre important qui influe sur le comportement du véhicule est I’état du terrain
sur lequel évolue le quad. D’aprés [HBM04], ¢’est un élément prépondérant dans la stabilité
du véhicule, que ce soit au niveau de son inclinaison, de sa texture (asphalte, gazon,
terre, etc.) ou des obstacles qu'il peut présenter (racine, pierre, eau, ...). Il est évident
que linclinaison du terrain et donc du véhicule influe sur le risque de renversement,
cependant la texture du terrain reste le principal facteur d’influence pour les risques de

renversement a haute vitesse. Cette influence du terrain se retrouve dans les équations



(1.4) et (1.6) a travers les accélérations latérale et longitudinale dont les valeurs pour une
méme commande (vitesse, angle de braquage ou accélération) dépendent de la capacité

des pneumatiques a transmettre des efforts latéraux et/ou longitudinaux.

Véhicule sous-vireur /

FIGURE 1.18 — Comportement sous- et sur-vireur d’un véhicule

De plus, a cause des différences mécaniques entre les deux essieux (forme des pneu-
matiques, technologies des suspensions, type de motricité) et d’une répartition non sy-
métrique de la masse du véhicule dans le plan longitudinal (L; # L,), les conditions
d’adhérence entre les essieux avant et arriére ne sont pas forcément identiques lors d'un
virage, méme si les roues reposent sur le méme type de sol. Cette différence d’adhérence
entre les deux essieux impacte leur capacité a suivre une trajectoire désirée, ce qui se tra-
duit par une modification de la direction. De maniére générale, on parle de comportement
sous-vireur lorsque le véhicule ne tourne pas assez pour suivre la trajectoire désirée car
I’adhérence de ’essieu arriére est meilleure. Dans le cas ou ’adhérence est plus importante
sur I'essieu avant, le véhicule tourne plus rapidement que désiré, et on parle de comporte-
ment sur-vireur. Ces deux comportements représentés sur la Figure 1.18 ont une grande
influence sur la stabilité latérale du véhicule, comme cela a été démontré par | | et
[ | pour ne citer qu’eux.

En effet, dans le cas d'un comportement sous-vireur de la part du véhicule, la vitesse
de lacet diminue puisque la courbure de la trajectoire augmente, ce qui implique une
accélération latérale plus faible et donc un risque de renversement latéral moindre.
A Tinverse, dans le cas d’'un comportement sur-vireur, la diminution de la courbure
augmente la vitesse de lacet au méme titre que 'accélération latérale et par conséquent
le risque de renversement associé. C’est pourquoi les systémes d’aide a la stabilisation
de la trajectoire dans le secteur de l'industrie automobile sont aussi un moyen de
prévention du risque de renversement latéral. Dans ce domaine, on peut citer par exemple
I'ESP (Electronic Stability Program) et le VSA (Vehicle Stability Assist) développés

respectivement par Bosch et Honda.

Maintenant que les différents paramétres influencant le risque de renversement ont été
exposés, il nous est possible dans la prochaine section de définir la problématique générale

du projet de recherche.



1.5 Thématique et axes de recherches

Depuis le début de ce chapitre, il a été mis en évidence ’augmentation croissante d’ac-
cidents sérieux liés aux renversements longitudinal et latéral malgré la présence de solu-
tions de sécurité passives (équipements vestimentaires, ROPS). C’est pourquoi, il semble
primordial de développer un systéme de sécurité actif pour la prévention de ce type d’ac-
cident, d’autant plus qu’ils représentent statistiquement la grande majorité des blessures
graves et des décés. L’objectif général du projet de recherche peut étre alors formulé
comme suit :

Premiérement, cette thése a pour principal objectif de développer un indi-
cateur de renversement dédié aux véhicules évoluant en milieu tout-terrain a
haute vitesse. Cependant, afin de garantir la sécurité du pilote, le deuxiéme
objectif de cette thése est de concevoir un systéme de sécurité actif, qui basé
sur cet indicateur, permet de maintenir au mieux le véhicule dans un état
stable quelles que soient la pente et les conditions d’adhérence.

Pour cela, il convient de rechercher dans I’état de ’art les différents critéres de stabilité
et systémes de sécurité, qui ont déja été proposés dans le domaine de la robotique mobile
ou de lI'industrie automobile, et qui peuvent étre adaptés dans le cadre de la prévention
des risques de renversement des VLT'T. D’aprés 1’étude réalisée en section 1.4 sur les

mécaniques de renversement de ces véhicules, les contraintes a prendre en compte sont :

e Développer des solutions adaptables au plus grand nombre de véhicules
Méme si nous nous intéressons en particulier aux véhicules de type quad, parce
qu’ils sont d’aprés les études accidentologiques les plus touchés par le risque de
renversement, les solutions développées devront étre les plus génériques possible

afin de pouvoir étre adaptées au plus grand nombre de véhicule.

e Se focaliser sur la prévention du risque de renversement latéral
Lors de I’étude des accidents en section 1.3.3, il est ressorti que les accidents causant
les lésions les plus graves sont majoritairement liés & des renversements latéraux.

Par conséquent, I’é¢tude sera focalisée sur ce type de renversement.

e Prendre en compte la variabilité de ’environnement
Puisque le véhicule est utilisé aussi bien sur le réseau routier qu’en milieu tout-
terrain, il est primordial que notre systéme de sécurité actif soit capable de détecter
les situations de renversement indépendamment de la texture du sol (conditions
d’adhérence) et aussi de son inclinaison. En effet, la trés grande variabilité de I’en-
vironnement rencontré ne nous permet pas de connaitre a priori ces parameétres, qui

ont une trés grande influence sur le risque de renversement.

e Prendre en compte ’influence possible du pilote sur le risque
La particularité des véhicules de type quad est d’étre suffisamment légers par rapport
au conducteur pour que celui-ci ait une influence sur sa dynamique, contrairement
aux véhicules plus lourds (voiture, camion, tracteur, etc.). Ainsi, le systéme de sé-

curité devra étre capable de maintenir la stabilité du véhicule en prenant en compte



les commandes du pilote (accélération et angle de braquage) mais aussi 'influence

de son positionnement sur le véhicule.

e Utiliser un systéme de mesure adapté
Les VLTT sont des véhicules avec une conception relativement simple et de faibles
dimensions (faible empattement, voie, hauteur par rapport aux autres véhicules
motorisés) afin d’étre robustes et mancevrables en terrains accidentés. Ces carac-
téristiques spécifiques impliquent 'utilisation de capteurs les moins encombrants
possible et ne nécessitant qu’'une faible énergie de fonctionnement, afin de facili-
ter au mieux leur intégration sur le véhicule. De plus, le prix moyen de ce type
de véhicule étant relativement faible (environ 10 000€), I'instrumentation du vé-
hicule (capteurs et calculateurs) doit étre la moins cofiiteuse possible, ce qui oblige
aussi a développer des algorithmes ne nécessitant que peu de calculs, interdisant par

exemple les systémes extéroceptifs (traitement d’images).

Ces différentes contraintes constituent alors une base de travail, qui nous permettra
d’écarter les critéres de stabilité et les systémes de sécurité qui ne sont pas viables dans

le cadre de notre environnement de travail.



1.6 Critéres de stabilité des véhicules

La stabilité des véhicules est un sujet étudié depuis plus de 40 ans, ce qui permet d’avoir
aujourd’hui le choix entre de nombreux critéres de stabilité en fonction du domaine étudié.
Ainsi, l'objectif de cette section est de lister les différents critéres de stabilité, afin de
motiver I'approche développée dans cette thése, dont les développements théoriques sont
basés sur l’estimation, 'anticipation et le controle du Transfert de Charge LAtéral (TCLa)
ou LOngitudinal (TCLo).

La premiére partie de cette section est dédiée & la définition de la stabilité du véhicule,
afin de présenter dans une seconde partie les différents critéres de stabilité. Finalement, les
motivations du choix du critére du Transfert de Charge (TCLa et TCLo) sont explicitées

dans une conclusion.

1.6.1 Deéfinition de la stabilité en robotique mobile

La stabilité d’un systéme est définie par sa capacité a rester ou a revenir dans un état
d’équilibre lorsque celui-ci est soumis a des perturbations provenant aussi bien du systéme
lui-méme que de 'environnement extérieur. La premiére étape consiste donc a définir I’état
d’équilibre afin d’étre en mesure de quantifier la marge de sécurité du véhicule.

En robotique mobile, la caractérisation de la stabilité d’'un véhicule est divisée généra-
lement en deux grandes catégories. La premiére, qui concerne la stabilisation du véhicule
dans son plan de lacet, est largement étudiée dans 'industrie automobile. En effet, on peut
citer pour exemple ’ABS (Antilock Braking System, | |), TASR (Anti-Slip Control,
| |) et les stabilisateurs de trajectoire comme I'ESP (Electronic Stability Program,
| |), qui sont bien connus. L’ABS a pour objectif d’empécher le blocage des roues
en cas de freinage d’urgence, qui est synonyme de perte d’adhérence et donc de perte de
controle du véhicule. Au contraire, ’ASR permet de limiter le couple transmis aux roues
afin d’empécher le véhicule de patiner au démarrage ou sur des terrains meubles tels que
le sable, ou glissants tels que la glace. Ein ce qui concerne les stabilisateurs de trajectoire
(ESP), ils permettent en cas de sous- ou sur-virage trop important de corriger la direc-
tion du véhicule afin de maintenir la trajectoire désirée initialement par le conducteur
et d’éviter notamment le phénoméne de téte-a-queue. Cette catégorie contient aussi les
travaux liés au développement de lois de commande visant & maintenir les véhicules sur
une trajectoire prédéfinie (| |, [ | et | |-

Dans la seconde catégorie, les différentes études se focalisent sur le maintien du véhicule
dans son état d’équilibre naturel : les quatre roues en contact avec le sol. Naturellement,
cette situation étant fortement dépendante de la dynamique de lacet, les systémes d’aide
a la conduite tels que 'ESP et 'ASR peuvent dans certaines circonstances contribuer
au maintien de la stabilité latérale et longitudinale du véhicule. Cependant, des solutions
dédiées spécifiquement au maintien du véhicule au sol sont aussi proposées, dont une partie
est présentée en section 1.7. Elles s’appuient sur deux principes différents en fonction du
type de stabilité : statique ou dynamique. En statique, un véhicule est considéré comme

instable lorsque la projection de son Centre de Gravité (CdG) est en dehors du polygone



de sustentation, qui est défini par les différents points de contact entre le véhicule et
le sol. Cette situation, qui est simplement représentée en 2D sur la Figure 1.19 dans le
cas du renversement latéral, peut se présenter pour des véhicules a ’arrét lorsque leur

configuration géométrique est variable (e.g. grues, camions grue, élévateur, etc.).
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FIGURE 1.19 — Définition de la stabilité en fonction de la position du CdG dans le cas
d’un renversement latéral en statique

Sur la Figure 1.19(a), le véhicule est en position stable puisque la position du CdG
projeté est a l'intérieur du polygone de sustentation, qui est ici délimité par le segment
[AB]. A l'inverse, il est clairement en position instable sur la Figure 1.19(b), la projection
du CdG étant a l'extérieur du polygone de sustentation.

Toutefois, la définition de la stabilité donnée ci-dessus n’est plus viable dans le cas des
renversements causés par une dynamique élevée du véhicule, qui est par ailleurs 'objet de
la thése. En effet, un véhicule soumis & une trop forte accélération (latérale et/ou longitu-
dinale) est susceptible de se renverser bien que la projection géométrique du CdG soit a
I'intérieur du polygone de sustentation, comme nous avons pu le voir lors de 1’étude pré-
liminaire des phénoménes de renversement sur les quads en section 1.4. Ainsi, lorsque le
véhicule est en mouvement, le seuil de renversement latéral (respectivement longitudinal)
correspond au moment ol les roues d’'un méme coté (respectivement d’'un méme essieu)
ne sont plus en contact avec le sol. C’est-a-dire que I’ensemble des efforts normaux d’un
cOté (respectivement d’un essieu) ont été entiérement transférés sur 'autre coté (respec-
tivement essieu). Cette définition de la stabilité est représentée sur la Figure 1.20 dans le
cas du risque de renversement latéral.

Sur la Figure 1.20(a), le véhicule effectuant un virage vers la gauche est en position
stable puisque les roues du coté intérieur au virage (gauche) sont en contact avec le sol.
En revanche, le véhicule est en situation de renversement latéral sur la Figure 1.20(b)
puisque les efforts normaux a gauche sont nuls.

Dans la littérature sur la prévention des risques de renversement des véhicules évoluant
a haute vitesse, cette définition de la stabilité est largement utilisée (| |, | |,
[ | et | |) puisqu’elle est basée sur la dynamique du véhicule. Ainsi, la suite

de cette section a pour objectif de présenter les différents critéres de stabilité dynamiques
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FIGURE 1.20 — Définition de la stabilité en fonction des efforts normaux dans le cas d’un
renversement latéral en dynamique

permettant de détecter ce type de situation, puisqu’elle a été retenue pour la suite des

développements présentés dans ce mémoire.

1.6.2 Présentation des critéres de stabilité
1.6.2.1 Introduction

Les critéres de stabilité développés dans le but d’évaluer le risque de renversement peuvent
étre regroupés en trois grandes catégories, comme cela est mentionné dans | |- On

distingue dans cette classification :

e Les critéres statistiques obtenus a partir de plans d’expériences basés sur des expé-

rimentations réelles,
e Les critéres analytiques basés sur des modéles dynamiques de véhicule.

La premiére catégorie de critéres ne sera pas présentée a cause de leur incapacité a étre
généralisés a un ensemble de véhicules. En effet, les critéres statistiques ne sont valables
d’une part que pour le véhicule ayant servi aux expérimentations, et d’autre part que
dans les conditions de '’expérimentation. En revanche, les critéres analytiques s’appuient
sur une modélisation des principes généraux de la dynamique du véhicule, ce qui permet
de les adapter a tout type de véhicule dés que ses caractéristiques sont connues (voie, em-
pattement, inertie, masse). Ainsi, la suite de cette partie est consacrée a la présentation
de ce type de critéres. Méme, s’ils sont principalement dédiés a la caractérisation des ren-
versements latéraux, comme nous le verrons par la suite, ils sont facilement transposables
aux renversements longitudinaux, étant donné qu’ils sont développés a partir d’un modéle
2D en roulis du véhicule. Ainsi, une fois le critére choisi, il suffira de réécrire les équations
avec un modéle 2D en tangage du véhicule afin d’avoir accés a un critére de stabilité pour
le renversement longitudinal.

Les critéres analytiques peuvent étre divisés en deux sous-catégories en fonction de la

prise en compte ou non des régimes dynamiques transitoires. Par conséquent, les critéres



de stabilité donnant accés a une indication du risque de renversement latéral en virage
établi sont d’abord présentés. Par la suite, les critéres prenant en compte 'intégralité de
la dynamique du véhicule sont détaillés, ce qui nous permettra de conclure en section
1.6.3 sur le choix du critére le plus adapté et le plus performant dans le but de développer

un systéme de sécurité pour la prévention des risques de renversement dédié aux VLTT.

1.6.2.2 Critére analytique de stabilité en régime permanent

Ce critére correspond a 'approche la plus simple pour évaluer le risque de renversement
latéral puisqu’il est basé sur le modéle de roulis pseudo-statique en deux dimensions du
véhicule, déja présenté en section 1.4. Le seuil critique de renversement (dénommé SSRT :
Steady State Rollover Threshold) est défini comme 'accélération maximale menant a
une situation de renversement lorsque le véhicule tourne & vitesse et angle de braquage
constants dans un virage (régime permanent). D’aprés notre définition de la stabilité
(défaut de contact entre les roues d’un coté et le sol) et (1.3), Pexpression du SSRT en
considérant les demi-voies égales (c; = c; = §) est :

_ 9
SSRT = =2 (1.7)

Dans la littérature, ce critére est aussi connu sous le nom de critére de stabilité statique

SSF-Static Stability Factor) et une variante de ’expression (1.7) est généralement utilisée
y g

([Garo2], | I D

C
SSF = o (1.8)

L’expression du SSF est identique a celle du SSRT & la différence qu’il représente
’accélération maximale admissible en "g" et non en m.s~2. Etant donné que la rigidité de
roulis impacte la stabilité latérale du véhicule (voir section 1.4.1), une seconde expression
du SSF est parfois introduite avec la prise en compte de I'angle de roulis. Elle découle de

I'équation (1.4) :

SR — 5 — h.sin(p;)

= 1.9
hr COS(¢7') + Rroues ( )

Le critére SSF permet de quantifier aisément le risque de renversement latéral, puis-
qu’il requiert uniquement la mesure de I'accélération latérale et de quelques paramétres
géométriques du véhicule. Cependant, son estimation de la stabilité est considérée comme
peu précise dans la littérature | |. En effet, Pexpression analytique du critére re-
pose sur une modélisation extrémement simpliste du véhicule et de sa dynamique, ce qui

ne lui permet d’étre fiable que dans certaines circonstances précises (virage constant),

[ |

1.6.2.3 Critére analytique de stabilité dynamique

Le Zero Moment Point-ZMP, | ] Le ZMP est un critére de stabilité, qui a été

développé initialement pour la robotique humanoide (| |, | | et | ]) et



qui est basé sur la localisation du CdG par rapport a au polygone de sustentation. Afin de
prendre en compte 'influence de la dynamique du systéme considéré, la projection du CdG
dans le polygone n’est pas réalisée selon la direction de la gravité (projection géométrique)
mais selon un axe particulier. Cet axe (dénommé Paxe inertiel) passe évidemment par le
CdG, mais son orientation est définie par la direction de la somme des efforts exercés
au CdG. La Figure 1.21 représente un schéma simplifié d’un modéle de roulis en deux

dimensions d’un véhicule.

Force centrifuge : —m. a,,
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FIGURE 1.21 — Définition du Zero Moment Point (ZMP) dans une vue en roulis d’un
véhicule

D’apres la Figure 1.21, la marge de stabilité est définie par la distance entre le ZMP
(point de jonction entre 'axe inertiel et le sol) et le point de contact de la roue, qui figure
dans ce cas simple la limite du polygone de sustentation : le véhicule est en position in-
stable si le ZMP est en dehors de ce polygone. Comme évoqué dans | |, Vutilisation
de ce critére de stabilité permet une estimation précise du risque de renversement puisque
la projection du centre de gravité dans le polygone de sustentation prend en compte la
dynamique du véhicule et surtout celle des suspensions a travers ’estimation de la posi-
tion du CdG. Cependant, I'utilisation de ce critére requiert une instrumentation onéreuse
et encombrante a cause des nombreuses mesures nécessaires pour son application : accélé-
rations, vitesses linéaires et de rotation dans les trois directions, I’orientation du véhicule
et la position du CdG.

Force Angle Measurement, | ] Cette approche, qui est une variation du ZMP,
est trés utilisée pour I'évaluation de la stabilité latérale des véhicules (| |\l )
Avec un modéle de roulis en deux dimensions du véhicule, le principe est basé sur le
calcul des angles entre la force globale exercée au CdG de la masse suspendue et les axes
normaux de renversement, qui sont des lignes virtuelles passant par le CdG et un des
points de contact entre la roue et le sol. Ces angles (0; et 65) et ces lignes (I; et l3) ont
été représentés sur la Figure 1.22, ainsi que la force globale f, correspondant a la somme

des forces exercées au CdG (poids P et force centrifuge —md,).
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FIGURE 1.22 — Critére du Force Angle Measurement appliqué a la stabilité latérale

D’aprés la Figure 1.22, si 6, ou 0y (virage a gauche ou a droite) deviennent négatifs,
ce qui équivaut a ce que f, soit en dehors du cone défini par [y et Iy, le véhicule est en
situation instable. En effet, en se reportant a la définition du ZMP, la projection du CdG
selon la direction de f,. (axe inertiel) croise le sol en dehors du polygone de sustentation,
qui est réduit en 2D au segment [AB]. Ainsi, la mesure de la stabilité peut se résumer au

travers de Pangle-force a (dénommé Force-Angle stability, | |), qui a pour expression :

a = min(0y,02)|f] (1.10)

D’aprés (1.10), une situation de renversement est détectée indépendamment de la

direction du virage, dés que « est négatif.

Cependant, par rapport au ZMP, ce critére posséde les mémes inconvénients quant a
son intégrabilité sur un VLTT, puisque le principe de détection d’une situation de ren-
versement est identique. Ce critére permet donc une estimation précise du risque mais
en contre-partie d’un équipement sensoriel assez onéreux, ce qui explique comme pour
le ZMP son utilisation dans des cas particuliers (robotique mobile, gros engins de chan-

tier /agricoles et les robots d’exploration).

Stability Moment-SM, | ] et | ] Par rapport aux deux critéres présentés
précédemment, qui modélisent le phénoméne de renversement au travers d’une force vir-
tuelle (force centrifuge) appliquée au CdG, cette approche s’appuie sur une modélisation
plus réaliste de la mécanique de renversement, puisqu’elle s’intéresse a 'impact des mo-
ments générés par les forces de contact roue/sol sur la stabilité du véhicule. Pour rappel,
cette approche, qui a été présentée succinctement sur un modéle de roulis en 2D du vé-
hicule en section 1.4, est ici généralisée & un véhicule en trois dimensions en considérant

pour chaque roue les trois composantes des efforts de contact roue/sol.

Dans le cadre du renversement latéral, cette approche permet de définir une métrique



de stabilité normalisée Rg); :

Rsy = Sy = SMn (1.11)
SMp + SMp
SM;j, et SMg sont la somme des moments générés respectivement par les coté gauche
et droit au niveau du CdG, qui tendent a déstabiliser le véhicule dans son plan de roulis.
D’aprés (1.11), lorsque le Rgys est égal & 1 ou —1, un des deux moments globaux (SM;,
et SMg) est nul, ce qui implique que les forces de contact entre la roue et le sol sont
inexistants. De ce fait, les deux roues d’'un des deux cotés ne sont plus en contact avec le
sol et le véhicule est d’aprés notre définition de la stabilité en situation de renversement.
L’évaluation de ce critére nécessite la mesure des forces de contact et de la position
du centre de gravité par rapport aux points de contact entre la roue et le sol. Ces mesures
requiérent 'utilisation de capteurs trés coliteux comme notamment les capteurs dynamo-
métriques (8 000€), qui installés dans chaque roue permettent la mesure du torseur des
efforts.
Afin de se passer de ces capteurs dynamométriques pour une possible utilisation par
I'industrie automobile, une mesure indirecte du Rgy; a été proposée dans la littérature
(Indirect SM form, | |). Cette derniére nécessite la connaissance ou la mesure des

quantités suivantes :

e Vitesses angulaires, accélérations angulaires et accélérations linéaires du chéassis et

de chaque roue,

e Connaissance de la position du CdG du chéssis et des roues par rapport aux points
de contact avec le sol, ce qui impose la mesure du déplacement des suspensions et

de la connaissance de leurs cinématiques.

Au vu des mesures nécessaires a ’estimation de ce critére, il est évident que ’'instru-

mentation requise n’est largement pas adaptée au cas des véhicules de type quad.

Inclinaison critique du véhicule et Time To Rollover-TTR, | ] Ce principe
a déja été évoqué en section 1.3.4.2 lors de la présentation du systéme de sécurité actif
expérimental | |. Pour rappel, le véhicule est considéré stable tant que son inclinaison
ne dépasse pas une valeur critique a définir. Cependant, les principales limitations de
cette solution viennent de la méthode pour 'estimation de l'inclinaison du véhicule, qui
nécessite d’une part un équipement sensoriel onéreux (centrale inertielle), et qui d’autre
part n’est pas viable & haute vitesse, ce qui en fait un critére de stabilité statique.

Bien que, le Time To Rollover (TTR) soit un critére dynamique gréace a la prédiction
de linclinaison latérale du véhicule, qui par exemple est évaluée dans | | & partir
de sa valeur actuelle et de la vitesse de roulis, son utilisation reste limitée dans notre
cadre applicatif. Premiérement, le TTR souffre des mémes limitations que son homologue
en statique (mesure d’une inclinaison sur un véhicule en mouvement). Deuxiémement,
I'ampleur de la vitesse de roulis d’un véhicule est faible (de 'ordre de 10°s™! en fonction

du réglage des suspensions) lors de la prise d'un virage, ce qui implique un rapport signal



sur bruit trés faible. Par conséquent, 'utilisation de la vitesse de roulis pour la prédiction
de l'inclinaison de roulis ou de son estimation par intégration n’est pas envisageable. De
maniére analogue, le méme type de remarque peut étre faite en ce qui concerne I’estimation

d’une inclinaison critique de tangage.

Critére énergétique A partir du formalisme de Lagrange, la stabilité d’un véhicule
peut étre caractérisée par ’évaluation de son énergie potentielle et/ou cinétique. Le prin-
cipe est dans un premier temps de calculer I’énergie potentielle critique U,.;; menant a
une situation de renversement. Une fois cette énergie connue, 'objectif est d’estimer en
temps-réel énergie mécanique globale du véhicule (Potentielle U + Cinétique T') et de
la comparer a notre énergie critique U,.;;. Si I’énergie estimée dépasse le seuil critique, le
véhicule est potentiellement en situation de renversement. Par conséquent, la marge de

stabilité actuelle du véhicule est définie par I’expression suivante :

En=Ugi — (U+T) (1.12)

A partir de (1.12), il est possible de définir un critére de stabilité normalisé (variant

de 0 a 1), qui est généralement appelé DRM (Dynamic Rollover Energy Margin) :

U+T
DRM =1— -2 DRM € [-1: 1] (1.13)
crit
Meéme, si ce principe a été appliqué aussi bien en robotique mobile (| ) qwaux
véhicules routiers (| |l |), son emploi reste dans la pratique trés complexe. En

effet, le calcul des énergies potentielle et cinétique d’un véhicule suspendu nécessite d’une
part la modélisation des suspensions (raideur et amortissement) et d’autre part la connais-
sance exacte de la position du CdG, ce qui implique évidemment un systéme de perception

inadapté aux véhicules de type quad.

Transfert de Charge Cette notion, qui a déja été expliquée en section 1.4, décrit le
phénoméne de variation des efforts normaux exercés sur les quatre pneumatiques lorsque
le véhicule est soumis & une accélération longitudinale ou latérale. Par exemple, dans le
cas d’un virage a gauche, voir Figure 1.23, les roues extérieures au virage sont soumises a
un effort vertical plus important a cause du transfert de masse. Si ce dernier devient trop
important, les roues intérieures au virage décollent du sol et leurs efforts normaux sont
nuls.

Ainsi, 'expression mathématique du critére de stabilité latéral T'C'La, qui est généra-
lement admise dans la littérature (| |, | |), est définie comme pour le critére

énergétique sous une forme normalisée :
Fnl - Fn2

TCLa=—————,TCLae[-1:1 1.14

Fnl + Fn2 [ ] ( )

Avec F,; et F,s, la somme des efforts normaux respectivement des cotés gauche et

droit du véhicule.
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FIGURE 1.23 — Mise en évidence du Transfert de Charge Latéral (TCLa) durant un virage
a gauche

D’apreés ’équation précédente, si la valeur absolue du TCLa est égale a 1, les efforts
d’un des deux cotés sont nuls, ce qui implique que les roues de ce méme coté ne sont
plus en contact avec le sol. A partir de ce moment 1, le véhicule est en situation instable
avec un risque de renversement avéré. Naturellement, cette définition peut s’étendre & la
caractérisation du risque de renversement longitudinal en considérant la somme des efforts
normaux des essieux avant et arriére (respectivement F, 4 et Fy,p) :

Fn _Fn
TCLo==2"""8 TCLoe[-1:1] (1.15)

FnA + FnB
ot le T'C'Lo représente le Transfert de Charge Longitudinal.

Finalement, ce critére est un des plus utilisés en robotique mobile car il permet de
décrire exactement la notion de stabilité définie par la perte de contact des roues, que
cela soit dans le plan de roulis ou de tangage. Du point de vue de son évaluation, elle
peut étre réalisée d’une premiére maniére par une mesure directe des effort normaux
grace a des capteurs dynamomeétriques installés dans les roues. Méme si ces capteurs sont
trés chers, ils permettent d’obtenir une réalité terrain précise, ce qui est intéressant en
phase d’études. Toutefois, les modéles dynamiques utilisés afin d’obtenir une expression
analytique de son évolution sont relativement simples méme avec la prise en compte de
I'influence des suspensions, ce qui permet d’estimer le critére de stabilité avec uniquement
des mesures facilement accessibles (accélérations). De surcroit, 'utilisation d’un critére
normalisé permet de définir aisément une marge de sécurité en fixant un seuil strictement
inférieur & 1. Par exemple, dans le cadre de la prévention du risque de renversement

latéral, la marge de sécurité généralement admise dans la littérature est de 20% (i.e.
ITCLa| < 0.8).

1.6.3 Conclusion : choix du critére de stabilité dédié aux VLTT

Meéme si tous les critéres ont été développés pour détecter la méme situation (perte de

contact des roues avec le sol), d’une part leur précision n’est pas identique et d’autre part



leur intégrabilité sur un VLT'T de type quad est inégale a cause essentiellement du cott
de I'instrumentation requise a leurs évaluations. Ainsi, les critéres de stabilité nécessitant
une estimation en temps-réel de la position du CdG ne sont pas viables dans notre cadre
d’application, ce qui exclue la grande majorité des critéres : le Zero Moment Point, le

Force Angle Measurement, le Stability Moment et le critére énergétique.

Par conséquent, les trois derniers critéres pour lesquels 'instrumentation requise est
compatible avec les VLTT sont le critére statique, 'inclinaison critique et le Transfert de
Charge longitudinal ou latéral. Premiérement, 'incapacité du critére statique a prendre
en compte les phénomeénes transitoires est rédhibitoire puisque nous nous intéressons a
identifier la stabilité du véhicule dans toutes les conditions et en particulier aux hautes

vitesses.

Deuxiémement, comme expliqué précédemment et en section 1.3.4.2, un critére basé
sur la mesure d’une inclinaison n’est pas viable dans le cas d’un véhicule en mouvement
a cause de sa dynamique latérale perturbant la mesure de 'inclinaison, méme lorsqu’elle
est réalisée a partir d’une centrale inertielle. Par ailleurs, la solution consistant a estimer
sa valeur & partir de I'intégration de la vitesse de roulis ou de tangage est encore moins
envisageable en milieu tout-terrain a cause du bruit de mesure important provoqué par
le terrain d’évolution plus ou moins chaotique, qui provoquera inévitablement des erreurs

importantes d’intégrations.

Finalement, la détection du risque de renversement & partir de la notion de Transfert
de Charge (TLCa ou TCLo) a le double avantage qu’elle n’a besoin que d’une modélisation
du véhicule relativement simple (modéle 2D de roulis et de tangage) et que son utilisation
ne requiert a priori que la mesure des accélérations (tout au moins pour son estimation).
En effet, d’aprés ’étude préliminaire de la mécanique de renversement réalisée en section
1.4.1, les variations du TCLa ou du TCLo sont accessibles au vu des équations (1.4) et
(1.6), dés que I’évolution de I’angle de roulis ou de tangage est caractérisée. Ces deux angles
représentent 'influence de la suspension sur la dynamique du véhicule et ne doivent pas
étre confondus avec les inclinaisons du véhicule représentant son orientation par rapport a
la direction de la gravité. Comme I’évolution des angles de roulis et de tangage dépend du
systéme de suspension, nous verrons lors du chapitre 2 une méthode simple permettant de
modéliser leurs impacts sur le transfert de charge du véhicule. Par ailleurs, le seuil critique
de renversement est facilement réglable, puisque la stabilité du véhicule est proportionnelle
a un nombre compris entre 0 (aucun risque de renversement ) et 1 (détection d’un possible

retournement).

En conclusion, dans le but de développer un systéme de sécurité actif dédié aux VLTT,
la notion de transfert de charge apparait comme étant la plus pertinente. De surcroit, la
possibilité de mesurer précisément ce phénoméne grace a des capteurs dynamométriques
permettra lors des expérimentations de valider aisément les algorithmes proposés (qui
eux n’utilisent pas ces capteurs, pour des raisons de coiit évidentes). Par conséquent, une

situation de renversement est considérée dans nos travaux par la définition suivante :



Définition 1. Un véhicule est considéré dans une situation instable & partir du moment

ol le Transfert de Charge Longitudinal ou Latéral atteint une valeur absolue de 1.



1.7 Solutions développées pour la stabilité des véhi-

cules

1.7.1 Introduction

Méme si ’ensemble des critéres de stabilité présentés précédemment peuvent tout aussi
bien détecter les situations de renversement longitudinal que latéral, les systémes de sécu-
rité s’intéressent plus particuliérement a maintenir la stabilité latérale du véhicule, puisque
historiquement la grande majorité des recherches a été dédiée aux véhicules routiers qui ne
sont pas assujettis au renversement longitudinal. Ainsi, en fonction de I'instrumentation
disponible sur le véhicule, une multitude de brevets a travers le monde a été proposée
pour a peu prés tous les types de véhicule (camions, voitures, 4 x 4, machines agricoles,
etc.) afin de limiter les risques de renversements latéraux.

Les premiéres solutions permettaient uniquement d’avertir le pilote & I’aide d’un signal
sonore ou visuel quand I'estimation ou ’anticipation du critére de stabilité dépassait un
seuil critique. Néanmoins, malgré la capacité a détecter avec précision le risque de renver-
sement, I’évitement de I'accident n’est pas garanti, puisque I'action correctrice nécessaire
devait étre réalisée par le conducteur lui méme, dont le temps de réaction est parfois

trop long au vu de la dynamique du véhicule, et particulierement en milieu tout-terrain.

On peut citer par exemple, les systémes d’information Tilt Monitoring System | |
et LGAlert |L.td], qui sont respectivement destinés aux poids lourds et aux camions de
pompier.

C’est pourquoi, la recherche mondiale se focalise aujourd’hui sur le développement de
systéemes mécatroniques dédiés essentiellement a la stabilité latérale des véhicules. Ces
solutions permettent de controler totalement ou partiellement les paramétres influencant
le risque de renversement latéral. En dehors des paramétres liés a ’environnement, il est
possible d’agir sur la géométrie du véhicule (hauteur du CdG, voie, empattement). Cepen-
dant, ces solutions se limitent & des cas particuliers o la modification de telles grandeurs
est possible a 'arrét voire a trés basse vitesse, comme par exemple pour certains engins
de chantier ou agricoles | | et les robots d’exploration | |. Dans le cas des
véhicules évoluant a4 hautes vitesses, les rétroactions sont principalement effectuées sur
les commandes du pilote (vitesse, accélération, angle de braquage) et les suspensions du
véhicule pour principalement des raisons de facilité de mise en ceuvre quant & l'instru-
mentation et aux actionneurs. La partie suivante est donc dédiée a la présentation de ces

systémes.

1.7.2 Systémes de sécurité passifs

Le premier systéme proposé dans 'objectif de stabiliser les véhicules dans le plan de roulis
est la barre Panhard, qui fut concue par la société francaise "Panhard & Levassor" en
1929. Cette barre, qui équipe aujourd’hui toutes les voitures, est connue sous le nom
de Barre Anti-Roulis (BAR) ou Barre stabilisatrice. Comme son nom l'indique, cette

barre a pour objectif de limiter I’évolution de l'angle de roulis, due lors d’une prise de



virage a I’écrasement des suspensions extérieures sous |’effet du transfert de charge. Cette
prise d’angle est dommageable d’une part pour la stabilité en lacet du véhicule a cause
de la perte d’adhérence des roues intérieures au virage, qui sont délestées. D’autre part,
Iaugmentation de I’angle de roulis implique un décalage du CdG vers 'extérieur du virage
ce qui amplifie le transfert de charge et donc augmente le risque de renversement latéral.

Une barre anti-roulis est un élément mécanique de forme cylindrique en "U" reliant les
deux suspensions d’un méme essieu (avant ou arriére). Comme le montre la Figure 1.24,
avec cette forme spécifique, si les deux roues ne sont plus a la méme hauteur, la barre
est soumise & un couple de torsion, ce qui a pour conséquence de transférer une partie de
Peffort normal d’un coté vers 'autre et donc de réduire la différence de hauteur entre les
deux roues. C’est pourquoi, elle permet & la fois de limiter la valeur de 'angle de roulis

et le transfert de charge, qui sont par ailleurs deux grandeurs liées.

(a) Principe de fonctionnement d’une BAR (b) Montage d’une BAR sur un train avant
FIGURE 1.24 — Présentation du concept de la Barre Anti-Roulis, BAR

L’efficacité de la barre anti-roulis dépend naturellement de I'acier utilisé, de la posi-
tion de ses ancrages sur la suspension, mais essentiellement de son diameétre, puisqu’elle
travaille en torsion. Ainsi, son aptitude a diminuer le transfert de charge augmente avec
la raideur de la barre, ce qui en contre-partie diminue largement la capacité de la suspen-
sion & filtrer les irrégularités du sol lors d’un virage. Une trop grande raideur limite aussi
I'information quant aux conditions d’adhérence ressenties par le conducteur. En effet, si
on conduit & ’extréme un véhicule dépourvu de suspension, comme un kart par exemple,
il nous est trés difficile de juger de la marge d’adhérence restante. C’est pourquoi, en
conception automobile, la difficulté est de trouver un compromis entre confort et tenue
de route.

De plus, I'impact du réglage de la barre anti-roulis ne se réduit pas a la limitation du
transfert de charge et a 'augmentation de ’adhérence des roues intérieures au virage afin
d’augmenter la tenue de route du véhicule. En effet, étant donné que les deux trains du
véhicule en sont équipés, la différence de raideur entre les deux essieux permet d’influer sur
le comportement sous- et sur-vireur du véhicule et donc sur sa trajectoire. C’est d’ailleurs
pour cette raison, que les constructeurs se tournent vers des BAR actives afin d’améliorer
les systémes de stabilisation de trajectoire qui fonctionnent sur un freinage différentiel.

Cependant, ce type de solution n’est pas appliqué aux VLTT, car une BAR limite de
maniére importante le débattement des suspensions, qui permet justement aux véhicules

tout-terrain d’avoir une bonne capacité de franchissement.



1.7.3 Systémes de sécurité actifs

Les systémes de sécurité actifs ne sont apparus qu’a partir des années 1990, car cela cor-
respond a I'avénement des calculateurs bas-cotits suffisamment puissants et petits pour
permettre I'estimation d’un critére de stabilité et la génération d’'une commande adéquate
en temps-réel. Ces systémes se basent soit sur une modification des caractéristiques du
véhicule (comportement des suspensions et position du CdG) ou soit sur une modification
des commandes (angle de braquage, vitesse et freinage/accélération). On retrouve dans la
premiére catégorie les Barres Anti-Roulis Actives (BARA) et les suspensions actives, et
dans la deuxiéme le controle actif de I'angle de braquage et le freinage différentiel. I.’ob-
jectif de cette partie est donc de présenter succinctement le principe de fonctionnement

des différents mécanismes et des systémes développés.

1.7.3.1 Actions sur les paramétres du véhicule

Principe des Barres Anti-Roulis Actives (BARA) L’inconvénient des BAR pas-
sives est qu’'une forte raideur permet certes d’augmenter la tenue de route en virage mais
réduit en contre-partie fortement le confort notamment lors des lignes droites a cause
de la réduction des débattements des suspensions. L’idée a donc été de développer un
systéme actif qui permet de modifier la raideur de la BAR en temps-réel en fonction des
circonstances (souple en ligne droite et rigide en virage) ou du comportement désiré par
le conducteur (confortable, neutre, dynamique). La raideur de la BAR est généralement
modifiée grace a des actionneurs qui viennent plus ou moins la tordre afin de modifier le
couple de torsion généré par celle-ci et donc son action. C’est dans cette optique que par
exemple, BMW a développé le DD (Dynamic Drive, | |) pour ses voitures haut de

gamme.

Dans le cas des poids lourds, qui sont des véhicules fortement assujettis aux renver-
sement latéraux a cause de leur poids important et d’'un CdG élevé, les BARA ont pour
objectif de controler ’angle de roulis du véhicule afin d’augmenter la marge de stabilité
latérale. En effet, en réduisant I'angle de roulis, la distance entre la projection du CdG
dans le segment de sustentation et la limite de ce dernier est augmentée (voir section 1.6),
ce qui améliore alors la marge de stabilité restante. Par exemple, le systéme, développé
dans | | et représenté sur la Figure 1.25, est constitué de deux vérins hydrauliques
reliant la BAR et le chassis du véhicule. La technique de commande est soit basée sur
I’asservissement de ’angle de roulis autour d’une valeur cible, ou soit la génération d’un
couple proportionnel & la valeur mesurée de 'accélération latérale. Le gain de commande

dépend de sa valeur maximale admissible par le véhicule avant qu’il ne se renverse.

Finalement, le principe des BARA est en réalité un moyen facile et peu cotiteux afin
d’influer sur le comportement des suspensions pour aussi bien améliorer la tenue de route
qu’augmenter la marge de stabilité latérale du véhicule. Cependant, la plage d’application
est assez limitée a cause des limites méme du principe de la barre anti-roulis, ce qui a

amené le développement des suspensions actives.



Actionneurs hydrauliques

BAR

FIGURE 1.25 — Systéme de stabilisation avec une Barre Anti-Roulis Active (BARA),

[ |

Systémes de suspensions actives Puisque la tenue de route ou la stabilité du véhicule
dépend fortement du réglage des suspensions, différents systémes ont été développés afin
de modifier en temps-réel les paramétres de la suspension. Ces systémes, qui équipent plus
ou moins toutes les voitures haut de gamme quelle que soit leur marque, peuvent étre
divisés en deux catégories : les suspensions semi-actives et actives. La premiére catégorie
(voir Figure 1.26(a)), qui est la plus répandue car la plus simple & concevoir, est basée
sur le controle de I’'amortissement, ce qui permet uniquement de dissiper de I’énergie. En
revanche, en ce qui concerne les suspensions actives (voir Figure 1.26(b)), la raideur est
aussi variable en plus de 'amortissement afin de pouvoir aussi bien dissiper que réinjecter
de I'énergie dans la suspension. Le controle de la raideur est soit réalisé par I’ajout d’une
force en paralléle de la suspension, soit en modifiant la longueur a vide du ressort. Pour le
controle de 'amortissement, les techniques sont principalement basées sur la commande
de valves afin de modifier les écoulements hydrauliques a I'intérieur de la suspension.
Il peut étre noté que récemment les recherches (| I, | |, | |) s’intéressent

aux propriétés des fluides magnéto-rhéologiques dont les fluidités dépendent du champ

B

magnétique auquel ils sont soumis.

Variation de
o I'amortissement tion d
| Variation de ot de la raideur Var||a‘ft;ont e
‘amortissement "effor |
C /JT’Z K C c K
(a) Suspension semi-actives (b) Suspensions actives

FIGURE 1.26 — Principaux types de suspensions actives

Si les deux catégories de suspensions peuvent étre utilisées afin de réduire les risques de
renversement latéral, deux approches sont proposées dans la littérature (| | [ ])-
La premiére consiste a générer un moment de roulis (grace aux suspensions actives) pro-
portionnel a la valeur mesurée de 'angle afin de le minimiser. De maniére analogue, la

deuxiéme approche est basée sur la réduction du TCLa (qui est proportionnel a Pangle



de roulis, voir (1.4)) en créant aussi un couple de roulis. De maniére concréte, ces deux
approches augmentent significativement la stabilité et la mancevrabilité du véhicule : la
marge de stabilité latérale est augmentée de 20 — 30%.

Dans le cas des robots d’exploration articulés (i.e. aussi dénommés : robots reconfi-
gurables), les suspensions sont actives dans le sens ou leurs débattements peuvent étre
commandés, ce qui a pour effet de modifier la position du CdG du robot (hauteur, posi-
tion latérale). Ainsi, il est possible d’optimiser sa position en fonction de 1'un des critéres
présenté dans la partie précédente afin d’augmenter ou d’assurer la stabilité du robot.
Cependant, cette approche utilisée dans | |, | | et | | n’est pas adaptée
aux véhicules routiers et aux VLT'T en raison du coiit élevé de la mise en place d’un tel

systéme.

1.7.3.2 Actions sur les commandes du véhicule

A la différence des deux techniques présentées précédemment, la réduction du risque de
renversement latéral est ici réalisée en agissant sur les commandes du véhicule qui in-
fluent directement sur la stabilité latérale. En marge de ces techniques, le principe de
fonctionnement des systémes d’anti-patinage et d’anti-cabrement développés par I'indus-
trie des deux roues est aussi présenté, puisqu’il permet notamment d’éviter efficacement

le renversement longitudinal des motocyclettes.

Principe du contrdle actif de I’angle de braquage L’avantage d’agir sur cette
variable est qu’elle est directement liée au risque de renversement latéral puisqu’elle est
a origine du changement de direction. Ainsi, les premiers systémes basés sur le controle
de 'angle de braquage sont apparus a la fin des années 1960 avec la démocratisation
des directions assistées, qui permettent de contréler la direction du véhicule. Une des
premiéres solutions, proposée dans | |, permet de générer en fonction de la vitesse de
lacet mesurée une commande additive sur 'angle de braquage des roues avant. Méme si
cette solution développée par Bendix n’a jamais été produite, elle a permis de mettre en

place le principe de la commande active de ’angle de braquage, qui peut étre représenté

| Actionneurs = l

e ’\ 6.: Commande générée
.

par la Figure 1.27.
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FIGURE 1.27 — Principe de la commande additive sur ’angle de braquage



En effet, ce principe a été récupéré par la société TRW, qui a développé une solution
bas-coiit permettant de modifier de quelques degrés la commande de I'angle de braquage
du conducteur en fonction du risque de renversement. Ce systéme, qui est représenté sur la
Figure 1.28, est composé de fixations élastiques (utilisation de bushing) reliant la colonne
de direction au chassis et permettant uniquement son déplacement selon I’axe transversal
(suivant 'axe y sur la Figure 1.28). Le controle de la translation de la colonne est réalisé

par un systéme hydraulique ou électrique.

Vérins hydraulique
ou électrique

FIGURE 1.28 — Exemple d’'implémentation d’un systéme de controle de I’angle de braquage
par la société TRW

Sur ce principe de commande additive, un certain nombre de travaux (| s
[ |, [ | |) utilisent le critére Transfert de Charge (TCLa) afin d’es-
timer la stabilité latérale du véhicule. Quelle que soit la méthode d’estimation du TCLa,
leur objectif est de restreindre 1’évolution du TCLa en dessous d’un seuil critique R
(ITCLa| < Rs, Rs € [0: 1]) par ajout a la commande du pilote d’un terme correctif plus
ou moins complexe sur 'angle de braquage.

De maniére générale, ces solutions sont tres efficaces pour I’évitement du renversement
latéral car elles permettent d’agir trés rapidement sur la commande qui est a 'origine
de ce phénoméne. Cependant, méme si ce type de solution n’impacte que légérement
la trajectoire du véhicule, la législation européenne interdit la mise en place d'une telle

commande sur les VLT'T, ce qui écarte évidemment cette solution pour notre application.

Principe du freinage différentiel Par rapport au controle actif de ’angle de bra-
quage, I'avantage du freinage différentiel est qu’il permet a la fois d’assurer la stabilité en
lacet du véhicule (phénoménes de sous/sur-virage et de téte-a-queue) et celle en roulis.
Afin de comprendre ce double effet, il convient d’abord de rappeler les deux origines des
renversements latéraux pour les véhicules routiers.

La premiére est due au phénoméne de téte-a-queue a cause d’une vitesse excessive en
situation de sur-virage avec une perte d’adhérence du train arriére du véhicule, ce qui im-
plique 'acquisition d’une vitesse latérale importante. Ainsi, lors de la reprise d’adhérence,
cette vitesse latérale diminuera plus ou moins rapidement en fonction des conditions.
Lorsque le véhicule est sur un sol comme de 'asphalte, la décélération latérale est tel-

lement importante qu’elle entraine le renversement du véhicule. Par exemple, ce type



de situation se retrouve sur autoroute lorsqu’une voiture part en téte-a-queue a cause
de la pluie (aquaplaning) et qu’elle récupére soudainement I'adhérence au moment o
elle se retrouve en travers de la route. L’objectif est donc de rétablir le comportement
sous-vireur du véhicule afin d’éviter d’'une part la perte de controle de la trajectoire du
véhicule et d’autre part d’éviter par conséquent le risque de renversement. Cette situa-
tion est cependant peu courante pour les véhicules évoluant en milieu tout-terrain, car
I’adhérence du sol est trop faible pour permettre une forte décélération. Aussi, dans le cas
de ces véhicules, le téte-a-queue ne peut mener a un renversement latéral que lorsque les
roues extérieures au virage viennent se bloquer contre un obstacle (pierres, racines, etc.).
La deuxiéme origine du renversement correspond simplement a la prise trop rapide d’un
virage sans que le véhicule ne perde 'adhérence. En effet, si la vitesse est trop rapide,
laccélération latérale générée peut mener au renversement du véhicule. Dans ce cas, la
solution consiste & accentuer le comportement sous-vireur afin d’agrandir la courbure et

donc de diminuer la vitesse de lacet.

Trajectoire i ) ) A
Force de Freinage aprés freinage : o Trajectoire |
Momentgénéré par actuelle
le freinage
différentiel
. Trajectoire . ‘ . X
actuelle Trajectoire aprés
— G freinage
Momentgénéré par )
le freinage Force de Freinage
différentiel
(a) Freinage différentiel d'un vehicule (b) Freinage différentiel d'un véhicule
sous-vireur sur-vireur

FIGURE 1.29 — Principe du freinage différentiel afin de modifier le comportement du
véhicule (sous/sur-vireur)

Ainsi, en fonction de action désirée (empécher le téte-a-queue ou limiter 'accélération
latérale), le principe est de freiner intelligemment une des quatre roues de la voiture afin
de modifier son comportement (sous/sur-vireur). Comme le montre la Figure 1.29 pour
un virage a gauche, le freinage de la roue arriére gauche génere un couple de lacet au CdG
qui tend & ramener le véhicule a Pintérieur du virage (a le rendre sur-vireur), alors qu’a
Iinverse un freinage de la roue avant droite tend a écarter le véhicule de sa trajectoire
(& le rendre sous-vireur). C’est pourquoi ces systémes basés sur le freinage différentiel
permettent a la fois de controler la stabilité directionnelle du véhicule et le risque de
renversement latéral | -

Meéme si les systémes commerciaux les plus connus sont PESP (Electronic Stability
Program - | ]) oule VDC/VSC (Vehicle Dynamic/Stability Control - | ]), tous
les constructeurs ont leur propre systéme de stabilisation par freinage différentiel désigné
sous différents noms. Au niveau de la recherche internationale, différentes solutions ont été
proposées sur ce principe afin de réduire les risques de renversement latéral des véhicules.
On peut citer par exemple | | et | |, ott 'évaluation du risque est réalisée avec le
critére de stabilité TTR (Time To Rollover, décrit dans 1.6.2.3). De méme, il existe aussi

de nombreux systémes basés sur ’évolution du TCLa | I | | et | |, qui



stabilisent aussi la dynamique latérale grace a un freinage différentiel.

Enfin, il est & noter que certaines recherches (| I, | | et | |) visent &
combiner le freinage différentiel et le controle actif de I'angle de braquage afin d’augmenter
Pefficacité du systéme puisqu’une telle solution permet de controler les deux commandes

responsables du renversement latéral : la vitesse et I’angle de braquage.

Systémes dédiés aux motocyclettes Il existe deux grandes catégories en ce qui
concerne les systémes de sécurité actifs pour I'aide a la conduite des utilisateurs de mo-
tocyclettes. La premiére correspond aux systémes d’anti-blocage de la roue avant et/ou
arriére. Ces systémes, qui sont pour la plupart développés par la société Bosch (Antilock
Braking System, | ]), sont aussi disponibles pour les motocyclettes et sont méme
de série sur certains modéles d’entrée de gamme comme par exemple sur la Honda CB
500 X. Par ailleurs, 'entreprise Bosch vient de commercialiser le premier équivalent ESP
pour motocyclettes avec pour grande innovation la prise en compte de I'inclinaison de la
motocyclette (tangage et roulis). Désigné sous I'appellation MSC (Motorcycle Stability
Control), il permet d’aider significativement le conducteur a suivre sa trajectoire désirée
lors d'un freinage d’urgence dans un virage tout en conservant la stabilité du véhicule.
En effet, comme le frein arriére ne permet pas de ralentir efficacement une motocyclette,
le conducteur est obligé de freiner de 'avant, ce qui implique le redressement de la mo-
tocyclette et donc la possibilité pour le pilote de se retrouver a contre-sens sur la route
en sortie de courbe. Afin d’éviter ce type de situation, le systéme MSC, combiné & un
ABS, permet de mettre en place une action intelligente sur le freinage des roues avant et
arriére afin de ralentir le véhicule en toute sécurité tout en réduisant considérablement le
phénomeéne de redressement du véhicule lors d’un freinage d’urgence en courbe.

La deuxiéme catégorie de systémes de sécurité a été développée afin de proposer aux
utilisateurs de deux roues motorisés des solutions permettant d’éviter les chutes liées a une
mauvaise maitrise de la puissance du véhicule (i.e. couple transmis a la roue arriére). En
effet, la moto peut se cabrer et finir par se renverser, principalement lors des lignes droites
ou des démarrages, a cause d’une trop forte accélération. Pour les mémes raisons, la moto
peut chuter lors des prises d’angles importants a cause de la diminution de la surface de
contact du pneumatique arriére, qui n’est plus apte a transmettre le couple désiré et qui
par conséquent perd 'adhérence. Ainsi, développé a la base pour le milieu compétitif mais
disponible aujourd’hui sur les véhicules commerciaux, tous les grands constructeurs ont

leur propre systéeme de controle du couple transmis a la roue arriére :
e S-KTRC : Sport Kawasaki Traction Control
e DTC : Ducati Traction Control
e TCS : Traction Control System (Honda)

e ASC : Anti Slip Control (BMW)

Leurs principes de fonctionnement sont identiques puisqu’ils sont tous basés sur une

coupure de l'injection dés qu’une situation de patinage ou de renversement longitudinal



est détectée. L’objectif est d’annuler le couple transmis a la roue arriére, puisqu’il est
a lorigine de ces phénomenes de glissement et de retournement. Ces deux situations
sont simplement détectées par la mesure d’une vitesse de rotation de la roue arriére plus
importante que celle de la roue avant. Dans le cas de la perte d’adhérence, la roue arriére
patine et donc tourne plus rapidement que la roue avant, qui n’est pas motorisée. Dans le
cas d’un renversement longitudinal, la perte de contact de la roue avant par rapport au
sol implique qu’elle n’est plus entrainée (car non motorisée) et donc sa vitesse de rotation

diminue.

Naturellement, efficacité d’un tel systéme dépend du temps nécessaire entre la détec-
tion du phénomeéne et la disparition du couple moteur au niveau de la roue arriére. C’est
pourquoi, ce type de solution s’est démocratisé a partir du début des années 2000 avec la
norme EURO 3 qui a obligé 'ensemble des constructeurs a passer a une alimentation de
type injection. En effet, un systéme d’anti-patinage est plus difficilement réalisable sur une
alimentation de type carburateur car cela nécessite la conception d’un systéme mécanique
qui coupe l'arrivée d’essence. De plus, le mélange air-essence n’étant pas réalisé dans le
cylindre mais en amont, le temps de réaction n’est pas immédiat, ce qui impacte fortement
Pefficacité du systéme, car lors d’un virage, le délai entre la perte d’adhérence et la chute
du véhicule est d’autant plus court que la moto est inclinée. Ainsi, avec un systéme a car-
buration, il était uniquement possible d’éviter le patinage de la roue arriére lors des lignes
droites ou les chutes lors de faibles inclinaisons. Cependant, avec les systémes d’injection,
la coupure d’arrivée d’essence se fait électroniquement et quasi-instantanément puisque
cette fois-ci le mélange est effectué directement & I'intérieur du cylindre. 1l reste évidem-
ment un temps de latence entre la coupure d’essence et celle du couple a cause de I'inertie
du moteur. C’est pourquoi les derniers systémes a la pointe de la technologie sont combi-
nés a des embrayages électroniques dont le temps de réaction est inférieur a la dixiéme de
seconde. De maniére générale, ces systémes avec ou sans embrayage électronique sont a
I’heure actuelle extrémement efficaces, puisqu’ils permettent presque aux utilisateurs de

motocyclettes d’accélérer sans avoir a estimer la marge d’adhérence disponible ou restante.

Ces exemples ont pour objectif de mettre en évidence que des systémes similaires
peuvent étre envisagés sur les véhicules de type VLTT ou tout du moins en ce qui concerne
les rétroactions sur le freinage et l'accélération, puisque ce type de systéme équipe des
motocyclettes dont le prix est inférieur & 10 000€. Par exemple, il pourrait étre intéressant
de développer pour les VLT'T récents équipés d’'une alimentation par injection un systéme
de "traction control" équivalent. Cela permettrait d’éviter les renversements longitudinaux
avec l'avantage d’un colt en instrumentation limité (composée au minimum de deux
capteurs de rotation : un par essieu) et d’une prise en compte native des conditions
d’adhérence au vu de son principe de fonctionnement, point crucial pour notre application.
Cependant, il ne sera pas développé dans le cadre de ce mémoire puisque nous nous
intéressons a un systéme de sécurité adaptable a la plus grande majorité des VLTT, qui
ne sont pas forcément alimentés par injection. De surcroit, certains VLTT sont motorisés
par une transmission a quatre roues motrices, ce qui rend inutilisable ce type de systéme.

En effet, que le véhicule patine ou cabre, les roues avant tourneront toujours a la méme



vitesse puisqu’elles sont motorisées, empéchant la détection du risque de renversement.

1.7.4 Conclusion

Nous avons pu remarquer que l’ensemble des systémes de sécurité a été pensé pour le
contexte routier ou les principales préoccupations sont avant tout centrées sur la stabilité
en lacet du véhicule. Il existe bien des systémes dédiés a la stabilité latérale, mais ils
ont été concgus pour des véhicules de type poids lourds, qui sont assujettis au risque
de renversement latéral & cause de leurs caractéristiques géométriques (poids important,
faible empattement par rapport a la hauteur du CdG) associées a des possibilités de
vitesses élevées en virage. Ainsi, 'ensemble des systémes n’est pas adaptable aux VLTT
aussi bien pour des raisons de limitation des capacités dynamiques du véhicule que du
coit en instrumentation et/ou en actionneurs trop élevé pour leur fonctionnement.

Cependant, méme si les systémes de sécurité actifs disponibles sur le marché de I'au-
tomobile nécessitent la mise en place d’actionneurs trop encombrants et trop onéreux
pour un VLTT, ils ont démontré qu’'un controle plus ou moins total des commandes du
véhicule permet de réduire considérablement les risques de renversement latéral. C’est
pourquoi, une partie du projet doit étre concentrée sur le développement de systémes
similaires mais adaptés au cas des VLTT. Un axe de recherche intéressant au niveau des
rétroactions possibles est par exemple de s’inspirer de ce qui est fait dans 'industrie du
deux roues, ot le cotlit du véhicule est sensiblement identique & celui d’'un VLTT. Ainsi,
il est possible d’envisager le développement de systémes permettant de maintenir la sta-
bilité d’un VLTT, puisque la conception d’un systéme de rétroaction sur les freins et/ou
I’accélération du véhicule est industriellement viable. Toutefois, comme 1'objectif de ces
travaux est de proposer un systéme de sécurité adaptable au plus grand nombre de VLTT,
ce type de rétroaction ne sera pas non plus développée dans ce mémoire.

Par conséquent, c’est la combinaison d'un nombre grandissant d’accidents graves en
ce qui concerne l'utilisation des VLTT et d’'un manque évident de solutions de sécurité
actives réellement efficaces et disponibles sur le marché pour ce type de véhicule, qui
a conduit a l'approche développée dans ce mémoire. Cette approche, qui définit le fil

conducteur des travaux ici présentés, est détaillée dans la section suivante.



1.8 Conclusion : approche développée dans ce mémoire

Dans I'objectif de développer un systéme de sécurité actif dédié a la prévention des renver-
sements pour les véhicules évoluant en milieu tout-terrain, il a d’abord été mis en évidence
dans une premiére partie (voir section 1.6) la nécessité de développer un indicateur de
risque basé sur les critéres de stabilité TCLo et TCLa afin d’estimer la marge de stabilité
du véhicule.

De plus, il a été aussi mis en évidence dans une seconde partie (voir section 1.7), que
le systéme de sécurité ne pouvait étre basé sur une variation des paramétres du véhicule
(géométrie et suspension) pour des raisons de limitation trop importante des capacités
dynamiques du véhicule et d’un prix excessif du systéme par rapport a celui d’'un VLTT.
De la méme maniére, les solutions existantes basées sur le contréle des commandes du
véhicule sont adaptées uniquement aux véhicules routiers, puisqu’ils sont déja équipés
des actionneurs nécessaires au fonctionnement du systéme. Malheureusement, il apparait
difficile d’équiper un VLTT d’un systéme de freinage différentiel ou d’une direction assistée
pour aussi bien des raisons d’encombrement, de prix et de législation. Toutefois, au vu de
ce qui est proposé pour les motocyclettes, une rétroaction simple sur les freins peut étre
envisagée mais uniquement sur des véhicules récents ou neufs.

Par conséquent et au vu des contraintes évoquées en section 1.5, le développement
d’un systéme de sécurité adaptable a la majorité des VLT'T s’articulera autour des points

suivants :

Point n°1 : Du fait que le systéme de sécurité est basé sur le calcul du TCLa et du
TCLo, la modélisation du véhicule devra étre la plus simple possible afin de limiter le
nombre de capteurs nécessaires a son évaluation. De maniére identique, les algorithmes,
qui en découlent, devront étre aussi simples que possible afin d’envisager la réalisation de

commandes en temps-réel permettant [’évitement des renversements longitudinal et latéral.

Point n°2 :  Les phénoménes de renversement ayant lieu & haute vitesse, il est impératif
que les modeéles proposés puissent prendre en compte la dynamique du véhicule. Dans le
cas du renversement latéral, il apparait ausst important de pouvoir estimer la dynamique
de lacet du véhicule et en particulier de pouvoir caractériser son comportement (sous/sur-
vireur). En effet, son impact sur la stabilité latérale est loin d’étre négligeable, comme cela
a pu élre démontré. Par conséquent, ces remarques incitent a ['utilisation des principes

wssus de la dynamique pour la modélisation du véhicule.

Point n°3 : Etant donné que les conditions d’adhérence ou encore le relief du terrain
rencontrés lors de [’évolution d’un VLTT en milieu naturel varient fortement et sont a
fortiori non connues, leurs impacts sur la stabilité du véhicule doivent étre pris en compte

lors de sa modélisation.

Point n°4 : A cause du poids relativement faible du véhicule par rapport au pilote,

sa position impacte la stabilité du véhicule. Ainsi, elle doit étre d’une part mesurée ou



estimée, et d’autre part son impact doit étre pris en compte lors de la modélisation du

véhicule (avec pour priorité les déplacements latérauz).

Point n°5 :  Dans l'optique de développer un systéme de sécurité actif, les technologies
utilisées pour la mise en place des rétroactions sur les commandes du véhicule doivent étre
les moins encombrantes possibles et en accord avec le priz d’un VLTT. Evidemment, il en

est de méme pour le choix des capteurs nécessaires a l’évaluation du TCLa et du TCLo.



Chapitre 2

Modélisation analytique du véhicule

2.1 Motivations

L’objectif général de ce travail est la création d’un systéme de sécurité actif, principalement
pour les véhicules & forte dynamique évoluant en milieu tout-terrain. Pour cela, il faut
dans un premier temps pouvoir caractériser le risque d’instabilité, et ensuite pouvoir le
prédire. Des capteurs permettent une mesure directe de ce risque, comme les capteurs
dynamométriques implantés dans les roues (voir 'annexe C ). Cependant, cette approche

comporte plusieurs inconvénients :

e ces systémes de capteurs sont en général trés onéreux et donc incompatibles avec le

prix d’un véhicule léger comme les quads,

e il est impossible de prédire la mesure et donc d’anticiper le risque.

Ce sont les raisons pour lesquelles le développement d’un modéle numérique du véhi-
cule est préférable en vue d’estimer de tels efforts indirectement. Cependant la modélisa-
tion d’un véhicule quelconque peut étre trés complexe, puisqu’il est composé d’un grand
nombre de degrés de liberté et de différents ensembles et sous-ensembles ayant des inter-
connexions. En effet, la dynamique du véhicule va dépendre de nombreuses excitations qui
proviennent du pilote (angle de braquage, accélération, position du corps) et du sol (ses
propriétés), mais elle dépend aussi de la conception mécanique du véhicule (suspensions,
pneumatiques, position du centre de gravité, etc.). Une version schématique du systéme
est proposée sur la Figure 2.1.

Une des méthodes les plus complexes mais la plus précise pour retranscrire la dyna-
mique du véhicule est I'utilisation de logiciels de simulation comme MSC Adams ou LMS
VirtualLab. Le premier est un logiciel d’analyse dynamique et de cinématique multi-corps,
qui permet d’étudier la dynamique du mouvement des piéces, et de comprendre comment
les charges et les forces sont distribuées dans un systéme mécanique. Le second est une
suite d’applications intégrées permettant de simuler et d’optimiser les performances des
systémes mécaniques dans divers domaines comme par exemple I'intégrité des structures,

lacoustique et les vibrations, la dynamique des systémes et la durabilité. Ces logiciels
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FIGURE 2.1 — Vue d’ensemble du systéme Véhicule Léger Tout-Terrain (VLTT)

Réponse

sont trés utilisés dans le secteur de 'automobile afin de vérifier par simulation le com-
portement dynamique du véhicule sans avoir forcément & produire un prototype. Il est
évident que ce type de modélisation nécessite une trés grande puissance de calcul, qui ne
pourrait naturellement pas étre implémenté sur un véhicule bas-cofit.

Ainsi, le choix s’est porté sur le développement de modéles analytiques de véhicule
grace a la dynamique classique des solides indéformables (théorie de Newton-Euler ou
de Lagrange). Cependant, il faut limiter autant que possible le degré de complexité du
modéle dépendant du nombre de corps (solides, sous-systémes) qui constituent le systéme
complet. En effet, des modéles trés complexes et précis peuvent étre développés : | | et
[ ]. Ils sont souvent dédiés & la création de simulateurs réalistes ou a I'identification
de certains paramétres du véhicule. Afin d’expliciter la complexité de ce type de modéle,
un modéle de quad développé dans | | est représenté sur la Figure 2.2.
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FIGURE 2.2 — Modéle de quad a 15 degrés de liberté

C’est un modéle 3D qui est composé de 15 degrés de liberté représentant les différents
solides du quad. Par exemple, Ri;, Ro, et R4 représentent le systéme de suspension du
véhicule. Le nombre de degrés de liberté correspond donc au nombre de variables a estimer
en dehors de la connaissance des paramétres de chaque solide modélisé (inertie, masse,
position du CdG, etc). Par conséquent, son utilisation sur un véhicule réel nécessiterait un
grand nombre de capteurs, ce qui n’est pas en adéquation avec notre application. Ainsi,
afin de limiter le nombre de paramétres et de capteurs nécessaires a |’utilisation de notre

modéle, la solution retenue a été de séparer la dynamique de lacet, de roulis et de tangage



a travers respectivement trois modélisations 2D simplifiées du véhicule.

De plus, en particulier en milieu naturel, le développement d’un modéle analytique
d’un véhicule passe obligatoirement par la modélisation du contact roue/sol (| | et
[ |). Effectivement, la monte pneumatique d’un véhicule représente plus de 70 % de
ses performances dynamiques puisque la transmission des efforts passent entiérement par
le contact roue-sol. De part leur conception, les pneumatiques sont des solides déformables,
qui sous de fortes contraintes sont a l’origine du phénomeéne de glissement qui influence
énormément le risque de renversement, comme cela a été mis en évidence en section 1.5.
Toutefois, la modélisation de ce phénoméne fait intervenir des modéles trés complexes
nécessitant la connaissance de nombreux parameétres, qui sont en plus variables dans le
cas d’une application en milieu tout-terrain. Il est donc impératif de développer un modéle
simplifié de contact tout en gardant la prise en compte du phénomeéne de glissement via
des macro-parameétres, qui seront adaptés en temps-réel.

Ainsi, la premiére partie de ce chapitre est consacrée a la présentation des modéles 2D
de roulis et de tangage , qui nous permettront de caractériser en temps-réel les risques
de renversement latéral et longitudinal via I'estimation respectivement du TCLa et du
TCLo. De plus, une premiére approche visant a prendre en compte la position du pilote
sur le véhicule est proposée. Par la suite, la seconde partie a pour objectif de justifier
la conception de notre modéle de contact roue/sol & partir d’'un état de l'art sur les
modélisations possibles. Finalement, la troisiéme partie est dédiée au développement du
modeéle 2D en lacet du véhicule basé sur notre modéle de contact. Ce modéle 2D nous
permettra de décrire la dynamique latérale du véhicule en vue de prédire les variations

du TCLa et donc d’étre en mesure d’anticiper les situations a risque.



2.2 Modélisation de la dynamique de roulis et de tan-

gage du véhicule

2.2.1 Modéle analytique du Transfert de Charge Latéral (TCLa)
2.2.1.1 Modélisation en roulis du véhicule

Afin que la stabilité du véhicule puisse étre évaluée en temps-réel et au vu de sa définition
(1.14), les efforts normaux de chaque c6té du véhicule doivent étre estimés. Dans cet
objectif, un modéle 2D en roulis du véhicule est tout d’abord proposé, comme décrit sur
la Figure 2.3. Ce modéle est composé de deux parties qui sont le chassis et la partie
suspendue du véhicule. La masse du chassis est négligée par rapport a la partie suspendue
qui regroupe celle du véhicule et du pilote. Ainsi, la valeur des demi-voies du modéle (¢;
et ¢y) correspondent a la position latérale du centre de gravité du systéme {quad+ pilote}

avec le pilote en position normale (assis au centre du siége).
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FIGURE 2.3 — Modéle de roulis du véhicule

Cette représentation introduit les notations suivantes :

o I} (xll, yll, z’l, O) est le repére terrestre, supposé Galiléen, avec O un point quelconque

fixé au référentiel fixe,
° R’Q(x;, y’z, z;, O,) est le repére attaché a la partie non-suspendue du véhicule,
o Ri(xy,ys, 25, O,) est le repére attaché a la partie suspendue du véhicule,
e (o, est I'angle de roulis de la masse suspendue,
e o, est 'inclinaison latérale du véhicule.
e (G est le centre de gravité de la masse suspendue (m),

e h, correspond a la distance entre le Centre de Roulis (O,, CdR) et le Centre de
Gravité (G, CdG),

® ¢y, C3 et ¢ = ¢1 + ¢o sont les demi-voies et la voie du systéme {quad + pilote},



e m = m, + m, est la masse du systéme {quad + pilote} avec m, et m, les masses

respectives du quad et du pilote,

I, est le moment d’inertie autour de ’axe perpendiculaire au plan passant par G,

P est la force de gravité appliquée a la masse suspendue du véhicule, avec g la

constante de gravité,

F,1 et F,5 sont respectivement les efforts normaux gauche et droit du véhicule,

F,, est un effort virtuel appliqué au centre de gravité GG permettant de modéliser

leffet des suspensions, mais aussi des efforts latéraux des roues. De cette facon, les
équations d’évolution du TCLa sont grandement simplifiées et dépendent de peu de
paramétres. De plus, cela permet la synthése de lois de commande simplifiées afin
de limiter sa valeur. D’autres travaux utilisent des méthodes équivalentes composées
d’efforts extérieurs et d’amortissements internes, comme dans | |, | | et
[ |- Dans notre cas, F, est paramétrée par K, et B,, qui sont respectivement
la raideur et ’amortissement de roulis. Cet effort a pour expression mathématique :
> Keor+ By

e (2.1)

La procédure d’étalonnage de h,., K, et B, est présentée en Annexe B.

2.2.1.2 Expression analytique du Transfert de Charge Latéral (TCLa)

En appliquant le principe fondamental de la dynamique au systéme représenté sur la

Figure 2.3 et projeté dans le repére R,, nous obtenons :
— — — —

chG-yT;:(PJrFaJrFm an)-zfz

mag -7, = ) .7, (2.2)

—

— — — —
AG/RIQ .xQ = (MGyFnl + MG7F7L2> ’ x2

%
a—é et A, /R, représentent respectivement I'accélération du véhicule au CdG et le mo-

ment dynamique de la partie suspendue du véhicule en G. MG,FM et MGEFnz sont les
moments dus aux efforts F,; et F,5 en GG. La dynamique de la partie non-suspendue est
absente puisque sa masse et son inertie sont considérées comme négligeables. De surcroit,
les dérivées premiére et seconde de la pente latérale du véhicule o, sont négligées devant
celles de Pangle de roulis (i.e a, << ¢, et ¢, << ,). En développant chaque terme de

I'expression (2.2), nous obtenons :



[ 200, ) 20, ]

m dt2 dt2 y_12 = For COS(QPT) —mg Sin(ar)
- — -
200, d0,C |
m dt2 + dt2 27; = (Fnl + Fn2) + Fy, sm(gp,n) —mg COS(O&T) (23)

1 .
(I, — L)[0?sin(@, + )] = c1Fp1 — c2Fpg + hysin(@,) (Fu1 + Fug)

L
YrT g

Avec 0 la vitesse de lacet du véhicule : vitesse de rotation autour de 'axe 2.

Etant donné que le véhicule est équipé d’un accelerometre trois axes sur sa partie non-

suspendue, les accélérations dues a sa dynamique (ngQO y2 et dfgg@

(—gsin(a,) et —gcos(a,)) sont directement mesurées. Ces mesures tiennent compte de

Zy) et & la gravite

laccélération gravitationnelle, car la technologie utilisée pour les accélérométres a faible
cott (par exemple les matériaux piézoélectriques) mesure une force appliquée a une masse

et non directement une accélération. Ainsi, avec la notation suivante :

dQOO
AyOT = dt o + gsin(ay)
2.4)
2OO (
d
A9 = e Zy + g cos(ay)

le systéme (2.3) devient :

[ d?(ﬁ_

O,
m A e

B exed
a2+ P08 4 (ht B+ Fosingi )

oy = Foy cos(iy)

1 .
—(I, — L)[0*sin(p, + a,)] = c1Fpy — caFpa + hy sin(g, ) (Foy + Fra)

L
rT g

420, 20,0

Les termes “7% y2 et 4 T 22, qui représentent 1’accélération due au mouvement de

la partie suspendue du véhicule par rapport au chassis, ont pour expression :

s Yo :hr¢r2 Sin(@r) - hrgb.r COS(QOT) + hré2 Sin(gor)

d%ﬁ . (2.6)

Zy = — hy, 2 sin(ip,) — h,3, sin(e,)

Cependant, lors d’une prise de virage, 'accélération due au mouvement des suspensions
(nommeée accélération de roulis) a bien moins d’importance sur la dynamique du véhicule
que celle provoquée par la mise en rotation de celui-ci (nommée accélération de lacet) tant

que la hauteur réelle du centre de gravité reste faible (sans doute non valable pour des



poids lourds, tracteurs, etc.). C’est pourquoi, accélération de roulis peut étre négligée par
rapport a celle de lacet dans notre cas. L’expression (2.3) peut étre alors réécrite comme

suit :

mAg’“ = Fy cos(oy)

mAzOT = (Fu1 + Faa) + Forsin(e;) (2.7)
| o . .
I,g, — §(Iy — L)[0?sin(o, + a,)] = c1Fu1 — caFpg + by sin(o,) (Fuy + Fuo)
Par la suite, afin de pouvoir caractériser la dynamique de roulis d’'un véhicule suspendu,
il est nécessaire de disposer d’une équation d’évolution de I'angle de roulis ¢,.. En injectant
I'équation (2.1) dans la premiére de (2.7), Pexpression de ¢, peut étre ainsi calculée :

. m.hr.AOT -
807‘ — —BT COS(;T) — IB(—TSOT (28)

Les cas d’¢tudes expérimentaux ont montré que le terme I, +% (I, —1.) [6? sin(g,+a,)]
apparaissant dans la troisiéme ligne de (2.7) peut étre négligé. De par cette hypothése et en
combinant les équations des systémes (2.3) et de (2.1), le systéme permettant ’estimation

en ligne du TCLa est le suivant :

_ m.hr.AgT K,
Pr = B, COS(QOT) - E@T
R = (m.A9" — F,, sing,)(cy — h,sinp,)
c1+ Co (2_9)
B, — (m.A9" — F,,sin,)(c; + h,sinp,)
C1+ Co
Fo1 — Foo
TCLa = —Fm T,

Finalement, en combinant les efforts normaux F,; et F,» du systéme (2.9), 'expression

analytique du TCLa se résume a :

. mh A K,
br = p——ts — =
B,.cos(p.) B, (2.10)
e -2
TCLa=2"% ¢ —h,.sin(p,)
c c

Au vu du systéme (2.10) et puisque A??“" est fournie par 'accéléromeétre, seule la posi-
tion latérale du centre de gravité paramétrée par les demi-voies (c; et ¢o) doit étre connue
afin de pouvoir estimer le TCLa en temps-réel. La méthode d’estimation des demi-voies
est présentée en Annexe B.

A partir de (2.10), il est possible d’obtenir une expression encore plus simplifiée du
transfert de charge latéral ; sous ’hypothése d’étre en régime permanent (i.e. ¢, = 0) et

de petits angles (sin(¢,) = ¢,), le TCLa a pour expression :



h2AQT

__ c2—c —2m
TCLCLpermanent == 20 L + = K, (211)
Soit avec les mémes demi-voies (i.e. c; = c; = §) :
_ —2mh2AQ"
TCL@permanent - 7Try (212)

Cette expression mathématique met en évidence les principaux facteurs influen-
cant le TCLa (i.e. voir introduction 1.4.2) : on a l'accélération latérale, la voie du
véhicule, sa masse et dans notre cas la raideur de suspension K,. D’autres expres-
sions du T'CLapermanent 00t été proposées dans la littérature, comme dans | | et
[ |. Dans | |, la modélisation de roulis fait abstraction du systéme de

suspension du véhicule, ce qui améne & une expression différente :

Or
TCLapermanent = % % (2 1 3)

Avec h # h,., qui représente ici la hauteur réelle du centre de gravité du véhicule, alors que
h, représente dans notre cas la distance O,G reliée au paramétre de raideur K, suivant

notre modéle de suspension.

2.2.2 Modéle analytique du Transfert de Charge Longitudinal
(TCLo)

2.2.2.1 Modélisation en tangage du véhicule

Afin d’envisager le développement d’un systéme de sécurité actif pour la stabilité longi-
tudinale lors du franchissement de fortes pentes, le TCLo peut étre extrait en suivant la
méme démarche que celle retenue pour la modélisation du TCLa. En effet, un modéle 2D
en tangage du véhicule comme schématisé sur la Figure 2.4 peut étre défini.
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FIGURE 2.4 — Modéle de tangage du véhicule

De maniére analogue a la Figure 2.3, cette représentation introduit de nouvelles nota-



tions :

" "

R’l’(ml,yl,z/{70) est le repére terrestre, supposé Galiléen, avec O un point quel-

conque fixé au référentiel fixe,

" " "

RY(29,Ys, 29, 0,) est le repére attaché a la partie non-suspendue du véhicule,

17 1" 1

RY(x5,Ys, 23, 0,) est le repére attaché a la partie suspendue du véhicule,
¢, est 'angle de tangage de la masse suspendue,

o, est 'inclinaison longitudinale du véhicule.

G est le centre de gravité de la masse suspendue (m),

h, correspond a la distance entre le Centre de Tangage (O,, CdT) et le Centre de
Gravité (G, CdG),

Ly, L, et L sont respectivement les demi-empattements et I’empattement du systéme
{quad + pilote},

P est la force de gravité appliquée a la masse suspendue du véhicule, avec g la

constante de gravité,
F, 4 et F, g sont respectivement les efforts normaux avant et arriére du véhicule,

F,, est l'effort virtuel appliqué au centre de gravité G permettant de modéliser
Peffet des suspensions, mais aussi des efforts longitudinaux des roues dans le plan
de tangage. F}, est ainsi paramétré par K, et B,, qui sont respectivement la raideur
et 'amortissement de tangage. Cet effort a pour expression mathématique :
- Kyo,+ By, »
F,= p‘Pph p¥p vo

P

(2.14)

Les paramétres h,, K, et B, sont constants et peuvent étre obtenus grace a une procédure

d’étalonnage explicitée en Annexe B.

2.2.2.2 Expression du Transfert de Charge Longitudinal (TCLo)

En utilisant les notations introduites précédemment et en considérant les efforts extérieurs

décrits ci-avant, il est possible de déterminer une expression littérale du Transfert de

Charge Longitudinal (TCLo). En appliquant le principe fondamental de la dynamique

au systéme représenté sur la figure 2.4 et en suivant une démarche de développement

similaire, nous obtenons le systéme suivant :

m.hy A K,
=75 7 N 5 ¥
" Bycos(pp) B, " (2.15)
TC Lo = M —2

L + Thp Sin(@p)
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Avec A", laccélération longitudinale mesurée par I'accélérométre et tenant compte

de l'accélération gravitationnelle.

2.2.3 Prise en compte du conducteur sur la modélisation du vé-

hicule
2.2.3.1 Introduction

Les modéles analytiques (2.10) et (2.15), qui permettent respectivement I'estimation du
TCLa et du TCLo, considérent une position centrée du pilote alors qu’en réalité celui-ci
peut se déplacer dans les trois dimensions par rapport a la partie suspendue du véhicule.
Comme la masse du pilote (de 'ordre de 80kg) n’est pas négligeable par rapport a celle
d’un VLTT (100 — 400kg), sa position influe sur celle du centre de gravité du systéme
{quad + pilote}. De ce fait, les paramétres Ly/L,, ¢1/co et h,/h, des modeéles (2.10) et
(2.15), qui définissent sa position, sont impactés par la position du conducteur et par
conséquent les transferts de charge du véhicule (TCLa et TCLo) le sont aussi.

En effet, un conducteur averti se déplacera de maniére a ce que les transferts de charge
diminuent lors des phases dangereuses (virage a haute vitesse, forte accélération en pente,
etc.), alors qu’a I'inverse un conducteur débutant peut mal se positionner et augmenter le
risque de renversement. Ce mauvais placement est souvent di a la dynamique élevée du
quad qui emporte le conducteur notamment lors des phases de virage. Dans les deux cas, il
convient de prendre en compte cette influence afin que notre systéme de sécurité ne sous-
ou sur-estime pas le risque de renversement. Pour ce faire, 'objectif général est d’estimer
en temps-réel la position du pilote afin de modifier en conséquence les paramétres Ly/L,,
¢1/ca et hy/h,. Une premiére solution est proposée dans la section suivante afin de mesurer

les positions qui impactent le transfert de charge latéral :

e Pilote assis :

— en avant/arriére,

— décalé sur la gauche/droite,

e Pilote debout.

La position a la fois debout et suffisamment décalée sur le co6té pour impacter la
stabilité latérale n’est pas prise en compte dans ce mémoire, car elle ne correspond pas
a une position naturelle du pilote. En effet, le pilote peut difficilement se déplacer sur le
coté en position debout, car sinon cela implique que le pied opposé ne repose plus sur le
cale-pied a cause de la présence du siége. Le pilote est alors en déséquilibre et le danger
principal n’est plus le retournement du véhicule, mais I’¢jection du conducteur en dehors

du quad ce qui n’est pas 'objet des travaux ici présentés.

2.2.3.2 Prise en compte du déplacement latéral du pilote

La solution proposée pour la prise en compte de la position latérale du pilote est de

mesurer le poids qu’il applique sur chaque cale-pied grace a des capteurs de pression



comme le montre la Figure 2.5.

FIGURE 2.5 — Vue éclatée d’un cale-pied avec intégration des capteurs de pression

En effet, si un pilote averti décale son bassin du bon coté, le pied extérieur au virage ne
peut rester sur le cale pied et tout le poids du pilote repose sur 'autre. Cette configuration
particuliére peut étre observée sur la Figure 2.6. A I'inverse, si le pilote se fait suffisamment
emporter par ’accélération latérale pour que le déplacement de son corps ait un impact
négatif sur le transfert de charge, les appuis sur les cale-pieds sont inversés : la force sur
le cale-pied intérieur au virage est faible voir nulle. De plus, la somme des poids appliqués
sur les cale-pieds gauche et droit n’est pas les mémes en fonction de la position du pilote

(assis ou debout) : le siége récupére une grande partie du poids lorsque le pilote est assis.

¥ Poids sur le
L. cale-pied
intérieur

Pied extérieur
ne repose pas
sur le cale-pied

FIGURE 2.6 — Mouvement latéral du pilote lors d’un virage

Ainsi, en fonction du transfert de charge du pilote, nommé TCP et défini par la
différence entre le poids appliqué a gauche Fyqyene et & droite Py divisée par la somme

des deux, nommée P, on peut en déduire la position latérale du pilote :

e T'CP > 0.8 : pilote décalé a gauche
e TCP < —0.8 : pilote décalé a droite

e sinon pilote centré

Un seuil de 80 % est utilisé car lorsque le pilote tourne en position assise centrée, le

pied extérieur appuie fortement afin de retenir le corps, ce qui peut engendrer un TCP



non négligeable. Ensuite, la mesure du poids total Pita = Pyauche + Paroite Permet de

déterminer la position assis/debout :

® Pioar > 0.8 % m, : pilote debout

e sinon : pilote assis

Le poids m, du pilote peut étre mesuré a l'initialisation du systéme en invitant le
pilote a se mettre en position debout a 'arrét. Ainsi, il n’est pas nécessaire pour le pilote

de devoir donner cette information au systéme a partir d’'une interface.

2.2.4 Application du modéle de roulis et de tangage

Dans un premier temps, deux modéles dynamiques ont été développés afin de pouvoir
estimer et anticiper le Transfert de Charge Latéral (TCLa) et Longitudinal (TCLo) a
partir de capteurs bas-cofit.

Effectivement, les équations des systémes (2.10) et (2.15) font intervenir des accéléra-
tions pouvant étre mesurées. En conséquence, elles peuvent étre directement utilisées pour
estimer en temps-réel le risque de renversement. De plus, I’accélérométre peut étre ins-
tallé sur le véhicule a n’importe quel endroit, puisqu’il est possible de déplacer le vecteur
accélération a l'endroit souhaité grace aux lois de la dynamique, qui ne font intervenir
que des grandeurs connues ou mesurées (i.e. vitesse de lacet, position du CdG, etc.).

En revanche, ’estimation a elle seule ne suffit pas a prévenir le risque de renversement
en particulier du point de vue latéral. Le temps menant i une situation de renversement
latéral du véhicule est du méme ordre de grandeur que celui nécessaire au conducteur pour
braquer dans la bonne direction afin de réduire le risque, puisque le temps de réaction
humain est de 'ordre de la seconde. Ainsi, si I'on se base sur I'estimation en temps-réel
du TCLa pour 'avertissement du pilote, ce dernier aura certes I'information mais il ne
disposera pas du temps nécessaire pour réagir. Il en est de méme en ce qui concerne
les rétroactions sur les commandes du véhicule, puisqu’il n’est pas possible d’agir sur
langle de braquage, méme si cela permettrait de stopper instantanément le risque de
renversement. De ce fait, le pilote perdrait la controlabilité directionnelle du véhicule, ce
qui peut étre dangereux dans le cadre d’un évitement d’obstacle. Ainsi, comme ['unique
solution est de limiter la vitesse et qu’il n’est pas possible de la réduire instantanément
pour des raisons de physique élémentaires, 1’évolution du TCLa doit étre anticipée afin
de limiter efficacement le risque de renversement latéral.

Par conséquent, la prédiction de I'accélération latérale nécessite la création d’un modéle
permettant de décrire ’évolution des variables qui influent sur cette grandeur, comme par
exemple "angle de dérive (5. Dans cet objectif, un modéle dynamique de lacet est nécessaire
car il permet de décrire la dynamique latérale du véhicule et donc d’expliciter I’évolution
de I'accélération latérale. Puisque cette dynamique dépend du contact entre la roue et le
sol, un modéle de ce contact doit étre défini en premier, objet de la prochaine section.

En ce qui concerne I'anticipation du risque de renversement longitudinal, la prédic-

tion du TCLo est bien plus complexe que celle du TCLa, car elle implique I'estimation



des conditions d’adhérence longitudinales (glissement/patinage des roues), qui influent
sur ’accélération longitudinale. Ces conditions d’adhérence se calculent en comparant la
vitesse linéaire mesurée du véhicule avec celle théorique, qui aurait été mesurée sans la
présence de glissement. Cette vitesse théorique, qui s’obtient en multipliant la vitesse de
rotation des roues a leur rayon, nécessite au minimum ’ajout de deux capteurs de rotation
(un par essieu) alourdissant le cott du systéme de sécurité actif. De plus, le rayon des
roues est une grandeur fortement variable en milieu tout-terrain, puisque le pneumatique
se déforme aisément a cause du caractére chaotique du sol rencontré (bosse, trou, terrain
meuble, etc.). Ainsi, nous serions contraints d’estimer en temps-réel sa valeur pour chaque
roue, ce qui n’est évidemment pas une tache simple a réaliser. Cependant, il a été démon-
tré en section 1.7.3.2, que l'arrét de la transmission du couple aux roues arriére implique
une réduction quasi-immédiate du TCLo, rendant moins dommageable sa non-prédiction.

Ainsi, la réalisation d’un systéme permettant la coupure des gaz en cas de risque,
que ce soit du point de vue latéral ou longitudinal, serait un moyen efficace de limiter ce
risque, d’autant plus qu'une coupure des gaz n’enléve pas la contrélabilité directionnelle
du véhicule au conducteur. Pour 'autre cause de renversement longitudinal, qui est due
& une action trop importante sur les freins lors d’une marche arriére dans une forte pente

(i.e. voir section 1.4.1), il faudrait a 'inverse relacher les freins quand un risque est détecté.



2.3 Tribologie et principaux modéles de contact

2.3.1 Introduction

Afin d’étre en mesure de prédire le TCLa pour mieux anticiper les situations a risque, il est
nécessaire de disposer d’un modéle de lacet afin de caractériser ’évolution de ’accélération
latérale. Or le développement d’un modéle de lacet implique d’abord de disposer d’un
modéle des efforts de contact, objet de cette section.

L’étude des frottements est un domaine étudié depuis longtemps. En effet, I'un des
premiers hommes a s’y étre intéressé est Léonard de Vinci (= 1500). Par la suite, plusieurs
grands scientifiques ont proposé des approches qui sont toujours d’actualité comme Amon-
tons (1699), Bélidor (1737), et notamment les lois de Coulomb (1780) et de Hertz (1880)
encore utilisées dans de nombreux cas comme pour le dimensionnement des roulements a
billes.

Par la suite, des modéles adaptés au contact roues/sol ont été proposés du fait de 1’essor
de l'automobile. Ils sont principalement basés sur les théories de Coulomb et/ou de Hertz
comme le modéle de Dahl | ]. C’est un modéle dynamique relativement simple car
il ne dépend que du déplacement. Il est issu d’une généralisation du modéle de Coulomb
et il permet de bien modéliser les différents aspects du frottement a faible vitesse. Les
inconvénients de ce modeéle sont la non-prise en compte de Ueffet de Stribeck! | |
et de leffet de cisaillement, ce qui a amené Bliman et Sorine | | & développer une
généralisation du modeéle de Dahl. Leur approche peut étre décrite comme deux modéles
de Dahl de premier ordre en paralléle, I'un définit pour les régimes lents et 'autre pour les
régimes rapides. La particularité de ce modéle est de ne pas étre dépendant de la vitesse
relative mais du déplacement global des deux corps. Une des premiéres limitations de ce
modéle est due a la construction méme du modéle qui peut engendrer une discontinuité
lors du passage du régime lent au régime rapide. L’autre limitation est la caractérisation
non-exacte de l'effet observé par Stribeck comme détaillé dans | | et | |-

Finalement, un modéle complet a été proposé par Canudas et al. | | qui est
le modéle de Lund-Grenoble (LuGre). Il repose sur une modélisation microscopique de la
surface de contact a partir de lames (bristles) élastiques enchevétrées, comme le montre la
Figure 2.7. C’est un modéle dynamique qui prend en compte le frottement de Coulomb,
le frottement visqueux et 'effet de Stribeck.

Meéme s’il peut étre utilisé pour modéliser dynamiquement le contact roue-sol, il ne
fait pas intervenir les variables de glissement du pneumatique qui sont une information
essentielle pour la description de la dynamique du véhicule. De plus, ce modéle nécessite
la connaissance d’un certain nombre de parameétres et a un coit en temps de calcul non
négligeable, ce qui le rend incompatible dans cette thése basée sur des modélisations
simples et une instrumentation en capteurs limitée.

Dans le cas spécifique d’une modélisation du contact roue/sol, le principal axe de
recherche privilégié est 'extraction des efforts longitudinaux et latéraux a partir de la

mesure ou de l'estimation du glissement du pneumatique. La plupart des modéles déve-

1Evolution du coefficient de frottement en fonction de la vitesse relative des deux solides
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FIGURE 2.7 — Modélisation de la surface de contact par des lames élastiques : modéle de
LuGre

loppés sont trés proches les uns des autres car ils sont basés sur les mémes considérations
et ils sont souvent des extensions ou des évolutions de modeéles existants. Plusieurs travaux
comparent les performances des différents modeéles de contact roue/sol comme | |
et | |. 11 existe aussi des articles similaires pour les modéles de contact généraux
(I | et [Gator]).

Pour aller plus loin dans I'étude des modeéles de contact roue/sol, il est nécessaire de
définir préalablement les efforts générés par le contact roue/sol, ainsi que les variables

spécifiques dont ils dépendent.

2.3.2 Torseur des efforts du contact pneu-sol et variables de glis-

sement

La figure 2.8 permet de définir ’ensemble des forces d’interaction entre la roue et le sol,

qui peuvent étre retrouvées dans les différents modéles de pneumatique décrits ci-aprés.

FIGURE 2.8 — Schéma de I’ensemble des efforts de contact roue-sol
La liste des efforts est explicitée ci-dessous :

e (U est le centre de la surface de contact entre la roue et le sol,

e (), est le couple moteur transmis a la roue soit par le moteur du véhicule soit par

les frottements dus aux roulements pour les roues non-motrices,



o (' est le couple résistant di a 'action du sol sur la roue,
e (), est le couple d’auto-alignement,

e 7, est la réaction longitudinale du sol, principalement présente lors des phases

d’accélération ou de freinage,

e 1}, est laréaction latérale du sol, uniquement présente lors des phases de changement

de direction ou en présence d’une pente latérale,

e 12, est la réaction verticale du sol due au poids du véhicule. Cette valeur varie
significativement en fonction de la position du centre de gravité, du transfert de

masse lors d’un virage, et du réglage de la suspension.

w est la vitesse de rotation de la roue.

Du point de vue de la dynamique de lacet du véhicule, les deux composantes qui
sont importantes a estimer sont les forces de réaction longitudinale et latérale car elles
définissent la capacité du véhicule a tourner et a accélérer/freiner. Elles forment les deux
composantes d'un effort R que le pneu transmet dans le plan de contact : R = \/RQ%TR?E
Qualitativement, les efforts maximums transmissibles dépendent de nombreux paramétres
comme les conditions d’adhérence, la force normale R,, les caractéristiques et la forme du
pneu, etc. Cela implique qu’une sollicitation selon un axe du véhicule diminue la capacité
du pneu a transmettre une force dans l'autre direction, comme détaillé dans | | et
[ |. Cependant il existe de nombreux modéles dédiés a la caractérisation des efforts
latéraux et longitudinaux pour les pneumatiques. Ils découplent souvent les dynamiques
latérales et longitudinales pour des raisons de simplification du modéle ou parce que
une seule dynamique est étudiée (latérale ou longitudinale), ce qui correspond a notre
situation.

Dans un contexte ot I'objectif est de modéliser le comportement du véhicule & haute
dynamique, les contraintes appliquées au pneu sont telles qu’il ne peut plus étre considéré
comme un solide indéformable. Sous l'effet de ces contraintes le pneu se déforme donc et
des phénomeénes de glissement apparaissent. D’ailleurs, la grande majorité des modéles de
pneumatique est basée sur ces phénoménes, comme par exemple les modéles de Dugoff
[ |, Kiencke et Nielsen | | et Pacejka | ]. Ces glissements peuvent étre

divisés en deux catégories : les glissements longitudinaux et latéraux.

2.3.2.1 Glissement longitudinal

Du point de vue longitudinal, la premiére variable spécifique dont dépend l'effort résultant
longitudinal (R, sur la Figure 2.8) est le glissement longitudinal g;. C’est un pourcentage
renseignant sur la différence entre la vitesse longitudinale réelle de la roue et celle obtenue

avec ’hypothése de roulement sans glissement. D’aprés la SAE (Society of Automative



Engineers, | ]), la formule mathématique de g; est :

Ve
Ry (2.16)
max <|w\, |R‘Zn ‘)

V. et w représentent respectivement la vitesse longitudinale de la roue et sa vitesse de

w —

g1 =

rotation. Ry, correspond au rayon dynamique de la roue qui est différent de son rayon
physique comme le décrit la figure 2.9. Sa valeur dépend de la déformation du pneumatique

et de la compaction du sol.

FIGURE 2.9 — Rayon dynamique d’une roue

D’aprés I'équation (2.16), g; varie dans Iintervalle [—1,1]. Les phases d’accélération
et de décélération correspondent respectivement aux valeurs positives et négatives de g
(resp. ¢; > 0 et g, < 0). Les valeurs maximum (i.e. —1 et 1) correspondent aux limites
d’adhérence du pneu. Si g; = 1, la roue patine et le véhicule reste sur place, et inversement
si g; = —1, la roue est bloquée en rotation mais le véhicule avance. En cas d’accélération
ou de freinage, 'atteinte de ces valeurs extrémes dépend naturellement des conditions
d’adhérence qui sont principalement liées au type de sol, a la monte pneumatique et a la
charge normale.

L’estimation précise du glissement longitudinal est réalisable dans un milieu routier
car le rayon dynamique Rg,, est relativement constant du fait que le sol soit lisse et
non-déformable. En revanche dans un contexte tout-terrain, la compaction du sol est loin
d’étre négligeable et sa surface ne peut étre considérée comme plane, ce qui implique des
déformations importantes du pneu a haute vitesse. D’ott une grande variation du rayon
dynamique qui rend difficile 'estimation précise du glissement longitudinal en milieu tout-

terrain.

2.3.2.2 Glissement latéral

De maniére analogue a l'effort longitudinal, I'effort latéral R, est principalement dépen-
dant d’une variable spécifique liée au glissement latéral g;. Celui-ci est di a une défor-
mation du pneu lors de contraintes latérales importantes. Cette déformation entraine un
comportement du pneu différent de celui observé dans des conditions de roulement sans
glissement (RSG). En effet, si en RSG le vecteur vitesse de la roue est aligné avec la
direction de celle-ci, dans le cas d’un glissement latéral le vecteur vitesse est orienté d’un
certain angle par rapport a la direction de la roue. Cet angle est appelé 'angle de dérive

B. La figure 2.10 représente la définition de cet angle.
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FIGURE 2.10 — Définition de 'angle de dérive d’un pneumatique

Avec les notations de la Figure 2.10, 'angle de dérive peut étre exprimé par I’expression

mathématique suivante :

B = arctan (“‘2 ) (2.17)

ou V, et V, sont les deux composantes du vecteur vitesse V. Cet angle de dérive n’étant
pas directement mesurable par un capteur bas-coft, il sera estimé grace aux techniques

d’observation, méthodologie détaillée dans le chapitre 3.

Finalement, le glissement global du pneumatique peut étre considéré comme une
somme géométrique d'un glissement latéral et longitudinal de la méme maniere que pour

les efforts latéraux et longitudinaux, soit :

g: = | tan(f)| en phase de freinage (2.18)
g+ = (1 — |gi])| tan(B)| en phase de traction '

g=1/ot + g7 (2.19)

Soit le glissement global :

2.3.3 Différents modéles du contact pneu/sol

De nombreux modéles permettant de décrire les efforts au contact roue/sol ont été déve-
loppés. Ceux-ci peuvent étre regroupés en deux grandes catégories. La premiére catégorie
correspond aux modéles analytiques développés a partir de la modélisation des phéno-

meénes physiques. Ils sont basés sur la déformation du pneu comme les modéles de Dugoff

| | et Gim | | et | |, mais la déformation du sol peut étre aussi prise
en compte avec celle du pneu comme le modéle de Ben Amar | | ou celui proposé
dans | |. La deuxiéme catégorie correspond aux modéles empiriques pour qui la

formulation mathématique est basée sur l'identification de paramétres a partir d’expéri-
mentations comme le modéle de Kiencke et Nielsen | | et le célébre modéle de Pacejka
[ |, [ | et | |, qui reste encore le modéle de référence pour la modélisation

du contact roue/sol dans l'industrie automobile.



2.3.3.1 Mod¢éles analytiques du contact pneu/sol

Comme la plupart des modéles analytiques cités sont basés sur les mémes principes phy-
siques pour I'extraction des efforts tangentiels, un modéle complet est présenté dans cette
section : le modéle de Brown qui est détaillé dans la thése de Ben Amar | |. La dé-
marche de modélisation comporte trois principales étapes, qui sont le calcul de répartition
de la pression dans la zone de contact roue/sol, le calcul des contraintes sur la surface
de contact et finalement 'extraction des efforts tangentiels. Ces étapes sont ci-aprés ré-

sumeées.

Calcul de répartition de la pression dans la zone de contact roue/sol

FIGURE 2.11 — Définition de la surface de contact roue/sol

La figure 2.11 représente la modélisation de la surface de contact roue/sol. Celle-ci
est rectangulaire de longueur L et de largeur [. Comme la raideur latérale K, du pneu
est largement supérieure a la raideur verticale K, a cause de la construction méme du
pneumatique, il est classique de considérer une largeur [ fixe et une longueur dépendant
justement de la charge verticale F), et de la raideur K. En effet I’écrasement du pneuma-

tique, appelé communément la déformation radiale \,, est donné par :

A== (2.20)

Soit un rayon dynamique Rgy, qui a pour expression :
2
4

Sous 'hypothése que le rayon dynamique est trés grand devant la déformation radiale

R?lyn = + (Rdyn - /\r)2 (221)

(i.e. Rayn >> A,), la longueur de la surface de contact L est donnée par :

F,
L= ,/8Rdynf (2.22)

Remarque : L’hypothése Rgy, >> A, est vraie en milieu routier. En revanche, dans
un milieu tout-terrain la pression admise dans le pneumatique peut étre trés faible pour
permettre justement a celui-ci de se déformer de maniére conséquente afin d’assurer une
certaine adhérence. Donc, cette hypothése n’est pas forcément valable dans notre cas

d’application, ce qui est une des premiéres limitations a 'utilisation de ce modéle.



Maintenant que la surface de contact a été définie, il est possible d’exprimer la réparti-
tion de la pression sur celle-ci en fonction d’une pression maximum £P,,,,. Les principaux
modéles analytiques considérent une distribution de pression constante sur la largeur et
parabolique sur la longueur. Ainsi, la pression P au point de coordonnés (z,,y,) (voir
figure 2.11) n’est fonction que de I’abscisse :

Ply) = 21— 2y, (2.23)

Il est donc possible de calculer la charge verticale & partir de (2.23) :

L 2P,z Ll
F, = / P(x,)ldx, = — (2.24)
0

Finalement, en utilisant (2.23) et (2.24), la répartition de pression en fonction de la

charge verticale est :

P(ey) = 21— 2, (2.25)

Calcul des contraintes sur la surface de contact

La surface de contact peut étre divisée en deux régions distinctes (voir figure 2.12) oul sur

chacune d’elles un unique type de contrainte s’applique :
e Une région d’adhérence avec des contraintes élastiques,

e Une région de glissement avec des contraintes de glissement.

Y

Zone
de glissement

v
>

\ 4

L

FIGURE 2.12 — Zones de contrainte

Les contraintes élastiques sont dues a la déformation du pneumatique, qui est fonction
de la raideur de celui-ci. Alors que les contraintes de glissement sont dépendantes d’'un
coefficient de frottement et de la distribution de pression le long du contact roue/sol.
C’est pourquoi la détermination des contraintes élastiques fait appel a la mécanique des
milieux continus alors que pour les contraintes de glissement, la mécanique des solides
indéformables est utilisée. Afin d’assurer une continuité des contraintes au niveau de la
frontiére, un point de détachement A et d’abscisse z, est défini. Son abscisse est calculée

de maniére a respecter cette continuité, comme explicité ci-aprés.



Calcul des contraintes de glissement
Comme expliqué précédemment, ces contraintes sont liées a un coefficient de frottement
1 et a la distribution de pression :
oy = puP(z,), vo <z, <L (2.26)
Avec une répartition de pression parabolique (2.25), o, a pour expression :

6uF, x
9= Tz (L= 7)o o <mp <L (2.27)

Comme cette contrainte n’est pas forcément colinéaire avec 'axe horizontal, deux

g

composantes peuvent étre définies en introduisant un angle d’orientation ~ :

gz = 0g COS(7) (2.28)

Ogy = 0g8in(7y)

D’autre part, au vu de la définition du glissement, cet angle v est défini comme suit :

cos(y) = &
a (2.29)
sin(7y) = g

Ainsi, en utilisant (2.27), (2.28) et (2.29), les deux composantes ont pour expression :

6MFZ Tp\ g1
Oge = 12 (1— fp)_xp
g (2.30)
_ Gpr (1- ﬁ)%
T T T2 L) g

Calcul des contraintes d’adhérence

Par construction, les contraintes élastiques longitudinales o, et latérales o, dans la zone
d’adhérence sont proportionnelles au déplacement relatif (A, et A,,) et & la raideur du

pneumatique (K, et K,) selon chaque axe :

Oax = K:(:Axp = Kxglxp (2 31)
Oay = KyAyy = Kygey,

avec 0 < x, < x4

Calcul du point de détachement

Maintenant que les deux types de contrainte ont été calculés, il convient de définir ’abs-

cisse du point de détachement z, afin d’assurer la continuité des contraintes entre les



deux zones. De par la définition du point de détachement, les contraintes élastiques et de

glissement doivent étre égales a I'abscisse x,, cela revient a écrire :
2 2 2
Opw T Oay = 0 (2.32)

En introduisant les différentes définitions des contraintes (i.e. (2.27) et (2.31)) dans

(2.32), l'expression de x, est :

IL?
6uF,

Ty =1L [1 - (Kuq1)? + (K, g¢)? (2.33)

Remarque : L’abscisse de détachement x, peut étre nulle. Grace a 'équation (2.32),

les valeurs des variables de glissement critiques conduisant a x, = 0 sont :

6uF,
glC - 2

%L — (2.34)
Gte = fy Yic — 9i

Dans le cas ot les glissements sont supérieurs aux seuils critiques, les contraintes dans
la zone d’adhérence sont inexistantes, car celle-ci méme n’existe plus. Cela peut étre
interprété de maniére macroscopique par une perte d’adhérence du pneumatique. Son

efficacité a transmettre des efforts est ainsi drastiquement diminuée.

Extraction des efforts tangentiels

Le calcul des forces de contact dépend de I'existence ou non des différentes régions. Comme
évoqué précédemment si les glissements sont inférieurs aux seuils critiques, la zone d’adhé-
rence existe et 'extraction des efforts passe par I'intégration des contraintes d’adhérence
et de glissement le long de la surface de contact. Ainsi, 'expression des efforts longitudinal

et latéral est :

2 J (2.35)

e

Il
° R
SIS
/N

Oay + agy) dx,dy,

Kylngt wgr F, Ta\o T3
= = 1—3(— 2(—
5 p () +2(7)

Dans le cas ou 'abscisse du point de détachement est nulle, les efforts longitudinal et

latéral sont extraits seulement a partir des contraintes de glissement :



Fx:Msz

(2.36)
F, = p, I,

ou p, = prcos(y) et p, = psin(y) représentent les coeflicients de frottement selon
chaque axe respectif et sont explicités a partir des équations (2.29).

Ce modéle de contact prend en compte le couplage des efforts longitudinaux et latéraux
car leurs expressions (i.e. (2.35) et (2.36)) dépendent du glissement total g (i.e. (2.19)).

Autres modéles basés sur celui de Brown

A partir du modéle de Brown, d’autres modéles ont été développés avec différentes va-
riantes. Parmi ceux-ci, deux principaux modéles sont présentés, du fait de leurs popularités

dans les travaux concernant la modélisation dynamique des véhicules.

Modéle de Dugoff | ]: Comme le modéle de Brown, ce modéle prend en compte
le couplage des efforts longitudinaux et latéraux a travers un coefficient 7 (voir (2.38)).

Les différents efforts sont exprimés en fonction de variables dynamiques telles que :
e l'angle de dérive S,
e le taux de glissement longitudinal g;,
e la charge verticale F,
e un coefficient de frottement fixe p.
D’un autre coté les paramétres suivants du pneumatique sont pris en compte :
e la raideur longitudinale K,
o la raideur latérale K,

Ainsi expression mathématique des efforts longitudinaux et latéraux sont :

F = i, ) (2.37)

Vg # 1

Avec 7, le paramétre de couplage :

avec 0 — (238)

{(2—0)0, sio<1 (1 — g)pF,
T =
1 sinon 2\/[(%9[2 +Ky2 tanQ(ﬁ)

Par analogie au modéle de Brown, la valeur de la variable ¢ détermine 'existence ou

non de la zone d’adhérence.



Modéle de Gim | ] et | ] : Ce modeéle est assez proche du modéle de
Brown car le calcul des efforts reprend les mémes étapes a la différence qu’il considére

séparément les effets du glissement longitudinal et de 'angle de dérive. On obtient les

expressions :
F, = Coql? + pu F.(1 — 12 + 212
gi fa F( ) (2.39)
F, = Cogil? + i, F. (1 — 312 + 212)
avec :
KW
Cs =
2
KW
C, = ?’2 (2.40)
2W L2
I

et les différents paramétres correspondent a :

e [, la raideur longitudinale du pneumatique par unité d’aire,
e K, la raideur latérale du pneumatique par unité d’aire,
e [ la longueur de la surface de contact,

e W la largeur du pneumatique.

Conclusion sur les modéles analytiques

Les modéles analytiques permettent de décrire précisément la formation des efforts tan-
gentiels au niveau du contact pneu/sol puisqu’ils s’appuient sur la description physique
des différents phénomeénes & 'origine des efforts. En revanche, ces modéles nécessitent la
connaissance de nombreux paramétres qui sont fortement variables en fonction du type
de terrain et de pneumatique, de la pression de celui-ci, etc. De plus, 'extraction des
efforts peut requérir une certaine puissance de calcul et/ou un certain temps de calcul en
fonction de la complexité du modéle. De ce fait, ils sont souvent utilisés pour la création
de simulateurs avancés ou dans le cas d’applications spécifiques.

Ainsi, dans notre cadre d’application, la connaissance et I'adaptation de 1’ensemble
des paramétres en temps-réel, comme par exemple la surface de contact ou la pression
maximale au point de contact, reste extrémement difficile & réaliser. D’autant plus que
cette méthode nécessiterait des capteurs cotiteux, ce qui n’est pas admissible dans notre

cas. C’est pourquoi notre choix du modéle de contact se portera sur un modéle empirique.

2.3.3.2 Modéles empiriques du contact pneu/sol

A la différence des modéles analytiques, les modéles empiriques sont basés sur une formu-

lation mathématique des efforts tangentiels en fonction des variables de glissement dont



les parameétres ont été obtenus a partir d’expérimentations. Le premier modéle présenté
est celui de Kiencke et Nielsen, qui est un modéle semi-empirique. Le deuxiéme et dernier
modéle présenté est celui développé par Pacejka, qui est couramment nommé la "formule
magique" et qui est le plus utilisé notamment par les industriels.

Les modéles de contact terramécaniques comme dans | | ne sont pas abordés
dans ce mémoire, car ils sont plus orientés vers ’évaluation des capacités de traction du

pneumatique en fonction des paramétres mécaniques du sol.

Modéle Kiencke et Nielsen | ]:

Le modéle est dit semi-empirique car I'extraction des efforts tangentiels est basée sur deux
étapes. Une premiére étape est analytique car le coefficient de frottement est déterminé
par une modélisation physique du contact roue/sol. La deuxiéme étape consiste a formu-
ler empiriquement une relation mathématique reliant les glissements et le coefficient de

frottement aux efforts tangentiels.

Calcul du coefficient de frottement : Son expression prend en compte les principales

caractéristiques du contact roue/sol a travers différents paramétres :

e ¢1,c et ¢z sont fonction du type de sol (obtenus empiriquement pour chaque type
de sol),

e ¢, définit la vitesse de conduite maximale,

e ¢; dépend de la charge maximale supportée par la roue,

Ce modéle dépend aussi des principales variables responsables des efforts tangentiels

commun a la plupart des modéles dédiés au contact roue/sol :

e g pour le glissement global (voir définition (2.19)),
e 1}, pour la vitesse du centre de gravité du véhicule,

e [, pour la charge verticale.

Au final, 'expression du coefficient de frottement est définie comme suit :
p=ci(1 —exp=9) — cagexp 9 (1 — 5 F?) (2.41)

Expression des efforts tangentiels : A partir du coefficient de frottement pu, les

efforts latéral et longitudinal ont pour expression :

F, = ug[gl cos(f8) — Cpge sin(f3)]
p (2.42)

F, .
F, = M?[Opgt cos(3) + grsin(f3)]



0.9 < C, < 0.95 est un coefficient de pondération, déterminé expérimentalement.
Comme nous pouvons le remarquer ce modéle semi-empirique prend en compte le couplage

entre les efforts latéral et longitudinal.

Modéle de Pacejka

Historique : La premiére version, connue sous le nom de "magic formula", a été pré-
sentée dans les années 1980 (| ]). Ce modéle avait été développé afin de répondre
au besoin d’'un modéle qui d’une part représente fidélement le comportement dynamique
du pneumatique et d’autre part puisse étre facilement exploitable : paramétres facilement
estimables et limités en nombre et efforts tangentiels facilement calculables. En effet, a
I’époque ot les calculateurs embarqués n’étaient pas aussi puissants que de nos jours, ce
modéle pouvait étre facilement utilisé dans toutes les applications embarquées comme en

robotique mobile ou dans les systémes de sécurité active en automobile.

Premiére modélisation : Les essais réalisés par Pacejka ont été menés dans des condi-

tions particuliéres :

e Les pneumatiques ne sont soumis qu’a un seul type d’effort (longitudinal ou trans-

versal),
e La charge verticale est constante durant tout I’essai,

e L[’accélération longitudinale ou latérale est constante.

Dans ces conditions d’expérimentation, en mesurant le glissement (g; ou ) du pneu-
matique et leffort (F, ou Fj) induit par celui-ci, Pacejka est arrivé & la formulation

mathématique suivante :

F.(g1 + She) = D, sin[C, arctan(B,g; — E.(B,g — arctan(B,q;)))] + Suz

2.43
F,(B + Spy) = D, sin|Cy arctan(B, 5 — E,(B, — arctan(B,[)))] + Suy (243)

Ces modéles dépendent chacun de seulement six paramétres qui ont différentes fonc-

tions :

e B, et C, : pente a l'origine et allure de la courbe,
e D, : valeurs maximales de 'effort atteignable,
e [, : abscisse de I'effort maximum admissible,

e 5. et Sy, : ajustement des offsets en abscisse et en ordonnée de la courbe.

La figure 2.13 représente l'allure de deux efforts pour une charge verticale donnée et

différents coefficients typiques d’'une évolution d’un pneu sur une route séche.
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FIGURE 2.13 — Variation des efforts longitudinal et latéral selon le modéle de Pacejka

Seconde modélisation : Malgré 'aspect novateur de ce premier modéle qui a révo-
lutionné par une approche empirique la modélisation du contact roue/sol, il comportait
plusieurs limitations. En effet, il ne permettait pas de prendre en compte d’une part un
certain nombre de paramétres importants comme les différents angles liés a la géométrie
de la suspension (carrossage v, chasse, pincement, etc.) et d’autre part la variation de la

charge verticale. Afin de combler ces limitations, une version étendue a été proposée dans

[ |

F, = D, sin(C, arctan(B,®,.))

(2.44)
F, = D, sin(Cy arctan(B,®,)) + AS,

Cette modélisation nécessite la connaissance de 9 coefficients, dont certains sont com-

muns entre les deux expressions des efforts :

C* = Qo
D* = Cl,ll?z2 + CLQFZ (245)
E* = CL6FZ2 + (I7FZ + ag

les autres sont :

o, =(1-FE)g + B£ arctan(B,g;)
FE
®y = (1= E)(B+ ASy) + - arctan(B, (8 + ASy))

Y (2.46)
CL3.FZ2 -+ a4FZ
C Deost=
as sin(a4 arctan(asF’,
B, = (1 arp |y s ttcton(as )

CD

La figure 2.14 représente 1’évolution des efforts longitudinal et latéral obtenue avec le

modéle (2.44) pour différentes charges verticales F.
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FIGURE 2.14 — Variation des efforts longitudinal et latéral selon le modéle étendu de
Pacejka

Ce dernier modéle comporte 20 paramétres a, a identifier dont 12 pour 'extraction
de D'effort latéral. L’influence de ’ensemble de ces paramétres peut étre divisée en trois
grandes catégories, qui sont les propriétés du sol, du pneumatique et du systéme de sus-

pension :

e Propriétés du sol : il est évident que le type de sol change de maniére drastique
les conditions d’adhérence (bitume, gravier, herbe, sable etc.), de méme pour le
taux d’humidité surtout sur les revétements de type asphalte. C’est pourquoi, il
existe différents pneumatiques qui sont optimisés pour un type de sol (pneu neige,

tout-terrain, slick, etc.).

e Propriétés du pneumatique : naturellement viennent ensuite les propriétés intrin-
séques au pneumatique qui sont soit d’ordre physique (rigidité/élasticité, matériaux,
etc.) ou soit d’ordre morphologique (pression, crampon, slick, etc.). Tout 'intérét

est bien sir d’adapter ces paramétres en fonction des propriétés du sol.

e Propriétés du systéme de suspension : selon la raideur de la suspension, le trans-
fert de charge sera différent lors des phases de changement de direction ou de frei-
nage/accélération, ce qui influence la valeur de la charge verticale F,. D’autre part
la géométrie de la suspension (carrossage, pincement/ouverture, etc.) modifie la

surface de contact du pneumatique et donc son comportement.

2.3.3.3 Conclusion sur les modéles empiriques

Les modéles empiriques comportent aussi beaucoup de paramétres a identifier, ce qui rend
leur utilisation compliquée dans notre cas d’application. Méme si le modéle semi-empirique
de Kiencke et Nielson reste limité en nombre de paramétres (i.e. 5 paramétres), il introduit
un couplage entre les efforts longitudinal et latéral. Ce couplage impose I'estimation du
glissement longitudinal g;, et donc la connaissance du rayon dynamique de la roue. Comme
expliqué en section 2.3.3.1, ce rayon est variable dans le cadre d’un véhicule évoluant en
milieu tout-terrain, ce qui rend son estimation difficile.

Par ailleurs, les paramétres estimés sont considérés comme invariants. Cette hypothése
est difficilement envisageable pour des applications tout-terrain. Si on peut envisager la
création de "classes" de paramétres en fonction du contexte d’évolution, deux problémes

demeurent. Premiérement, il faut pouvoir sélectionner en temps-réel la classe appropriée,



posant des problémes de perception et de discontinuité. Deuxiémement, il est nécessaire
d’identifier ces différentes classes, ce qui nécessite de lourdes procédures d’essais, nom-
breuses et cotiteuses.

Néanmoins, ce type de modéle permet d’obtenir le comportement "type" du pneuma-
tique en vue de développer un modéle simplifié, estimable en temps-réel tout en préservant
la représentativité du modéle de contact. De plus, la limitation du nombre de paramétres
permettra de diminuer la complexité de la modélisation analytique de la dynamique du

véhicule. C’est ce qui est abordé a la section ci-dessous.

2.3.4 Deéveloppement d’un modéle linéaire adapté

Afin de pouvoir estimer en ligne les efforts de contact, reprenons 1’évolution de V'effort
latéral en fonction de I'angle de dérive du pneumatique. Il est possible de distinguer trois

zones différentes, représentées sur la figure 2.15.
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FIGURE 2.15 — Zones caractéristiques de ’évolution de I'effort latéral

La premiére zone correspond & une phase de pseudo-glissement ou Ieffort latéral est
linéaire par rapport a 'angle de dérive. L’étendue en abscisse de cette zone dépend forte-
ment des conditions d’adhérence et légérement de la charge verticale. A titre d’exemple
sur un revétement en asphalte, cette zone est comprise entre § € [—2°;2°] et § € [—4°;4°].
La deuxiéme zone correspond a une phase de transition ou le comportement du pneuma-
tique est de moins en moins linéaire car il commence & saturer. En effet, la croissance de
Ieffort latéral diminue drastiquement en fonction de ’angle de dérive. Finalement dans la
derniére zone, le pneumatique est complétement saturé et 'effort latéral reste constant,
voire décroissant, quel que soit ’angle de dérive.

Dans de nombreux cas d’application ou les conditions d’adhérence sont fortes et ne

varient pas, un modéle linéaire peut étre utilisé :

F,=Cp (2.47)

avec C' la rigidité de dérive qui est représentée sur la Figure 2.15 par la pente de la
courbe de leffort latéral. Ce type de modéle est représentatif tant que les angles de dérive
restent faibles afin d’étre dans la zone linéaire du pneumatique et tant que les conditions

d’adhérence ne varient pas afin que la rigidité de dérive reste relativement constante. De



nombreux travaux utilisent cette modélisation afin d’estimer le glissement latéral d’un
véhicule routier (| | et | |) ou encore pour lestimation de la dynamique de

roulis comme dans | |-
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FIGURE 2.16 — Principe du modéle linéaire adapté

Cette modélisation linéaire du comportement du pneumatique est intéressante car elle
ne comporte qu’un seul paramétre a estimer, & savoir la rigidité de dérive C'. Cependant,
afin de pouvoir utiliser ce modéle dans un contexte ou les conditions d’adhérence sont
variables et ou la zone non-linéaire du pneumatique peut étre atteinte, la rigidité de
dérive du pneumatique doit étre variable. Comme le montre la Figure 2.16, si la rigidité
de dérive est adaptée en temps-réel de facon suffisamment rapide, le modéle linéaire adapté
permet d’atteindre I’ensemble des points de la courbe décrivant 1'effort latéral en fonction
de I’angle de dérive. Ainsi les variations des conditions d’adhérence et la non-linéarité du
contact pneu-sol sont prises en compte. Cette adaptation est réalisée grace aux techniques
d’observation développées dans le chapitre 3.

Naturellement, une modélisation similaire peut étre envisagée pour la caractérisation
de Deffort longitudinal : F; = Cjg;, ou C; représenterait une rigidité de glissement. Cette
modélisation ne sera pas utilisée par la suite dans ce mémoire car les efforts longitudinaux
ne seront pas pris en compte pour expliciter la dynamique latérale du véhicule. Cette
simplification est détaillée dans la section suivante 2.4 qui s’intéresse notamment a la

modélisation dynamique latérale du véhicule.



2.4 Modélisation de la dynamique latérale du véhicule

Maintenant qu'un modéle de contact a été défini, 1'évolution des efforts de contact (la-
téraux et longitudinaux) peut étre caractérisée. Il est alors possible de développer les
équations d’évolution de la dynamique du véhicule. Cette modélisation permettra ainsi
d’anticiper la variation de 'accélération latérale et donc le critére de renversement d’aprés
le systéme (2.10).

2.4.1 Introduction

La modélisation bicyclette du véhicule est utilisée car elle permet de décrire précisément le
comportement en lacet tout en limitant le nombre de variables et de paramétres. En outre,
elle permet la mise en place d’équations simples pour décrire I’évolution des différentes
variables prépondérantes dans la dynamique du véhicule, variables qui seront ensuite
exploitées pour anticiper le risque de renversement. Ce modéle repose sur deux principales

hypothéses :

e les effets de roulis sont négligeables et le véhicule est supposé symétrique dans le
plan de lacet (symétrie droite/gauche). En particulier, le déplacement latéral du
CdG est négligé.

e le sol est considéré comme localement plan.

Si le contact roue/sol est supposé sans glissement (Roulement Sans Glissement - RSG),
ce modéle permet de décrire la cinématique du véhicule. Beaucoup de travaux utilisent ce
modéle cinématique décrit sur la Figure 2.17 pour la commande de robots mobiles & basse
vitesse car en effet 'hypothése de RSG est valide. Dans notre cas, ce modéle nous permet
d’introduire les premiéres notations et servira a I’élaboration d’un critére de détection du

sur/sous-virage en section 3.4.2.1.

FIGURE 2.17 — Vue en lacet du véhicule - Modéle cinématique



Les différentes notations introduites sont :

o Ry(Xo, Yo, Zy) est le repére terrestre, supposé Galiléen
o Ri(X1,Y1, 7)) est le repére attaché au véhicule,
e O est le Centre Instantané de rotation (CIR),

e G est le Centre de Gravité du véhicule (CdG), confondu ici avec le CdR puisque le

roulis est négligé (cf. hypotheése citée ci-dessus),

e L; est le demi-empattement avant du véhicule (i.e. position longitudinale du CdG

par rapport au train avant),
e [, est le demi-empattement arriére du véhicule,
o L= L¢+ L, est 'empattement du véhicule,
e R est le rayon de courbure,
e ) est I'angle de braquage ou angle d’Ackermann,
e ) est 'angle de lacet, définissant I'orientation du repére Ry par rapport a Ry

o u, est la vitesse linéaire du milieu B de 'essieu arriére.

En considérant le Centre Instantané de Rotation (CIR) sur la Figure 2.17, I’évolution

instantanée de I'angle de lacet est décrite par :

u, tan(0)
L

L’équation (2.48) représente le modéle cinématique sous ’hypothése RSG.

0= (2.48)

2.4.2 Modéle dynamique du véhicule

Le modéle dynamique du véhicule repose également sur un modéle bicyclette associé au
modéle de contact roue/sol choisi en section 2.3. Méme si ce dernier est un modéle linéaire,
il prend en compte les variations d’adhérence et la non-linéarité du contact roue/sol grace
a l'adaptation en temps-réel des rigidités de dérive. Ce modéle dynamique est représenté

par la figure 2.18 et les notations suivantes sont introduites :

e u et uy sont respectivement les vitesses du Centre de Gravité (CdG - confondu ici

avec le CdR) et du milieu A de lessieu avant.

By, Bf et B sont respectivement les angles de dérive arriére, avant et global (au CdG),

I, est le moment d’inertie autour de I'axe vertical passant par G,

m est la masse du véhicule,



FIGURE 2.18 — Vue en lacet du véhicule - Modéle dynamique

o [y, Fi, Fy et F, sont respectivement les forces longitudinales avant et arriére et les

forces latérales avant et arriére.

A partir de cette représentation et sous les différentes hypothéses citées, on exprime
Paccélération en G et le Principe Fondamental de la Dynamique permet d’obtenir le

systéme suivant :

m (u cos(B) — ufsin(f3) — ub sin(ﬁ)) = [Fj, + Fipcos(d) + Fysin(9)

) ) (2.49)
m (u sin() 4+ uf cos(B) + ub cos(ﬁ)) = —F, + Fjysin(0) — Fycos(9)
De plus I'équation du moment autour de I'axe vertical au centre de gravité est :
L0 = Ly [Fyysin(6) — Fycos(d)] 4 L. F, (2.50)

Grace aux expressions (2.49) et (2.50), les évolutions de la vitesse u, de 'angle de

dérive global ( et de la vitesse de lacet 0 peuvent étre représentés par le systéme suivant :

/

=L [Fiycos(6 — B) + Fycos(B) + Fysin(o — ) — F, sin(5)]

S 1
m
B= % [Figsin(6 — ) — Fir sin(8) — Fy cos(d — ) = Frcos(8)] =6 (2.51)
= 7 [LoFy + Ly (B sin(8) — Fy cos(9))

D’autre part, les relations cinématiques permettant le déplacement des vecteurs vitesse

fournissent aisément les relations liant entre eux les angles de dérive :



_ U cos(5,)

cos(f) '
B, = arctan (tan(ﬂ) - L—”’b)) (2.52)

u cos(

By = arctan (tan(ﬁ) + %) -0

\

Finalement, en combinant le modéle linéaire de pneumatique défini par (2.47) avec
(2.51), on obtient alors un systéme d’équations non-linéaires décrivant 1’évolution de la
dynamique du véhicule, qui prend en compte les phénomeénes de glissements longitudinal

et latéral :

( U= %[Fl,c cos(d — ) + Fy, cos(B) + CyBysin(d — B) — C, 5, sin(B)]
5= % [Fiysin(6 — B) — Fy,sin(B) — CyBs cos(8 — B) — C,.3, cos(B)] — 0
= 7 [LeC + Ly (Fi sin(5) — Oy cos()]
_ upcos(fy) (2.53)
cos(f3)
-0

B, = arctan (tan(ﬂ) — %s(ﬁﬂ)
B = arctan (tan(ﬂ) + %) -0

ou Uy et C, représentent respectivement les rigidités de dérive avant et arriere. Ces pa-
rameétres dépendent des conditions d’adhérence entre la roue et le sol. De plus, il est a
noté que le systéme 2.53 n’est viable & condition que la vitesse soit non nulle. Toutefois,
cette condition est toujours respectée dans le cadre de nos travaux puisque nous nous

intéressons a caractériser la dynamique d’un véhicule en mouvement.

2.4.3 Modéle dynamique intégrant 1’inclinaison du sol
2.4.3.1 Modéle bicyclette

Le modéle précédent (2.53) ne permet pas de prendre en compte 'inclinaison du sol. Afin
de rester sur une représentation 2D du véhicule pour garder des équations simples (et de
ce fait un modeéle plus robuste), I'influence de l'inclinaison du sol est prise en compte via

I'introduction de 2 efforts (P, et P,) appliqués au centre de gravité, cf. Figure 2.19.

P, et P, sont respectivement les forces de gravité latérale et longitudinale influencant

la dynamique de lacet. Ces deux forces sont définies comme suit :



FIGURE 2.19 — Vue en lacet du véhicule - Modéle dynamique avec inclinaison du sol

P, = mgsin(a,) (2.54)
P, = mgsin(a,)

ou g, oy et a, représentent respectivement la constante de gravité terrestre, les incli-

naisons longitudinale et latérale du véhicule introduites en section 2.2.

Dans un premier temps, on considére prioritairement le risque de renversement latéral.
Comme ce risque apparait lors des prises de virage, I'impact des efforts longitudinaux sur
la dynamique latérale est négligeable par rapport a celui des efforts latéraux. De ce fait, on
peut supposer les efforts longitudinaux nuls, ce qui permet de découpler les dynamiques
latérale et longitudinale. De par cette simplification et la prise en compte de I'inclinaison

du véhicule, le modéle (2.53) devient :

(- %[LTCTBT — L;Cyy cos(9)]
B = %[Cfﬂf cos(d — B) + CpB, cos(B)] — 0 — %[cos(ﬁ) sin(a,) + sin(3) sin(ay,)]
u = tros(5)
cos(3) . o
B3, = arctan (tan(ﬁ) a %)
k B¢ = arctan (tan(ﬁ) t FS(B)) -

Finalement, & partir du systéme (2.55), un systéme linéaire a coefficients variables

peut étre développé :



—(L? cos(8)C+L2C,) L,Cr—Ly cos(6)Cy

+ B+ By (2.56)

2] ul, cos(p) I,
B LyCrcos(8)—Ly cos(6—B)Cy 1 —(cos(6—p)Cs+C cos(B))

mu? cos(B) mu

A

avec :

Blz

Ly cos(8)Cy cos(d — B)Cs]"
| |

L mu (2.57)

By = [O — %(sin(ar) cos(B) + sin(ay,) sin(ﬁ))]T

En faisant abstraction du terme Bs, qui représente 'influence de 'inclinaison du sol sur
la dynamique de lacet, et en considérant que les angles 3 et ¢ sont proches de 0, le systéme
(2.56) correspond aux équations couramment utilisées afin de décrire la dynamique latérale
des véhicules. On les retrouve par exemple dans | | et | |-

Afin que le modéle (2.56) soit utilisable, un certain nombre de paramétres doivent
étre connus. D’un point de vue géométrique, les demi-empattements avant Ly et arriere
L, sont requis. D’un point de vue dynamique la masse m du véhicule et son inertie I,
autour de I'axe vertical doivent étre connues. Ces paramétres sont facilement mesurables
par différentes techniques. A I'inverse, les rigidités de dérive avant C'y et arriére C, ne sont
pas des paramétres intrinséques au véhicule mais dépendent des conditions d’adhérence
entre la roue et le sol, ce qui les rend non directement mesurables et non identifiables hors-
ligne. En effet, étant donné que nous sommes dans un contexte tout-terrain, ces conditions
d’adhérence varient de maniére significative et devront étre estimées en temps-réel grace

aux techniques d’observation décrites dans le chapitre 3.

2.4.3.2 Modéle des accélérations

En plus du modéle dynamique présenté précédemment, un modéle des accélérations est
proposé. D’une part, ce modéle servira a caractériser I’accélération latérale dans I'objectif
de prédire le TCLa (c.f., discussion en section 2.2.4), et d’autre part il sera utilisé par les
différents observateurs présentés au chapitre 3 afin d’estimer les inclinaisons du véhicule
(o, et o) et/ou angle de dérive global 5.

Naturellement le modéle analytique de l'accélération dépend de la position sur le
véhicule ot elle est considérée. Ainsi, comme 'accélérométre est positionné au centre B
de Pessieu arriére sur la partie non-suspendue (voir annexe A), les accélérations AZ, Af

mesurées sont définies par :

AB =4, cos(B,) — u.frsin(B,) — u.Osin(B,) — gsin(ay,)

. . (2.58)
AP =4, sin(B,) + u, B, cos(B,) 4 upb cos(B,) + g sin(a)



Comme expliqué lors de la modélisation analytique du TCLa en section 2.2.1.2, le
modéle des accélérations (2.58) tient compte de l'influence de la gravité, puisque la tech-
nologie de I'accélérométre utilisé le permet. De plus, comme il sera nécessaire de prédire
le TCLa, il faut également écrire le modéle de I'accélération latérale au centre de roulis

instantané O, :

Ag"' = usin(B) + uf cos(B) + ub cos(B) + gsin(a,) (2.59)

Le systéme (2.59) confirme la discussion faite en section 2.2.4 sur la nécessité de déve-
lopper un modéle dynamique en lacet du véhicule dans l'objectif de prédire ’accélération
latérale et donc le TCLa. En effet, notre modéle bicyclette (2.56) nous permet d’expliciter
I’évolution de la dérive globale impactant largement la valeur de 'accélération latérale au
vu de (2.59). Toutefois, son évolution dépend de celle des conditions d’adhérence repré-
sentées par les rigidités de dérive avant et arriere (i.e Cf et C,) selon notre modele de
véhicule (voir systéme (2.56)), qui ne sont a priori pas connues. C’est pourquoi, par la
suite, dans I'objectif que notre modéle bicyclette soit en permanence représentatif de la
dynamique réelle du véhicule et donc d’étre en mesure de prédire correctement le TCLa,
des techniques d’observation sont présentées dans le chapitre 3 pour estimer en temps-
réel ces variables. Par ailleurs, ces techniques nous permettent aussi d’estimer, toujours
en temps-réel, les inclinaisons du véhicule (o, et ), qui ont aussi une influence sur la

dynamique latérale du véhicule (voir (2.56) et (2.59)).

2.4.4 Conditions de stabilité du modéle dynamique de lacet

Le modéle d’évolution de la dynamique latérale (2.56) a été présenté sous la forme d’un
systéeme linéaire & coefficients variables. Méme si la structure de ce systéme est simple,
I’étude de sa stabilité n’est pas immeédiate. Aussi, pour établir tout de méme de premiers
résultats, et surtout introduire le critére de sous/sur-virage, on considére les hypothéses
ci-aprés qui permettent de ramener le systéme (2.56) & un simple systéme linéaire a

coeflicients constants :

e On suppose tout d’abord que Pangle de dérive 3 reste faible (hypothése largement
vérifiée dans les expérimentations), de sorte que cos(f) = 1. De la sorte, la dépen-

dance de la matrice A en la variable d’état 5 peut étre éliminée.

e On suppose ensuite que les conditions de contact restent constantes, c’est-a-dire

Cy = C, = constante.

e Finalement, on se place dans le cas ot 'on applique des commandes de braquage et

de vitesse constantes : § = constante et u = constante.

Dans la situation décrite par ces hypothéses, la matrice d’état A est constante et la

stabilité de la dynamique latérale peut alors étre discutée aisément a partir des valeurs



propres de A. Pour faciliter les calculs, on ré-écrit la matrice A du systéme (2.56) comme

suit :

A=

a1 CL12] (2 60)

Q21 A2

Les valeurs propres de la matrice d’état A sont les 2 racines notées A\; et Ay de ’équation

caractéristique :

A2 — A(ar1 + ag) + a11a22 — a12a21 = 0 (2.61)

Un systéme linéaire est stable si et seulement si ses valeurs propres sont a partie réelle
strictement négative. Dans le cas présent, le systéme ne comporte que 2 valeurs propres
A1 et Ay qui peuvent étre soit complexes conjuguées, soit toutes 2 réelles. Dans le premier
cas (valeurs propres complexes conjuguées), le systéme sera stable si A\; + Ay < 0. Dans le
second cas (valeurs propres réelles), il faut ajouter une seconde condition : il faut qu’en
plus on ait A\;.Ay > 0. Ces conditions sont ici trés faciles a tester puisque la somme et le
produit des racines d’une équation du 2°¢ degré normalisée sont directement les coefficients
du polynoéme. Aussi, au vu de (2.61), le modéle d’évolution de la dynamique latérale, avec

les hypothéses mentionnées ci-dessus, est stable si :

A+ A=ay +axn <0 (262)

Al X Ay = aj1a — ajpas >0

avec A et Ay les solutions de (2.61).
La premiére condition est toujours satisfaite. En effet, en reportant les expressions de

aj1 et agy figurant dans (2.56) et avec cos(3) = 1, on obtient :

—(LF cos(6)Cy + L2C,) _cos(0)Cr + C,

ul, mu

A+ A= (2.63)

Comme les valeurs de I'angle de braquage 0 restent bien inférieures a 90° et que par
définition les autres paramétres sont positifs, la premiére condition de (2.62) est toujours
respectée.

Si on explicite maintenant la seconde condition (2.62) a I’aide de (2.56), on obtient :

L*CC, cos(8) + mu[L,C, — LyC} cos(9)]
mu2l,

)\1 X )\2 = (264)

Le signe de (2.64) dépend du signe de & = L,C, — L{C cos(9) :

e Si & > 0, le véhicule est toujours stable.



e Si & < 0, le véhicule est stable tant que la vitesse ne dépasse pas une valeur critique

Uiy donnée par :

B L2CC, cos(0)
Herit = \/m[Lfo cos(d) — L, C, ] (2.65)

Si I'angle de braquage 0 reste faible, de sorte que cos(d) ~ 1, alors & et ug.; de-

viennent :

& = L,C, — L;Cy

o 12C,C, (2.66)
Herit = m[Lfo — LTCT]

Ce sont les critéres classiques que l'on retrouve dans la littérature (par exemple dans
| |). En conclusion, lorsque les conditions de contact sont constantes et que 1’on
maintient des commandes constantes, alors le modéle d’évolution de la dynamique latérale

est :

e toujours stable si & > 0

e stable si u < u..¢ lorsque & < 0

L’étude précédente fait apparaitre la quantité &;. Celle-ci représente la différence
d’adhérence entre les essieux arriére et avant, pondérée par la position du centre de gra-
vité. Si & est positif, 'essieu arriére a un pouvoir directeur (capacité & maintenir la
trajectoire) plus important que celui de avant, ce qui implique que le véhicule s’écartera
vers extérieur de la trajectoire désirée par la commande 0 : le véhicule a un compor-
tement sous-vireur. Sur le méme principe de raisonnement, si &; est négatif, le véhicule
tournera plus que ce qui est désiré par la commande : on parle de phénoméne de sur-
virage. Dans ce cas-ci, I’étude précédente a montré que le véhicule reste stable tant que la
vitesse ne dépasse pas le seuil critique défini par u..;. Au-dela de cette vitesse, le véhicule
part en téte-a-queue et il est trés difficilement commandable. C’est d’ailleurs ce type de
situations que tente de prévenir le systéme ESP (Electronic Stability Program), développé
par BOSH | |-

De plus, I'étude de stabilité précédente met en évidence que le systéme d’observation
présenté dans le chapitre suivant doit étre capable d’estimer séparément les rigidités de
dérive avant et arriére. En effet, si 'on estimait qu’une rigidité de dérive globale C, =
Cy = G, le signe & = LyCy — L,C, ne dépendrait que de la position du centre de
gravité qui est fixe. Le modéle dynamique (2.56) ne pourrait dans ce cas ne représenter
qu’un seul type de comportement, sous-vireur ou sur-vireur, alors que dans la pratique, en
fonction des conditions du sol rencontrées et de ’agressivité du pilotage (angle de braquage

et accélérations désirées), le véhicule peut changer de comportement. Le modéle (2.56)



pourrait ne plus étre représentatif, ce qui impacterait inévitablement la prédiction de
laccélération latérale et donc celle du transfert de charge latéral. Il faut donc absolument

étre capable d’estimer séparément les rigidités Cy et C,.



2.5 Conclusion du chapitre

Ce chapitre avait pour objectif de développer les modéles analytiques qui permettront
Panticipation du risque de renversement. Ainsi dans un premier temps, deux modéles 2D
ont été développés, dans les plans de roulis et de tangage, afin de modéliser respectivement
les renversements latéral et longitudinal. Grace a ces modéles, il est possible d’estimer en
temps-réel les deux critéres de renversement (TCLa et TCLo) a partir des équations (2.10)
et (2.15), de la mesure des accélérations du véhicule et de paramétres fixes. Néanmoins,
I'intérét pratique en demeure limité, puisque le risque n’est pas anticipé. Pour aller plus
loin et pouvoir prévenir les risques, il est nécessaire d’accéder a d’autres variables et pour
cela de considérer également le modéle de lacet. La démarche adoptée est alors résumée

sur la Figure 2.20.

Accélérations
mesurées

. , . . ,
TCLa estimé Modele de TCLo estimé

Modele de

€« .
TCla prédit roulis tangage
Modéle de
lacet

FIGURE 2.20 — Principe général d’estimation et d’anticipation du risque de renversement

Ainsi un modéle d’évolution de la dynamique de lacet a été développé pour étre en
mesure de prédire les différentes variables composant ’accélération latérale et ainsi per-
mettre la prédiction du renversement latéral. La particularité de ce modéle est d’utiliser
un modéle linéaire de contact roue/sol qui posséde peu de paramétres. Néanmoins, la
validité de ce modéle est assurée grace aux techniques d’observation développées dans
le prochain chapitre, qui permettent d’adapter ou d’estimer en temps-réel les différentes
variables représentatives des conditions d’adhérence et de l'inclinaison du sol (i.e. les ri-
gidités de dérive, Pangle global de dérive et les pentes de roulis et de tangage). Enfin,
I’anticipation du risque de renversement latéral du véhicule dans un contexte tout-terrain

est rendue possible par des techniques prédictives présentées dans le chapitre 4.






Chapitre 3

Estimation de la dynamique de lacet du

véhicule

3.1 Introduction

Il a été vu dans le chapitre précédent que le systéme d’équations permettant ’anticipa-
tion du Transfert de Charge Latéral (TCLa) introduisait trois variables qui ne sont pas
directement mesurables. La premiére est 'angle de dérive global da a la déformation du
pneumatique et a la dynamique du véhicule. Les deux autres sont les rigidités de dérive
des essieux avant et arriére introduites par le modeéle de contact roue/sol choisi. Ces deux
derniéres sont une représentation des conditions d’adhérence. Il est évident que dans le
cas d’'un véhicule évoluant en milieu tout-terrain, I'estimation de ces trois variables est
primordiale afin de pouvoir prédire précisément le risque de renversement latéral (TCLa).
En effet, dans le cadre étudié¢ les conditions d’adhérence sont changeantes par nature
compte tenu de la variabilité des terrains considérés, des charges variables sur les roues
et des phénomeénes non-linéaires.

Du fait que ces variables ne soient pas mesurables directement par des capteurs a faible
colit, une approche a base d’observateur est privilégiée dans ce mémoire. Le principe de
cette approche est d’associer aux mesures, qui sont réalisées par les capteurs installés
sur le systéme, un ou des modéles analytiques permettant de décrire son évolution. Par
cette association, il est possible d’estimer des variables ou des paramétres qui ne sont pas
physiquement mesurés. Dit autrement, cette technique permet la mise en place de capteurs
virtuels. Dans notre cas, elle nous permettra de se dispenser de capteurs onéreux qui
rendraient le développement de notre systéme de prévention du renversement inapplicable.

Dans ce chapitre, la théorie générale des observateurs est présentée dans un premier
temps, ainsi que son applicabilité pour I'estimation de la dynamique du véhicule. Par
la suite, deux premiers observateurs, dédiés a I'estimation de la dynamique de lacet des
VLTT, sont présentés. Ils nous permettront de mettre en évidence les différents points
importants a prendre en compte pour estimer correctement la dynamique de lacet, comme
notamment I'estimation séparée des rigidités de dérive avant et arriére ou I'estimation de
I'inclinaison du véhicule. La prise en compte de ces différents points a amené le développe-

ment d’un troisiéme et dernier observateur, qui sera utilisé par la suite pour la prédiction
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du risque de renversement. Finalement, différents essais provenant de simulations avan-
cées et d’expérimentations réelles sont présentés afin de discuter de leurs performances et
de leur pertinence pour l'estimation de la dynamique du véhicule en milieu tout-terrain

et pour la prévention des risques associés.



3.2 Principe général des observateurs

3.2.1 Introduction

L’asservissement d'un systéme requiert la mesure d’un certain nombre de variables qui
sont représentatives de ce que I’on nomme 1’état du systéme. Cependant, pour des raisons
de faisabilité et de coiit, la mesure de I’ensemble des variables d’état d’un systéme est
rarement effective dans un contexte industriel. En effet, suivant le type de grandeur a
mesurer, la précision et ’emplacement des capteurs requis pour 'application, les cotits
d’instrumentation peuvent rapidement devenir excessifs.

Grace a la modélisation analytique du systéme, un observateur permet ’estimation de
I’ensemble des variables d’état tout en utilisant un nombre limité de capteurs. L’avantage
de cette technique est de pouvoir reconstruire ’état du systéme sans que la mesure de
I’ensemble de celui-ci ne soit nécessaire. Ainsi, un observateur est un moyen de mesure
"informatique" qui peut étre apparenté & un ensemble de capteurs virtuels. Cette tech-
nique est économiquement intéressante dans le cadre d’une application industrielle car

elle permet d’optimiser le nombre de capteurs nécessaires au fonctionnement du systéme.

3.2.2 Notion d’observabilité

Afin que la théorie des observateurs puisse étre appliquée, le systéme doit étre défini
comme observable. L’état d’un systéme est dit observable, si le dispositif d’acquisition
associé au modéle analytique permet la reconstruction de I’ensemble des variables d’état.
La définition analytique de 'observabilité dépend de la linéarité ou non du systéme. Si
la définition de l'observabilité est unique dans le cas des systémes linéaires (voir | |
et 3.2.4.1), elle est multiple pour les systémes non-linéaires car elle dépend de la forme
du systéme et de sa possible linéarisabilité autour d’un point de fonctionnement (voir
| |), ce qui peut amener 1'observabilité & avoir un caractére local.

Une des premiéres applications utilisant la notion d’observabilité est le filtre de Kal-
man | | développé par Kalman et Bucy pour les systémes linéaires. L’objectif de ce
filtre n’est pas la reconstruction d’un vecteur d’état mais ’amélioration du filtrage d’un
signal. En effet, ce filtre permet de réduire de facon optimale le bruit sur un signal avec
notamment un déphasage moindre comparativement aux filtres classiques. Pour batir une
estimation précise des mesures, le filtre de Kalman s’appuie sur un modéle du processus
et du bruit. Cette technique, puisqu’elle repose sur un modéle de processus, permet aussi
de détecter des erreurs de mesure de la part des capteurs.

Par la suite, Luenberger a fondé la théorie de 'observation a travers le développement
d’un observateur qui porte son nom : 'observateur de Luenberger. Le principe consiste
a ajouter a un modéle linéaire mis sous la forme canonique compagnon (Brunovsky), un
terme correctif qui est calculé & partir de 'erreur de mesure. Ainsi, cet observateur qui
est représenté par la Figure 3.1 permet I'estimation des variables d’état d’un systéme avec
un minimum de capteurs. De ce fait, cette approche est trés intéressante dans le domaine

de la robotique mobile et en particulier pour notre cas d’application, puisque l'utilisa-
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FIGURE 3.1 — Principe d’un observateur d’état

tion d’un observateur nous permettra de nous affranchir de certains types de capteurs
onéreux et ainsi d’envisager la réalisation d’un systéme de prévention du renversement

commercialement viable.

3.2.3 Applicabilité des observateurs en robotique mobile

Les travaux de recherche en robotique mobile sont confrontés principalement & deux pro-
blémes qui sont la localisation et ’estimation de la dynamique du véhicule. Du point
de vue de la localisation, les observateurs sont utilisés afin de fusionner les données de
différents capteurs (GPS, odométrie visuelle, centrale inertielle, etc.) et ainsi améliorer si-
gnificativement la localisation comme dans | |, [ |, | | et | | pour
ne citer qu’eux.

En ce qui concerne I'estimation de la dynamique du véhicule, les travaux de recherche
en robotique mobile sont confrontés au probléme expliqué précédemment : I'accessibilité
a certaines variables et parameétres qui ne sont pas mesurables par un capteur et qui
jouent un role important dans le comportement dynamique du véhicule. Ces grandeurs
physiques sont principalement les variables de glissement longitudinale et latérale (voir
section 2.3.2) et les paramétres définissant les conditions d’adhérence qui sont dans notre
cas représentés par les rigidités de dérive au vu de notre modéle de contact roue/sol (voir
section 2.3.4).

Plusieurs travaux utilisent la théorie de 'observation pour estimer la dynamique d'un
véhicule et en particulier les conditions de contact : un filtre de Kalman étendu dans
| | et | |, un observateur & modes glissants dans | | et enfin un
observateur de type Luenberger dans | |. Tl est d’ailleurs possible de trouver une com-
paraison de l'efficacité quant a I'estimation de la dynamique du véhicule de ces différents
observateurs dans | -

Meéme si ces travaux considérent des conditions d’adhérence constantes, leurs esti-
mations de la dynamique du véhicule restent efficientes car ces conditions peuvent étre
considérées comme telle dans leur cadre d’application. Différentes approches ont égale-
ment été développées afin de prendre en compte les variations des conditions d’adhérence.
Elles sont basées en partie sur la théorie des filtres de Kalman comme dans | s
[ABOS], | [ et | I

La capacité a estimer 1’état dynamique actuel du véhicule par le biais d’observateurs

permet par la suite la mise en place de systémes mécatroniques complexes qui peuvent étre



dédiés aussi bien au suivi de trajectoire (| |), comme & la stabilisation en lacet du
véhicule (| |), ou encore a la prévention du renversement (| |, | D-
L’ensemble de ces exemples montre la pertinence de 1'utilisation d’observateurs en robo-

tique mobile, ce qui justifie I'utilisation de cette approche dans ce mémoire.

En revanche, I’ensemble des exemples cités sont difficilement transposables aux VLT Ts
pour différentes raisons. Premiérement, la plupart des systémes existants sont dédiés
aux véhicules routiers. Ainsi, les algorithmes ne sont pas adaptés a un contexte tout-
terrain (fortes variations des conditions d’adhérence, prise en compte du relief du sol,
etc.). Deuxiémement, méme si certains travaux prennent en compte précisément ces ca-
ractéristiques, ils utilisent un systéme sensoriel qui est difficilement utilisable en milieu
tout-terrain. Par exemple, 'utilisation d’un GPS RTK est discutable pour un véhicule
devant se déplacer sur de grandes zones ot méme 'accessibilité au signal GPS peut étre
mise en cause par la présence de batiments, foréts, etc. Troisiémement, la plus importante
limitation & I'utilisation de ces travaux dans notre cadre applicatif est le cotit exorbitant
de tels systémes. En effet, ’ensemble des solutions proposées utilise un ou des capteurs
dont le coiit est de plusieurs milliers d’euros (INS optique, GPS RTK, odométrie laser,
etc.). Or dans le cadre de cette thése, le systéme sensoriel doit rester en accord avec le

coit d’'un VLTT afin de préserver une possible applicabilité industrielle.

3.2.4 Présentation de la théorie de 1’observation

Tout d’abord, la théorie de 1'observation est résumée a travers la présentation d’un obser-
vateur linéaire de type Luenberger. Pour cela, prenons pour exemple une linéarisation du
modéle dynamique de lacet (2.55) développé dans le chapitre précédent. En considérant
que les angles de dérive sont petits (i.e. cos(z) = 1 et sin(z) = x) et que le sol est plat, ce

systéme devient :

0 :CLHé + algﬁ + 616

. . (3.1)
ﬁ :a216’ + GQQ/B + 62(5
avec ) )
a _ *(Lfo+LTCT) _ LTCT—Lfo b _ Lfo
11 — ul, ) a2 = 1, ’ 1 — I,
L,Cr—L:C C¢+Cr C
an ="t =1 apm = et by =h

Grace a cette linéarisation, le systéme (3.1) peut étre mis sous la forme d’un modéle
d’état d’ordre deux (n = 2), dont le vecteur d’état est X = [0 8]*, la sortie du systéme

est Y = 6 et la commande est Co=20":

X =AX + Be,

(3.2)
Y =CX + Dc,



A, B, C, D sont les matrices d’état et elles sont avec notre exemple égales a :

by

2

11 A2

A= . B=

L C = [1 0}, D= [0} (3.3)

Q21 Q22

On peut remarquer que la vitesse linéaire du véhicule u, qui est mesurée, n’apparait
pas dans la sortie du systéme Y, car elle est considérée comme un parameétre variable. Ici,
la sortie du systéme est composée uniquement de la vitesse de lacet #, mesurée aisément

via un gyrometre, alors que 1'état est composé de 0 et de I’angle de dérive global f3.

3.2.4.1 Observabilité du systéme

Avant de pouvoir développer un observateur pour reconstruire ’état du systéme, c’est-
a-dire dans notre cas estimer 'angle de dérive, il convient de vérifier I'observabilité du

systéme & partir des mesures Y et de la commande ¢,. Kalman a défini cette condition

par la matrice d’observabilité qui s’écrit comme suit (| | et | |):
o
CA
Oops = : (3.4)

ot n est 'ordre du systéme, défini par la dimension du vecteur d’état (dans notre cas
n = 2). Si cette matrice est de rang plein, le systéme est dit observable, et 'ensemble du

vecteur d’état peut étre estimé. La matrice d’observabilité associée au systéme (3.2) est :

1 0
Oups — (3.5)
_(L?rcf"!‘LZCv-) LTCT—Lfo
uIz Iz

Ogs est de rang plein & condition que le terme L,C, — L;C ne soit pas nul. Il cor-
respond au critére de stabilité vu au chapitre précédent 2.4.4, qui définit aussi le compor-
tement sur- ou sous-vireur du véhicule. De maniére pratique, les véhicules sont toujours
congus pour étre trés ancrés dans un des deux comportements. De ce fait, le cas ou le
comportement du véhicule est neutre (i.e. L,C, — L;Cy = 0) peut étre considéré comme
ponctuel lors de la prise d’'un virage. Pour ces raisons, le systéme (3.2) est considéré
comme observable et donc la mise en place d’un observateur pour estimer la vitesse de

lacet 6 et I’angle de dérive global 3 est réalisable.



3.2.4.2 Mise en place de I’observateur

Maintenant que ’observabilité du systéme a été prouvée, on peut proposer un observateur

pour le systéme (3.2) :

X = AX + Bc,+ LY (3.6)

avec L = [Ly Lo]' € R? le gain de l'observateur, ¥ = 6 — f 'erreur d’observation
~ ot
de la vitesse de lacet et X = [0 B] I’état observé. En effet, on prouve facilement que

I’évolution des erreurs d’observation est régie par le systéme suivant :

X=(A-LO)X (3.7)

oi X = X — X. Au vu de (3.7), I'évolution de l'erreur est régie par une équation
différentielle du premier ordre. De ce fait, I'objectif est de régler les gains L, et Ly afin
que la matrice A — LC soit de type Hurwitz. C’est-a-dire que les valeurs propres de cette

matrice soient a partie réelle négative, de sorte que X converge vers 0.

3.2.5 Conclusion

Cet observateur permet 'estimation de la vitesse de lacet et des angles de dérive, qui sont
des variables nécessaires a la prédiction du TCLa, mais pour cela il est fait I’hypothése que
les rigidités de dérive (Cy et C,) sont des paramétres constants. Cette hypothése impose
que les conditions d’adhérence ne doivent pas trop s’écarter d’une valeur nominale, ce
qui n’est malheureusement pas le cas pour les VLTT. En effet, ils peuvent évoluer sur
des sols trés variés (goudron, herbe, gravier, etc.) et la zone non-linéaire du pneumatique
peut étre facilement atteinte de par leur dynamique élevée. Par conséquent, 'hypothése
de rigidités constantes ne peut étre vérifiée dans notre cadre applicatif. De plus, bien que
les inclinaisons du véhicule puissent étre prises en compte dans les équations, il reste a
déterminer la maniére dont elles seront estimées.

Par conséquent, dans 'objectif d’estimer les paramétres inhérents aux conditions tout-
terrain, tels que les rigidités de dérive (Cf et C,) et les inclinaisons du véhicule («, et o)

dues au relief du terrain, trois observateurs listés ci-aprés ont été développés :

e OBS (Observateur de type BackStepping) : cet observateur est une reformulation
de celui développé dans | | avec d’une part une amélioration de Iestimation
de la variable représentative des conditions d’adhérence C, et d’autre part la prise
en compte de linclinaison latérale «,. Celle-ci est réalisée grace a la mesure de

I’accélération latérale par un accélérométre.

e DOBS (Double Observateur de type BackStepping) : de par la limitation en cap-
teurs, I’observateur précédent ne peut représenter en temps-réel les deux comporte-
ments du véhicule (sous-vireur et sur-vireur), qui ont pourtant une influence signi-

ficative sur la dynamique latérale du véhicule et donc sur le risque de renversement



latéral. C’est pourquoi une premiére solution basée sur deux observateurs OBS est
proposée. Ils sont paramétrés pour représenter chacun un des deux un des deux
comportements et un systéme de supervision sélectionne en temps-réel I'observa-

teur adéquat.

e OMM (Observateur Multi-Modéles) : I'observateur précédent offre une premiére ap-
proche pour la prise en compte du changement de comportement. Cependant, le
fait d’interchanger les observateurs crée des discontinuités dans les estimations des
différentes variables, ce qui est dommageable pour la prédiction du TCLa. Aussi,
Iobservateur OMM propose une nouvelle approche basée sur 'estimation de ’angle
de dérive global grace aux mesures de 1'accélérométre. Cette solution permet d’ob-
tenir une estimation séparée des conditions d’adhérence entre les essieux avant et
arriére et donc de prendre en compte nativement les deux comportements du véhi-

cule.

Il est & noter que I'ajout d’un accélérométre, que cela soit pour I'estimation de I'incli-
naison du véhicule (observateurs OBS et DOBS) ou pour Pestimation de sa dynamique
(observateur OMM), respecte la limitation d’un systéme d’acquisition bas-coiit. Finale-
ment, ces différentes stratégies d’observation sont détaillées ci-aprés et leurs performances

sont comparées a travers des simulations avancées et des expérimentations réelles.



3.3 Observateur BackStepping (OBS)

Comme il a été démontré dans | |, si les rigidités de dérive avant et arriére sont
considérées égales a une rigidité de dérive globale C., alors I'utilisation d’un observateur
BackStepping associé au modéle de lacet (2.55) permet, grace & une observation par
étapes, d’estimer non seulement 1’angle de dérive, mais aussi la rigidité de dérive globale.
La variation des conditions d’adhérence peut ainsi étre prise en compte. Dans cette section,
cet observateur initialement développé dans | | est reformulé pour prendre en compte
la géométrie du sol, afin que le modéle de lacet soit entiérement connu. L’ensemble de ces
estimations servira par la suite a prédire 'accélération latérale du véhicule et ainsi, grace
au modele de roulis (2.10), & prédire le TCLa.

3.3.1 Architecture de I'observateur OBS

A partir d’une linéarisation des systémes (2.55) et (2.58), Uobservateur peut étre exprimé

comme suit :

é\: a11§+ a12§+ b15

B F+mgsin(a,) =
b= um f (3.8)

F=C.(B; +B)
25 :urgr + iLTB\T + uré\~|— gsin(a,.)

>.

ol
_ —(LF+L)Ce _ (Lo—Ly)C. ¢ b = LeCe
= — . Q2= 1= 7

et avec :

o 0 et 3 respectivement la vitesse de lacet et I'angle de dérive global observés,

e F leffort latéral global égal a la somme des efforts latéraux avant et arriére, soit
F=F;+F,

° Af une estimation de I'accélération latérale mesurée au centre de I'essieu arriére (et

donc incluant 'accélération de pesanteur).

Nous pouvons remarquer que 'angle d’inclinaison de tangage «,, a été négligé dans
(3.8), car son influence sur la dynamique latérale du véhicule est limitée tant que la dérive
du véhicule reste faible, cf. équations (2.55). Enfin, un modéle de I'accélération latérale
mesurée au niveau de l’essieu arriére a été choisi, car cela correspond a la position de
'accéléromeétre installé sur les véhicules expérimentaux présentés en annexe A(quad et
RobuFAST).

Afin d’anticiper le TCLa par l'intermédiaire de (2.10), il faut pouvoir prédire AyB

(puisque AgT s’en déduit) et pour cela estimer 3, C, et «, a partir de (3.8). Aussi, une



approche en cascade composée de quatre étapes est proposée. Une vue d’ensemble est

présentée sur la Figure 3.2.

3eme étape :
Adaptation de la rigidité de
dérive
Ce ] globale en imposant :
C,=—R(F—F) or
vV — 1% étape : . 2éme étape: o ¢ aC,
5 — Estimation de @ | Reconstructionde la FF
I'angle de dériveen [ Force Latérale -
9‘ ) imposant : enimposant : 0" B
6=0-0=K6b p=F—-F=Gp 4%me étape
Estimation de la pente
oy —> latérale :
—\ 0AB
I B B) %4y
a, = —M (45 - 43) o —‘

FIGURE 3.2 — Architecture de 'observateur OBS

Dans une premiére étape, un angle de dérive global B est reconstruit afin que la vitesse
de lacet observée @\converge vers celle mesurée . De maniére analogue, la seconde étape
consiste & reconstruire I'effort latéral global F' afin d’assurer la convergence de I’angle de
dérive global observé 3 vers celui calculé précédemment (. La troisiéme étape permet
ladaptation de la rigidité de dérive globale C.. Finalement, la quatriéme étape permet
Iestimation de I’angle d’inclinaison de roulis ;. grace a la mesure de ’accélération latérale

et de son modéle (3.8). L’ensemble de ces quatre étapes est ci-aprés détaillé.

3.3.2 Estimation de ’angle de dérive global

La premiére étape consiste a traiter 3 comme une variable de controle (notée B), utilisée

pour imposer la dynamique de convergence suivante sur I’erreur d’observation de la vitesse

de lacet 6 :

0=0-—0=K0, K<O0 (3.9)
ot f est la dérivée numérique de la vitesse de lacet mesurée. En injectant (3.9) dans

la premiére équation de (3.8), 'expression analytique de la loi de commande recherchée

est :

6 — KO — a1 (C.)0 — by (C,)5

alQ(Ce)

Elle est parfaitement définie sous la condition a15(Ce) # 0, qui est vérifiée en pratique,

B = (3.10)

cf. discussion & la section 3.2.4.1. Par construction, § assure la convergence de 6 vers la
valeur réelle 6 délivrée par le gyrométre. Par conséquent, 5 peut étre considérée comme

une estimation pertinente de la valeur réelle de ’angle de dérive global.



3.3.3 Reconstruction de ’effort latéral global

Par analogie avec la premiére étape, [ est traitée comme une variable de controle (notée

F) afin d’imposer que 5 =5 - B converge vers 0 avec la dynamique suivante :
B=B-B=GB, G<o0 (3.11)

oll B est la dérivée de 3. En injectant (3.11) dans la deuxiéme équation de (3.8),

’expression analytique de la variable de controle F est :

~

F = —mu(B — GB + 0) — mgsin(a,) (3.12)

L’expression (3.12) impose I'équation différentielle (3.11) et donc que B converge vers
B. Par conséquent, F' peut étre considérée comme une estimation pertinente de la valeur

réelle de la force latérale.

3.3.4 Adaptation de la rigidité de dérive globale : loi M1

Cette étape consiste a adapter C, afin d’assurer la convergence de F , décrite par la 3i¢me

équation de (3.8), vers F calculée a I'étape précédente. Pour cela, une loi de convergence

basée sur une descente de gradient analogue a celle développée dans | | est proposée :
: L OF
Ce=R(F—-F
i ( ) oC, (3.13)

= R(F — F)(B; + 5,)

avec R un gain strictement positif. Bf et B\T sont déduis de B\ via (2.55).

Evidemment, la convergence de la loi (3.13) dépend de la dynamique d’évolution du
paramétre C,, qui doit étre plus lente que celle des autres variables du systéme (F, By,
et 6’) Cette hypothése peut étre justifiée pour notre application car la fréquence de mise a
jour de 'observateur est bien supérieure a celle de la dynamique du véhicule. En effet, elle
a été fixée a 100 Hz alors que celle de la dynamique du véhicule est de I'ordre de 10 Hz.
Ainsi, Ueffort latéral global F et les angles de dérive Bf et Br peuvent étre considérés

localement comme constants, assurant la convergence de la loi (3.13).

3.3.5 Estimation de l’'inclinaison latérale

A ce stade, toutes les variables qui interviennent dans le modéle de I'accélération latérale
fAlyB (41¥me gquation du systéme (3.8)) sont soit mesurées soit observées. On peut donc
s’appuyer sur ce modéle pour évaluer maintenant l’'inclinaison de roulis du véhicule «.
Le principe consiste a adapter «, pour imposer la convergence de I’accélération observée
;15) vers celle mesurée A. De la méme maniére que pour I'adaptation de la rigidité de

dérive globale C,, une loi basée sur une descente de gradient est proposée :



8145
oo,

d, = M, (AP — AP) (3.14)

y — ly

avec M, un gain strictement positif.

1B
Afin de simplifier le calcul de %‘3“;’ , 'hypothése d’une inclinaison de roulis faible est
retenue (sin(q,) = «,), ce qui est le cas en pratique. De par cette hypothése, la loi
d’adaptation pour «, devient :
d, = M,(AP — AP)g (3.15)

Comme pour l'adaptation de la rigidité de dérive, la fréquence de mise a jour de
I'observateur fixée a 100 Hz permet d’assurer la convergence de la loi (3.15), puisque
I'inclinaison latérale réelle peut étre considérée comme localement constante. En effet
I'objectif ici n’est pas d’estimer des variations brutales du relief (crevasses, trous, etc.)

mais une valeur moyenne du relief sur lequel évolue le véhicule.

3.3.6 Contributions de ’observateur

Par rapport aux travaux précédents | |, cet observateur apporte deux principales
contributions qui sont d’une part la prise en compte et I’estimation de 'inclinaison latérale
du véhicule et d’autre part 1'utilisation d’'une nouvelle loi d’adaptation des conditions
d’adhérence afin d’éviter une singularité équationnelle lors des déplacements en ligne
droite. Pour préciser ce second aspect, 'observateur de type BackStepping proposé dans

| | est rappelé briévement. Il repose sur le systéme suivant :

é\: ané\—F CL12§+ 616

- (3.16)
B = a219 + a22/8 + b2<5

(3.16) a été obtenu en linéarisant aux petits angles le modéle (2.56). L’observateur est
composé de deux étapes dont la premiére est strictement la méme que celle de I’observateur
OBS (voir 3.3.2). La deuxiéme étape consiste a traiter directement la rigidité de dérive
globale C, comme une variable de controle et a ’utiliser pour imposer la convergence de

[ vers 8 avec une dynamique exponentielle :

B=B-3=GB G<0 (3.17)

En injectant (3.17) dans la deuxiéme équation de (3.16), on obtient la loi d’adaptation

recherchée pour C,, désignée dans la suite de ce mémoire par la loi de convergence MO :

B-GE+0
o, - PGt (3.18)
(LT—Lf)G' 28 +i
mu? mu mu



Malheureusement, on constate que lors d’un déplacement en ligne droite sur sol plat,
le dénominateur de (3.18) tend vers zéro, ce qui oblige & interrompre manuellement 1’ob-
servateur pour éviter une divergence. Cette limitation était attendue puisque dans ces
circonstances la rigidité de dérive ne peut clairement pas étre estimée a partir des efforts,
étant donné que ces derniers sont nuls.

Pour pallier a cette difficulté, il est proposé dans | | de suspendre 'estimation.
Cependant, ces arréts d’estimation peuvent générer des divergences au moment de la
reprise de 'observation, ce qui est évidemment néfaste pour la prédiction du TCLa par
la suite.

Ainsi, la division de la seconde étape en 2 parties et 'utilisation d’une loi d’estimation
par descente de gradient ne permet pas, évidemment, I'estimation de C, lors des phases
de ligne droite sur sol plat (puisqu’une telle estimation est impossible), mais permet de
passer outre cette singularité. En effet, dans cette situation, F, 3, et 3¢ tendent vers 0 et
par conséquent (3.13) assure que C, = 0 : I'adaptation de la rigidité de dérive est gelée

de maniére naturelle quand son estimation n’est pas possible.

3.3.7 Limitations de ’observateur

En fonction des conditions d’adhérence entre les axes avant et arriére (décrites respective-
ment par C et C;) et de la répartition de la masse (décrite dans le modéle de lacet par les
parameétres Ly et L,, qui eux-méme découlent des paramétres mécaniques de conception,
de la position du centre de gravité, du chargement du véhicule, etc.), un véhicule peut pré-
senter un comportement sur- ou sous-vireur. Comme cela a été montré précédemment en

section 2.4.4, la nature du comportement est spécifiée par le signe de la variable suivante :

& =L,.C. — Ly.Cy (3.19)

On peut remarquer que cette quantité se retrouve dans le coefficient a;5 du modéle
dynamique de lacet (2.56) (en supposant J et 5 petits). Cependant, pour batir I'observa-
teur OBS, les rigidités de dérive avant et arriére (Cy et C,) ont été remplacées par une
rigidité globale C,. En conséquence, le signe de a5 a I'intérieur de 1’observateur ne peut
pas changer, il dépend exclusivement de la position du centre de gravité spécifiée par L et
L,. Le modeéle utilisé par 'observateur ne peut donc pas rendre compte d’'un changement
de comportement du véhicule.

Pour des conduites en condition d’utilisation normale, le VLTT a un comportement
sous-vireur : Cy et C,. sont trés proches et L, > L. Cependant, si la conduite devient plus
agressive, la répartition de la masse du véhicule peut changer durant les virages, amenant
une différence significative des conditions d’adhérence entre les axes avant et arriére. En
effet, comme les VLTT sont souvent des véhicules & propulsion, si le conducteur accélére
fortement durant une courbe, le pneumatique sera rapidement saturé car il ne pourra
pas transmettre des efforts importants a la fois sur son axe longitudinal et latéral (voir
section 2.3.2). Ainsi, la forte augmentation de la contrainte longitudinale du pneumatique

induit forcément une baisse radicale de ses capacités a transmettre un effort latéral, ce



qui se traduit de par notre modéle de véhicule par une chute brutale de la rigidité de
dérive arriére C... C’est pourquoi, les véhicules & propulsion ont une certaine facilité a étre
sur-vireur et de ce fait a partir en téte-a-queue.

Dans le cas ou le comportement passe de sous-vireur a sur-vireur, I’observateur pré-
senté dans cette section ne sera pas représentatif du comportement réel. L’estimation de
Iangle de dérive global [ sera fausse, ce qui provoquera une prédiction erronée de I'accé-
lération latérale et donc de la prédiction du TCLa associé, spécialement si 3 est grand.
Pour adresser cette difficulté et donc rendre compte du changement de comportement du
véhicule lors de conduites plus agressives, deux systémes d’observation (DOBS et OMM)
ont été développés. L’observateur DOBS présenté dans la prochaine section propose une
premiére solution qui ne requiert pas de nouvelles mesures puisqu’il est basé sur deux
observateurs de type OBS. Cependant, comme nous le verrons a travers les différentes
expérimentations réelles en section 3.6, cet observateur présente des insatisfactions. Afin
de rendre compte, la prise en compte du changement de comportement du véhicule, il est
préférable d’estimer séparément les rigidités de dérive avant et arriére. Cela a été résolu
grace a l'utilisation combinée de la mesure des accélérations longitudinale et latérale et

fait I'objet du développement de 'observateur OMM présenté en section 3.5.



3.4 Double Observateur Back-Stepping (DOBS)

Certains observateurs développés en robotique mobile et dédiés par exemple au suivi de
trajectoire en milieu tout-terrain | | permettent d’estimer séparément les rigidités
de dérive avant et arriére, ce qui léve la limitation pointée a la section 3.3.7 lors d’un chan-
gement de comportement du véhicule (passage de sous- & sur-vireur). Malheureusement,
ce type de solution utilise un systéme de localisation a haute précision (RTK GPS), qui
est un capteur trés onéreux et donc incohérent avec notre application. De plus, ce type
de capteur est inutilisable dans un vaste environnement pouvant comporter de nombreux
obstacles (batiments, forét, relief, etc.), car il est alors impossible d’assurer la fiabilité du
signal GPS.

Par conséquent, la premiére solution proposée et présentée ci-aprés garde le méme
ensemble de capteurs que précédemment et propose d’utiliser deux observateurs OBS en

paralléle, représentatifs chacun de I'un des deux comportements.

3.4.1 Architecture de ’observateur

)

| Observateur
usT

—
)

Ohservateur
OST

—

Données de I'observateur

sélectionné

Systeme de
supervision

FIGURE 3.3 — Architecture de 'observateur DOBS

La Figure 3.3 représente le systéme d’observation, qui est composé de deux observa-
teurs et d’un systéme de supervision. L'un des observateurs est représentatif d’un véhicule
sous-vireur (Under-STeering, UST), l'autre d'un véhicule sur-vireur (Over-STeering OST).
En effet, au vu des équations de l'observateur OBS (3.8) et de I’équation (3.19), il est pos-
sible de représenter I'un ou 'autre des comportements en imposant le signe du paramétre

a9 -

. L—L;)C
Observateur “sous-vireur” a;, = ‘(Tl—f)e
z
. Lr—L;)C
rvateur “sur-vireur” gy, = — |—FL=¢
Observateur “s eur” ap (Er 7 £)Ce
z

Enfin, puisque les deux observateurs travaillent en paralléle, I'objectif du systéme de
supervision est de sélectionner en temps-réel 'observateur adéquat. Son fonctionnement

est détaillé ci-aprés.



3.4.2 Systéme de supervision

Le principe est de mettre en place un critére dont le signe soit fonction du comportement
du véhicule, afin d’étre en mesure de sélectionner 'observateur représentatif de 1’état

actuel du véhicule.

3.4.2.1 Critéres permettant de discriminer le comportement du véhicule

Un des premiers critéres possibles a été introduit dans le chapitre précédent lors de ’étude
de la stabilité du modéle dynamique de lacet, section 2.4.4. Ce critére, nommé &;, est pour

rappel défini par ’équation suivante :

& = L,C, — LiCy (3.20)

&1 > 0 indique un véhicule sous-vireur et & < 0 un véhicule sur-vireur. Malheureuse-
ment, dans le cas présent on ne peut pas exploiter ce critére car, de par notre hypothése
d’une rigidité de dérive globale Cy = C, = C,, le signe de &; est invariant et dépend
seulement de la position du centre de gravité.

Le second critére possible consiste & comparer la vitesse de lacet mesurée par le gy-
romeétre avec la vitesse de lacet théorique obtenue dans des conditions de roulement sans
glissement. Le calcul de cette derniére a été présenté lors de la section 2.4.1 et est rappelé

icl :

Uy /o tan(d)
L

ot u,/, désigne la vitesse linéaire longitudinale du véhicule (i.e. la projection de la

Opsc = (3.21)

vitesse sur la direction du vecteur vitesse lorsque I’hypothése de roulement sans glissement

est satisfaite). Ainsi 'expression mathématique du second critére &, est :

Uy, tand .
g =0

Cependant, en pratique la vitesse linéaire est mesurée par un radar de type Doppler

(3.22)

qui fournit uniquement la norme du vecteur vitesse. L’accés a w,/, nécessite donc une
projection selon I'axe longitudinal : u,/, = u, cos(f,). Cette projection fait appel a I’angle
de dérive de l'essieu arriére qui est délivré par l'observateur précédent en s’appuyant
sur 'estimation de C.. Par conséquent, si 'observateur utilisé n’est pas représentatif du
comportement dynamique du véhicule, I'estimation de 'angle de dérive sera erronée et
par conséquent celle du critére & aussi.

L’impossibilité d’évaluer les critéres conventionnels permettant de connaitre le compor-
tement actuel du véhicule nous a amené au développement d’un nouveau critére, présenté

dans la section suivaunte.

3.4.2.2 Développement d’un nouveau critére

Lorsque les équations de ’observateur OBS ne sont plus représentatives du comportement

réel du véhicule (sous- ou sur-vireur), alors certaines variables internes de 1’observateur ne



convergent plus. Ceci peut étre utilisé comme un critére pour discriminer le comportement

du véhicule. Plus précisément :

e La premiére étape de I'observateur OBS (cf. section 3.3.2) assure que la vitesse de
lacet estimée 0 converge vers la vitesse de lacet mesurée 0 et fournit pour 'étape 2
un angle de dérive de référence . Lorsque les équations de I'observateur sont cohé-
rentes par rapport au comportement du véhicule (c’est-a-dire le signe du paramétre
a1 utilisé au sein de 'observateur refléte bien le caractére sous- ou sur-vireur du
véhicule), alors 3 est représentatif de ’angle de dérive réel. Dans le cas contraire,
puisque le paramétre a;p apparait en facteur sur 'expression de §, cf. équation
(3.10), la variable B présente un signe opposé par rapport a I'angle de dérive réel.
Par contre, méme dans ce cas, 0 refléte bien la vitesse de lacet réelle, puisque /3 est

justement construit dans ce but.

e La deuxiéme étape de I'observateur OBS (cf. section 3.3.3) assure que I’angle de
dérive estimé B\ converge vers ’angle de dérive de référence 3 et fournit pour I’étape 3
une force latérale de référence F. Puisque B converge vers 0 (F a été construit dans
ce but), le terme prépondérant dans I'expression (3.12) de Festd (et éventuellement
a, si le véhicule évolue en pente). Comme 0 reflote toujours la véritable vitesse de
lacet 9, que le modéle de ’observateur soit représentatif ou non du comportement du
véhicule (cf. discussion ci-dessus), et qu’il en est de méme pour «,. (cf. section 3.3.5),

[ est toujours représentatif de la valeur réelle des efforts latéraux. En particulier,

son signe est correct.

e La troisiéme étape de 'observateur OBS (cf. section 3.3.4) adapte la valeur de C,
afin que la force latérale estimée F' définie par la 3™ équation de (3.8) converge
vers la force latérale de référence F. Cependant, dans le cas ot les équations de
I’observateur ne sont pas représentatives du comportement réel du véhicule, B\ et I
sont de signe opposé (cf. discussions ci-dessus). Par conséquent, la loi d’adaptation
(3.13) va vouloir faire évoluer C, vers des valeurs négatives, puisque c’est la seule
possibilité pour assurer la convergence de F vers F (au vu de la 3™ équation
(3.8)). Comme une rigidité de dérive négative est un résultat absurde d’un point
de vue physique, le garde-fou de I'algorithme d’observation va alors se déclencher
et geler la valeur de C, sur la derniére valeur réaliste obtenue (c’est-a-dire une
valeur positive). Dans ce cas, bien évidemment, 1’erreur d’observation sur les efforts

latéraux £ = F — F ne converge plus vers 0.

Pour cette raison, la solution envisagée pour différencier les deux comportements
consiste a comparer les erreurs d’observation de la force latérale fournies par les deux
observateurs. Plus précisément, le critére proposé {3 est défini comme suit (I'indice OST
identifie les grandeurs délivrées par I'observateur représentant le comportement sur-vireur

et I'indice UST celles fournies par 'observateur dédié au comportement sous-vireur)" :



Fosr = Fosr — Fosr
Fusr = Fusr — Fysr (3.23)
s = )FOST‘ - ‘FUST‘

D’aprés (3.23), le critére & est positif si le véhicule présente un comportement sous-

vireur (puisque dans ce cas, Fpgr est non nul et Fygr proche de 0), et négatif sinon.

3.4.2.3 Sélection de ’observateur en temps-réel

Lorsque les efforts latéraux s’appliquant sur le véhicule sont faibles (par exemple parce
qu’il évolue en ligne droite), le critére & reste proche de zéro et du fait des bruits de
mesure peut méme multiplier les changements de signe. Pour éviter des commutations
intempestives d’observateur dans cette situation, celles-ci ne sont réalisées que si &3 ex-
céde un seuil S. Ce dernier a été fixé par rapport a la valeur de 'effort latéral permettant
une observation fiable du comportement dynamique du véhicule : il a été observé empi-
riquement qu’en raison des bruits de mesure ’observateur n’est plus & méme de renvoyer
des valeurs satisfaisantes si 'accélération latérale est inférieure & 1ms~2. Comme 'effort
latéral s’écrit comme le produit de la masse par l'accélération latérale et que la masse
du quad utilisé lors des expérimentations est 450 kg, le seuil S a été fixé & 500N. En
conclusion, si les données fournies par les observateurs (i.e. 5, B, a, et C,) sont regrou-
pées respectivement dans les vecteurs colonne Xysr et Xpgr, alors le vecteur de données

sélectionné, noté X, est défini par la fonction suivante :

X = O'XUST + (1 - U)XOST (324)

ol o est la fonction d’hystérésis présentée sur le schéma du systéme de supervision

décrit sur la Figure 3.4.

~ ¢, estimation o function

FOST O

—_— 1_

= 53:‘|EOST‘_‘IEUST‘ §3> l - | I 5>
Fust - 3
— S 0 g

FIGURE 3.4 — Systéme de supervision



3.4.3 Limitation de I’approche

La grande majorité des VLTT sont des véhicules & propulsion car cela permet d’améliorer
leur manceuvrabilité. En effet, comme ce type de véhicule n’est pas équipé de différen-
tiels, les roues extérieures et intérieures tournent a la méme vitesse, ce qui implique une
mauvaise maniabilité du véhicule. La propulsion permet ainsi de rendre facilement le véhi-
cule sur-vireur et donc de permettre au conducteur de tourner trés rapidement, d’ou leur
grande manceuvrabilité mais aussi leur propension & étre instable. C’est pour cette raison
qu’un quad n’est pas un véhicule facile a appréhender et dont la conduite est bien diffé-
rente des autres véhicules a quatre roues comme les automobiles. L’avantage mais aussi
I'inconvénient de tels véhicules est que leur comportement peut étre aisément controlé par
la commande des gaz grace a la motricité transmise par les roues arriére.

Plus précisément, si le conducteur n’accélére pas durant un virage, les efforts longi-
tudinaux sont quasiment identiques entre les essieux avant et arriére, ce qui induit une
capacité équivalente des pneumatiques a transmettre les efforts latéraux, soit Cy ~ Ci.
Puisque sur les quads le centre de gravité est situé sur 'avant (Ly < L,), le signe de
& = C,L, — C¢Ly est positif : le véhicule a un comportement sous-vireur par défaut.

En revanche, si le conducteur accélére fortement durant le virage, les pneumatiques
de l'essieu arriére fournissent un effort longitudinal important, ce qui limite leur capacité
a transmettre un effort latéral. Par conséquent, le pouvoir directeur de l’essieu arriére
diminue et le véhicule devient de plus en plus sur-vireur. Du point de vue de notre modéle
analytique, cela se traduit par une rigidité de dérive arriére C, qui diminue jusqu’a ce que
le critére & = L,C, — L;yC devienne négatif.

Ainsi, le comportement, du véhicule peut varier d’'un comportement a 1’autre en fonc-
tion de la commande des gaz du conducteur. Et si le véhicule change plusieurs fois de
comportement durant une méme courbe, le systéme de supervision peut choisir ’obser-
vateur inapproprié a cause de I’hystérésis et la prédiction du TCLa peut alors s’avérer
fausse.

En conclusion, une méthode d’observation basée sur un double observateur de type
OBS n’est pas complétement satisfaisante pour estimer la dynamique latérale des VLTT.
En effet, il apparait nécessaire d’estimer séparément les rigidités de dérive afin que notre
modéle bicyclette puisse représenter les deux comportements du véhicule et ainsi étre
observable en permanence. La prochaine section propose une nouvelle approche qui permet
de résoudre ce probléme grace au développement d’un observateur qui exploite, en plus

des mesures précédentes, celles des accélérations longitudinale et latérale.



3.5 Systéme d’Observation Multi-Modéles (OMM)

L’objectif de cet observateur est de pouvoir estimer séparément les rigidités de dérive
Cy et C, afin que notre modele bicyclette puisse décrire correctement 1’évolution de la
dynamique latérale d’'un VLTT quel que soit son comportement. Toutefois, le modéle
dynamique de lacet (2.56) ne fournit que deux équations alors que les inconnues sont
au nombre de trois : 3, C; et C,. Par conséquent, pour que le modéle de lacet (2.56)
puisse étre utilisé afin d’estimer les rigidités de dérive C et C,, I'angle de dérive global
[ doit étre estimé & partir d’'un modéle ne dépendant pas de celles-ci : les modéles des
accélérations latérale et longitudinale (voir (2.58)).

Une solution basée sur l'intégration de l'accélération latérale afin d’estimer ’angle
de dérive global a déja été proposée dans la littérature, mais cette estimation devient
rapidement fausse a cause de l'intégration des erreurs de mesure, voir | |, [ |
et | |. Par conséquent, il est proposé ici de développer un observateur basé sur le
modéle des accélérations latérale et longitudinale pour obtenir une premiére estimation
non biaisée de I'angle de dérive global (3, qui sera affinée dans un deuxiéme temps. Plus
précisément, 1’architecture du systéme d’observation est représentée sur la Figure 3.5, et

détaillée ci-aprés.

Observeur
[ Données mesurées
A 2 — Y
Observateur :
. s, Observateur
vitesse linéaire > .
N dynamique
arriere

\_

FIGURE 3.5 — Vue d’ensemble de 'observateur multi-modéles

Observateur de la vitesse linéaire arriére : A partir du modéle des accélérations,
une mesure virtuelle de I'angle de dérive global 3 est réalisée par le biais d’un observateur

sur la vitesse linéaire arriére u, du véhicule.

Observateur des rigidités et des inclinaisons : Dés lors qu’'une premiére estimation
de I'angle de dérive est disponible, un second observateur peut étre développé sur la base
du modéle dynamique (2.55) du véhicule. Il permet I'estimation des forces latérales avant
et arriére, puis les rigidités de dérive sont finalement adaptées afin que les forces latérales
évaluées par le modéle linéaire adapté (Fy = Cyfy et F, = C,[3,) convergent vers celles
précédemment estimées. Enfin, une estimation des inclinaisons du véhicule «,, et «, est

réalisée.

Observateur dynamique : Le dernier observateur, qui est toujours basé sur le modéle

dynamique du véhicule (2.55), consiste a améliorer 'estimation de ’angle de dérive global



par rapport a celle fournie par le premier observateur qui était basé sur des mesures
bruitées d’accélération.

Ces trois étapes sont détaillées aux sections suivantes.

3.5.1 Mesure virtuelle de ’angle de dérive global

Pour rappel (voir section 2.4.3.2), les accélérations mesurées au centre de l'essieu arriére

sont modélisées par :

AB =4, cos(B,) — ufrsin(B,) — u.fsin(B,) — gsin(ay,)

. . (3.25)
Af = u, sin(B,.) + u,.f, cos(5,) + u.0 cos(5,) + gsin(a,.)

Si on additionne les deux équations aprés avoir multiplié la premiére équation par

cos(f3,) et la seconde par sin(f3,), on obtient I’équation suivante :

i, = (A2 + gsin(ay,)) cos(B,) + (A — gsin(a,)) sin(B,) (3.26)

Finalement, avec I'’hypotheése des petits angles, il est possible d’obtenir I’évolution de

la vitesse linéaire arriére wu, en fonction des accélérations mesurées :

i, = AL + gsin(oy,) + (A — gsin(a,)) 5, (3.27)

Le modéle (3.27) peut alors étre utilisé pour reconstruire I'angle de dérive arriére 3,
a partir de la mesure de la vitesse linéaire arriére u,. Pour cela, (3, est traité comme une
variable de commande, et une loi est construite pour imposer la convergence de la vitesse
linéaire arriére observée u, vers celle mesurée u,. Trés précisément, une dynamique de

convergence exponentielle sur 'erreur d’observation est recherchée :

iy =ty — Uy = Ky, K <0 (3.28)

ol u, désigne la dérivée numérique de la vitesse linéaire arriére. L’expression de la loi
de commande 5, qui permet d’obtenir une telle convergence s’obtient alors en reportant
(3.28) dans (3.27) :

—  u, — Kya, — AB — gsin(a,)

Br = (3.29)

AB — gsin(a,)

Finalement, en reportant la reconstruction de 'angle de dérive arriére 3, dans le modéle

de lacet (2.55), on peut obtenir une estimation § pour I’angle de dérive global :

_ - L9
[ = arctan <tan(ﬁr) + m) (3.30)

Cette premiére estimation de I'angle de dérive global (3 est considérée ci-aprés comme

une mesure virtuelle utilisée pour pouvoir observer séparément les rigidités de dérive avant



et arriére. Au vu des expressions (3.29) et (3.30), B ne peut étre évalué que si les quantités
U, et Af — gsin(a,.) sont toutes les 2 non nulles. Si ce n’est pas le cas, B est considéré

comme nul, ce qui est logique puisque dans ce cas la dynamique latérale est inexistante.

3.5.2 Adaptation des rigidités de dérive et estimation des incli-

naisons

L’adaptation des rigidités est réalisée en deux étapes. La premiére consiste & reconstruire
les efforts latéraux s’exercant sur le véhicule, ce qui permet dans une deuxiéme étape
I’adaptation des rigidités de dérive en s’appuyant pour cela sur le modéle de contact
qui a été choisi. Enfin, une estimation des inclinaisons du véhicule est réalisée dans une

troisiéme étape.

3.5.2.1 Reconstruction des efforts latéraux avant et arriére

A partir du modéle de lacet (2.55), un modéle d’état est développé. Son vecteur d’état
X, est composé classiquement de la vitesse de lacet 6 et de Iangle de dérive global [,
soit X; = [9 6]T. La particularité de ce modéle tient au choix du vecteur commande uy,
composeé des efforts latéraux avant et arriére, soit uy = [FY F,,]T. L’influence de I'inclinaison
du véhicule est prise en compte a travers la matrice Bs, qui est fonction de o, et .
Les variables mesurées sont la vitesse de lacet 6 et 'angle de dérive global 5 fourni par

Iobservateur précédent. Ainsi, I'expression mathématique de ce modéle est :

Xl = Ale + Blul + Bg

(3.31)
Yi=0C1Xy

dont les matrices sont définies par :

0 0 —Ly cos(9) Ly 10
I I,
Al = ] ) Bl - et Cl = [ ]

-1 0 — cos(B—9) 0s(8) 01

— C
um um

B3 =

0
—4(sin(oy,) cos(f) + sin(ay) sin(ﬂ))]
De la méme maniére que pour l’observateur précédent, u; est considéré comme un

— N~ ~7T
vecteur de commande et une loi est construite pour que l’état estimé X; = [01 51}

_ . T
converge vers l'état mesuré X = [9 5] avec une dynamique exponentielle. Cette loi de

commande est :

Uy = Bl_l[G1€$ + 7 — Al)?l - Bg} (332)

ol €, = X — X est I'erreur d’observation et G; est une matrice définie positive qui repré-

sente le gain de 'observateur. En injectant (3.32) dans (3.31), on vérifie que ’évolution



de 'erreur est effectivement régie par ¢, = —G1€, ce qui assure la convergence de X; vers

X.
La loi de commande (3.32) requiert que B soit inversible. A partir de (3.31), on calcule

aisément que :

L cos(9) cos(gl) + L, cos(d — 31)
I.mu

det(B,) = (3.33)

Comme les angles ¢ et B\l sont nécessairement inférieurs a 7/2, les cosinus sont positifs
et donc det(B;) est toujours non nul : la matrice By est toujours inversible, ce qui permet
d’estimer sans interruption les efforts latéraux. Ces estimations peuvent étre considérées
comme représentatives des valeurs réelles dés que 'erreur de convergence €, est proche de
Z€10.

Il aurait été possible de construire un observateur similaire avec un vecteur de com-
mande composé des rigidités de dérive (soit u; = [C C,]") et la loi de convergence M0
(voir section 3.3.6), afin de les estimer en une seule étape. Toutefois, le méme probléme
de singularité que celui explicité pour 'observateur de Nicolas Bouton (| | et sec-
tion 3.3.6) serait présent lorsque le véhicule avance en ligne droite. Cette singularité est
tout-a-fait logique puisque lors d’une ligne droite, les efforts latéraux sont inexistants, et
par conséquent il est impossible d’observer une quantité qui physiquement n’existe plus.
Avec 'observateur proposé dans cette section (comme précédemment avec I’observateur
OBS), si le véhicule avance en ligne droite, les efforts latéraux calculés sont nuls (au vu

de (3.32)) et il n’est pas nécessaire de gérer une singularité.

3.5.2.2 Adaptation des rigidités de dérive avant et arriére : lois M1 et M2

La deuxieéme étape consiste & adapter les rigidités de dérive C et C). afin que les forces la-
térales estimées a partir du modéle de contact, i.e. ﬁf = Cfé}f et ﬁr = CTB”, convergent
vers les efforts calculés par la loi (3.32) a I’étape précédente. Pour cela, une loi d’adapta-
tion similaire & la loi (3.13) (nommeée loi M1) utilisée pour 'observateur OBS peut étre

proposée :

Cy=—Ry(F;— F
) soit encore : ,'f d <_f Af)Alf (3.34)
Cr = _RT<FT - Fr) 1r

1)

C =-RF(%

Q

ol Ry et R, sont des gains strictement positifs. Elf et B\lr sont déterminés en reportant
la variable Bl estimée lors de 1'étape précédente dans le modéle de lacet (2.55), et enfin
F; et F, désignent les forces latérales fournies par la loi (3.32).

Cependant, étant donné que le véhicule peut aussi bien évoluer sur de I'asphalte que sur
du gravier ou de I'herbe, la plage de variation des rigidités de dérive est extrémement large
(C}/r € [500;40000]N.rad™'). Lorsqu’un véhicule qui évoluait sur de 'herbe passe a de
I’asphalte, les angles de dérive diminuent fortement (B\l /- Passent environ de 25° a moins

de 5°), tandis que les rigidités de dérive évoluent vers leurs valeurs maximales. Comme



le renversement d’'un VLTT se produit en moins d’une seconde (le temps nécessaire au
conducteur pour tourner le guidon) et que la prédiction de I'accélération latérale dépend
fortement de la valeur de la rigidité de dérive, la dynamique de convergence de celle-ci
doit étre suffisamment rapide afin d’anticiper correctement le risque de renversement.
Cependant, au vu de (3.34), la variation des rigidités de dérive est proportionnelle aux
angles de dérive dont la valeur est largement inférieure & 1rad (57°). C’est pourquoi les
gains de convergence (Ry et R,) devraient a priori étre choisis trés grands pour obtenir
des variations de rigidité de dérive (C; et C,) suffisamment importantes pour assurer une
convergence trés rapide de 'observateur lorsque le véhicule change de type de sol.
Malheureusement, des gains élevés sont dommageables pour la stabilité de I'observa-
teur lorsque les conditions d’adhérence sont faibles. En effet sur ce type de terrain, au vu
de (3.34), nous aurions alors C' /v €levé (puisque les angles de dérive sont importants et les
gains ont été choisis élevés) et dans le méme temps C}, faible. Cela induirait clairement
des oscillations, voire une instabilité. I.’association de faibles rigidités de dérives, d’angles
de dérive importants et de gains élevés peut rendre instable le systéme d’observation.
Pour éviter d’avoir a utiliser un couple de gains (Ry,R,) différent pour des conditions

d’adhérence faibles et fortes, la loi (3.34) est légérement modifiée :

1)sign(Biy)

Cp=—Ry(F;—F
- ﬁr>8ign(31r)

. _ (3.35)
C, = —R.(F,

En utilisant le signe de I'angle de dérive plutot que sa valeur, la dynamique de conver-
gence est la méme quelles que soient les conditions d’adhérence puisque pour un effort
latéral donné, le calcul de Cf et C, est alors indépendant de la valeur de leurs angles de
dérive respectifs. Cette loi, qui est aussi présentée dans | |, est repérée pour la suite

de ce mémoire par le sigle M2.

3.5.2.3 Estimation des inclinaisons de roulis et de tangage

La derniére étape de cet observateur est ’estimation des angles d’inclinaison du véhicule
a, et a,. Comme toutes les variables qui interviennent dans le modéle (3.25) décrivant
les accélérations longitudinale et latérale sont soit mesurées soit estimées, on peut de la
méme maniére que précédemment adapter les inclinaisons de tangage et de roulis pour

imposer la convergence des accélérations estimées (A2 et AyB ) vers celles mesurées (A2 et

AD)

. DAB
QPZMP(AE_AE)GC(
P 3.36
. B B 04, ( )
a, = M, (4, —Ay)a Y
aT

ou M, et M, sont des gains strictement positifs.



6Af/y
8o¢p/r
dérées comme étant petites (sin(oy/r) = oy ). Ainsi en exploitant le modele (3.25), la loi

(3.36) devient :

Afin de simplifier le calcul de , les inclinaisons de roulis et de tangage sont consi-

ap = _Mp(Af - ﬁf)g

- (3.37)
a, = M, (A7 — AD)g

avec g qui représente 'accélération terrestre.

En plus d’estimer 'inclinaison du véhicule, cette étape permet aussi de recaler notre
modéle afin qu’il soit représentatif de la dynamique réelle du véhicule. En effet, la différence
entre les accélérations mesurées et observées peut étre certes due a la présence d’une
pente mais aussi a une mauvaise estimation de l'angle de dérive global. Ainsi, I'effet
des possibles erreurs d’estimation sur I’angle de dérive global 31 se trouve compensé par
I'actualisation des inclinaisons «,, et «a,. Toutefois, les gains de convergence M, et K,
(associés respectivement a Iestimation des inclinaisons et de la mesure virtuelle de 1’angle
de dérive) sont réglés afin que les accélérations longitudinale et latérale soient en priorité
explicitées par une variation de 'angle de dérive global, qui a un impact plus important

sur la dynamique latérale du véhicule.

3.5.3 Observateur dynamique

Grace a 'observateur précédent, les deux paramétres Cy, C, du modéle (2.55) sont connus.
Par conséquent, il est maintenant possible d’utiliser un observateur de Luenberger pour
estimer ’angle de dérive global. Ce dernier observateur est nécessaire car notre premiére
estimation 3 (voir section 3.5.1) est réalisée au moyen des mesures des accélérations qui
sont assez bruitées. Tant que la dynamique latérale du véhicule est importante (durant les
virages), le rapport signal sur bruit des accélérométres est élevé, ce qui permet d’obtenir
une bonne estimation de I'angle de dérive global. En revanche durant les lignes droites
lorsque les accélérations latérales sont faibles, le bruit engendré par un terrain cabossé peut
amener a des estimations erronées pour ’angle de dérive global. Une seconde estimation Bl
a été construite pour 'angle de dérive global lors de la reconstruction des efforts latéraux.
Cependant, Bl est trés proche de § car le réglage de G, a été spécifié pour assurer une
convergence rapide, soit X, &~ 0. Aussi, un dernier observateur introduit ci-dessous, qui
s’appuie également sur un modéle dynamique complet du véhicule, a pour objectif de
lisser I'estimation de I'angle de dérive tout en gardant les dynamiques essentielles. Plus
précisément, l'observateur s’appuie sur le systéme d’état a coefficients variables (2.56)

proposé en section 2.4.3.1 :

Xg = A2X2 + BQUQ + Bg (338)



ol X, est classiquement formé de la vitesse de lacet et de I'angle de dérive global, i.e.
Xy = [9 B)T, uy est cette fois I'angle de braquage §, et enfin les matrices Ay, By et Bz ont

pour expression :

7([% COS(L;)Cf+L$CT) LTCT—Lf COS((S)Cf
A, — ul cos(B) I,
9 =
LyCr cos(B)—Ly cos(6—B)Cy 1 —(cos(6—B)C¢+Cr cos(B))
mu? cos(B) mu
Ly cos(6)C
= I : 0
B2 = ) B3 =
cos(3—B)Cy —Z(sin(a) cos(f) + sin(ay,) sin(3))

Ainsi, d’aprés la théorie de Luenberger, 'observateur basé sur le modéle (3.38) est
défini comme suit : ‘
5(\'2 = AQ)/(\PQ -+ BQ'L{,Q + Bg + GQXQ (339)

Les vecteurs d’état et de commande de l'observateur sont respectivement )/(\2 =
[52 BAQ}T et uy = 6. L’état mesuré X = [6’ E}T est quant & lui composé de la vitesse
de lacet mesurée par le gyrométre et de I'angle de dérive global virtuellement mesuré par
le premier observateur (voir section 3.5.1).

La dynamique de I'erreur d’observation X, = 7—)?2 s’obtient immédiatement & partir
des équations (3.38) et (3.39) :

X5 = (A — Go) X, (3.40)

Ainsi, la matrice de gains G5 doit alors étre réglée pour assurer que A; — G soit
définie négative. Comme la mesure virtuelle 5 est bien moins fiable que celle de 6 fournie
directement par un capteur, les gains de G5 sont choisis pour donner la priorité de conver-
gence a 52. Au vu de ce qui a été démontré a la section 3.2.4.1, on pourrait méme ne
pas introduire la mesure virtuelle de ’angle de dérive global 5. Nous n’avons pas fait ce
choix car introduire la mesure 3 et un gain de convergence pour B\Q, méme faible, permet

a 'observateur d’avoir une meilleure rapidité de convergence dans les hautes dynamiques.

3.5.4 Conclusion

La principale contribution de cet observateur multi-modéles est 'utilisation des accéléra-
tions au sein méme d’un observateur, pour obtenir une premiére estimation de ’angle de
dérive global. Cette estimation est suffisamment précise pour qu’un second observateur
basé sur un modéle dynamique de lacet puisse différencier les rigidités de dérive avant et
arriére. Finalement, grace a ces deux premiéres étapes, tous les paramétres du modéle de
lacet sont connus, ce qui permet de batir un dernier observateur pour estimer précisément
Iangle de dérive global du véhicule en prenant en compte le relief et la variation possible
des conditions d’adhérence. Par la suite, ’association de cet observateur OMM a un al-
gorithme de prédiction sera utile pour la prévention du renversement latéral, car il nous

permettra de prédire avec précision 1’accélération latérale du véhicule.



3.6 Reésultats de simulations avancées et expérimen-

taux

Afin d’analyser les contributions proposées pour 1'observation de la dynamique de lacet,
différents résultats provenant de simulations et d’expérimentations réelles sont présentés
dans cette section. Dans une premiére partie, des résultats de l’observateur OBS sont
présentés afin de mettre en évidence I'importance de la prise en compte de la pente et
aussi de valider 'utilisation d’une loi de convergence par descente de gradient. De la méme
maniére dans une seconde partie, 'importance de la prise en compte des transitions entre
les comportements sous- et sur-vireur est explicitée grace a des résultats de 'observa-
teur DOBS. Par la suite dans une troisiéme partie, I'intérét de I’observateur OMM pour
estimer avec précision la dynamique latérale d’un véhicule est discuté. Finalement dans
une quatriéme et derniére partie, la robustesse de I'observateur OMM & une variation

paramétrique est étudiée.

3.6.1 Reésultats obtenus avec ’observateur OBS
3.6.1.1 Estimation et influence de I’inclinaison de roulis

Afin de valider P’algorithme d’estimation de l'inclinaison latérale (voir section 3.3.5), qui
repose sur la comparaison entre accélérations mesurée et estimée, une expérimentation
avec le quad présenté en annexe A a été réalisée sur de I’herbe humide & une vitesse
d’environ 5ms~!. La trajectoire du quad, représentée sur la Figure 3.6, est composée
d’une ligne droite dans une pente de 20°, puis d’un virage sur une zone plate et finalement

d’une derniére ligne droite dans une pente de 10°.

A Herbe
mouillée

60

Fin t=28s

Y [m]

Début T=16s

0 X [m]
FIGURE 3.6 — Trajectoire du quad

[’estimation de l'inclinaison de roulis du véhicule au cours du temps le long de la
trajectoire précédente est représentée sur la Figure 3.7. Les valeurs estimées sont assez
bonnes lors des deux lignes droites puisque celles-ci varient autour des valeurs attendues

de 20° et 10° (mesures réalisées en statique par un inclinométre). Les variations peuvent



étre expliquées par différentes raisons. Premiérement, la valeur de 'inclinaison de roulis
du véhicule dépend de l'orientation de celui-ci par rapport a la pente. Or le véhicule n’est
pas forcément aligné avec la ligne de plus grande pente. La deuxiéme raison provient
du fait méme que ’essai a été réalisé sur un sol naturel dont la pente n’est forcément
pas constante. En effet les valeurs indiquées de 20° et 10° correspondent & une mesure

moyenne de celle-ci.
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FIGURE 3.7 — Angle d’inclinaison de roulis

En revanche, 'estimation de I'inclinaison de roulis ne se rapproche pas de la valeur 0°
sur la zone plane. Cette erreur d’estimation provient en partie du fait qu’il n’est pas pos-
sible de fixer ’accéléromeétre sur la partie non-suspendue du véhicule, puisque sur un quad
celle-ci se résume quasiment aux roues. Ainsi, il a été positionné sur la partie suspendue
au plus pres du centre de roulis instantané. Malgré cela, lors de virages prononcés, la par-
tie suspendue s’incline légérement du fait des suspensions qui sont réglées "souples" sur
les véhicules tout-terrain. [.’autre raison expliquant I’estimation d’une inclinaison latérale
non nulle sur une zone plane provient du fait que I'estimation de I’angle de dérive ne peut
étre pas parfaite. En conséquence, 'accélération latérale estimée n’est pas identique a la
mesurée, ce qui se traduit par 'estimation d’une légére inclinaison latérale lors de la der-
niére étape de I'observateur (voir section 3.3.5). Comme expliqué en section 3.5.2.3 pour
Iobservateur OMM, cette estimation légérement erronée de 'inclinaison permet de recaler
le modéle de 'accélération latérale afin qu’il reste représentatif de la dynamique réelle du
véhicule. De surcroit, 'observateur va modifier la rigidité de dérive apparente pour assurer
une bonne représentativité des efforts latéraux estimés en dépit de la légére erreur sur les
angles de dérive. Les gains de 'observateur sont réglés pour privilégier la convergence de
I’angle de dérive global, et donc annuler au plus tot ces erreurs. En attendant, ce recalage
permet d’obtenir tout de méme une bonne estimée du TCLa. Par contre, le fait qu’indi-
viduellement certaines variables soient légérement erronées restreint la durée sur laquelle
il est possible de prédire avec précision I’évolution du TCLa. Dans notre cadre applicatif,
nous nous limitons & un horizon de prédiction de 1 s, qui est un temps suffisamment court
pour que les prédictions restent représentatives de la dynamique globale du véhicule. Les

raisons qui ont conduit a ce choix d’horizon sont détaillées au chapitre suivant lors de la



présentation des techniques de prédiction (voir section 4.3.1 sur I'anticipation du TCLa).

Maintenant que ’estimation de l'inclinaison latérale a été validée, il est intéressant
d’étudier son influence sur les différentes variables estimées par I'observateur (angle de
dérive global, rigidité de dérive globale et effort latéral global estimé). Pour cela, la Figure
3.8 représente 1’évolution de ces trois variables le long de la trajectoire décrite précédem-
ment avec (en rouge) ou non (en bleu) la prise en compte de l'inclinaison de roulis. Nous
pouvons remarquer que ’angle de dérive estimé avec la prise en compte de I'inclinaison de
roulis est légérement plus élevé (en valeur absolue) mais avec les mémes variations. Cela
s’explique aisément si nous nous intéressons a I’équation d’évolution de ’angle de dérive

global, qui est pour rappel (cf. (3.8)) :

5 F+mgsin(a,) =
b= um 0 (3.41)
F= Ce(ﬁf + 6r>

En effet, au vu de (3.41), une inclinaison de roulis positive a tendance a rendre la
variation de ’angle de dérive global négative. L’observateur avec a, = 0 estime tout
de méme un angle de dérive durant la ligne droite (0 & 16s) car pour compenser le
glissement du quad dt a la pente, le pilote braque légérement (environ § = 5°). Cela
crée une vitesse de lacet certes faible mais assez pour que ’observateur estime un effort
latéral et un angle de dérive comme le montre la Figure 3.8. Comme 'observateur n’a
pas I'information de la pente, la force latérale estimée est faible et par conséquent une
rigidité de dérive globale trés faible est estimée afin d’étre en cohérence avec la présence
de glissement en ligne droite. Par ailleurs, lors du virage sur la zone plane (entre 20s
et 25s), la différence de valeur entre la rigidité de dérive globale estimée avec et sans
prise en compte de I'inclinaison latérale (d’environ 1000 Nrad™!) met en évidence les
propos tenus précédemment en ce qui concerne ’adaptation de la rigidité de dérive globale
par l'observateur pour assurer la représentativité du modéle bicyclette vis-a-vis de la
dynamique réelle du véhicule. Enfin, 'effort latéral estimé avec la prise en compte de
la pente latérale (courbe rouge sur la Figure 3.8) est cohérent puisque un véhicule de
414 kg dans une pente de 20° et 10° génére respectivement une force latérale globale de
mgsin(201g5) = 1400N et de mgsin(1075;) = 700N. D’ailleurs cette division de I'effort
latéral par deux s’apercoit évidemment sur I'estimation de I'angle de dérive global qui lui

aussi est environ divisé par deux.

Il est évident que la sous-estimation des conditions d’adhérence lorsque la pente n’est
pas prise en compte (division au moins par deux) aura une conséquence non négligeable
sur la prévention du risque de renversement latéral, puisque celui-ci est anticipé grace aux

estimations de 'observateur.
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3.6.1.2 Intérét de ’utilisation d’une loi de convergence par descente de gra-

dient : loi M1

L’objectif de cette section est de montrer expérimentalement l'intérét de la loi (3.13)
(nommeée loi M1) pour 'adaptation de la rigidité de dérive globale par rapport a une loi
de convergence de type exponentiel (loi (3.18), développée dans | | et nommeée
ici M0). Pour cela, nous nous appuyons sur un essai réalisé avec la plateforme d’expéri-
mentation RobuFAST (voir annexe A) sur un sol plat herbeux et humide a une vitesse

d’environ 5ms~!. La trajectoire du véhicule est tracée sur la Figure 3.9.

23

FIGURE 3.9 — Trajectoire du RobuFAST



Cet essai a été rejoué en post-traitement avec 'observateur OBS en utilisant soit la
loi M1, soit la loi MO0. Les résultats de 'expérimentation sont reportés sur la Figure 3.10
avec les courbes de couleurs rouge et bleu qui représentent respectivement les estimations
réalisées avec les lois MO et M1. Les courbes en noir sont les données mesurées par
Iinstrumentation du véhicule. Il est a noter que nous disposons de la mesure de ’angle de
dérive global puisque le RobuFAST est équipé d’'un GPS RTK. Ce capteur mesure avec
précision la position du véhicule (£2c¢m & 30), ce qui permet d’estimer P'orientation de
celui-ci par rapport a son vecteur vitesse (voir | | pour plus de précision).

On peut remarquer sur la Figure 3.10 que I'utilisation des lois M0 ou M1 n’influe
que trés peu sur l'estimation de la vitesse de lacet du fait que la premiére étape est la
méme pour les deux observateurs. En revanche, il n’en est pas de méme pour I'estimation
de langle et de la rigidité de dérive globale. Durant la ligne droite (12s a 20s) ou les
changements rapides de courbure (0s a 10s et 36s & 46s), 'angle de braquage passe par
des valeurs autour de zéro (|d] < 3°) ce qui impose avec la loi M0 I'arrét de 1'adaptation

de la rigidité de dérive globale afin d’éviter une division par zéro.
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FIGURE 3.10 — Résultats obtenus avec 'observateur OBS & partir des lois M0 et M1 lors
d’expérimentations réelles

Comme expliqué précédemment, la reprise de 'observation avec la loi MO crée des
fortes discontinuités dans I'estimation de la rigidité de dérive, comme cela peut étre relevé
sur la Figure 3.10 et implique irrémédiablement des discontinuités dans celle de ’angle de
dérive global, notamment & 30s et 36s.

A Dinverse, les estimations réalisées avec la loi de convergence par descente de gradient

M1 sont exemptes de discontinuités. En effet, dans les plages ot 'observateur OBS avec



la loi MO est bloqué, la rigidité de dérive estimée reste relativement constante, puisque
la loi M1 impose C. = 0 pendant les lignes droites sur terrain plat. Cette estimation
continue nous permet ainsi d’avoir une valeur assez précise de ’angle de dérive global, si
nous la comparons a celle mesurée grace au GPS RTK en noir sur la Figure 3.10.

De plus, ces erreurs d’estimation dues a la loi M0 seront d’autant plus dommageables
pour l'anticipation du risque de renversement, puisque celle-ci est basée sur la prédiction
de l'accélération latérale, qui dépend de ces estimations. Pour ces raisons, 'utilisation
d’une loi M1 est préférable pour 'obtention d’un systéme d’observation précis et robuste.
D’ailleurs, la commande du RobuFAST n’adaptait pas les rigidités de dérive par descente
de gradient lors de 'expérience, ce qui explique les oscillations lors des lignes droites sur

la Figure 3.9.

3.6.2 Résultats avec I’observateur DOBS

Afin de mettre en évidence la limitation due a I’hypothése d’une rigidité de dérive globale
C. lors d’une conduite agressive, un essai provenant d’une simulation avancée a partir de
notre modéle sous MSC Adams (voir annexe A) est présentée.

La simulation a pour objectif de représenter un conducteur arrivant trop vite en entrée
de courbe (8ms™!) sur un sol peu adhérent tel que de '’herbe mouillée. En entrée de
virage, le comportement du véhicule est sous-vireur de par sa conception mécanique et de
la faible dynamique latérale. Ensuite, le conducteur tourne de plus en plus afin de suivre
au mieux sa trajectoire désirée. Du fait de 'augmentation de la dynamique latérale, le
comportement du véhicule devient sur-vireur. La vitesse linéaire du véhicule finit par étre
supérieure a la vitesse critique de stabilité (uq.;;, voir 2.4.4), et malgré le contre-braquage
du conducteur, le véhicule finit tout de méme par faire un téte-a-queue a environ 7.1s. La
trajectoire, la vitesse et I’angle de braquage du véhicule sont détaillés sur la Figure 3.11.

A partir de cette simulation, deux observateurs de type OBS ont été utilisés. Ils ont

" . . : 1 : L,—L§)Ce :
été paramétrés afin de représenter soit un véhicule sous-vireur (ajp = % ), soit
z
1 : | @e—Lpce : .
un véhicule sur-vireur (a12 = — |~5%—1). Ils sont respectivement nommés USTOBS
z

et OSTOBS. L’influence du paramétrage des observateurs est d’abord présentée, afin
de mettre en évidence 'impact d’une rigidité de dérive globale sur les estimations d’un
observateur de type OBS. Finalement, la pertinence du critére &3 (voir section 3.4.2.2) a
sélectionner en temps-réel I'observateur représentatif de la dynamique actuelle du véhicule

est étudiée.

3.6.2.1 Influence du paramétrage sous/sur-vireur des observateurs sur leurs

estimations

Les estimations obtenues lors de cette simulation avec les observateurs USTOBS et OS-

TOBS sont présentées sur la Figure 3.12. Elles sont respectivement tracées en bleu et

rouge. Les tracés en noirs représentent les données fournies par le simulateur.
Premiérement, le comportement sous- ou sur-vireur du véhicule influe peu sur I'esti-

mation de la vitesse de lacet au vu de la nature de la premiére étape de ’observateur
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FIGURE 3.11 — Essai de sur-virage réalisé sous MSC ADAMS

OBS. Cependant & partir de 7.1s, les estimations de 'angle de dérive et de la rigidité de
dérive globale fournies par 1'observateur USTOBS finissent par étre tellement éloignées

de la réalité, que méme la premiére étape de cet observateur diverge elle-aussi.

Deuxiémement, en ce qui concerne l'estimation de ’angle de dérive global, elle est
largement impactée par la valeur du coefficient a2, qui est représentatif du comportement
du véhicule. En effet, le calcul de I'angle de dérive global est directement proportionnel a
ce coefficient d’aprés (3.10), ce qui explique que les deux estimations soient identiques au
signe pres.

L’angle de dérive global estimé par I'observateur sous-vireur (USTOBS) suit la valeur
réelle (en noir) jusqu’a t = 4.9s. Il surestime légérement celle-ci car la dynamique latérale
est faible et la précision de I'observateur de type OBS ne permet pas une précision élevée
dans ces conditions. Cependant, si cette erreur peut étre considérée comme dommageable
pour du suivi de trajectoire, il n’en est rien pour notre application. En effet, une variation
de quelques degrés de 'angle de dérive global ne change pas radicalement 'accélération

latérale et par conséquent la valeur du transfert de charge latéral.

A partir de ¢t = 4.9s, nous pouvons considérer que le véhicule change de comportement
puisque l'angle de dérive global réel (en noir) devient négatif. A cause de 'hypothése d’une
rigidité de dérive globale, I'observateur USTOBS ne peut appréhender le changement de
signe de 'angle de dérive et son estimation s’écarte de la réalité au fur et & mesure
que le véhicule tourne. En revanche 'angle de dérive estimé par 'observateur sur-vireur
(OSTOBS) suit avec précision angle de dérive réel a partir du moment ou celui-ci devient

négatif (i.e. 4.9s), mais était faux avant.

La prochaine section a justement pour objectif de vérifier que le critére &3 (voir section

3.4.2.2), qui permet la sélection de 1’observateur approprié, est pertinent.
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3.6.2.2 Pertinence du critére de sélection des observateurs

Comme il a été expliqué en section 3.4.2.2, une erreur de signe sur 'estimation de ’angle
de dérive global peut impliquer une différence de signe entre leffort reconstruit F et
Veffort estimé F , ce qui conduit a un gel dans 'adaptation de la rigidité de dérive globale
C. et par conséquent une divergence de I'effort latéral estimé. Cette enchainement peut

étre vérifié sur la Figure 3.13 & partir de ¢ = 6.5s, toujours sur la simulation précédente.

De plus, si nous comparons I'estimation de 'effort latéral & la valeur mesurée par le
simulateur, nous pouvons remarquer que les deux efforts estimés & partir des observateurs
USTOBS et OSTOBS suivent I'effort réel jusqu’a t = 6s. Aprés cet instant, 'effort estimé

par Iobservateur USTOBS diverge pour les raisons explicitées précédemment.

Ainsi, si nous nous intéressons a I’évolution du critére de sélection &3, représenté sur
la Figure 3.14, il indique que le changement d’observateur doit avoir lieu & ¢ = 4.9s.
Pour rappel, le paramétre de I'hystérésis a été fixé a 500N, car cela correspond & une
accélération latérale de 1.1 ms~2 avec une masse du véhicule de 450 kg. En dessous de cette
accélération, la valeur de I'angle de dérive global 8 peut toujours étre observée, mais son
amplitude n’est pas suffisante pour différencier les comportements du véhicule. Toutefois,
une valeur de ’angle de dérive global proche de zéro n’impacte que sensiblement la valeur
de D'accélération latérale méme lors de fortes dynamiques. Ainsi, 'incapacité du systéme

de supervision a choisir ’observateur adéquat dans cette situation n’est pas dommageable
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a la prédiction du TCLa.

Finalement, I'évolution de I'angle de dérive global estimée grace a I’observateur DOBS
piloté par le critére &3 décrit ci-dessus est représentée sur la Figure 3.15. Nous pouvons
remarquer qu’il suit la dynamique de angle de dérive réel (en noir), ce qui permet de
valider la pertinence du critére de sélection &. Evidemment, la commutation engendre une
discontinuité non négligeable dans I’estimation de ’angle de dérive global, ce qui aura un

impact sur la prédiction du TCLa, comme nous le verrons dans le chapitre 4.

3.6.2.3 Conclusion

Les résultats présentés ont permis de mettre en évidence les conséquences sur I’estimation
de la dynamique latérale, qu'implique I’hypothése d’une rigidité de dérive globale. Pour
rappel, cette limitation avait déja été pointée dans le chapitre précédent, lors de ’étude
algébrique sur la stabilité du modéle bicyclette.

Méme si 'observateur DOBS permet d’apporter une premiére solution a cette limi-
tation, sa viabilité peut étre remise en cause dans certaines circonstances. En effet, bien
que l'utilisation d’une hystérésis soit nécessaire pour la sélection de I'observateur, celle-ci
peut mettre I'observateur DOBS en défaut, lorsque le comportement du véhicule évolue
autour d’'un comportement neutre. Cette circonstance se présentera d’autant plus que le

centre de gravité du véhicule aura été centré pour améliorer la manceuvrabilité. De plus,
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il évident que le changement brutal entre les deux observateurs crée des discontinuités
dans les estimations réalisées, qui seront par la suite utilisées pour 'anticipation du risque
de renversement. Ces limitations seront présentées dans le chapitre suivant, puisqu’elles
impactent la prédiction du Transfert de charge latéral.

C’est pourquoi la seule solution réellement efficace afin d’apporter une réponse concréte
a la prise en compte du changement de comportement du véhicule lors de conduites
agressives, est ’estimation séparée des rigidités de dérive avant et arriére. C’est 'objet de

la prochaine section, qui présente les résultats de ’observateur OMM.

3.6.3 Résultats avec 'observateur OMM

A travers les résultats des observateurs précédents (OBS et DOBS), nous avons mis en
avant les points importants a prendre en compte afin de développer un systéme d’observa-
tion qui puisse représenter avec précision la dynamique latérale d’un véhicule évoluant en
milieu tout-terrain. Pour rappel, ces points sont ’estimation de I'inclinaison du véhicule,
I’estimation continue des conditions d’adhérence et la prise en compte du changement de
comportement du véhicule. Ces différents points représentent justement les principales
motivations qui ont amené le développement de I'observateur OMM. La suite de cette

section a donc pour objectif de valider 'observateur développé en section 3.5 et d’étudier



ses performances.

3.6.3.1 Pertinence de la mesure de 1’angle de dérive global
Résultats de simulations avancées

Tout d’abord, un résultat de simulation est utilisé afin de valider I'estimation de I’angle
de dérive global grace a la mesure des accélérations. Pour cela, la simulation décrite
en section 3.6.2 et représentée par la Figure 3.11 est de nouveau utilisée. Ainsi, il sera
possible de comparer les résultats entre les observateurs DOBS et OMM. Les estimations
obtenues avec I'observateur OMM sont présentées en bleu sur la Figure 3.16, tandis que
les courbes en noir représentent les variables fournies par le simulateur. Enfin, le tracé
en rouge correspond a 'estimation de 'angle de dérive global par I'observateur DOBS,

extrait de la simulation précédente (téte-a-queue a partir de 7.1s).
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FIGURE 3.16 — Pertinence de 'estimation de I’angle de dérive global

Premiérement sur les deux figures en haut, nous pouvons remarquer que I’estimation
de la vitesse de lacet est précise méme dans la phase critique de téte-A-queue, ce qui était
attendu puisqu’elle repose sur une valeur mesurée. Deuxiémement sur la figure en bas, les
évolutions de I'angle de dérive mesuré et estimé par 'observateur OMM sont quasiment
identiques, y compris lors du changement de comportement entre 4 et 6 secondes. Grace
a l'estimation séparée des rigidités de dérive, cette estimation est d’une part exempte
de discontinuité et d’autre part reste précise quel que soit le comportement. Les bruits
observeés sur Uerreur de la vitesse de lacet (voir Figure 3.16) sont dus & du bruit numérique

sur la mesure de la vitesse de lacet effectuée par le logiciel MSC Adams.

Résultats d’expérimentations réelles

Méme si 'estimation de ’angle de dérive global a été validée en simulation, il convient
de tester cet algorithme lors d'une expérimentation réelle afin de confirmer la validité de
celui-ci en présence de bruit important sur les données mesurées, notamment en ce qui

concerne les accélérations, et d’étudier les performances en vraie grandeur.



Un essai similaire & celui présenté précédemment a été réalisé avec le RobuFAST (voir
annexe A). Comme décrit par la Figure 3.17, cet essai a été effectué sur un terrain de terre
labourée a une vitesse moyenne de 6.5ms~!. Le véhicule finit par partir en téte-a-queue
a 18.5s.
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FIGURE 3.17 — Essai a haute dynamique avec le RobuFAST

Ce véhicule est utilisé car il est équipé d'un GPS RTK, ce qui rend possible la mesure
de l'angle de dérive global du véhicule avec précision et ainsi de le comparer avec celui
estimé par ’observateur OMM. Le résultat de 'expérimentation est présenté sur la Figure

3.18 avec en noir I'angle de dérive mesuré et en rouge celui estimé par I'observateur OMM.
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FIGURE 3.18 — Evolution de I'angle de dérive global et de la vitesse de lacet lors de
Iexpérimentation avec le RobuFAST

Nous pouvons remarquer que 1’évolution de 'angle de dérive global estimé (en rouge)

suit relativement bien celle de 'angle mesuré (en noir). Evidemment, vu que la méthode



d’estimation de ’angle de dérive est basée sur la mesure d’accélérations fortement bruitées,
comme le montre la Figure 3.19, il n’est pas possible d’obtenir une estimation parfaite.
Toutefois, I'observateur OMM n’est pas dédié a la réalisation de lois de commande pour
le suivi de trajectoire ou il est important de connaitre précisément les angles de dérive.
Dans notre cas, I'objectif est d’avoir un modéle représentatif de la dynamique globale du
véhicule grace a 'adaptation des parameétres du modéle comme notamment les rigidités
de dérive (Cy et C;) et dans une moindre mesure les inclinaisons («a, et «,). Ainsi, méme
si 'angle de dérive n’est pas trés proche de sa valeur réelle, 'adaptation de ces paramétres
par I'observateur nous permettra de prédire tout de méme de fagon trés satisfaisante le

TCLa comme cela est montré dans le chapitre suivant.
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FIGURE 3.19 — Bruit sur la mesure des accélérations latérale et longitudinale

Par ailleurs, cette problématique de vibration sera moindre avec le quad puisque d’une
part il a été concu spécialement pour évoluer en milieu tout-terrain avec de faibles pres-
sions dans les pneumatiques et des suspensions bien plus souples. D’autre part, comme
le quad n’est pas équipé d’'un GPS RTK, la fréquence d’échantillonnage est de 100 Hz
au lieu de 10Hz pour le RobuFAST. Ainsi, la prise de mesure est plus précise car sa
fréquence d’acquisition est bien supérieure a celle des vibrations dues au relief, et autorise

I'utilisation de filtres sur les données sans que le retard ainsi introduit ne soit pénalisant.

3.6.3.2 Pertinence du critére de stabilité de lacet

Puisque le véhicule perdait sa stabilité directionnelle (i.e. téte-a-queue) durant la simula-
tion et 'expérimentation qui ont été présentées respectivement sur les figures 3.11 et 3.17,
celles-ci peuvent étre utilisées afin de vérifier la pertinence du critére de stabilité de lacet
Uerit = ,/%. Ce critére a été défini au chapitre précédent (équation (2.66) a la
section 2.4.4) et son évolution pour la simulation et I'expérimentation est tracée sur la
Figure 3.20. Il est en effet possible de I'estimer avec 'observateur OMM puisque ce dernier
estime séparément les rigidités de dérive avant et arriére. Pour des raisons de lisibilité, la
vitesse linéaire critique (en bleu) a été saturée & 10ms™!.

Dans le cas de la simulation, I'observateur OMM détecte trés bien et méme avec un peu
d’avance le téte-a-queue du véhicule, puisque le calcul de u.,;; devient inférieur & la vitesse

du véhicule peu de temps avant la perte de stabilité. En ce qui concerne ’expérimentation
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FIGURE 3.20 — Estimation de la vitesse linéaire critique de stabilité

avec le RobuFAST, le téte-a-queue est bien détecté mais avec un léger retard de quelques
centiémes de seconde. Ce léger retard par rapport a la simulation vient du fait que la
cause du téte-a-queue n’est pas la méme entre la simulation et 'expérimentation. Dans
le cas de la simulation, le véhicule tourne trop vite dans un virage a faible adhérence,
ce qui implique une arrivée progressive de 'instabilité du véhicule. Ainsi les conditions
d’adhérence percues par l'observateur évoluent doucement comme le montre la Figure
3.21, ce qui lui laisse le temps de converger et donc d’estimer correctement les rigidités

de dérive qui sont nécessaires a ’estimation de ...
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FIGURE 3.21 — Rigidités de dérive avant et arriére estimées lors de la simulation et de
I'expérimentation

En revanche dans le cas de l'expérimentation, le téte-a-queue est dii a un blocage
brusque des roues arriére. Ce blocage entraine une saturation du pneumatique sur ’axe
longitudinal et comme cela a été expliqué en section 2.3.2, cette saturation implique que
le pneumatique perd sa capacité de transmission d’un effort latéral. Cela se traduit par
une perte d’adhérence brusque sur cet axe du pneumatique et ainsi 'observateur estime
une chute trés rapide de la rigidité de dérive arriére comme le montre la Figure 3.21. La

rigidité de dérive avant estimée chute aussi du fait que le véhicule dérape puisqu’il est



parti en téte-a-queue. Cependant, le temps de convergence de 'observateur est au mieux
de 'ordre du dixiéme de seconde (0.1s), ce qui implique évidemment un léger retard dans
Iestimation des rigidités de dérive et donc du critére u..;;. En effet, il n’est pas possible
d’anticiper le téte-a-queue dans cette situation, puisque 'origine de I'instabilité provient
d’un événement ponctuel non prévisible : une défaillance du systéme de commande du
robot qui a mené a un blocage brusque des roues arriére. Néanmoins, nous pouvons
souligner que l'observateur OMM reste trés réactif puisque l'instabilité a été détectée
avec seulement deux dixiémes de seconde de retard.

De maniére générale, le critére u..;; parait intéressant au vu des remarques précédentes.
Par conséquent il pourrait étre considéré de I'utiliser dans le but de développer des sys-
témes de sécurité actifs permettant de maintenir la stabilité en lacet pour des véhicules
routiers ou des robots autonomes. En outre, dans le cas des véhicules routiers, la détection
du téte-a-queue peut permettre aussi d’anticiper un risque de renversement latéral. En
effet, comme précisé au chapitre 1 lors de la discussion sur le freinage différentiel (voir
section 1.7.3.2), lors de la reprise d’adhérence a la fin du téte-a-queue, la vitesse latérale
du véhicule s’annule quasiment instantanément sur des sols a forte adhérence comme de
I’asphalte. Cela implique 'apparition d’une forte accélération latérale qui peut entrai-
ner le renversement du véhicule. C’est pour cette raison que 'on parle de prévention du
risque de renversement pour les véhicules routiers équipés de systémes tels que 'ESP qui
ne gérent pourtant que la stabilité en lacet du véhicule : en évitant que le véhicule ne
parte en téte-a-queue, le systéme empéche a celui-ci de se retourner. D’autant plus que ce
phénoméne est la seule cause de renversement latéral pour les véhicules routiers hormis

les poids lourds.

3.6.3.3 Convergence de ’observateur

Afin de vérifier la convergence de I'observateur, différents essais ont été rejoués en post-
traitement, mais en simulant le temps-réel, avec des conditions initiales de rigidité de
deérive différentes : 80000 Nrad~!, 20000 Nrad™! et 2000 Nrad~!. Pour information, le
conducteur entame un virage serré a vitesse élevée (5ms™!) sur un sol trés adhérent de

type asphalte comme le montre la Figure 3.22.
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FIGURE 3.22 — Trajectoire du quad pour I’étude de la convergence de I'observateur OMM

Les résultats obtenus sont représentés sur la Figure 3.23. Il peut étre noté que les



rigidités de dérive avant (respectivement arriére) convergent toutes vers la méme valeur
quelles que soient les conditions initiales. Ainsi, le choix des conditions initiales, tache qui
n’est pas forcément évidente, n’est pas crucial. Le temps de convergence de I'observateur
lors de ces essais, égal & 1.5s, n’est pas représentatif de la réactivité de 'observateur : il
est aussi long parce que la ligne droite empéche 1'adaptation des rigidités de dérive (dans

les premiers instants, on a : Cf/r ~ 0).
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FIGURE 3.23 — Convergence de l'observateur OMM

Réactivité de D’observateur : La Figure 3.24 représente des résultats obtenus sur
la méme trajectoire a la différence que 'adaptation des rigidités de dérive a été bloquée
jusqu’a la moitié du virage (4 s) et avec des conditions initiales plus ou moins éloignées de la
réalité : 40000 Nrad ™! (rouge) et 2000 Nrad ! (bleu). Les courbes en vertes correspondent
au cas ot 'observateur des rigidités de dérive n’est pas bloqué et servent de courbes témoin

afin de mettre en évidence la réactivité de 'observateur.
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FIGURE 3.24 — Rapidité de convergence de 'observateur OMM

Nous pouvons remarquer que les temps de convergence sont plus longs dans le cas ou



les conditions initiales sont trés éloignées de la réalité. Le temps de convergence le plus
long est de 0.3s, ce qui correspond & une valeur tout-a-fait acceptable au vu de 'erreur
imposée : la rigidité de dérive initiale est quatre fois supérieure a la réalité. En revanche,
avec des conditions initiales assez proches de la réalité (courbes en bleu), P'observateur
est extrémement réactif puisque le temps de convergence peut étre inférieur au dixiéme
de seconde comme cela avait été avancé précédemment en section 3.6.3.2. De maniére
générale, il est important d’avoir des temps de convergence de l'ordre du dixiéme de
seconde, puisque les phénoménes impactant la dynamique du véhicule sont du méme ordre
de grandeur comme nous avons pu le voir avec le téte-a-queue du RobuFAST. C’est pour
cette raison qu'une fréquence d’échantillonnage des données mesurées de l'ordre de 100 Hz
est préférable afin d’estimer ou d’observer correctement le comportement d’un véhicule a
haute dynamique. La fréquence d’échantillonnage limitée a 10 Hz sur le RobuFAST était
I'un des facteurs pouvant expliquer les imprécisions d’estimations de I'angle de dérive

global que nous avions relevées sur la Figure 3.18, a la section 3.6.3.1.

Intérét de la loi (3.35), nommeée M2 : Puisque I'essai utilisé précédemment est une
prise de virage a haute vitesse sur un sol trés adhérent de type asphalte, il nous permet de
justifier la modification apportée a la loi d’adaptation des rigidités de dérive (voir 3.5.2.2)
afin d’améliorer la convergence de I'observateur lors de telles conditions d’adhérence. Pour
rappel, les angles de dérive avant By et arriére (3, ont été remplacés par leur signe (sign(Sy)
et sign(B,)) dans les fonctions d’adaptation de leur rigidité de dérive respective.

Alinsi, cet essai a été rejoué en post-traitement avec 1’observateur OMM en utilisant
soit la loi classique M1 (équation (3.34)), soit la loi modifiée M2 (équation (3.35)). Les
résultats sont affichés sur la Figure 3.25 avec les courbes en rouge et bleu représentant
respectivement les estimations obtenues avec les lois M1 et M2. Les courbes en noir
représentent les données communes entre les deux essais. En effet, les forces latérales de
référence (F; et F,) et les angles de dérive estimés (B\lf et Elr) sont obtenus par le modéle
(3.31), qui ne dépend pas des rigidités de dérive.

Nous pouvons remarquer que lors de la montée rapide des efforts latéraux (soit de 1s
a 4s), Deffort latéral avant estimé ﬁf avec la loi M1 ne suit pas la force de référence Fy,
alors que celui estimé avec la loi M2 est bien convergeant. Cela tient au fait que le gain de
la loi d’adaptation M1, & savoir nglf est assez faible du fait que Blf est petit, cf Figure
3.25 en bas a droite, alors que le gain de la loi d’adaptation M2 reste constamment égal
a Ry, quelle que soit la valeur de B\l s. La convergence de l'effort latéral arriere est bien
moins impactée due au fait que 'angle de dérive arriére est environ deux fois supérieur a
celui de 'avant, cf Figure 3.25 en bas a droite. D’ailleurs dés que I'angle de dérive avant
dépasse environ les 15°, Peffort latéral associé converge (5.5s a 6.55).

De maniére générale, ce manque de réactivité de I’observateur avec la loi M1 implique
une sous-estimation importante de la rigidité de dérive avant, voir Figure 3.25 en haut
a droite. Méme si cette sous-estimation n’impacte apparemment que peu les estimations
de la vitesse de lacet 52 et de l'angle de dérive global BQ réalisées lors de la derniére

étape de I'observateur OMM, comme le montre la Figure 3.26, elle impactera de maniére
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FIGURE 3.25 — Essais sur asphalte avec les différentes lois d’adaptation des rigidités de
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FIGURE 3.26 — Vitesse de lacet et angle de dérive global estimés avec les lois d’adaptation
M1 et M2

non négligeable la prédiction de 'accélération latérale, puisque sa prédiction dépend des
rigidités de dérive. Cette influence sera étudiée dans le chapitre suivant qui traite de la
prévention du renversement latéral, et nous permettra de conclure sur I'intérét de la loi
M?2.

3.6.3.4 Etude comportementale du pneumatique

Le but de cette section est d’expliquer I'impact de notre modéle linéaire de contact sur
Iestimation des angles et rigidités de dérive fournis par l'observateur OMM, tout en
gardant une vision générale sur la réalité physique de la dynamique du pneumatique.
Dans cet objectif, si nous reprenons l'essai présenté a la section précédente (Figure
3.22) et qui correspond & une courbe serrée sur de 'asphalte, nous pouvons remarquer
que la valeur des rigidités de dérive estimées (voir Figure 3.27) durant celle-ci sont faibles

par rapport aux valeurs qui pourraient étre attendues sur de I’asphalte avec une voiture :



elles sont de ’ordre de 15000 N rad ! pour 'essieu avant et de 5 0000 N.rad ! pour 'essien
arriére, contre généralement Cy ~ 200 000 N.rad™* et C, ~ 120 000 N.rad~! dans le cas

d’une voiture.
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FIGURE 3.27 — Evolution des rigidités, des angles de dérive et des efforts latéraux en
fonction du temps

Différentes raisons peuvent étre avancées pour expliquer ces valeurs faibles des rigidités
de dérive sur asphalte, et inversement ces valeurs élevées des angles de dérive avant et
arriére. Tout d’abord, le quad est équipé de pneumatiques a crampons qui ne peuvent pas
s’enfoncer sur ce type de sol. Or les crampons sont des parties souples du pneumatique qui
se déforment facilement quand ils ne sont pas entourés de matiére comme c’est le cas dans
de la terre par exemple. Cette déformation lorsque le véhicule évolue sur asphalte introduit
inévitablement un glissement du pneumatique plus important, d’ou 'augmentation rapide
des angles de dérive avant et arriére avec celle de la vitesse de lacet (voir Figure 3.23 et
Figure 3.27).

Cette remarque nous permet d’aborder la raison qui fait que les rigidités de dérive
sont faibles. Puisque les valeurs des angles de dérive avant et arriére sont largement
supérieures a —5°, la zone de saturation du pneumatique est atteinte. Dans ce cas, de
par le choix d’un modéle linéaire de contact roue/sol (Fy,. = Cy.B¢/), I'observateur
adapte les rigidités de dérive a la baisse afin d’étre représentatif de cette zone (voir Figure
2.15). Ce phénomeéne peut étre remarqué sur la Figure 3.27 a partir d’environ 3.3s. En
effet, les forces latérales restent constantes avec une augmentation des angles de dérive,
ce qui implique une diminution des rigidités de dérive. Il est donc possible d’en déduire
que les zones de saturation pour les essieux avant et arriére commencent respectivement
a partir d’'un angle de dérive de —5° et —10°.

Ces valeurs peuvent étre vérifiées en tragant I’évolution de l'effort latéral avant et



arriére (respectivement F\f et F.) en fonction de leur angle de dérive respectif (3{ et 37)

variant de 0° & la valeur maximum atteinte d’aprés la Figure 3.27 (vers 65s).
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FIGURE 3.28 — Evolution des forces latérales en fonction de leurs angles de dérive respectifs

Si nous comparons ces deux évolutions avec celle obtenue par un modéle de contact
de Pacejka (voir section 2.3.3.2), elles sont similaires. En effet, nous retrouvons bien les
deux zones caractéristiques de I’évolution de la force latérale en fonction de 'angle de
dérive : la zone linéaire et celle de saturation. Par identification sur la courbe, la zone de
saturation est bien atteinte pour un angle de dérive d’environ —5° et —10° respectivement

pour l'essieu avant et arriére.

Arriere Avant
FIGURE 3.29 — Différence de largeur entre le pneumatique arriére (gauche) et avant (droite)

La zone de saturation du pneumatique avant est atteinte plus rapidement car comme le
montre la Figure 3.29, sa largeur est plus petite que celle de la roue arriére. Par conséquent
la capacité du pneumatique a transmettre un effort latéral est moindre, puisque la surface
de contact est plus petite.

Cette observation améne une autre réflexion qui est que malgré une valeur d’angle de
dérive plus faible pour atteindre la zone de saturation, la rigidité de dérive de I’essieu avant

est bien plus importante que celle de 'essieu arriére (voir Figure 3.27). Cela s’explique par



un centre de gravité du quad positionné sur l'avant (Ly = 0.58 et L, = 0.7), qui implique
une répartition des efforts latéraux plus importante sur cet essieu comme le montre la
Fig3.27, qui représente les évolutions des efforts latéraux avant et arriére estimées par
I'observateur. D’ailleurs, la moyenne du rapport de F/F, pendant le virage, soit de 3s a
6.5s, est environ de 0.804, valeur qui est trés proche du rapport des demi-empattements
du véhicule (L;/L, = 0.828). Pour en revenir & notre explication, I'effort latéral arriére
est plus faible avec un angle de dérive plus élevé (voir Figure 3.27), ce qui implique

inévitablement une rigidité de dérive plus faible, puisque d’aprés notre modele : Fy,,. =
CrpeBir

3.6.3.5 Conclusion

I’ensemble des résultats présentés a permis de mettre en évidence la capacité de 1’observa-
teur OMM a prendre en compte, en plus des différentes spécificités relatives a 1’évolution
d’un véhicule en milieu tout-terrain (variation des conditions d’adhérence et inclinaison
du sol), le phénoméne de sur- et sous-virage avec précision. Cette avancée repose sur 1'uti-
lisation d’un modéle basé sur la mesure des accélérations du véhicule. De par ce modéle, il
est possible de mesurer avec une précision suffisante ’angle de dérive global du véhicule.
Cette mesure sert par la suite a estimer séparément les rigidités de dérive tout en conser-
vant un systéme de perception bas-coflit. De plus cette estimation des rigidités de dérive
permet d’évaluer un critére de stabilité renseignant sur la vitesse maximum a ne pas dé-
passer afin d’éviter le téte-a-queue. Il est ainsi possible d’envisager le développement de
systémes de sécurité actifs pour le maintien de trajectoire comme ’ESP, mais avec une

prise en compte des conditions d’adhérence et du relief du terrain.

3.6.4 Robustesse de I’observateur OMM & une variation paramé-

trique

Que le véhicule soit utilisé pour le loisir ou dans un but professionnel, le chargement
de celui-ci peut varier en fonction du matériel transporté ou de la présence d’un second
passager. Ainsi en fonction du poids supplémentaire et de sa position sur le véhicule, la
masse totale du systéme, la position du centre de gravité et I'inertie du véhicule peuvent
se voir modifier de maniére non négligeable. Cette modification est d’autant plus impor-
tante dans le cas des véhicules de type quad, puisque leur masse est faible par rapport a
celle d’un pilote ou du chargement embarqué. Ainsi cette masse supplémentaire modifie
naturellement les paramétres de notre modéle de véhicule utilisé par 'observateur OMM.
Le but de cette section est d’étudier I'influence d’une variation conséquente des para-
meétres du véhicule sur les estimations réalisées par notre observateur. Par ailleurs, I’étude
de l'influence de la position du conducteur n’est pas nécessaire ici puisqu’un chargement

lourd ou un second passager ont plus d’'impact qu'un conducteur seul.



3.6.4.1 Principe de I’étude

Il est possible de réaliser avec le quad différents essais sur une méme trajectoire avec
des chargements différents. Cependant cette technique comporte un défaut principal, qui
est la difficulté a réaliser des essais similaires avec les mémes commandes (vitesse, angle
de braquage et accélération). Par conséquent, il serait difficile de comparer entre eux
les différents enregistrements. C’est pour cette raison que le méme essai est rejoué en
post-traitement avec différentes valeurs de paramétres. Les paramétres influencés sont la
masse (m), U'inertie (I,) et les demi-empattements (L; et L,). Par souci de réalisme, la
modification de leur valeur est cantonnée a des grandeurs maximum qu’il est possible

d’atteindre. La trajectoire choisie pour cette étude est représentée sur la Figure 3.30.
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FIGURE 3.30 — Trajectoire du quad

Cet essai a I'avantage de comporter plusieurs virages sur différents types de sol (as-
phalte, gravier et herbe), ce qui permet de mettre en avant la capacité de observateur
OMM a s’adapter a n’importe quel type de terrain. De plus, il a été réalisé a une vitesse

d’environ 5ms~! afin d’obtenir des dynamiques élevées.

3.6.4.2 Modification de la masse et de ’inertie

L’essai présenté précédemment a été rejoué avec trois couples de masse et d’inertie nom-
més : Par; (m = 414 Kg;I, = 176 Kg.m?), Pary (m = 444 Kg;I, = 186 Kg.m?) et
Pars (m =514 Kg:;I, = 200 Kg.m?). Par,, Pary et Pars correspondent aux chargements

suivants :
e Par; : un pilote (80kg)
e Pary : un pilote et quelques affaires
e Pars : un pilote, un passager et quelques affaires

Puisque les estimations essentielles & la compréhension de la dynamique latérale sont

la vitesse de lacet, ’angle et les rigidités de dérive, leurs estimations réalisées avec les



différents couples de paramétrage (i.e. Pary, Pary et Pars) sont respectivement tracées

en bleu, magenta et rouge sur la Figure 3.31.
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FI1GURE 3.31 — Influence d’une variation de masse et d’inertie sur les estimations de
I'observateur OMM

Etant donné que les courbes d’évolution des vitesses de lacet et des angles de dérive
globaux estimés sont superposées, nous pouvons en déduire qu'une mauvaise estimation
des paramétres de masse et d’inertie n’'impacte pas les estimations de ces deux grandeurs.
Concrétement, comme nous pouvons le voir en bas de la Figure 3.31, 'observateur a
adapté en temps-réel les rigidités de dérive afin de compenser les erreurs de paramétres.
Les rigidités estimées sont donc inexactes mais elles permettent d’obtenir un modele
cohérent et précis. Cette robustesse de I'observateur a une forte variation de masse et
d’inertie s’explique par le fait que la premiére estimation de I'angle de dérive global, qui
est considérée comme une mesure virtuelle (voir section 3.5.1), ne dépend pas de ces
paramétres au vu de notre modéle des accélérations (3.25).

Sans rapport avec la robustesse de 'observateur, nous pouvons observer sur la Figure
3.31 que les estimations de rigidités de dérive réalisées dans le dernier virage (courbe 3)
sur de I’herbe sont plus importantes que celles qui ont été obtenues lors du premier virage
(courbe 1) sur de I'asphalte avec une dynamique latérale pourtant bien plus importante.
Cette remarque permet de confirmer ce qui a été expliqué en section 3.6.3.4 concernant
I'influence de la géométrie du pneumatique (crampons) et du modeéle de contact (zones

de saturation) sur la valeur des rigidités de dérive.

3.6.4.3 Modification des demi-empattements

De la méme maniére que pour I'étude réalisée a la section précédente, I’essai représenté
par la Figure 3.30 a été rejoué avec trois couples de demi-empattements : Parg (Ly =
0.58 m;L, = 0.7 m), Par; (Ly = 047 m;L, = 0.81 m) et Pary (Ly = 0.81 m;L, =

0.47 m). Pary, Par, et Pary correspondent aux chargements suivants :

e Parg : un pilote en position normale (valeurs par défaut)



e Par; : un pilote et un chargement de 100Kg sur I'essieu avant du véhicule
e Pary : un pilote et un chargement de 200Kg sur I'essieu arriére du véhicule

La Figure 3.32 représente les évolutions des estimations de la vitesse de lacet, de ’angle
et des rigidités de dérive fournies par I'observateur OMM avec les différents couples de
parameétres. Les estimations avec Par, et Pars sont respectivement tracées en bleu et
rouge. Les courbes en noir correspondent a la mesure de la vitesse de lacet (gyrométre)

et a 'estimation de I'angle de dérive global obtenu avec Parg, qui fait office de mesure.
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FIGURE 3.32 — Influence d’une variation des demi-empattements sur les estimations de
I'observateur OMM

Nous pouvons remarquer que les estimations de la vitesse de lacet et de I'angle de
dérive sont correctes, puisque leurs courbes sont superposées avec celles représentant les
valeurs mesurées (en noir). Enfin, Pobservateur a naturellement inversé les rigidités de
dérive avant et arriére, comme le montre la Figure 3.32, puisque les demi-empattements
sont inversés entre Pary et Pars.

Cependant, 'angle de dérive estimé avec Par, présente quelques légers écarts par
rapport a la valeur mesurée (en noir). Ces écarts sont dus a la mesure virtuelle de 'angle
de dérive global (voir section 3.5.1) qui dépend du demi-empattement arriére L,. Or,
le paramétrage Pary par rapport a Pary est trés éloigné de la réalité, ce qui implique
évidemment 1'obtention d’une erreur plus marquée.

Toutefois, cette erreur reste trés faible et comme nous le verrons dans le chapitre

suivant, elle a un impact limité sur la prédiction du risque de renversement latéral.

3.6.4.4 Conclusion

[’ensemble de ces résultats a permis de mettre en évidence la robustesse de I’observateur
& une variation paramétrique importante. En plus de rester stable, la précision des esti-
mations de I'observateur est trés peu impactée par la variation des paramétres grace aux

aspects adaptatifs de I’observateur.



De maniére plus concréte, cette robustesse & une variation paramétrique permet de
rendre moins contraignante 1’'utilisation d’un systéme de sécurité actif utilisant ce type
d’observateur. En effet, 'utilisateur n’a pas a renseigner le systéme sur la position de son
chargement ou de son poids, tant que celui-ci reste acceptable en fonction du véhicule
utilisé. Et évidemment, cela implique aussi que l’estimation de la position précise du

conducteur n’est pas nécessaire pour une estimation précise de la dynamique latérale.



3.7 Conclusion du chapitre

Ce chapitre a permis de mettre en évidence la possibilité de développer un systéme d’obser-
vation multi-modéles (OMM) capable d’estimer avec précision la dynamique latérale d’un
véhicule en milieu tout-terrain, tout en se restreignant a un ensemble de capteurs limités
en colit et en nombre. Plus précisément, la principale contribution du systéme d’observa-
tion proposée est la modélisation des accélérations longitudinale et latérale. Elle a permis
Iestimation de variables essentielles a la compréhension de la dynamique du véhicule, qui
sont les inclinaisons et surtout des conditions d’adhérence différenciées pour les essieux
avant et arriére du véhicule. Cette estimation séparée des conditions d’adhérence permet
de prendre en compte le changement de comportement du véhicule (sur/sous-virage), qui
influence significativement la stabilité de ce dernier. En plus de cette contribution ma-
jeure, 'algorithme d’estimation des conditions d’adhérence proposé permet d’une part de
conserver la stabilité du systéme d’observation lors des phases de ligne droite et d’autre
part d’obtenir une plus grande réactivité lors de changements brusques des conditions
d’adhérence.

En outre, différentes simulations avancées et expérimentations réelles ont permis de
justifier 'ensemble des contributions avancées et notamment en ce qui concerne la conver-
gence du systéme et de la mesure de ’angle de dérive global a partir des accélérations. Elles
ont aussi permis de mettre en avant différentes qualités du systéme d’observation du point
de vue de sa précision, de sa réactivité et de sa robustesse a une variation paramétrique.

Il a été aussi montré que ce systéme d’observation (OMM) est capable d’estimer avec
précision la vitesse maximum au-dela de laquelle le véhicule est susceptible de partir en
téte-a-queue. Il est ainsi possible d’envisager le développement d’un systéme de stabilisa-
tion de trajectoire pour les véhicules tout-terrain. L’avantage de cet observateur est d’'une
part qu'il peut étre utilisé quels que soient le type et/ou I'état de la route puisque les
conditions d’adhérence sont nativement prises en compte. Et d’autre part, il est basé sur
un systéme de perception bas-cott ce qui est un point important pour son utilisation dans

un contexte industriel.
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FIGURE 3.33 — Principe général d’estimation et d’anticipation du risque de renversement

Finalement, dans le cadre de la prévention du risque de renversement latéral, ’obser-



vateur proposé (OMM) associé a notre modéle de véhicule bicyclette permet d’expliciter
I’évolution des variables qui composent ’accélération latérale tout en prenant en compte
la variation des conditions d’adhérence. Ainsi, une démarche pertinente, développée dans
le prochain chapitre et résumée sur la Figure 3.33, consiste & développer un algorithme de
prédiction basé sur le modéle bicyclette et les estimations de 'observateur afin de prédire
I’accélération latérale. Une fois celle-ci prédite, il est possible d’utiliser le modéle de roulis

(équation (2.10)) afin que le Transfert de Charge Latéral (TCLat) puisse étre aussi prédit.






Chapitre 4

Systéme de sécurité actif pour la

prévention du renversement

4.1 Introduction

L’objectif de ce chapitre est d’utiliser les développements proposés dans les deux chapitres
précédents afin de concevoir un systéme de sécurité actif dédié a la prévention des risques
de renversement latéral et longitudinal pour les VLTT. Ainsi, la premiére partie de ce
chapitre est consacrée a la validation des modéles de roulis et de tangage (section 2.2.1
et 2.2.2) afin d’estimer les Transferts de Charge Latéral et Longitudinal (TCLa et TCLo)
grace uniquement a la mesure des accélérations du véhicule. Pour cela, des essais expé-
rimentaux sont réalisés avec le quad puisqu’il est équipé de capteurs dynamométriques
permettant d’avoir une réalité terrain sur I’évolution des différents transferts de charge.
De plus, 'approche proposée en section 2.2.3 afin de prendre en compte les déplacements
du pilote est aussi étudiée.

Puisque le chapitre précédent a permis de mettre en place un systéme d’observation
capable d’estimer la dynamique latérale du véhicule avec précision tout en considérant les
spécificités lites d’un coté au milieu tout-terrain (relief, conditions d’adhérence variables)
et de l'autre coté aux véhicules légers (systéme de perception bas-cotit), la suite de ce
chapitre a pour objectif 'exploitation de ce modéle et de ses estimations afin d’anticiper
le risque de renversement latéral et de pouvoir le limiter. En effet, le modéle de roulis
développé dans le chapitre 2 permet d’expliciter la variation du transfert de charge latéral
en fonction de l'accélération latérale. Comme I'évolution de cette derniére est justement
explicitée par le modele de lacet dont les paramétres sont connus grace au systéme d’obser-
vation, son anticipation est possible a travers le développement d’un algorithme prédictif.
Différents essais expérimentaux sont effectués avec le quad afin d’étudier la pertinence de
notre systéme a anticiper le risque de renversement latéral.

Finalement, deux systémes de sécurité actifs pour le maintien de la stabilité des véhi-
cules sont proposés. Le premier, principalement dédié aux VLTT de type quad, est basé
sur un retour haptique au niveau de la gachette des gaz, ce qui permet de prévenir efficace-
ment le pilote de tout risque de renversement, mais aussi de limiter la vitesse du véhicule

en cas de risque imminent. Le deuxiéme est dédié aux robots autonomes évoluant a haute

147



vitesse en milieu tout-terrain. Il est basé sur des techniques de commande prédictive afin
de connaitre la vitesse maximum qui limite I’évolution du transfert de charge a une plage
définie par l'utilisateur. Cela permet de garantir l'intégrité du véhicule quelle que soit la
trajectoire suivie par ce dernier. Naturellement, des essais provenant de simulations avan-
cées et d’expérimentations réelles sont présentés afin d’étudier 'efficacité de ces systémes

de sécurité.



4.2 Estimation du risque de renversement

4.2.1 Meéthodologie

Afin d’estimer le risque de renversement, les Transferts de Charge Latéral et Longitudinal
sont évalués grace respectivement aux expressions (2.10) et (2.15), qui ont été définies
au chapitre 2. Au vu de leurs expressions mathématiques, leur estimation ne requiert
que la mesure des accélérations au centre de roulis instantané AIO/’“y. Cependant, il n’est
techniquement pas possible d’installer un accélérométre en ce point. En pratique, il a
été installé proche du centre de I’essieu arriére (soit au point B sur le modéle bicyclette,
voir Figure 2.17) pour les besoins de 1'observateur OMM (voir section 3.5). De ce fait,
Pestimation du TCLa et du TCLo requiert en théorie le déplacement des accélérations

longitudinale et latérale au CdR. On a donc :

2BO.

dt?

Sur la représentation en lacet du véhicule (voir Figure 2.17), le point O, est confondu

A0 _ AB +

(4.1)

avec le CdG G. Par conséquent, en projetant dans le repére R;, on obtient la relation

cinématique suivante :

A0 = AP L6

coon (4.2)
A0 = AB 4 L4

avec AZ et AD les accélérations fournies par 'accélérométre. Au vu de (4.2), I'estimation
du TCLa et du TCLo avec cette position de I'accélérométre requiert techniquement, en
plus de la mesure des accélérations, celles de la vitesse de lacet 0 et de sa variation
0. Cependant, méme si ces deux derniéres sont accessibles puisque nous disposons d’un
gyrometre dont on peut dériver numériquement les valeurs, nous verrons par la suite
qu’il n’est finalement pas nécessaire de déplacer les vecteurs accélération afin d’obtenir
une estimation précise des transferts de charge. Cela permet de se passer d’une dérivée

numérique, qui est une opération délicate et peu fiable sur un signal bruité.

4.2.2 Pertinence de I’estimation du TCLa et du TCLo
4.2.2.1 Validation des algorithmes d’estimation TCLa/TCLo

Afin de valider I'algorithme d’estimation du TCLa et du TCLo, un premier essai effectué
avec le quad Massey Fergusson est présenté. Comme le montre la Figure 4.1, la trajectoire
de cet essai est composée d’une succession de virages sur de ’herbe a une vitesse de l'ordre
de 5ms.

Sur la Figure 4.2, les estimations du TCLa et du TCLo, obtenues avec les systémes
(2.10), (2.15) et (4.2), sont tracées en bleu alors que leurs valeurs réelles, mesurées par les

capteurs dynamomeétriques, sont tracées en noir.
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FIGURE 4.1 — Trajectoire effectuée avec le quad MF400H sur de ’herbe
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FIGURE 4.2 — TCLa et TCLo estimés en temps-réel lors du premier essai

Du point de vue du renversement latéral, nous constatons que l’estimation est précise
et fiable puisque le TCLa estimé suit relativement bien sa variation réelle. En revanche,
Pestimation du TCLo est imprécise la plupart du temps : elle posséde bien les mémes dy-
namiques d’évolution mais avec des amplitudes différentes. Ces erreurs d’estimation sont
logiques car notre modélisation du véhicule pour I'estimation du risque de renversement
suppose un découplage des dynamiques longitudinale et latérale du véhicule. Or dans le
cadre de cet essai, le véhicule est principalement soumis & une dynamique latérale, comme
le montre la Figure 4.3, qui représente les accélérations latérale et longitudinale (filtrées
pour des raisons de lisibilité). Dans une telle situation, Iestimation du TCLo basée sur
un modéle en deux dimensions, qui représente le véhicule de profil (voir section 2.2.2), est
forcément insatisfaisante. Cependant, ce découplage des dynamiques n’est pas limitant
pour I'estimation du risque de renversement, puisque lorsque le véhicule tourne, le risque
de renversement longitudinal est négligeable comparé au latéral. A I'inverse, quand le vé-
hicule avance en ligne droite et notamment dans des fortes pentes, le transfert de charge
latéral peut étre négligé.

Afin de valider spécifiquement la modélisation en tangage du véhicule, un deuxiéme
essai est présenté dans lequel le véhicule effectue des accélérations et des freinages en ligne
droite. Les évolutions de la vitesse linéaire, de ’accélération longitudinale et du TCLo lors

de cet essai sont tracées sur la Figure 4.4.
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FIGURE 4.4 — Estimation du TCLo sur une ligne droite avec des accélérations et des
freinages.

Au vu de la Figure 4.4, I'estimation du TCLo est précise, si ’on compare son évolution
(courbe bleue) a celle du TCLo mesuré par les capteurs dynamométriques (courbe noire).

Ce résultat permet donc de valider notre modéle de tangage quant a I'estimation du TCLo.

4.2.2.2 Reésultats obtenus avec et sans la prise en compte de la position de

P’accélérométre

L’objectif de cette section est de montrer que la précision sur les estimations du TCLa
et du TCLo n’est en fait pas dégradée si on ne corrige pas les accélérations mesurées via
I'équation (4.2). Du point de vue longitudinal, la démonstration est immédiate puisque
Pestimation du TCLo n’est viable que durant les phases de ligne droite, i.e. lorsque 6 =0.
Une expérimentation est présentée ci-dessous pour illustrer qu’il en est de méme pour
Iestimation du TCLa.

Plus précisément, a partir de I'essai représenté sur la Figure 4.1, le TCLa a été estimé
soit en corrigeant avec I’équation (4.2) I'accélération latérale mesurée, soit en utilisant di-
rectement I'accélération mesurée (i.e. en négligeant 6 dans (4.2)). Les estimations réalisées

sont tracées respectivement en rouge et bleu sur la Figure 4.5.
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FIGURE 4.5 — TLCa estimés avec et sans la prise en compte de la position de 'accéléro-
meétre

Nous pouvons observer sur la Figure 4.5 que les TCLa estimés avec ou sans prise en
compte de la position de 'accélérométre sont quasiment superposés. L’influence de I'ac-
célération de la vitesse de lacet est limitée dans notre cas, a cause du demi-empattement
arriere qui est faible (L, = 0.7m). Méme si la prise en compte de la position de I'accéléro-
meétre peut amener théoriquement une estimation plus précise du TCLa lors de variations
brutales de la vitesse de lacet, 'accés a la variation de la vitesse de lacet 6 ne peut étre
réalisé qu’en dérivant numériquement un signal fortement bruité a cause du milieu tout-
terrain. Par conséquent, il est préférable au final de ne pas tenir compte de la position de
laccélérométre afin d’assurer une meilleure fiabilité quant a la précision de ’estimation
et de la prédiction du TCLa.

4.2.2.3 Reésultats obtenus avec et sans la prise en compte de 1’accélération de

roulis

Lors de la modélisation en roulis et tangage du véhicule (voir section 2.2.1 et 2.2.2),
I'accélération due au mouvement entre la partie suspendue et le chassis a été négligée
devant celle due a la dynamique latérale du véhicule. Afin de justifier cette hypothése, les
modéles analytiques du TCLa et du TCLo ((2.10) et (2.15)) ont été modifiés afin qu’ils
en tiennent compte. En reportant (2.6) dans (2.5) (et en procédant de méme pour le

tangage), on a :

O'r c 2 : "2 : For ( r)
- AY" 4 hepp” sin(@,) 4 b7 sin(p,) — =m0

o h,. cos(¢r)
- AD 4 Ry, sin(p,) — ferclen)
v By cos(,) (4.3)
- —2
TCLa= 2"+ “Zh sin(p,)
&
TCLo = Li—L;y -2

L + Thp Sin(@l’)



Les TCLa et TCLo ont été de nouveau estimés avec les données des essais présentés
précédemment (figures 4.1 et 4.4), mais en utilisant le systéme (4.3) qui tient compte de
la dynamique de roulis. Sur la Figure 4.6, les TCLa et TCLo estimés avec ou sans la prise

en compte de la dynamique de roulis sont respectivement tracés en rouge et bleu.
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FIGURE 4.6 — Influence de la dynamique de roulis sur I'estimation du TCla et du TCLo

Nous remarquons sur la Figure 4.6 que les TCLa et TCLo estimés avec la prise en
compte de Paccélération de roulis (en rouge) n’apportent pas une meilleure estimation
des TCLa et TCLo réels (en noir), puisque leurs évolutions sont superposées a celles qui
ont été estimées avec le modéle simplifié (i.e. (2.10), (2.15) et (4.2)). Ainsi, la dynamique
de roulis peut étre négligée dans notre cas au vu des résultats présentés, ce qui permet de

simplifier les équations et donc de les rendre plus robustes aux bruits de mesure.

4.2.3 Influence du pilote et du chargement
4.2.3.1 Problématique

Comme pour l'observation de la dynamique de lacet (voir section 3.6.4), 'objectif est ici
d’étudier I'impact que peut avoir le positionnement du pilote ou un chargement supplé-
mentaire (personne, bagage, matériels, etc.) sur 'estimation du TCLa et du TCLo. Au vu
du modéle de roulis (2.10) et de tangage (2.15), les paramétres qui sont susceptibles de
varier sont la masse m, les hauteurs h,/h,, les demi-voies ¢;/c; et les demi-empattements
L;/L,. Cependant, contrairement a I’estimation de la dynamique de lacet qui est réalisée
au moyen d’observateurs, I'estimation du TCLa et du TCLo est réalisée en boucle ouverte.
De ce fait, la modification de ces paramétres implique inévitablement une modification
des valeurs de transfert de charge estimées qui n’est pas forcément négligeable en fonction
du poids du VLTT considéré.

Cependant, la prise en compte d’un chargement dont le poids n’est pas négligeable
par rapport a celui du systéme quad-pilote est assez difficile a réaliser. En effet, cela
demanderait a I'utilisateur du véhicule d’une part de pouvoir estimer le poids de celui-ci
et d’autre part d’indiquer au systéme de sécurité son positionnement et sa valeur a travers
une interface. Aussi, cette section se focalise uniquement sur l'influence du pilote, et son

objectif est d’abord de confirmer I'impact de la position du pilote sur les transferts de



charge et dans un second temps de valider ’approche proposée en section 2.2.3 afin de

prendre en compte le déplacement latéral et vertical du conducteur.

4.2.3.2 Influence de la position du conducteur sur le TCLa et le TCLo

Cette influence a été mesurée sur le quad Massey Fergusson MF400H présenté en annexe
A. Pour cela, les valeurs du TCLa et du TCLo ont été mesurées sur sol plat et a I'arrét

pour les positions suivantes du pilote :

e Pilote assis en avant ou en arriére,

e Pilote décalé sur le coté gauche ou droit.

Les résultats de ces mesures sont reportés dans le tableau 4.7.

TCLa mesuré TCLo mesuré

Pilote assis |Gauche| centré | Droite | Avant | centré |Arriére

6% -2% -8% 4% -3% -8%

FIGURE 4.7 — Estimation des transferts de charge en fonction de la position du pilote

Nous pouvons remarquer que les différentes positions ont augmenté ou diminué les
transferts de charge d’'un maximum de 8%. Cet impact limité s’explique par le poids
particuliérement élevé du quad MF400H (334kg) par rapport a celui du pilote (80kg).
Cependant, cette influence peut étre de l'ordre de 20 % sur des véhicules beaucoup plus
légers. Par exemple, il a été montré dans | | que la position latérale du pilote aug-
mente ou réduit de 15 % la valeur du TCLa sur un quad Kymco Mxer 150, dont le poids
a vide est de 166kg. Dans ces conditions, il parait important de pouvoir estimer cette
influence afin d’étre en mesure de détecter les moments a risque avec précision. Ainsi, la
section suivante présente différentes expérimentations afin de valider I’approche proposée
en section 2.2.3 pour l'estimation du TCLa avec la prise en compte de la position du
pilote.

Une approche similaire était envisageable pour prendre en compte l'influence du pilote
sur le TCLo. En effet, tant qu’il reste assis, il suffit d’installer des capteurs de pression
dans le siége, de fagcon a pouvoir ensuite adapter les demi-empattements en fonction
de sa position. Cependant, comme les travaux présentés dans ce mémoire étaient avant
tout focalisés sur la prévention du risque de renversement latéral (voir section 1.5), cette

solution n’a pas été mise en ceuvre.

4.2.3.3 Validation du systéme de prise en compte du pilote pour ’estimation
du TCLa

Pour cela, deux expérimentations ont été réalisées avec le quad MF400H décrivant un

1

cercle a une vitesse constante d’environ 4 ms~— sur un sol recouvert d’herbe. Pendant le

premier essai (nommeé essai 1) le pilote prend d’abord une position centrée, puis il s’incline



du mauvais coté afin de simuler un pilote qui se ferait emporter par la force centrifuge.
Finalement, il adopte le comportement d’un pilote expérimenté et il se décale du coté
intérieur au virage. En ce qui concerne le deuxiéme essai (nommé essai 2), le pilote passe
de la position assise a debout durant le virage.

Tout d’abord, le TCLa a été estimé pour les deux essais avec les paramétres standards
qui correspondent a une position centrée et assise du pilote : ¢; = 0.49, co = 0.51 et h, =
1.14. Les résultats de ces deux essais sont affichés sur la Figure 4.8 avec respectivement

en rouge et noir les TCLa estimés et mesurés. Les mesures proviennent des capteurs

dynamométriques.
Essai | : assis
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FIGURE 4.8 — Comparaison du TCLa mesuré et estimé sans adaptation en temps-réel des
parameétres du modéle de roulis

Que cela soit pour l'essai 1 ou 2, le TCLa estimé n’est plus correct dés que le pilote
prend une position éloignée de la position standard (assis et centré). En effet, le TCLa est
sous-estimé lorsque le pilote est décalé sur le coté extérieur au virage et a l'inverse il est
sur-estimé dans le cas ou le pilote se déhanche du bon c6té. Les sur- et sous-estimations
ne sont pas trés importantes (de l'ordre de 5 & 10%) a cause du poids élevé du véhicule
par rapport a celui du pilote (voir discussion a la section 4.2.3.2).

Par la suite, ’estimation du TCLa a été réalisée avec 'adaptation en temps-réel des
parameétres c¢1, co et h, en fonction de la position mesurée par les capteurs de pression
installés dans les cale-pieds (voir section 2.2.3). Les ensembles de paramétres utilisés pour

un pilote de 80kg sont :



Pilote assis centré : ¢; = 0.49, ¢ =0.51 et h, = 1.14

Pilote assis décalé a gauche : ¢; = 0.47, co = 0.53 et h, = 1.14

Pilote assis décalé a droite : ¢; = 0.54, co = 0.46 et h, = 1.14

Pilote debout : ¢y =0.49, co = 0.51 et h, = 1.2

Ces ensembles de paramétres ont été identifiés par la mesure du TCLa pour chacune des
positions considérées du pilote en étant a ’arrét et sur sol plat. En effet, 'accélération
latérale est nulle (i.e. A9 = 0) dans ces conditions, ce qui permet grace au systéme (2.10)

d’en déduire la position du centre de gravité sur le plan latéral :

TCLa+1
Cl = ————¢C
2 (4.4)
Cop=C—(C

L’identification de h, a été aussi réalisée empiriquement, car cette distance ne corres-
pond pas a une distance mesurée sur le véhicule mais a un paramétre qui est couplé a la

valeur de la rigidité de la suspension K. Leur identification expérimentale est présentée

A annexe C.
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FIGURE 4.9 — Comparaison du TCLa mesuré, estimé avec et estimé sans adaptation en
temps-réel des paramétres du modéle de roulis

La Figure 4.9 permet de comparer le TCLa mesuré (en noir) a ceux qui ont été estimés

avec ou sans prise en compte de la position du pilote (respectivement en bleu et rouge).



Nous pouvons remarquer que le TCLa estimé avec 'adaptation en temps-réel des para-
meétres du véhicule en fonction de la position du pilote est plus proche du TCLa réel que
ne l'est le TCLa estimé avec les paramétres fixes. Ainsi, la prise en compte de la position
du pilote & partir des capteurs de pression installés dans les cale-pieds permet d’obtenir
une meilleure estimation du TCLa.

Par ailleurs, la Figure 4.10 représente les variations du transfert de charge du pilote
(TCP) et du poids total appliqué sur les cale-pieds (Py,;) respectivement lors des essais
1 et 2. Cette figure permet de confirmer le choix de seuils élevés (|[TCP| > 80% et
Piot > 0.8m,) pour la détection des positions latérale et verticale du pilote. En effet, le
pilote se retient avec le pied extérieur lors d’un virage en position assise centrée, ce qui
premiérement crée un TCP élevé (|[TCP| > 70%) et deuxiémement un sur-poids fictif

(Piot > 40kg) di a la force exercée par la jambe sur le repose-pied.
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FIGURE 4.10 — Mesures des forces appliquées sur les cale-pieds : TCP et P,

4.2.4 De l'estimation a ’anticipation du risque

En premier lieu, différents résultats expérimentaux ont permis de valider la capacité des
modéles (2.10) et (2.15) & estimer précisément le TCLa et le TCLo & partir uniquement
de la mesure des accélérations latérale et longitudinale. De plus, il a été démontré que ces
estimations sont représentatives de la réalité a la condition qu’'une des deux dynamiques
(latérale ou longitudinale) soit négligeable par rapport a I'autre. Cependant, ce découplage
imposé des dynamiques n’est pas génant, puisque les renversements latéral et longitudinal
ne peuvent avoir lieu en méme temps.

Par la suite, 'approche proposée en section 2.2.3 afin de prendre en compte le dépla-



cement du pilote sur les axes latéral et vertical du véhicule a été validée a partir d’essais
en grandeur réelle. En effet, la mesure des forces appliquées sur les cale-pieds permet
d’obtenir une bonne estimation de la position du pilote et par conséquent d’adapter en
temps-réel les paramétres du véhicule, ce qui permet au final d’estimer plus précisément
le TCLa quelle que soit la position du pilote.

Finalement, dans le cadre de la prévention du risque de renversement latéral, il est
préférable d’anticiper les situations a risque du fait que le temps nécessaire a la mise
en place d’une telle situation peut étre de l'ordre de la seconde, notamment lors des
changements de direction brusques a haute vitesse. Dans ces situations, le pilote ne peut
réagir a temps car son temps de réaction est du méme ordre de grandeur. C’est pourquoi
la prédiction du TCLa est nécessaire afin de pouvoir envisager des actions anticipatives.
En revanche la prédiction du TCLo n’est pas primordiale pour empécher le renversement
longitudinal comme nous le verrons lors de la section 4.4, qui présente le développement
du systéme de sécurité actif.

Ainsi, la prochaine section propose un algorithme prédictif qui permet de prédire
I’accélération latérale du véhicule, et par conséquent le TCLa au vu de sa définition

(2.10), afin de prévenir le pilote des risques de renversement latéral.



4.3 Anticipation du risque de renversement latéral

L’objectif général de cette section est de mettre en avant 'intérét des algorithmes d’obser-
vation développés dans le chapitre précédent afin d’aller plus loin dans la prévention des
risques de renversement latéral. En effet, ces algorithmes donnent accés a 1’ensemble des
paramétres du modéle bicyclette (présenté lors du chapitre 2), ce qui permet d’expliciter
I’évolution de l'accélération latérale au cours d'un virage quelles qu’aient été les varia-
tions des conditions d’adhérence et du relief du terrain. Ainsi, sa prédiction est possible
en injectant dans ce modéle bicyclette une extrapolation des commandes du conducteur.
Finalement, le remplacement de l'accélération latérale mesurée par sa valeur prédite au
moyen du modéle de roulis (2.10) (présenté lors du chapitre 2) donne accés a une antici-
pation du TCLa et nous permet d’envisager le développement d’un systéme de sécurité
actif pour la prévention de ce risque. Plus précisément, la méthodologie employée pour la

prédiction du TCLa est détaillée dans la partie suivante.

4.3.1 Méthodologie

Dans l'optique de prévenir les risques de renversement latéral, I’évolution du TCLa est
prédite sur un horizon H afin d’anticiper les dépassements éventuels d’un seuil critique.
Pour rappel, ce seuil est classiquement fixé a 80 % afin de garder une marge de sécurité
suffisante, méme s’il pourrait prendre tout autre valeur arbitraire.

Concrétement, au vu du modéle de roulis (2.10), la prédiction du TCLa (notée TC La')
impose de prédire 'accélération latérale Ag” et donc, au vu de (2.59), I'ensemble des
variables suivantes : 'angle de dérive global [, la vitesse de lacet 0 et la vitesse linéaire
arriére du véhicule u,. A contrario, les conditions d’adhérence (C et C,) et le relief du
terrain (o, et a,.) sont considérés comme constant sur I’horizon de prédiction, car il n’est
pas possible de les anticiper avec notre systéme de perception. Cette hypothése n’est pas
aberrante tant que ’horizon de prédiction reste petit. Avec cette hypothése, la méthode

utilisée pour prédire le TCLa est détaillée par le schéma bloc présenté sur la Figure 4.11.

)

Mesures | pradiction 87 Modeéle 0f uf Modeéle
VLTT —> . .
commandes f bicyclette f de roulis
\ ) Ur p
)
Observateur Cf Cr
oMM

) par
FIGURE 4.11 — Principe général de prédiction du risque de renversement latéral

Les différentes étapes menant a 1’évaluation en temps-réel du T'C'La’ (instant présent

noté ty) sont détaillées ci-apres :

e Les commandes du véhicule sont extrapolées sur I'horizon de prédiction H a partir
des valeurs mesurées et de leurs dérivés calculées a l'instant ¢y, dans le cas ou

les valeurs prédites tendent & augmenter le risque de renversement. Dans le cas



contraire, elles sont gardées constantes sur 1’horizon de prédiction. Plus précisément,

leurs évolutions sont décrites par les fonctions suivantes :

ur(t;) + 0 (to) - dt, si u,(to) et @,.(to) sont de méme signe
up(tiv1) =

u,(to) sinon

5(t;) + 0(to) - dt, sid(ty) et 6(to) sont de méme signe (4.5)

o) = { d(to) sinon

avec 0 <i<nettg<. <t <ti1 <. <tg+H

e L’observateur OMM permet d’estimer les rigidités de dérive (C et C,) et le relief du
terrain (o, et «,) afin que le modéle bicyclette représente I'état dynamique actuel

du véhicule dans un contexte tout-terrain.

e Gréace aux deux premiéres étapes, le modéle dynamique de lacet (2.56) peut étre
intégré afin d’estimer 1’évolution des deux derniéres variables qui rentrent dans le
modéle (2.59) de laccélération latérale et qui n’ont pas été encore prédites, soit
O(Lirr) et Bltiy) (to < tivy < to+ H).

e La derniére étape consiste donc a intégrer le modéle de roulis (2.10) et (2.59) a partir
des évolutions prédites des différentes variables composant 1’accélération latérale Ag’“
calculées a I’étape précédente. Ainsi, nous avons accés a I’évolution du TCLa’ sur

I’horizon de prédiction H.

Concernant le choix de I’horizon de prédiction H, celui-ci a été fixé dans notre cadre
expérimental & une valeur de 1s, car cela correspond au temps de réaction moyen d’un
étre humain. En effet, une prédiction sur un horizon plus grand n’est pas envisageable
puisque nous n’avons pas connaissance a 'avance des intentions du pilote. Méme si cela
est techniquement possible, la prédiction réalisée aurait alors tendance a largement sur-
anticiper le risque de renversement, ce qui impliquerait un déclenchement intempestif du
systéme de sécurité. Il est évident que 'objectif visé n’est pas de limiter les capacités du
véhicule, mais au contraire de fournir a son utilisateur un moyen d’aide a la conduite qui

se doit d’étre le plus précis possible.

4.3.2 Pertinence de l’algorithme de prédiction du TCLa
4.3.2.1 Présentation de ’essai expérimental

Afin de valider I'algorithme de prédiction du TCLa, un essai avec une trajectoire similaire
a celle qui avait été présentée dans le chapitre précédent est utilisé. Pour rappel, cet essai,
pour lequel la trajectoire est a nouveau affichée sur la Figure 4.12, a été réalisé avec le
quad Massey Fergusson sur différents types de surface et avec la présence d’une pente de
20° sur une partie de la trajectoire. La vitesse du véhicule est comprise entre 4ms™! et
6msL.

Cet essai est intéressant car d’'une part il regroupe deux situations classiques ot le

risque de renversement est important :
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FIGURE 4.12 — Trajectoire suivie par le quad Massey Fergusson lors de 'essai

e Courbe 1 : Virage brusque a vitesse élevée sur un sol adhérent,
e Courbe 3 : Virage dans une forte pente ot le véhicule monte pour négocier le virage.
et d’autre part, une des situations typiques ou le risque est faible :

e Courbe 2 : Accélération forte dans une courbe sur un sol glissant avec un véhicule

a propulsion.

En effet, dans ce dernier cas, si le pilote accélére fortement, I'adhérence des roues
arriére sature rapidement sur ’axe longitudinal et leur capacité a transmettre un effort
latéral diminue drastiquement. Par conséquent, cette perte d’adhérence de ’essieu arriére
rend le véhicule sur-vireur et oblige le pilote a contrebraquer afin de ne pas partir en
téte-a-queue. Du point de vue des mesures, cela se traduit par une accélération latérale
plus faible pour une méme vitesse de lacet que ce que I’on aurait mesuré sur un véhicule
sous-vireur. C’est pourquoi le risque de renversement est plus faible dans cette situation.

Sur la Figure 4.13, on peut observer que le véhicule est bien sur-vireur lors du second
virage car les vitesses de lacet entre le premier (5 a 10s) et le deuxiéme virage (15 a
20s) sont similaires mais avec une accélération latérale qui a diminué de 30 %. Cela peut
étre confirmé par le fait que le conducteur accélére et contrebraque durant le deuxiéme
virage respectivement a partir de 18s (détecté par le capteur sur la gachette des gaz)
et 18.6s. Enfin, le critére de stabilité de lacet définissant le comportement du véhicule
(sous/sur-vireur) a été représenté sur la Figure 4.13 (en bas a droite) par I'intermédiaire
de la variable Stab;, pour des raisons de simplification. L’évolution de Stab; dépend du

critére de stabilité & (voir section 2.4.4) et est définie comme suit :

e Staby, = —1, si & > 0 : comportement sous-vireur,

o Staby =0, si & < 0 et Umesure < Uerie : COMpoOrtement sur-vireur, sans pour autant

que le véhicule soit en situation de téte-a-queue,

o Staby, =1, si & < 0 et Upesure > Ueris © COMportement sur-vireur et détection d’un

téte-a-queue.
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FIGURE 4.13 — Comparaison de la vitesse de lacet et de 1'accélération latérale estimée lors
de 'essai

Avec cette variable, le changement de comportement de sous- & sur-vireur & partir de
18.2s et la détection du téte-a-queue a partir de 18.4 s sont bien visibles sur la Figure 4.13.
Le bref passage de Staby a 0 apres la détection du téte-a-queue s’explique simplement par

le fait que le véhicule se trouve a la frontiére de la zone stable.

4.3.2.2 Reésultats obtenus

La Figure 4.14 représente les résultats obtenus lors de cet essai avec les courbes en bleu
et noir qui montrent respectivement le TCLa prédit (TCLa’) et celui qui a été mesuré
grace aux capteurs dynamométriques.

Tout d’abord, le TCLa prédit anticipe correctement le transfert de charge mesuré a
I’entrée des courbes ou le risque de renversement est le plus important et notamment lors
des virages 1 (6 4 10 s) et 3 (15 & 21 s) ou le TCLa approche la valeur critique de 100 %.
Le dépassement du seuil d’avertissement (80 %) est respectivement anticipé de 0.5s, 1s et
0.5s pour les virages 1, 2 et 3. Ce temps est plus court dans le cas du premier et du dernier
virage car le transfert de charge a augmenté trés rapidement. En effet, le conducteur a
braqué soudainement, ce qui est imprévisible, la trajectoire désirée par le conducteur ne
peut étre connue en avance. C’est aussi pour cette raison que le seuil d’avertissement a

été défini a 80 %. Cela permet de garder une marge de sécurité temporelle afin d’avertir
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FIGURE 4.14 — Transfert de charge latéral prédit lors de I'essai

le conducteur, mais aussi d’agir sur les commandes du véhicule. Le développement d’un

tel systéme fait justement I'objet de la section 4.4.
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FIGURE 4.15 — Evolution du TC'La’ et des rigidités de dérive pendant le second virage

Cependant, une légére sur-estimation du TCLa prédit peut étre remarquée aux en-
virons de 16.2s. Elle s’explique comme suit : le conducteur tourne brusquement sur un
sol peu adhérent, ce qui entraine une saturation quasi-instantanée des pneumatiques.
Comme notre modéle de contact roue/sol est un modéle linéaire, I'observateur OMM es-
time, comme il est attendu, une chute des rigidités de dérive afin de prendre en compte
la non-linéarité du pneumatique : voir Figure 4.15. Cette estimation n’est cependant pas
immeédiate car 'observateur requiert un temps de convergence qui est au plus de 0.3 s : voir
section 3.6.3.3. En ajoutant le retard introduit par la dynamique de roulis, cela explique
que l'erreur dure environ 0.4s. Ce type d’erreur est difficilement évitable puisqu’une va-
riation brutale des commandes du véhicule n’est pas prévisible, il n’est pas possible de
connaitre a ’avance le comportement du conducteur. Toutefois, cette situation n’est pas
réellement dommageable & la prévention du risque de renversement, étant donné que le

TCLa prédit tend a étre sur-estimé et non le contraire.
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FIGURE 4.16 — Evolution de I’angle de braquage, de la vitesse de lacet et de I'accélération
latérale lors du dernier virage

Enfin, la différence observée entre les TCLa prédit et mesuré autour de 28s n’est pas
due & une erreur de prédiction. En effet, nous constatons sur la Figure 4.16 qu’a cet
instant le conducteur rameéne transitoirement 'angle de braquage a zéro. Par conséquent,
les mesures de la vitesse de lacet et de I'accélération latérale utilisées par I'algorithme de
prédiction du TCLa chutent brusquement, et donc il est logique que le TC Laf soit ramené
a 50 % comme le montre la Figure 4.14. Logiquement, le TCLa mesuré qui fait office de
référence devrait présenter le méme profil. Ce n’est pas le cas car cet instant correspond
a la portion de virage ou le véhicule passe de la zone trés inclinée a la zone plane, voir
Figure 4.17 (et c’est pour négocier ce changement de pente que le conducteur a agi ainsi
sur le braquage), et au vu des dimensions du véhicule par rapport au rayon de brisure
du relief, le débattement de la suspension n’est pas suffisant pour assurer le maintien du

contact entre la roue avant gauche et le sol. Par conséquent, la mesure de I'effort normal

Ligne de brisure

FIGURE 4.17 — Mise en évidence du soulévement de la roue avant gauche lors du passage
de la ligne de brisure

sur cette roue est nulle ce qui implique la mesure par les capteurs dynamométriques d’un
TCLa proche de 100 %, et ce bien que le véhicule ne soit pas en réalité en situation de

renversement, puisqu’il n’est pas soumis a une forte accélération latérale. Au final, la chute



du TCLa' at =28 s alors que le TCLa mesuré reste élevé ne correspond pas & une non
détection d’un risque avéré de renversement, mais est due & une mesure erronée du TCLa
du fait qu’une roue ne touchait plus le sol dans une situation non dangereuse.

La prochaine section consiste a étudier I'influence de I'observateur sur la prédiction
du TCLa afin de mettre en évidence I'importance d’estimer correctement la dynamique
latérale du véhicule, si le risque de renversement doit étre anticipé avec précision en milieu

tout-terrain.

4.3.3 Influence de 'observateur sur le risque de renversement

Dans le chapitre précédent, différents points avaient été mis en avant afin d’estimer avec
précision la dynamique latérale d’'un véhicule en milieu tout-terrain. Il s’agissait dans
un premier temps de la prise en compte de l'inclinaison du véhicule et du changement
de comportement de celui-ci lors de conduites agressives. Dans un second temps, la loi
d’adaptation des rigidités de dérive a été modifiée afin d’estimer correctement de larges
variations de celles-ci. Ainsi, I'objectif est ici de montrer I'impact de ces différents points

sur la prédiction du transfert de charge latéral.

4.3.3.1 Prise en compte de l’inclinaison du véhicule

La Figure 4.18 représente ’évolution du TCLa prédit avec et sans prise en compte de
I'inclinaison du véhicule avec les données enregistrées lors de I'expérimentation présentée
précédemment (voir section 4.3.2.1). Pour cela, I'essai a été rejoué en post-traitement en
imposant o, = oy, = 0 dans l'algorithme de I'observateur. Les courbes en bleu et rouge
correspondent respectivement au TCLa prédit avec et sans estimation des inclinaisons du

véhicule, alors que la courbe en noir représente toujours le TCLa mesuré par les capteurs

dynamométriques.
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FIGURE 4.18 — Transfert de charge latéral prédit avec et sans prise en compte de l'incli-
naison du véhicule

Comme attendu, le TCLa prédit avec o, = a;, = 0 (courbe rouge) est faux en présence

d’une pente latérale, soit de 22s a 31s. En revanche, il est également faux lors des zones



planes et notamment lors du premier virage, soit de 5s a 11s. Cette observation permet
de confirmer ce qui avait été dit en section 3.5.2.3 en ce qui concerne le recalage du modéle
bicyclette grace a 'estimation des inclinaisons de tangage et de roulis. En effet, puisque la
courbe bleue ne se superpose pas sur la rouge, c’est qu’une inclinaison «, non nulle a été
estimeée, et ce bien que le sol soit plat. Les estimations de angle de dérive global (/) et
des inclinaisons (o, et a;) ne correspondent donc pas forcément exactement a leur valeur
réelle, mais le modéle bicyclette reste ainsi représentatif de la dynamique latérale, ce qui
permet de prédire correctement l'accélération latérale et par conséquent de prédire avec
précision le TCLa, comme on peut le voir sur la Figure 4.18.

Toutefois, une légére erreur peut étre remarquée a la fin du virage 1 sur l'asphalte
entre 10.46 et 23.7 s, puisque le TCLa prédit sans la pente est correct, alors que celui
prédit avec la pente sur-estime légérement le mesuré. Cette erreur est due aux méthodes
d’estimation de la pente et de la mesure virtuelle de I’angle de dérive global (voir sections
3.5.2.3 et 3.5.1 respectivement), qui reposent tous les deux sur les mémes équations :
les modeéles des accélérations latérale et longitudinale. Ainsi, pour rappel (voir section
3.5.2.3), les gains pour l'estimation de la pente sont réglés de telle sorte que la vitesse de
convergence soit plus lente que celle de 'angle de dérive global, afin d’expliquer en priorité
les accélérations latérale et longitudinale par une variation de ’angle de dérive global, qui
a un impact bien plus important sur le risque de renversement latéral. Ce réglage implique
un léger retard dans I'estimation de la pente latérale et donc la sur-prédiction constatée du
TCLa. Cependant, ce type d’erreur n’est pas dommageable, puisqu’il apparait uniquement

aprés un virage, moment ou le risque de renversement est inexistant.

4.3.3.2 Prise en compte du sur/sous-virage

L’objectif de cette section est de mettre en avant 'importance de prendre en compte les
deux types de comportement du véhicule (sous/sur-virage) afin de prédire correctement
le TCLa, comme cela avait été démontré expérimentalement pour ’estimation de la dy-
namique de lacet lors du chapitre précédent. En effet, le changement de comportement
est di a une différence d’adhérence entre les essieux avant et arriere (Cy # C,), ce qui
influe sur la valeur de ’angle de dérive global et donc sur celle de 'accélération latérale
au centre de roulis instantané (voir modélisation de AJ" : équation (2.59)). Par consé-
quent, la prédiction du TCLa est largement impactée puisqu’elle repose sur la prédiction
de l'accélération, cf (2.10).

Pour cela, toujours a partir des données de I'essai présenté sur la Figure 4.12, le TCLa
a été prédit en post-traitement avec deux observateurs de type OBS (Cfy = C, = C,). Ces
observateurs ont été paramétrés pour représenter un véhicule soit sous-vireur (UST-0),
soit sur-vireur (OST-0O). Les résultats sont affichés sur la Figure 4.19.

Nous pouvons observer que sur I’ensemble de la trajectoire, quand le TCLa prédit avec
I'observateur UST-O est correct, I'autre est clairement faux et inversement. C’est pour
cette raison qu’un simple observateur de type OBS ne peut étre utilisé afin d’anticiper
correctement le risque de renversement. Afin d’y remédier, une premiére solution a été

proposée a travers le systéme d’observation DOBS (voir section 3.4). Cette solution est
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FIGURE 4.19 — Transfert de charge latéral prédit avec des observateurs sous- ou sur-vireur

relativement efficace, puisque le TCLa prédit avec ce systéme d’observation anticipe rela-
tivement bien les dépassements du seuil de sécurité, comme le montre son évolution sur

la Figure 4.20 (courbe rouge).
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FIGURE 4.20 — Transfert de charge latéral prédit avec un systéme d’observation DOBS

Cependant, I’évolution du TCLa prédit avec 'observateur DOBS est souvent fausse
durant les virages, car ’hypothése d’'une rigidité de dérive globale ne peut permettre
une estimation précise de la dynamique latérale (voir section 3.6.3 pour plus de détails).
Ainsi, méme si le risque de renversement peut étre détecté avec ce systéme d’observation,
les performances obtenues en estimant séparément les rigidités sont naturellement bien

meilleures, comme cela a pu étre vérifié sur la Figure 4.14.

4.3.3.3 Loi d’adaptation des rigidités de dérive

Au chapitre précédent, il a été mis en avant I'importance du type de loi utilisée pour
I'adaptation des conditions d’adhérence afin d’estimer correctement la dynamique latérale
du véhicule (voir sections 3.6.1.2 et 3.6.3.3). Puisque la prédiction du TCLa est dépendante

de ces estimations, différents résultats sont présentés afin de confirmer les développements



proposés. Ces résultats sont basés sur I'expérimentation réelle qui a déja été présentée sur
la Figure 4.12.

En premier lieu, le TCLa a été prédit avec un observateur OMM o1 Iestimation des
rigidités de dérive a été réalisée par une loi de convergence exponentielle (nommée MO, voir
équation (3.18)). C'est-a-dire que lors de la seconde étape (voir section 3.5.2), estimation
des rigidités de dérive est directement réalisée par le calcul d’un vecteur de commande wu,
composé des rigidités de dérive (u; = [Cf C,]") et non des efforts latéraux. L’évolution
du TCLa prédit avec cette loi (nommée MO) est affichée sur la Figure 4.21 en rouge. A
titre de comparaison, le TCLa prédit avec I'observateur OMM final (avec la loi nommée

M?2) est de nouveau tracé en bleu sur cette figure (voir Figure 4.14).
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FIGURE 4.21 — Influence de loi d’estimation des rigidités de dérive sur la prédiction du
TCLa

De méme que pour l'estimation de la dynamique de lacet, la non-utilisation d’une
descente de gradient pour I'estimation des rigidités de dérive peut avoir une influence
néfaste sur la prédiction du TCLa. En effet, les discontinuités provoquées par le gel de
Iobservateur pendant la ligne droite ont fortement perturbé ’évolution du TCLa prédit
puisqu’il n’anticipe pas le risque de renversement autour de 7s. Lors des deux autres
virages, les gels de I'observateur n’impactent pas la prédiction du TCLa (les courbes sont
superposées) car d’une part les rigidités de dérive étaient bien estimées a l'entrée du
virage, ce qui n’était pas le cas sur le 1¢ virage car le véhicule n’avait alors évolué¢ qu’en
ligne droite. Et d’autre part, le conducteur tourne sur des terrains avec des conditions
d’adhérence similaires (gravier et herbe) lors des deux derniers virages. De ce fait, lors
de la reprise de I'observateur, les rigidités de dérive sont moins éloignées de leurs valeurs
réelles.

Ce premier résultat met en évidence I'intérét d’estimer les rigidités de dérive avec une
loi & descente de gradient, puisque la prédiction du TCLa est plus précise avec celle-
ci. Cependant, cette loi a été légérement modifiée afin d’améliorer la convergence de
I'observateur lorsque le véhicule tourne sur un sol adhérent. Afin de confirmer l'intérét
de la loi (3.35), nommée M2, par rapport & la loi (3.13), nommée M1, les TCLa prédits

avec les lois M1 et M2 sont respectivement tracés en rouge et bleu sur la Figure 4.22. Les



mémes gains (R = R, = 100) ont été utilisés dans les 2 cas.
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FIGURE 4.22 — Intérét de la loi de convergence M2 pour l'estimation des rigidités de
dérive du point de vue de la prédiction du TCLa.

Nous pouvons remarquer que le choix de la loi M1 ou M2 a peu d’influence sur
la prédiction du TCLa lorsque le véhicule avance sur un sol peu adhérent (virage sur
gravier et herbe). En revanche, 1'utilisation de la loi M1 ne permet pas d’anticiper le
risque de renversement lors du virage sur asphalte. Comme cela avait été expliqué dans le
chapitre précédent, la loi M1 ne converge pas assez rapidement dans ces conditions, ce qui
implique une sous-estimation des rigidités de dérive et donc une mauvaise prédiction de
la dynamique latérale. Afin que le TCLa prédit avec la loi M1 soit correct lors du virage
sur asphalte, les gains de convergence Ry et R, pour I'adaptation des rigidités de dérive

doivent étre supérieures a 5000, comme le montre la Figure 4.23.
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FIGURE 4.23 — TCLa prédits en utilisant la loi d’adaptation des rigidités de dérive M1
avec des gains de convergence différents.

Cependant, méme si un gain aussi élevé n’introduit pas de divergence de ’observateur
lors de cet essai, la prédiction du TCLa est fausse & plusieurs reprises lors des différents

virages comme nous pouvons le voir sur la Figure 4.23 (du fait que les gains sont élevés,



le TCLa a tendance a osciller). C’est pourquoi I'utilisation d’une loi de type M2 est trés
intéressante, puisqu’elle permet d’obtenir une anticipation précise du TCLa sans avoir

besoin de régler les gains Ry et R, en fonction des conditions d’adhérence.

4.3.4 De l'anticipation a la prévention des risques

Cette section a permis de mettre en évidence la pertinence du critére de stabilité latérale
qui repose sur la prédiction du TCLa. En effet, les différentes expérimentations réelles
ont montré que le TCLa prédit franchit toujours avec une avance correcte le seuil de
sécurité avant que le TCLa réel ne le fasse. Cette performance repose avant tout dans la
capacité de 'observateur OMM & estimer précisément la dynamique latérale du véhicule
indépendamment des spécificités liées & une évolution en milieu tout-terrain : variation
des conditions d’adhérence et du relief. En effet, il a été démontré que I'estimation de
I'inclinaison du véhicule, I'estimation séparée des conditions d’adhérence et la méthode
par laquelle celles-ci sont estimées sont des points cruciaux afin d’obtenir des estimations
représentatives de la dynamique réelle du véhicule et donc du TCLa.

Méme si ’avance disponible pour la détection du risque de renversement latéral peut
paraitre faible (au maximum 1 s) pour les raisons décrites a la section 4.3.1, ce temps peut
tout de méme étre mis & profit afin de générer des actions visant a réduire le risque de
renversement. Ainsi, il est possible dans un premier temps d’avertir le pilote par différents
moyens qui restent a déterminer en fonction de leur efficacité : signaux visuels, sonores,
Interface-Homme-Machine, etc. Cependant, quand le risque de renversement est critique,
il serait nécessaire d’envisager le développement d’une rétroaction sur les commandes du
véhicule en s’inspirant par exemple des systémes de sécurité présentés dans le chapitre
d’introduction pour les motocyclettes (coupure des gaz, voir section 1.7.3). C’est dans
cette optique que la section suivante est consacrée a la création d’un dispositif de sécurité

actif afin d’améliorer la stabilité des véhicules évoluant en milieu naturel.



4.4 Systéme de sécurité actif dédié aux VLTT

Puisque l'estimation du TCLo et la prédiction du TCLa permettent de détecter avec
précision les risques de renversement, I’objectif de cette section est de proposer un systéme
de sécurité actif, qui basé sur ces données, permet d’un coté de prévenir efficacement le
pilote d’un risque de renversement, et d’un autre c6té de le limiter quand le danger est
imminent. Afin de réunir au mieux ces deux objectifs (prévention et limitation), le choix du
systéme de sécurité s’est porté sur la conception d'un retour haptique sur la gachette des
gaz. La suite de cette section a donc pour objectif de présenter d’'une part les différentes
motivations justifiant ce choix de rétroaction et d’autre part le systéme physique installé
sur le quad MF400H (voir annexe A).

4.4.1 Rétroaction par retour haptique sur la giachette des gaz

4.4.1.1 Motivations

Pour les mémes raisons que celles mentionnées lors du développement du systéme permet-
tant d’anticiper ce risque, le coflit du systéme de sécurité doit rester contenu, ce qui limite
les solutions techniques envisageables. En effet, comme évoqué en introduction (voir sec-
tion 1.7), les différentes techniques utilisées par 'industrie automobile sont des solutions
inadaptées, puisqu’elles sont d’une part difficilement installables sur ce type de véhicule
pour des raisons d’encombrement, et d’autre part le coiit de tels systémes est excessif
pour les VLTT.

Pour ces raisons, la solution la plus viable est la conception d’un systéme qui agit
sur les commandes du véhicule (angle de braquage, freins et gachette des gaz). Toutefois,
une rétroaction sur 'angle de braquage n’est pas envisageable méme si une diminution de
celui-ci réduirait considérablement le risque de renversement. La premiére raison est que les
VLTT sont rarement équipés d’une direction assistée (uniquement quelques modéles haut
de gamme), ce qui implique d’une part des frais supplémentaires en équipement cotiteux,
et d’autre part son installation sur ce type de véhicules est mécaniquement complexe.
La deuxiéme raison est qu’il n’est pas rare que le pilote doive tourner brusquement afin
d’éviter un obstacle, et ce type de rétroaction lui enléverait alors la controlabilité du
véhicule.

Ainsi, 'unique rétroaction possible est d’agir sur la vitesse du véhicule afin de réduire
le risque de renversement lorsque celui-ci devient critique. Les deux solutions envisageables
sont d’agir soit sur les freins, soit sur la commande des gaz. La premiére solution ne peut
étre viable que pour les VLTT haut de gamme, car une rétroaction sur les freins implique
la mise en place d’un systéme hydraulique en paralléle (actionneurs, pompes hydrauliques,
etc. ) qui est assez cotiteux. C’est pourquoi la solution retenue est le développement d’un
systéme de rétroaction sur la commande des gaz. Une diminution ou une coupure des gaz
permet de réduire la vitesse d’'un VLTT car ces véhicules sont pour la plupart motorisés
avec un mono-cylindre. Ce type de motorisation a I’avantage de fournir un couple-moteur

assez important, ce qui permet de ralentir le véhicule en cas de coupure des gaz.



Plusieurs solutions techniques sont envisageables pour le controéle des gaz dont la plus
efficace pour les véhicules récents serait d’agir directement sur la commande des injecteurs.
Cependant, cette solution a été écartée car 'objectif de ce projet est la création d’un
systéme pouvant étre implémenté de facon simple sur tous les types de quad. Pour cette
raison, la solution retenue a été la conception d’un retour haptique sur la gachette des gaz
ou la force appliquée est fonction du risque de renversement, soit estimé (TCLa et TCLo)
grace aux modéles de roulis et de tangage (respectivement (2.10) et (2.15)), soit prédit
(TCLa) avec l'utilisation du systéme d’observation OMM (section 3.5). Cette solution,
présentée en section 4.4.1.2, a 'avantage d’étre industriellement peu cotiteuse et facile a
installer.

En plus de pouvoir limiter le risque de renversement comme nous le verrons a travers
la présentation d’expérimentations, cette solution permet aussi d’informer efficacement le
pilote du risque actuel et donc de lui laisser la possibilité d’agir rapidement afin de ne pas
se renverser. En effet, il est possible avec ce type de solution de controler I'intensité du
retour d’effort appliqué et de ne pas simplement imposer le ralentissement du véhicule par
un retour de la gachette que 'on ne ferait qu’en dernier recours, en cas de renversement
imminent. Ainsi, le principe est de générer une dureté dans la gachette des gaz, qui soit
progressive en fonction de la marge de stabilité restante. Cette dureté est ressentie en
permanence par le conducteur ce qui permet de 'informer continuellement du risque de
renversement. De plus, si cette dureté est trop élevée, elle devient vite génante et invite
fortement le conducteur a ralentir comme cela a pu étre remarqué lors des expérimentions
réelles.

Par rapport & un systéme d’avertissement classique, basé sur des signaux visuels ou
sonores, ce type de rétroaction permet d’une part de laisser la capacité au pilote de ne
pas suivre I'indication, et d’autre part I'information qu’il pergoit lui parait plus naturelle,
nuancée et sa compréhension est quasi-immédiate. En effet, dans le cas d’un avertissement
sonore, il est toujours difficile de ’entendre a cause du bruit du moteur et du port du
casque, et un niveau sonore suffisamment élevé serait dérangeant pour le pilote et I'entou-
rage. Dans le cas d’un avertissement lumineux, le conducteur peut ne pas étre attentif aux
signaux visuels, car il regarde avant tout sa trajectoire. De ce fait et dans les deux cas, le
temps de compréhension de 'information n’est pas constant et peut étre facilement supé-
rieur au temps nécessaire pour se renverser (environ 1s). De plus, il est difficile de fournir
avec ce type d’avertissement des nuances sur le risque de renversement qui soient rapide-
ment compréhensibles par le pilote. Pour ces raisons, la conception d’une rétroaction par
un retour d’effort sur la gachette des gaz, qui est & la frontiére entre 'avertissement et la

rétroaction, a été privilégiée dans nos travaux.

4.4.1.2 Présentation d’un prototype du systéme de rétroaction

La conception de ce systéme, représentée sur la Figure 4.24, est détaillée en annexe D. La
création du retour d’effort est réalisée grace a un moto-réducteur électrique, car d’une part
cette technologie est peu cotiteuse et d’autre part ’asservissement du couple est facilement

réalisable. En effet, le couple d’un moteur & courant continu peut étre commandé en
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FIGURE 4.24 — Systeme de retour d’effort sur la gachette des gaz

tension. Plus précisément, 1’équation électrique régissant ce type de moteur est :

d-I
U=R-T+L-—+F (1.6)

avec U la tension appliquée sur le circuit d’induit, I le courant circulant dans ce circuit,
R et L respectivement la résistance et l'inductance de ce circuit. Enfin F et I' sont

respectivement la force électro-motrice induite et le couple induit qui s’expriment comme :

E=K-Q

K (4.7)

ol K est la constante de couple du moteur.
Toutefois, le pilote oppose toujours une force résistante qui bloque la rotation du rotor,
ce qui implique une force électromotrice E nulle. Le modéle du moteur est alors similaire

4 un systéme du premier ordre avec une constante de temps 7 = L - R™! :

U=R-I+L-——

d-I
dt (4.8)

=K1

D’aprés les données constructeur du moteur choisi, disponibles en annexe D, cette
constante de temps est égale & 1ms. De ce fait, notre moteur est toujours en régime
permanent puisque la commande est actualisée toutes les 10 ms. Le modéle analytique du

moteur devient finalement :

(4.9)
avec Ky =R/K

D’aprés (4.9), le couple du moteur est directement proportionnel & la tension appli-
quée a ses bornes, ce qui nous évite le développement d’un asservissement en courant,
complexe et difficile & réaliser. Un simple asservissement en tension est ici réalisé grace
a un interrupteur (transistor de puissance MOFSET) commandé en PWM (Pulse Width



Modulation) par un micro-controleur. Avec une fréquence de commande fixée a 10kHz,
le moteur ne voit que ’harmonique fondamentale qui correspond a la tension moyenne.
De cette maniére, le controle de la tension et donc de la force générée au niveau de la
gachette peut étre réalisé via le rapport cyclique de la PWM, puisqu’il spécifie la tension
moyenne appliquée aux bornes du moteur. Ainsi, ’enjeu est d’asservir I'effort résistant en

fonction du risque et/ou de son anticipation, objet de la prochaine section.

4.4.2 Systéme de controle du retour d’effort
4.4.2.1 Principe général

Maintenant que le systéme de rétroaction a été défini, le systéme de sécurité peut étre

détaillé. Il est résumé par la Figure 4.25.
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FIGURE 4.25 — Vue d’ensemble du systéme de sécurité actif

Ce systéme est composé de quatre étapes décrites ci-apres :

e Le bloc "Observateur” est composé de I'observateur OMM (voir section 3.5) qui est
associé au modele de lacet (modéle (2.56)). Cette étape permet Uestimation de la
dynamique latérale a partir des mesures fournies (i.e. 0,68, u,, A9 et A?") et ceci

quels que soient les conditions d’adhérence et le relief du terrain.

e Le bloc "Prédiction de l'accélération latérale" utilise le modéle de lacet, dont les
paramétres ont été estimés par I’étape précédente, et la prédiction des commandes

du pilote (0 et u,), afin de prédire Paccélération latérale.

e le bloc "Estimation et prédiction du risque de renversement" permet d’estimer et
d’anticiper le TCLo et le TCLa, qui représentent respectivement les risques de ren-
versement longitudinal et latéral. Pour cela, les modéles de tangage (modéle (2.15))
et de roulis (modéle (2.10)) sont respectivement utilisés avec la mesure de P'accélé-

ration longitudinale et la prédiction de 'accélération latérale.

e Le bloc "Systéme de rétroaction" est composé du systéme de retour haptique pré-
senté précédemment. Il a pour mission de controler la force appliquée sur la gachette
des gaz en fonction du risque de renversement longitudinal ou latéral. La stratégie

de commande du retour d’effort est présentée dans la section suivante.



4.4.2.2 Stratégies de commande du retour d’effort

Le développement d’une loi de commande pour le retour d’effort a appliquer sur la ga-
chette des gaz en fonction du risque de renversement est complexe et nécessite une étude
ergonomique. Ainsi, I’objectif est ici de proposer une premiére solution permettant d’étu-
dier l'efficacité d’'un tel systéme pour la prévention du risque de renversement. Cette
solution, présentée sur la Figure 4.26, est composée de deux fonctions indépendantes qui
déterminent les forces Fr.: et Fr,, & appliquer respectivement en fonction du risque de
renversement latéral (estimé et prédit) et longitudinal (estimé). Ces deux fonctions sont

décrites dans les paragraphes suivants.

TCLo estimé
—_—> Frqt = fonction(TCLo)

Tension

Commande
Moteur

TCLa estimé

- F,qt = fonction(TCLa, TCLa’)
TCLa prédit

Moteur a C.C.

F1GURE 4.26 — Vue d’ensemble du systéme de sécurité actif

Comme il existe un couplage entre le TCLa et le TCLo (voir section 4.2.2), les forces
Fron et Fprq ne sont jamais significatives en méme temps. Aussi, Fr,, (respectivement
Frat) est considérée comme nulle dés que la vitesse de lacet est supérieure (respectivement
inférieure) a 5°s~!. L’unique force de consigne significative est alors traduite en tension

4 appliquer au moteur électrique par le bloc "Commande moteur".

Renversement latéral : Le premier objectif est d’informer en temps-réel le pilote
du risque de renversement latéral par une sensation de dureté dans la gachette des gaz
tant que le TCLa estimé ne dépasse pas une valeur critique T'C La.,.;;. Au-dela de cette
valeur critique, le deuxiéme objectif du systéme de sécurité est d’'imposer le retour de la
gachette des gaz afin de couper 'alimentation du moteur et par conséquent de réduire
la vitesse du véhicule. Pour cela, la stratégie de retour d’effort retenue est constituée de

deux composantes nommeées F, et F), avec la force de commande F7q égale a :
Fro = max(F,, F,) (4.10)

L’évolution des forces F, et F},, qui sont fonction respectivement des TCLa estimé et
prédit, est détaillée ci-aprés et illustrée sur la Figure 4.27 :

e Force d’avertissement F, :

— TCLa € [0 : TCLai,y] : 1a valeur du TCLa estimé est faible. Cela implique que

le pilote évolue en ligne droite. Un retour d’effort dans la gachette n’est donc



Force [N]

N —— E,(TCLa)
—— FEy(TCLa))
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Falim
. >TCLa et TCLa'
0 TCLajyy TCLacrie 1

FIGURE 4.27 — Evolution des forces F, et F, en fonction des TCLa estimé et prédit

pas nécessaire.

— TCLa € [TCLajys : TCLag) : le risque de renversement augmentant, il est a
présent nécessaire d’en informer le pilote grace a une force F, proportionnelle
au TCLa estimé. Lorsque le TCLo atteint T'C' Lo, 'intensité de la force F,
est notée Fay,. De la sorte, F, est suffisamment élevée pour que le pilote soit
conscient de I’état de stabilité du VLT'T, tout en lui laissant la controlabilité

de la gachette.

— TCLa € [TCLagy = 1] : le risque de renversement est trop important. Il est
donc nécessaire d’empécher au pilote la possibilité d’accélérer. La contre-force
est alors réglée afin d’étre au moins égale a celle du pilote. Lorsque le TCLo

atteint la valeur de 1, 'intensité de la force F, est notée Fa,,qz.
e Force de limitation F), :

— TCLal € [0 : TC La) : 1a force est nulle puisqu’aucun risque de renversement
n’est détecté. En effet, le TCLa prédit ne dépasse pas le seuil critique (i.e.
TCLCLcm't).

— TCLa! € [TCLaey : 1] : un risque est détecté car |TCLa’| > |TCLaei|.
Ainsi, la force Fa,,q, est appliquée. Son intensité est suffisamment élevée pour
que le pilote ne puisse la contrer, le retour de la gachette est ainsi imposé tant

que le TCLa prédit n’est pas redescendu en-dessous du seuil critique.

Renversement longitudinal : A la différence de la prévention du risque de renverse-
ment latéral, la force générée F7,, au niveau de la gachette n’est fonction que du TCLo
estimé puisque que nous n’avons pas acces a sa prédiction. En revanche, les objectifs sont
toujours d’informer le pilote de la stabilité du véhicule tant que le TCLo reste en-dessous
d’un seuil critique (i.e. TC'Log.;;) et de le limiter si ce seuil est dépassé. Ainsi, I’évolution
de la force Fp,, appliquée a la gachette en fonction du TCLo estimé est représentée sur
la Figure 4.28.

L’évolution de F7,, est divisée en trois parties en fonction du risque de renversement :
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FIGURE 4.28 — Evolution de la force FJ,, en fonction du TCLo estimé

e TCLo € [0 : TCLo0jnf| : la valeur du TCLo estimé est faible, donc il n’est pas

nécessaire de générer un retour d’effort dans la gachette.

o T'CLo € [TCL0ys : TCLo0c i) : 1a force Fl, est proportionnelle au TCLo estimé,
afin d’informer en temps-réel le conducteur sans pour autant 'empécher d’accélérer.

Lorsque le TCLo atteint T'C' Lo,,;;, I'intensité de la force Fy,, est notée Foy,,.

e T'CLo € [TCLo : 1] : le risque de renversement est accru et il est nécessaire de
couper la commande des gaz afin que la valeur du TCLo redescende en-dessous de

TCLoei;. Aussi, la force Fo,,q, est appliquée afin d’y contraindre le pilote.

4.4.2.3 Identification des paramétres de commande du moteur

Afin que les deux commandes développées précédemment soient ergonomiques, les diffé-
rents parameétres définissant ’évolution des forces Fj,, et Fp,; ont été identifiés séparé-

ment pour les dynamiques latérale et longitudinale.

Valeurs de T'C'La;,y et TCLas: : Comme une diminution de la vitesse n’implique
pas une réduction immeédiate du risque de renversement, une marge de sécurité doit étre
conservée, méme si nos estimation et anticipation du TCLa sont précises et prennent en
compte le possible déplacement latéral du pilote. En effet, en moins de 1 s, le conducteur
peut avoir tourné le guidon et s’étre mis dans une situation a risque. Cette durée est
bien trop courte pour que le systéme ait le temps de diminuer suffisamment la vitesse du
véhicule afin que le TCLa ne dépasse pas le seuil critique. C’est d’autant plus vrai que la
rétroaction n’a pas lieu sur les freins mais sur la commande d’accélération. Ainsi, méme
si I'accélération est coupée le TCLa peut dépasser le seuil critique T'C'La.,;; a cause de
I'inertie du véhicule ou du relief descendant.

Pour ces raisons, le seuil critique & partir duquel 'accélération du véhicule est coupée

est fixé 4 80 % (i.e. |TC'Lacit| = 0.8) et non & 100 % puisqu’il n’est pas possible d’empécher



le dépassement du seuil critique. Cette remarque met en évidence l'intérét de prédire le
TCLa, afin d’anticiper le dépassement du seuil critique et par conséquent de réduire le
temps pendant lequel le TCLa est au-dessus de cette limite. En ce qui concerne la limite

inférieure T'C'Lay ¢, elle est fixée empiriquement & 20 %.

Valeurs de T'C'Lo;,; et TCLo,;; : Méme si une coupure des gaz entraine la chute
immédiate du TCLo, le seuil critique pour le renversement longitudinal est aussi fixé a
80 % (i.e. TC' Loy = 0.8) pour prendre une marge, étant donné que la position du pilote
n’est pas prise en compte et que le risque n’est pas anticipé (pas de prédiction du TCLo).

La limite inférieure T'C Lo;,s est aussi fixée empiriquement a 20 %.

Valeurs de Fa,.., Foym €t Fo,,., ¢+ Une premiére identification de ces paramétres
a été réalisée a partir d’expérimentations réelles effectuées avec le quad MF400H qui est
équipé du systéme présenté sur la Figure 4.24. Le principe de I'étude a été de déterminer
la pénibilité ressentie par le conducteur pour controler la gachette en fonction de la force

appliquée. Les résultats de cette étude sont affichés sur la Figure 4.29.

Force
L, 0-15N 15-30N 30-40 N 40-50N
appliquée
La gachette est La gachette peut
Ressenti L & . .g pA Impossible de retenir
. négligeable facilement uniquement étre A
pilote u . .\ la gachette
contrélable maintenue en position

FIGURE 4.29 — Sensation ressentie par le conducteur en fonction du retour d’effort

D’aprés ces résultats, les valeurs des forces Fanez, FOmazw, Faym et Foy, ont été

choisies ainsi :
o Fa,.,=50N,
e F0,,,=50N.
e Fay,=30N.

o [0,,—30N.



4.4.3 Validation expérimentale du systéme de sécurité actif

Des essais en grandeur réelle sont présentés afin d’étudier la capacité du systéme de ré-
troaction proposé a limiter I’évolution des transferts de charge (TClo et TCLa) en cas de
risque imminent. Lors de ces essais, I'effet progressif sur la dureté de la gachette a été jugé
positivement par le pilote : I'information quant & la marge de stabilité restante remontée
par cette voie a été percue comme rapidement compréhensible et efficace. Cependant,
comme il est difficile de quantifier le ressenti du pilote, les essais ci-dessous évaluent uni-
quement 'intérét de la seconde composante du systéme proposé, c’est-a-dire la limitation
des transferts de charge par retour de la gachette. En conséquence, la commande des
efforts Fr,, et Fr, a été modifiée de telle sorte qu’elle ne tienne compte que des seuils
critiques (T'C' Lot et TC Laer;). La commande utilisée lors de ces essais est représentée

par la Figure 4.30.

Force [N] T Force [N]

Fapax Fomax

——Fq(TCLaS) Fron(TCLo)

TClLa TCLo

0 0
TCLag; 1 TCLoqie 1

FIGURE 4.30 — Commande simplifiée des forces Frq; et Frop

Ces essais ont été réalisés avec le quad MF400H équipé du systéme de rétroaction par

retour haptique sur la gachette des gaz (voir Figure 4.24).

4.4.3.1 Prévention du renversement latéral

L’essai, dont la trajectoire est représentée sur la Figure 4.31, a pour objectif de reproduire
une situation avec un risque de renversement latéral. Pour cela, un conducteur prend un
virage serré sur une phase d’accélération avec une vitesse maximale de 5ms~! atteinte au
milieu du virage (a 10s).

Le systéme de sécurité a été activé puisque 'algorithme d’anticipation a prédit un
TCLa supérieur au seuil critique (|T'C' Lag.| = 0.8) comme le montre la Figure 4.32, qui
représente I'évolution des différentes variables impactant le TCLa.

Nous pouvons remarquer que le pilote a été obligé de relacher la gachette des gaz a
partir du moment ot la force Fr,; de 50N a été appliquée, puisque la mesure de son angle
d’enfoncement chute brutalement de 30° & 0° (80° correspond a I'enfoncement maximal).
Par conséquent, la vitesse linéaire du véhicule diminue rapidement grace au frein moteur :
elle est divisée par deux durant le virage (entre 10 et 13s). Cependant, cette diminution
n’est pas immeédiate & cause de 'inertie du véhicule, ce qui explique que le TCLa mesuré

dépasse légérement le seuil critique sur une période de 0.79s. C’est pourquoi, il est néces-
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FIGURE 4.31 — Trajectoire suivie par le quad MF400H équipé du systéme de rétroaction

saire de garder une marge de 20 % afin de contenir ’évolution du TCLa dans une zone
de sécurité, qui garantisse un non-soulévement des roues (i.e. 80% < T'C'La < 100%).
Par ailleurs, cette remarque permet aussi de confirmer l'intérét de prédire le TCLa dans
Iobjectif de limiter les dépassements du seuil critique. En effet, si le TCLa estimé et non
prédit avait été utilisé pour commander la force de rétroaction, celle-ci aurait été générée
plus tardivement (au minimum de 0.5s), ce qui aurait augmenté le temps pendant lequel
le véhicule est en situation a risque.

De plus, cette diminution de la vitesse linéaire implique une réduction des glissements
latéraux des pneumatiques, ce qui se traduit par un pouvoir directeur plus important du
train avant et par conséquent le véhicule tourne plus rapidement. De ce fait, le pilote
est forcé de diminuer l'angle de braquage s’il veut conserver sa trajectoire initiale. Ce
phénomeéne est observable sur 'essai présenté, puisque 1’angle de braquage passe de 10°
a b° peu de temps aprés 'application du retour d’effort. Ainsi, l'efficacité du systéme de
sécurité est renforcée indirectement par le comportement du conducteur, puisqu’il diminue
I’autre commande responsable du risque de renversement latéral : 'angle de braquage.

Pour en revenir a 'essai présenté, si ce retour d’effort n’avait pas été appliqué, la
vitesse linéaire du véhicule aurait augmenté, puisque le conducteur aurait gardé enfoncé
la gachette des gaz. Avec une vitesse de passage en courbe plus élevée, 'angle de braquage
aurait été plus important afin de compenser I'augmentation des glissements latéraux, ce
qui aurait eu pour conséquence directe un risque de renversement latéral accru. Une
situation similaire a été réalisée sur le méme virage mais en désactivant le systéme de
sécurité. Les résultats de ce deuxiéme essai sont représentés sur la Figure 4.33.

Méme si la comparaison est difficile, nous pouvons observer sur la Figure 4.33 que la
vitesse d’entrée en courbe du véhicule est quasiment identique a celle de I’essai précédent
(6ms~! au lieu de 5ms™1), mais cette vitesse est cette fois maintenue puisque le systéme
de sécurité a été désactivé. Le pilote a été obligé d’augmenter ’angle de braquage de 50 %
pour la méme trajectoire par rapport a I'essai précédent du fait que le véhicule est sous-
vireur et que la vitesse n’a pas été réduite. Cette augmentation de I’angle de braquage et la

vitesse élevée de passage en courbe impliquent évidemment un TCLa bien plus important.
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FIGURE 4.32 — Résultats obtenus avec le systéme de sécurité actif

D’ailleurs durant cet essai, la valeur du TCLa mesuré a approchée a deux reprises le seuil
critique de 100 %, qui correspond & un début de renversement du véhicule. Par conséquent,
cet essai permet de confirmer 'intérét d’un systéme de rétroaction sur la gachette des gaz
afin de limiter le risque de renversement, puisque pour le passage d’un méme virage a une
vitesse quasiment identique, le risque de renversement mesuré est significativement réduit

quand le systéme de sécurité est activé.

4.4.3.2 Prévention du renversement longitudinal

Le quad MF400H peut étre amené a la limite du renversement latéral, comme cela a été
présenté a la section 4.4.3.1. A contrario, il ne dispose pas d’un moteur assez puissant au
vu de son poids pour réaliser des accélérations qui provoqueraient des transferts de masse
importants. De plus, nous n’avions pas accés a des terrains avec des pentes suffisamment
inclinées pour réaliser des essais aux limites de renversement. Cependant, des essais sur
sol plat ont été réalisés avec un seuil critique TC Lo, abaissé & 30% afin de valider
tout de méme la capacité du systéme de rétroaction & limiter I’évolution du TCLo. Plus
précisément, l'essai dont les résultats sont représentés sur la Figure 4.34 consistait a
effectuer des successions d’accélérations en ligne droite avec le systéme de sécurité activé.

Nous pouvons remarquer sur la Figure 4.34 que lorsque le TCLo estimé dépasse le seuil
critique (i.e. TCLouyw = 30%), il décroit extrémement vite (en moins de 0.5s) & partir
de l'instant ol le systéme de sécurité est activé. Cependant, le TCLo estimé dépasse
légérement le seuil critique du fait que la valeur du TCLo n’est pas anticipée. De plus, le

délai entre 'application du retour d’effort et I’arrét du couple transmis aux roues arriére
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FIGURE 4.33 — Résultats obtenus avec le systéme de sécurité actif désactivé

n’est pas négligeable pour les raisons suivantes :

e le retour de la gachette n’est pas instantané (quelques dixiémes de seconde en fonc-

tion de la force du pilote),

e le moteur et le systéme de transmission mécanique possédent une latence dans le
traitement de la consigne, notamment avec les véhicules équipés de carburateurs

(latence a la fermeture des papillons).

C’est pour ces raisons quune marge de sécurité de 20% (i.e. TCLog = 80% dans
I'application pratique) doit étre conservée, afin que le soulévement des roues avant soit

évité, d’autant plus que I'influence du pilote n’est pas prise en compte.
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FIGURE 4.34 — Résultats du 2°¢ essai avec le systéme de sécurité actif



Comme pour la validation de la prévention du risque de renversement latéral, ’essai
présenté doit étre comparé avec un essai témoin. Pour cela, il suffit de se reporter a la
Figure 4.4 représentant un essai similaire mais avec le systéme de sécurité désactivé. De
ce fait, le pilote a pu accélérer librement, ce qui a permis au TCLo de dépasser les 40 %
sur des durées supérieures & la seconde. Ainsi, la capacité du systéme de sécurité a limiter
le transfert de charge longitudinal par la génération d’un retour d’effort dans la gachette

des gaz est validée.

4.4.4 Conclusion

Dans cette section, un systéme pour la prévention des risques de renversement latéral
et longitudinal a été présenté. Ce systéme est basé sur un retour haptique au niveau de
la gachette des gaz, ce qui permet soit de controler le couple transmis aux roues arriére
(limitation du TCLo), soit de limiter la vitesse du véhicule (limitation du TCLa). Ainsi,
une premiére loi de commande a été proposée afin de prévenir dans un premier temps le
pilote du risque encouru (simulation d’une dureté accrue a l’enfoncement de la gachette)
et de le limiter dans un second temps si ce dernier devient trop important (imposition
du retour de la gachette). Des expérimentations réelles (réalisées avec le quad MF400H)
ont permis de valider l'efficacité d’un tel systéme a limiter 1’évolution du TCLa et du
TCLo au-dessus d'un seuil limite et par conséquent d’assurer la sécurité du conducteur.
Par ailleurs, il a été aussi démontré qu’il n’était pas nécessaire de prédire le TCLo pour
limiter son évolution puisque le systéme de sécurité permet d’annuler la transmission du
couple aux roues arriére, qui est responsable du renversement longitudinal.

En ce qui concerne Defficacité du systéme & informer le pilote sur le risque de renver-
sement latéral, il a été remarqué durant les essais que le paramétrage proposé permet de
garder une excellente controlabilité sur la gachette des gaz, et le ressenti parait naturel
tant que le pilote ne dépasse pas le seuil de sécurité (i.e. |T'C'La| < 0.8). A contrario, la
conduite du véhicule au-dessus de cette limite devient vite trés fatigante et désagréable a
cause du retour d’effort important, qui implique de surcroit des décélérations intempes-
tives. Ainsi, le pilote réduit naturellement son rythme de conduite afin de ne pas étre géné
par le systéme de sécurité.

Pour la suite du projet, méme si une premiére estimation des paramétres du systéme
de retour haptique a été proposée, il convient de réaliser une étude ergonomique compléte
afin d’optimiser I'efficacité du systéme. De plus, méme si nous avons validé la capacité du
systéeme a limiter le transfert de charge longitudinal, les essais présentés ne comportaient
pas de situation a risque & cause de la motorisation limitée du véhicule expérimental. Il
est donc nécessaire de réaliser des essais avec un risque avéré de renversement longitudinal
afin de valider en conditions réelles l'efficacité du systéme de sécurité proposé.

Finalement, dans le cas de la stabilité latérale, nous avons pu remarquer que la di-
minution de la vitesse linéaire du véhicule permet de réduire significativement le risque
de renversement. Aussi, la prochaine section se penche sur une méthode, qui consiste a

maintenir la stabilité du véhicule par la régulation de la vitesse.



4.5 Maintien de la stabilité latérale du véhicule par ré-

gulation de la vitesse

4.5.1 Introduction

Puisque nous disposons d’un modéle d’évolution du TCLa (voir section 2.2.1) et que les
commandes du véhicule a Pinstant courant (angle de braquage et vitesse) sont connues,
I’idée est d’estimer grace aux techniques de commande prédictive la vitesse maximale 4,
qui garderait sur un horizon temporel I’évolution du TCLa dans une plage de sécurité
donnée (e.g. [TCLa| < 0.8). Si l'on suit cette idée, la commande du véhicule peut alors

étre résumée par le schéma-bloc représenté sur la Figure 4.35. Elle se compose de 3 blocs :

e Le bloc "Observateur", qui permet d’estimer les variables et paramétres (glisse-
ments latéraux, conditions d’adhérence, pentes) qui déterminent I’état dynamique

du véhicule et qui sont nécessaires au calcul de la vitesse maximale admissible.

e Le bloc "Estimation de la stabilité du véhicule", qui consiste & estimer en temps-
réel I’évolution du TCLa grace & la mesure de I'accélération latérale. Pour rappel,

la méthode utilisée est détaillée en section 4.2.

e Le bloc "Commande prédictive", qui utilise les données fournies par les deux blocs
précédents afin de calculer grace aux techniques de commande prédictive la vitesse
maximum U,,,, a ne pas dépasser. La méthode de calcul est détaillée ci-aprés en
section 4.5.2. Enfin, la vitesse sélectionnée correspond au minimum entre la consigne

Ures €t la vitesse maximum admissible 4, afin que le véhicule reste dans une zone
stable (i.e. |TCLa| < 0.8).

Vitesse désirée Mesures
. .
> min > Véhicule Observateur
_J

A 4

[ Stabilité du véhicule ]

TCLa estimé

A 4

Vitesse max | Commande |‘ Glissements et
l predictive l pente du véhicule

FIGURE 4.35 — Schéma de controéle global du véhicule

La suite de cette section a donc pour objectif de présenter succinctement les différentes
techniques de commande prédictive susceptibles de s’appliquer & un véhicule. Parmi celles-
ci, la commande prédictive a modéle est naturellement privilégiée puisque I’estimation du
risque de renversement est basée sur des modéles dynamiques du véhicule. Finalement, la
performance de l'algorithme est étudiée a travers la présentation de résultats provenant

de simulations avancées et d’expérimentations réelles.



4.5.2 Application d’une commande PFC i la stabilité latérale des

véhicules
4.5.2.1 Principe de la commande prédictive fonctionnelle

L’origine des commandes prédictives remonte aux années 1950 avec le prédicteur de Smith
[ ], qui est considéré comme une des premiéres solutions permettant de compenser
le retard des actionneurs. Son principe est de comparer la consigne a une prédiction de la
sortie du systéme réalisée avec une avance égale au retard pur estimé L. Cette technique,
illustrée sur la Figure 4.36, permet de générer une commande comme si le retard du
systéme n’existait pas. Enfin, comme dans tout asservissement, les erreurs sur le modéle
G(p) et les perturbations sur la sortie sont prises en compte par une boucle externe. Méme
si cette solution fait office de référence dans la littérature (voir | |), d’autres approches
prédictives ont été proposées par la suite, dont certaines sont comparées dans | | et

| | par exemple.

Consigne u Processus incluant un
: Commande (C(p)) ]— retard .
Yo ¥ e rte ||y
lT(p) |

e Llp

X<

FIGURE 4.36 — Principe du prédicteur de Smith

En particulier, une approche basée sur la connaissance d’'un modéle et/ou de la
consigne future a été introduite dans les années 1980. Elle est nommeée "Commande Pré-
dictive & Modéle" ou encore MPC. Cette dénomination est un terme général qui englobe un
ensemble de méthodes différentes dont les principales sont : Predictive Functional Control
(PFC - | ]), Generalized Predictive Control (GPC - | |), Extended Prediction
Self-Adaptive Control (EPSAC - | ), Dynamic Matrix Control (DMC - | D-
Néanmoins, ces différentes techniques, qui ont été employées dans divers domaines in-
dustriels (| |, | | et | |), utilisent la méme philosophie de controle et le
principe de fonctionnement reste le méme.

De maniére générale, la commande prédictive a modeéle (MPC) peut étre illustrée par
le schéma de la Figure 4.37 (voir | | pour une présentation plus détaillée). Quel que
soit le type de commande, la premiére étape obligatoire est la définition d’un horizon
de prédiction, noté H. Ensuite, 'objectif de la commande prédictive est de déterminer
une séquence de commande optimale a appliquer sur I'horizon H afin que la sortie du
processus suive une trajectoire de référence définie au préalable sur cet horizon.

Concrétement, cette séquence de commande est obtenue par la minimisation d’un
critére quadratique sur ’horizon de prédiction H. Le choix du critére & minimiser et la

structuration de la commande future calculée sur I’horizon de prédiction H différencient



Consigne future

Trajectoire de référence -,

A |

v\_'{i’:..-" * Sortie prédite |
Sortie du processus |
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t+H
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<

t Horizon de prédiction

Passé Présent Futur
FIGURE 4.37 — Principe de la commande prédictive

les différentes techniques de commande prédictive & modéle citées précédemment. Sinon,
les principales étapes définissant ’algorithme de la commande prédictive a modéle sont,

a chaque instant d’échantillonnage :
e Définir un horizon de prédiction pendant lequel la consigne future peut étre connue.

e Choisir une trajectoire de référence pour la sortie du processus afin de préciser

comment la consigne future doit étre atteinte.

e Déterminer la séquence de la commande future sur ’horizon H qui minimise I’écart

entre la trajectoire de référence et celle prédite grace au modéle du procédé.

e Appliquer au processus réel le premier échantillon de la séquence de commande

déterminée a ’étape précédente.

Méme si cette méthode de génération de commande nécessite un grand nombre de
calculs, elle peut étre appliquée en temps-réel grace aux performances élevées des micro-
controleurs qui sont disponibles de nos jours. De plus, il est possible de déterminer un
grand nombre de parameétres de 'algorithme au préalable, car nombre d’entre eux ne
dépendent que du modéle d’évolution, ce qui les rend constants. En outre, il est pos-
sible de décomposer astucieusement la séquence de commandes futures afin de réduire
significativement le nombre de calculs nécessaires a I’évaluation de cette derniére.

Ce type de méthode permet d’améliorer grandement les performances d’un asservisse-
ment pour tous les systémes complexes pour lesquels un modéle fiable peut étre proposé.
Par exemple, les avantages de cette approche pour la commande d’un robot paralléle a
quatre degrés de liberté sont explicités dans | |. En ce qui concerne le domaine de la
robotique mobile, une commande prédictive de type PFC pour I'angle de braquage a été
proposée dans | | afin d’augmenter la précision de suivi de trajectoire. De méme,
toujours dans le cadre du suivi de trajectoire a partir de lois de commande prédictive
a modele, il est possible de citer | |, | | et | |. Toutefois, ce type de
technique permet aussi de connaitre la commande & appliquer afin de limiter 1’évolution
d’une variable d’état du modéle dans un domaine donné : | ]. Cette application

est intéressante dans notre cas, car il est alors possible de connaitre les commandes a



ne pas appliquer afin que le TCLa ne dépasse pas une certaine valeur. C’est justement
cette approche qui est développée pour le maintien de la stabilité latérale des véhicules

autonomes.

4.5.2.2 Modéle linéaire d’évolution de ’angle de roulis

La section 4.3 a mis en évidence que les équations de la dynamique de roulis (2.10)
permettent d’anticiper précisément le TCLa avec les données fournies par 'observateur
OMM. Par conséquent, elles représentent le modéle de notre processus.

Comme notre objectif est de controler la vitesse linéaire du véhicule u afin de limiter
I'évolution du TCLa dans un domaine de sécurité (—0.8 < TCLa < 0.8), I’équation
d’évolution de l'angle de roulis (2.10) doit étre exprimée en fonction de cette vitesse, en
remplacant 1'accélération Ag" par son expression (2.59).

Etant donné que nous nous intéressons a la vitesse maximale admissible en virage
établi, les variables u et [ varient lentement par rapport a la vitesse de lacet 6. Cela permet
de négliger dans 'expression (2.59) les termes u/3 cos(3) et usin(3) devant uf cos(f). 1l a
été vérifié en simulation et en expérimentation que ces 2 termes sont bien 50 fois inférieurs
aul cos(). Cependant, I'impact de cette simplification sur 'estimation de I’angle de roulis
sera minimisé par I'ajout d’un terme d’auto-compensation dans le calcul de la séquence
de commande.

En réalité, cette simplification permet avant tout d’obtenir une équation différentielle
de 'angle de roulis ¢, linéaire en fonction de u, afin de respecter le formalisme PFC (voir
| | et | |). Plus précisément, en utilisant les 2 derniéres équations du modéle
de lacet (2.55), la vitesse de lacet 0 peut étre exprimée en fonction de la vitesse linéaire

du véhicule u comme suit :

tan(d + () — tan(f,)
L

0 = wcos(f) (4.11)

Ainsi, en combinant les équations (4.11), (2.59) et (2.10), on obtient 'équation dif-
férentielle ci-dessous, ou ,g désigne 'angle de roulis évalué avec cette simplification (la
notation ¢, étant gardée pour désigner 'angle de roulis estimé & partir de ’équation non
simplifiée (2.10)).

. m.h(tan(d + Bf) — tan(B,)) cos(B)* , | m.h..g . K,
Ors = 1B, u” + B, sin(a,.) B, ©Ors (4.12)

L’expression (4.12) peut étre mise sous la forme d’un modele d’état :

: 0 0
X=AXHBu="10hng x| X T | mhetonrs) tn@)eos@)? | @ (4.13)
B, B, LB,
avec X = [sin(a,) ¢r5]T et w = u? représentant respectivement le vecteur d’état et la

commande. On peut noter (cf. équation (4.11)) que le vecteur B est nul dés que la vitesse

de lacet est elle-méme nulle. Cela implique logiquement que 'angle ¢,s ne peut étre



commandé en ligne droite, ce qui impose la désactivation de I'algorithme de calcul PFC
lorsque l'angle de braquage est proche de zéro (|0 inférieur & une certaine limite). Ceci
n’est pas dommageable a la gestion du risque de renversement puisque dans ces situations
le risque est inexistant.

Enfin, 'équation de sortie associée au systéme (4.13) est :
y=cx=lo 1]x (4.14)

Maintenant que le modéle d’état linéaire a été défini, 'algorithme PFC peut lui étre

appliqué. Il est détaillé dans la section suivante.

4.5.2.3 Calcul de la vitesse maximale

Pour rappel, 'objectif de 'algorithme PFC dans notre cas est de calculer la vitesse qui
améne le TCLa a dépasser une valeur limite (e.g définie & 80 %) et qui sera ensuite consi-
dérée comme la vitesse maximale a ne pas dépasser. Le principe, illustré sur la Figure 4.38,
consiste a calculer la séquence de controle w qui permet d’atteindre asymptotiquement la
cible future @ e (déduite de la valeur limite du TCLa) aprés un horizon de prédiction H

choisi en fonction de la réponse des actionneurs ou du temps de réponse du conducteur.

Pcible

VAL

<

Séquence de
commande

>
>

Passé Présent n+1 n+h Futur

FIGURE 4.38 — Principe du calcul de ,,,,

Plus précisément, les différentes étapes qui composent 'algorithme sont détaillées dans

les paragraphes suivants.

Calcul de la cible a atteindre : Tout d’abord, il convient de calculer la valeur de
langle de roulis @ qui méne, en régime permanent, le TCLa & son seuil critique de
renversement (e.g. 80 %). Pour cela, 'expression (2.11) du TCLa en régime permanent est

utilisée, et fournit :

(4.15)

cy —c1 £0.8¢
2h,

Peiple = arCsin (

Définition de la trajectoire de référence : Ensuite, la trajectoire de référence ¢,.¢,

qui spécifie comment 1'état présent ¢,g doit rallier I’état futur e, doit étre définie.



Comme le modéle de notre processus est du premier ordre (voir équation (2.10)), la
trajectoire de référence est naturellement définie par une évolution discréte du méme

ordre :

(pref[n_,_i] = QPcible — fyi«pcible - @rs[n]) (416)

avec les indices [n] et [n +i] (0 < i < h) représentant respectivement U'instant courant ¢
et les instants suivants jusqu'a ¢ + H (t + H correspondant a I'indice n + h). De plus, ~y
est un paramétre (avec 0 < v < 1) qui permet de fixer avec quelle dynamique d’évolution

la trajectoire de référence rejoint sa cible sur ’horizon de prédiction.

Définition du critére de minimisation : Maintenant que la trajectoire de référence
a été fixée, l'objectif de la commande prédictive fonctionnelle est de définir la séquence
de contréle optimale (wi,...,wp44)) qui permet a ¢,g d’atteindre g sur I'horizon de
prédiction. Pour cela, on introduit un critére de minimisation D qui correspond a la somme
des carrés de la différence a chaque point de coincidence entre la trajectoire de référence

et la sortie prédite du processus notée .. Ce critére a pour expression :

2
D[TL} - Z (QOTS[H_H-] - @ref[n+i]) (417)

=1
D’un point de vue physique, il s’agit de minimiser I’écart entre I’évolution future
souhaitée et celle possible a partir de notre modéle de processus. Le critére D peut étre

représenté graphiquement comme indiqué sur la Figure 4.39.

Pcible

FIGURE 4.39 — Représentation graphique du critére a minimiser

Structuration de la commande future : Afin de minimiser le critére D défini pré-
cédemment, une structure de commande (w44, @ € [0, h]) doit étre choisie. Elle consiste
en une combinaison linéaire de fonctions spécifiées au préalable (nommées fonctions de

base), qui sont indépendantes entre elles :

Win+i] = Z ko) WBKy; (4.18)



O fig,, €t wpk, sont respectivement les coefficients a ajuster lors de la minimisation de

D et les fonctions de base au nombre de ny.

Les coefficients U dépendent que de l'instant présent (n), ils sont donc constants
sur I'horizon de prédiction. Par conséquent, le probléme de minimisation revient a dé-
terminer les valeurs des coefficients i, de la combinaison linéaire (4.18), au lieu de la

séquence de commande elle-méme.

De plus, seule la premiére commande wp, de la séquence [wp,),..., w15 est appliquée

all processus. Son expression est :

p
w[n] = Z uk[n] ka[o] (419)
k=1

Le choix des fonctions de base doit donc assurer que I'une au moins des fonctions
soit non nulle pour i = 0, c¢’est-a-dire il doit exister au moins un k € [1,...,n] tel que
W By, =% (. Dans cet objectif, une base polynomiale est classiquement choisie avec pour

convention que 0° = 1, soit :

WBky,; = ik_l, Vk € [1, ...,nb] (420)

Prédiction des valeurs de ’angle de roulis : La valeur prédite pour I'angle de
roulis a P'instant [n + 4] en réponse a la séquence de commande (4.19) peut étre obtenue

en discrétisant le modéle (4.13) :

Br8pnry = C(AaXpyio1 + Bawpyio1)) (4.21)

avec Ay et By les matrices d’état discrétes, déduites des matrices d’état continues du
systeme (4.13) :

Ag=etTe et By=A"Y(Aq—I)B (4.22)

ou T, désigne la période d’échantillonnage. Par récurrence jusqu’a 'instant courant n,
(4.21) devient :

PrSiry = CARX 1w + Y CAT By (4.23)

J=1

Le premier terme correspond a la réponse libre du modéle, alors que le second corres-

pond au régime forcé, qui est d a 'application de la commande w au systéme.

Finalement, en injectant (4.18) dans (4.23), cette derniére devient :

avec



T
pn) = [“Hn} Koy e 'u”b[n]]

R N (4.25)
Prapyy = [2321 CA" Bawpy, oy - 2 CAZ!_]Bde”b[nﬂ'—ﬂ}

T

Minimisation du critére : En introduisant (4.24) dans (4.17), le critére de minimisa-

tion est réécrit comme suit :

h
. 2

i=1
Si on note d(n + ) la différence entre la trajectoire de référence et la réponse libre du

systéme :

d(n+1) = Prefy g — CALX (4.27)

I'expression de Dy, devient :

Dy = 3 (W (0)@rsm, — dln+1)) (4.28)

=1
La derniére étape consiste donc a déterminer le vecteur p(n) qui minimise la valeur
de Dy,. Puisque Dy, est défini comme un paraboloide, son expression (4.28) admet un

minimum lorsque sa dérivée partielle par rapport a p(n) est nulle. Ainsi, en dérivant
(4.28), p(n) doit vérifier :

h

> (W ()Besn, — dn+1)) Brsn, =0 (4.29)

i=1
L’expression (4.29) peut étre réécrite en une équation du premier ordre, soit :

avec Ry et Ry respectivement de dimension n, X 1 et ny X ny :

h
Ry = d(n+i)@ss,

i=1

h
~ ~T
RQ: E SOT‘SB[I']SOT'SB[Z']
=1

(4.31)

En remarquant que Ry est une matrice carrée et inversible dés que le véhicule n’avance
pas en ligne droite (pour les raisons discutées a la suite de I'équation (4.13)), la solution

fopt(n) du probléme de minimisation est :

Hopt(n) = Ry Ry (4.32)



Cependant, comme cela a été mentionné précédemment, seule la premiére commande
de la séquence est appliquée au systéme, soit wp,. En combinant (4.32) et (4.19), la

commande proposée par I'algorithme PFC est :

T T
W] = [Nopt(n)] [U)Bl[o} WR20] - WBny 0] (4.33)

Si la séquence de commande [w[n], w[n+h]] obtenue par minimisation de Dy, était
appliquée sur I’horizon de prédiction, .5 et le TCLa atteindraient respectivement la
valeur . et £0.8 & l'instant ¢t + h. De ce fait, le premier élément de la séquence de
commande (i.e. wy,) correspond a la commande maximale qui ménerait le véhicule a un
risque de renversement. Donc, la vitesse maximum admissible pour le véhicule a 'instant

présent [n| est :

Umaz = 4/ W[n| (434)

puisque la vitesse est forcément positive.

Terme d’auto-compensation : Les approximations réalisées pour I'obtention de ¢,g
peuvent affecter les valeurs prédites du TCLa. Afin de diminuer 'impact de ces approxima-
tions et améliorer le calcul de la vitesse maximum admissible, 'ajout d’un terme d’auto-
compensation dans le critére & minimiser est une des solutions possibles. Concrétement,
la différence sur I’horizon de prédiction entre les valeurs de ’angle de roulis fournies par
le modéle (2.10) et celles renvoyées par le modéle simplifié (4.12) est supposée constante

et égale a la différence évaluée a I'instant courant (extrapolation d’ordre 0) :

/e\[nJri] = e[n] = Spr[n] - 997"5[”]7 1 S 1< h (435)

Le nouveau critére de minimisation est alors :

R N 2
Dy = Z (%Smﬂ + €[n+i] — SOref[nH]) (4.36)
i=1
La minimisation de ce critére se réalise de la méme maniére que pour le précédent, a

la différence que 'expression de R; est modifiée par I'ajout de l'erreur a l'instant [n].

Cet algorithme PFC se paramétre par le réglage du gain ~ définissant la trajectoire
de référence et le nombre de points de coincidence h. En conclusion, I'expression (4.34)
constitue la vitesse maximale admissible pour maintenir dans le futur le véhicule avec un

TCLa compris dans les limites désirées.



4.5.3 Résultats de simulations avancées et d’expérimentations

réelles

4.5.3.1 Essais sous MSC Adams

Afin de tester Defficacité de la commande prédictive, des premiers essais ont été réalisés
sur le véhicule virtuel (voir annexe A) développé sous le logiciel Adams, qui pour rappel
permet de générer des modéles dynamiques multi-corps. La commande du véhicule est
générée par 'intermédiaire du logiciel de calcul matriciel Matlab, qui récupére les données
fournies par Adams grace a son module Simulink. Le schéma bloc de couplage des deux

logiciels est présenté sur la Figure 4.40.

Matlab Echanges des données( Simulink Consigne Adams
Commande [€ > Gestion des Maquette numérique
prédictive L données du véhicule

A

Données mesurées

FIGURE 4.40 — Principe du couplage des logiciels Adams et Matlab/Simulink

L’essai présenté a pour objectif de simuler un pilote qui effectue un virage & haute
vitesse dans une pente de 10°. La Figure 4.41 représente la trajectoire du véhicule et
I’évolution des commandes de braquage et de vitesse. Lors de cet essai les conditions
d’adhérence correspondent & un sol humide. Enfin, le calcul de la vitesse maximale ad-

missible a été réalisé a partir des estimations de I’observateur OMM.

Consignes imposées par |e pilote
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FIGURE 4.41 — Consignes imposées par le pilote lors d’une prise de virage sur un sol incliné

Lors de cet essai, la consigne du TCLa a été fixée & |T'C'La| = 0.8 et la commande
prédictive a été appliquée avec un horizon de prédiction H = 1s, 100 points de coincidence
(i.e. h =100), v = 0.94 pour le calcul de la trajectoire de référence et enfin avec le terme
d’auto-compensation. Les résultats de cet essai avec ou sans l'activation du systéme de
sécurité sont respectivement présentés sur la Figure 4.42 en noir et bleu.

Sur la Figure 4.42, on remarque que lorsque la commande prédictive n’est pas utilisée,

le TCLa atteint le seuil critique de 100% dés 6.5s et le véhicule finit par se renverser
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FIGURE 4.42 — Evolution de la commande en vitesse linéaire du véhicule et du TCLa
mesuré avec et sans commande prédictive sur un sol incliné

a partir de 7.8s du fait de la vitesse excessive par rapport a la direction désirée et a la
présence de la pente. En revanche, 'application de la commande prédictive (courbe bleue)
permet d’éviter le renversement latéral, puisque la vitesse de consigne est diminuée de 30 %
(passage de 8 & 6 m.s™!) afin que le TCLa soit maintenu autour du seuil de sécurité fixé
a 80 %. Les fluctuations du TCLa autour du seuil sont imputables pour partie au temps
de convergence des observateurs pour 'estimation des conditions d’adhérence. En effet,
la diminution de la vitesse influe sur les rigidités de dérive percues par I'observateur, ce
qui modifie I'estimation des angles de dérive avant et arriére (f; et /3,) et donc celle de la
vitesse maximum admissible. Toutefois, la principale cause est ici la forte variation de la
pente latérale du véhicule le long de la trajectoire (voir Figure 4.41). Comme celle-ci est
considérée constante sur ’horizon de prédiction, le calcul de u,,q, est faussé durant les
fortes transitions de pente : soit de 6.5s & 8.5s et de 10.5s & 125 (arrét de la limitation
de la vitesse). En effet, avec les mémes consignes mais sur un sol plat, le TCLa est mieux
régulé autour de 80 % comme le montre la Figure 4.43.

Toutefois, des légers écarts sont toujours visibles sur la Figure 4.43 (notamment en
entrée de virage a 7.2s). Ils sont dus au temps de latence entre la consigne de vitesse
calculée par la commande prédictive et la vitesse réelle du véhicule comme le montre
la Figure 4.44. Ce temps de retard est physiquement lié¢ a U'inertie du véhicule et a ses
capacités de freinage ou d’accélération. Ainsi, comme la vitesse réelle n’est pas exactement
celle calculée, le TCLa réel ne peut pas évidemment étre constant et superposé au seuil

de sécurité fixé a 80 %.

4.5.3.2 Essais avec le RobuFAST

Afin de vérifier en grandeur réelle la capacité de la commande prédictive a controler
I’évolution du TCLa, des essais ont été réalisés sur un robot mobile dédié au suivi de
trajectoire : le RobuFAST (voir annexe A et | |) sur lequel la vitesse peut étre ré-

gulée, a la différence du quad conduit manuellement. De plus, le choix de ce véhicule
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nous permettra de mettre en avant I'intérét d’un tel algorithme en robotique mobile. Par
contre, le RobuFAST n’a pas pu étre équipé de capteurs dynamomeétriques, qui d’une
part fournissent une vérité terrain pour le TCLa, et d’autre part permettent a partir de la
mesure du TCLa d’identifier au préalable les paramétres h,., K, et B, relatifs au modéle
de suspension. Par conséquent, les parameétres utilisés ont été choisis empiriquement par
rapport a la dynamique de roulis constatée lors des expérimentations et de la raideur des
suspensions.

Les deux premiers essais ont consisté a suivre une trajectoire de référence (représentée
sur la Figure 4.45) avec le systéme de sécurité activé ou non. Le terrain rencontré est
constitué d’un sol herbeux humide avec la présence d’un relief (deux pentes inclinées
respectivement, de 20° et —10°) et la vitesse de consigne a été fixée a 5 m.s~L. De plus,
les variables de glissement utilisées pour ces essais sont issues de ’observateur dédié au
suivi de trajectoire (voir | -

La Figure 4.46 montre I’évolution des vitesses linéaires mesurées du véhicule et des
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FIGURE 4.45 — Trajectoire de référence utilisée pour les essais avec le RobuFAST

TCLa estimés en fonction de la distance parcourue. Les courbes en bleu et rouge repré-
sentent respectivement les résultats obtenus avec le systéme de sécurité activé ou non.
Dans le cadre de cette expérimentation, la commande prédictive a été paramétrée avec
auto-compensation, H = 1 s, 10 points de coincidence, v = 0.2 et un seuil de sécurité fixé
a 50 %. Ces paramétres sont différents de ceux utilisés en simulation, car les algorithmes
sur le RobuFAST tournent & 10 Hz et non a 100 Hz, d’ou la division par 10 du nombre
de points de coincidence et 'adaptation du paramétre . Enfin, le seuil de sécurité n’est
pas fixé & 80 % pour des raisons de sécurité. En effet, une marge de sécurité conséquente

a été retenue afin d’éviter tout retournement de la plateforme expérimentale.
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FIGURE 4.46 — Evolution des vitesses linéaires mesurées et du TCLa avec ou sans le
systéme de sécurité activé sur le RobuFAST

Nous remarquons que sans ’activation du systéme de sécurité, la vitesse de passage en
courbe est bien trop élevée puisque le TCLa dépasse considérablement le seuil de sécurité.
Il atteint méme & plusieurs reprises la valeur critique de 100 % pour les distances parcou-
rues 64m, 72m et 87m. A linverse, le TCLa estimé avec 'activation de la commande
prédictive (courbe bleue) est bien régulé autour des 50 % durant chaque virage. De méme
qu’en simulation, des légers dépassements du seuil peuvent étre constatés a cause du re-
tard de la vitesse linéaire mesurée par rapport a la consigne désirée, comme on 'apercoit

sur la Figure 4.46 (courbes bleues en traits plein et pointillé). En effet, asservissement en



vitesse utilisé a I’heure actuelle n’a pas été développé pour le cas d’une consigne fortement
variable ot il serait notamment nécessaire de ralentir rapidement le véhicule afin d’éviter
les dépassements du seuil critique.

De plus, si la régulation de la vitesse permet en premier lieu d’assurer la stabilité du vé-
hicule, elle permet de surcroit d’améliorer significativement ’erreur de suivi de trajectoire
dans le cas d'un robot mobile. En effet, comme le montre la Figure 4.47, I’écart latéral
est globalement plus faible quand la commande prédictive est activée puisque la vitesse
du véhicule a été réduite durant les virages. C’est-a-dire justement les situations ou il est

plus difficile d’assurer le suivi de trajectoire en raison de glissements plus importants.
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FIGURE 4.47 — Erreur de suivi par rapport a la trajectoire de référence avec et sans la
commande prédictive

Il peut étre aussi constaté deux écarts majeurs (supérieurs a 1 m) pendant le virage 1
(nommé "écart 1") et entre les virages 3 et 4 (nommé "écart 2"). Le premier, qui se
produit lors d’une transition d’une pente trés inclinée (20°) a un sol plat, est di a la
combinaison d’une position en hauteur de 'antenne GPS sur le robot et d’une trajectoire
de référence définie en 2D. Aussi, en raison d’un effet "bras de levier", I'information de
localisation renvoyée par le capteur GPS lors de la transition pente/plat est forcément
erronée, ce qui explique qu’il reste une erreur d’environ 1m méme lorsque la commande
prédictive est activée, bien que la vitesse ait été réduite. En ce qui concerne le deuxiéme
écart majeur, il met en évidence un autre intérét de la commande prédictive, qui est de
par la réduction de la vitesse, d’éviter la saturation de ’angle de braquage, comme cela
est visible sur la Figure 4.48. En effet, si la vitesse de passage est trop importante par
rapport a la courbure des virages, il est physiquement impossible, avec la plage limitée de
variation de I'angle de braquage, de suivre la trajectoire désirée en présence des faibles
conditions d’adhérence rencontrées (herbe humide). Ainsi, le controle du TCLa permet
un meilleur suivi de trajectoire grace a une commande en vitesse adaptée en fonction des
conditions d’adhérence et de la courbure désirée.

Finalement, comme les calculs pour la commande prédictive n’ont pu étre effectués
sur le RobuFAST qu’avec I'observateur dédié au suivi de trajectoire, ils ont été rejoués

en post-traitement avec ’observateur OMM et une fréquence d’échantillonnage fixée a
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FIGURE 4.48 — Mise en évidence de la saturation de ’angle de braquage lorsque la vitesse
linéaire est trop élevée

100 Hz au lieu de 10 Hz, ce qui améliore significativement la performance de I'observateur
OMM (voir section 3.6.3.1). Les évolutions du TCLa et de la vitesse maximale estimée
en post-traitement avec ’observateur OMM sont représentées en rouge sur la Figure 4.49.
Elles sont a comparer aux résultats en bleu obtenus avec l'observateur implanté sur le

RobuFAST et faisant office de référence.
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FIGURE 4.49 — Comparaison des consignes en vitesse calculées en exploitant I’observateur
OMM et celui du RobuFAST

On remarque sur la Figure 4.49 que la vitesse maximale estimée avec 1'observateur
OMM est quasiment identique & celle estimée avec 'observateur dédié au suivi de trajec-
toire, qui bénéfice pourtant d’une estimation précise des angles de dérive (avant, arriére
et global) grace aux mesures du GPS RTK. Comme le montre la Figure 4.50, méme
si les angles de dérive estimés & partir de 'observateur OMM ne sont pas strictement
identiques a ceux estimés grace au GPS RTK, Ils sont néanmoins représentatifs de la
dynamique réelle du véhicule. En particulier, la différence entre les deux angles de dé-
rive avant et arriére, qui intervient dans l’algorithme de calcul de la vitesse maximale
admissible (si on linéarise les fonctions trigonométriques au sein de I'équation (4.12)), est

identique qu’elle soit estimée par I'observateur OMM (8f/omm — Brjomm) ou par celui



du RobuFAST (8f/gobu — Br/Rrobu). Effectivement, d’aprés la Figure 4.51, Perreur obtenue

est de 'ordre de quelques degrés.
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FIGURE 4.50 — Comparaison des angles de dérive calculés en exploitant 'observateur
OMM et celui du RobuFAST

De maniére analogue, ’angle de dérive global § intervient dans une fonction cosinus
(voir équation (4.12)), ce qui diminue aussi I'impact des erreurs d’estimation pour deux
raisons. Premiérement, comme cette fonction est paire, une erreur de signe sur I’estimation
de I'angle de dérive global ne modifie pas fondamentalement 1’évolution de ¢,¢ tant que
lordre de grandeur sur la valeur de f est respecté. Deuxiémement, les valeurs fournies
par cette fonction cosinus bougent peu tant que I'angle de dérive global est proche de 0,

ce qui est le cas ici comme on peut le remarquer sur la Figure 4.50 (|5] < 15°).
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FI1GURE 4.51 — Comparaison de la différence des angles de dérive avant et arriére estimée
par 'observateur OMM et par celui du RobuFAST

Ainsi, en dehors des problématiques de suivi de trajectoire, ces résultats confirment
lintérét et l'efficacité de I'observateur OMM pour estimer la dynamique réelle du véhi-
cule pour des applications visant & améliorer ou a maintenir la stabilité de ce dernier.
Par exemple, dans le cas du RobuFAST, ce type d’algorithme pourrait prendre le relais

en cas de perte du signal GPS afin de fournir des consignes de vitesse et de braquage



permettant d’assurer 'intégrité du véhicule jusqu’a son arrét ou la récupération du signal
GPS. Dans le cadre d’un véhicule conduit par un humain comme les VLT'T, ce type d’al-
gorithme est évidemment aussi trés intéressant a la condition qu’un retour actif sur les
freins soit possible afin de controéler efficacement la vitesse du véhicule. En effet, méme s’il
est techniquement possible de diminuer la vitesse & partir du systéme de retour d’effort,
il serait difficile de réguler précisément la vitesse autour de la consigne ., & cause du
manque d’information en ce qui concerne le rapport engagé, I'inertie moteur, les conditions

d’adhérence, etc.



4.6 Conclusion du chapitre

L’objectif principal de ce chapitre a été de développer un systéme de sécurité actif pour
la prévention des risques de renversement latéral et longitudinal dédié aux véhicules tout-
terrain. Ainsi, la capacité des modéles de roulis et de tangage du véhicule & estimer
précisément les critéres de stabilité (i.e. TCLa et TCLo) a été validée dans une premiére
partie a partir d’essais réalisés avec le quad MF400H. De plus, la solution proposée lors
du chapitre 2.2.3 pour la prise en compte du déplacement latéral du pilote dans le but
d’estimer avec une meilleure précision le TCla, a aussi été validée par des expérimentations

en grandeur réelle.

Par la suite, nous nous sommes intéressés au développement d’un algorithme de pré-
diction du TCLa du fait que le temps de réaction d’un étre humain est du méme ordre
de grandeur que celui du renversement. Ainsi, il est préférable d’anticiper son évolution
afin de développer un systéme de sécurité qui puisse avertir le pilote suffisamment tot,
voire rétroagir sur les commandes du véhicule de maniére efficace. Plus précisément, cet
algorithme, qui permet la prédiction de I'accélération latérale et donc du TCLa, s’appuie
sur une prédiction des commandes du pilote (angle de braquage et vitesse) et sur le mo-
deéle bicyclette du véhicule dont les paramétres (conditions d’adhérence et pentes) ont
été estimés grace a I'observateur OMM. Par ailleurs, 'importance des développements et
des améliorations proposés lors du chapitre précédent afin d’estimer précisément la dyna-
mique latérale du véhicule a été confirmée a nouveau lors de la présentation des résultats

expérimentaux pour la prédiction du TCLa.

La troisiéme partie de ce chapitre a été dédiée au développement d’'un systéme de
sécurité actif pour les VLTT, basé sur les estimations des transferts de charge et leurs
prédictions. Pour les VLT'T, un systéme de retour haptique au niveau de la gachette des
gaz a été développé. Ainsi, il permet soit de controler le couple transmis aux roues arriére,
soit de réduire la vitesse du véhicule afin de respectivement limiter les évolutions du TCLo
et du TCLa. Méme si la capacité d’un tel systéme a limiter le risque de renversement a été
validée a travers la présentation de différents essais expérimentaux, une étude ergonomique
devra étre réalisée afin d’optimiser son efficacité. De plus, 'avantage d'un tel systéme par
rapport a la génération d’un signal lumineux ou sonore est de pouvoir prévenir efficacement
le conducteur d’un risque imminent. En effet, la création d’'une dureté dans la gachette
permet d’une part au conducteur de rester concentré sur sa conduite et d’autre part de
pouvoir recevoir une information plus nuancée sur le risque de renversement a 'instant

courant.

Finalement, la derniére partie de ce chapitre a été consacrée au maintien de la sta-
bilité du véhicule par la régulation de sa vitesse. Pour cela, les techniques de commande
prédictive ont été utilisées afin de calculer la vitesse maximale admissible avant renverse-
ment. Cet algorithme se base sur les estimations des glissements réalisées par 1’observateur
OMM et le modéle de roulis présenté lors du chapitre 2. Il a été démontré & partir de
simulations et d’expérimentations réelles, que cette solution permet de maintenir efficace-

ment le véhicule dans une situation stable, a partir du moment ou la vitesse du véhicule



est facilement commandable. C’est pourquoi, ’application de cette solution est surtout
envisageable dans le cas des VLTT pour lesquels une action sur les freins est possible.
En effet, dans le cas contraire, méme si le systéme de retour d’effort permet de réduire
la vitesse, son asservissement est difficilement réalisable car cela revient a estimer le frein
moteur disponible, qui dépend de la vitesse engagée et du régime moteur. De plus, il a
aussi été démontré l'intérét d’un tel algorithme en robotique mobile car il permet, en
plus d’assurer la stabilité du robot, d’optimiser la commande en vitesse en fonction d’un
compromis entre 'erreur acceptable pour le suivi de trajectoire et un seuil de stabilité
pré-déterminé. Le dernier point abordé a été la capacité de I'observateur OMM a fournir
des estimations suffisamment précises des angles de dérive, ce qui permet d’estimer avec
la méme précision qu’un observateur basé sur les mesures d’'un GPS RTK, la vitesse de
consigne maximale admissible. Ainsi, il est possible d’assurer la stabilité d’un robot méme
lorsque le signal GPS RTK peut étre masqué, ce qui est courant en milieu naturel & cause

de la présence de relief important, d’arbres, de batiments, etc.



Chapitre 5
Conclusion générale

Cette thése, dont la problématique générale réside sur 1’étude de la stabilité dynamique
des véhicules en milieu tout-terrain, s’est déroulée au sein de I'Irstea de Clermont-Ferrand
dans I’équipe TEAM et en étroit lien avec U'Institut Pascal (équipe MACCS). L’objectif
principal a été le développement d’un systéme de sécurité actif pour la prévention des
risques de renversement des Véhicules Légers Tout-Terrain (VLTT). La réalisation de
cet objectif avec pour principale contrainte la limitation & une instrumentation bas-cott
(afin de garder une possibilité d’industrialisation du systéme) a induit 'apport de contri-
butions tant au niveau de la modélisation dynamique du véhicule que de la conception

d’algorithmes permettant d’estimer avec précision 1’état dynamique de ce dernier.

5.1 Bilan des contributions apportées

5.1.1 Caractérisation du phénoméne de renversement

Afin d’étre en mesure de répondre a la problématique posée, la premiére étape a été
d’étudier le phénoméne de renversement afin de mettre en avant les différents paramétres
influencant la stabilité du véhicule. D’aprés cette étude, il est apparu évident qu’un sys-
teme de sécurité dédié aux VLT'T doit prendre obligatoirement en compte les phénoménes
de glissement, le relief du terrain, les caractéristiques géométriques et inertielles du vé-
hicule et si possible la position et le comportement du conducteur, qui sont tous des
paramétres influencant largement la dynamique latérale et/ou longitudinale du véhicule.

Par la suite, nous nous sommes donc intéressés aux principales métriques de stabi-
lité proposées dans la littérature selon deux principaux critéres. Cette métrique doit étre
capable d’'une part de caractériser le plus justement possible le risque de renversement
d’un véhicule et d’autre part d’étre estimable & partir d’un équipement sensoriel limité en
colt et peu encombrant afin qu’une industrialisation du systéme de sécurité soit envisa-
geable. Pour cela, le Transfert de Charge (TC) a été choisi parmi I'ensemble des critéres
disponibles dans la littérature, car il permet de caractériser aussi bien la stabilité Longi-
tudinale (TCLo) que la Latérale (TCLa). De plus, son estimation est relativement simple
car ’évolution de ce critére est fortement liée aux accélérations longitudinale et latérale

du véhicule, grandeurs facilement mesurables grace & un accélérométre, qui peut étre un
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capteur bas-coiit et de petite taille.

Etant donné que le principal objectif de cette thése est avant tout de concevoir et de
proposer un systéeme de sécurité actif permettant de controler efficacement le risque de
renversement, une étude des systémes existant dans le milieu routier et pour le controle
de la stabilité des véhicules a été effectuée. D’aprés cette étude, il est apparu que 'unique
rétroaction techniquement, mais aussi légalement, possible est sur la vitesse et/ou Iaccé-
lération du véhicule. C’est pourquoi le développement du systéme de sécurité actif s’est
principalement orienté sur le controle de la gachette des gaz.

Ainsi, la suite du mémoire a été dédiée au développement de modéles analytiques per-
mettant de caractériser le risque de renversement a travers I’estimation et /ou la prédiction
de nos métriques de stabilité (TLCa et TCLo).

5.1.2 Modélisation innovante de la dynamique du véhicule pour

I’estimation du risque de renversement

Les deux premiers modéles proposés, qui sont des représentations 2D en tangage et en
roulis du véhicule, ont pour objectif de calculer en temps-réel les deux critéres de stabilité
(respectivement, le TCLo et le TCLa). Par rapport a des modéles 3D, qui modélisent certes
plus précisément la dynamique générale du véhicule, mais qui impliquent le développement
d’équations complexes et difficiles a utiliser, les deux modéles 2D ont été congus de maniére
a limiter le nombre de paramétres et de capteurs nécessaires, ce qui facilite leur utilisation
sur n’importe quel type de véhicule. Ainsi, il est possible d’obtenir une estimation précise
du TCLa et du TCLo a partir uniquement de la mesure des accélérations du véhicule. Cette
méthode permet alors de se passer de I'estimation des conditions d’adhérence ou du relief
du terrain puisque la mesure méme de ’accélération tient compte de ces paramétres. De
plus, une premiére solution permettant de prendre en compte les déplacements latéraux
du pilote a été proposée a partir d’'une simple mesure de la pression appliquée sur les
repose-pieds dans le cadre de I'estimation du TCLa. Cette solution a été validée & partir
d’expérimentations réelles effectuées sur un quad agricole, tout comme ['estimation des
deux métriques de stabilité (aprés identification préalable des paramétres du véhicule).
Toutefois, 'estimation du TCLa n’étant pas suffisante & la mise en place d’un sys-
téme de prévention du risque de renversement latéral, un modéle en lacet du véhicule a
été développé afin d’étre en mesure de décrire analytiquement et donc de prédire 1’évolu-
tion de l'accélération latérale en fonction de 'extrapolation des consignes du pilote, des
conditions d’adhérence et du relief du terrain. Ce modéle a la particularité de prendre en
compte le relief du terrain tout en gardant une représentation en 2D du véhicule, ce qui
nous permet de conserver des équations d’évolution relativement simples et facilement
utilisables dans le cadre du développement d’observateurs. Ces derniers sont nécessaires a
la prédiction du TCLa, car les équations d’évolution de I'accélération latérale font inter-
venir des variables qui ne sont, soit pas directement mesurables par des capteurs bas-cofit,
soit simplement non physiquement mesurables comme entre autre les conditions d’adhé-

rence. Cette simplicité de modélisation est renforcée par le choix d’un modéle de contact



roue/sol relativement simple et ne nécessitant que trés peu de paramétres pour étre ex-
ploité. La suite de ce mémoire a donc été dédiée a la présentation des différentes méthodes
d’observation permettant d’estimer les conditions d’adhérence et le relief du terrain afin
que notre prédiction de 'accélération latérale et donc du TCLa soit la plus représentative

possible de la réalité.

5.1.3 Deéveloppement d’observateurs pour ’estimation des glisse-

ments et du relief

Basé sur des travaux précédents, un premier observateur (nommé OBS) a été développé a
partir du modéle bicyclette du véhicule et d’un modéle linéaire adapté du contact roue/sol.
Cet observateur, qui ne requiert que quatre mesures (vitesse de lacet, angle de braquage,
vitesse linéaire et accélération latérale), permet d’avoir une connaissance en temps-réel des
conditions d’adhérence et du relief du terrain grace respectivement a l’estimation d’une

rigidité de dérive globale du pneumatique et de l'inclinaison latérale du véhicule.

Toutefois ce type d’observateur n’est viable que si la conduite du véhicule reste souple.
En effet, dans le cadre d’une conduite plus dynamique, le comportement du véhicule peut
évoluer et passer de sous-vireur (cas par défaut) a sur-vireur en raison de conditions
d’adhérence différentes entre les essieux avant et arriére. Or, I’observateur OBS est basé
sur une rigidité de dérive globale, qui ne permet pas de remarquer ce changement de
comportement puisque, par construction, les rigidités de dérive sur chaque essieu sont
considérées identiques. Cette limitation de 'observateur OBS implique donc une prédic-
tion erronée de 'accélération latérale et donc du T'CLa, puisque le modéle bicyclette n’est

plus représentatif de la dynamique réelle du véhicule.

Ainsi, deux autres observateurs (DOBS et OMM), basés sur le méme modéle de vé-
hicule et le méme ensemble de capteurs, ont été proposés afin de pallier cette limitation.
Le premier (observateur DOBS), construit a partir de deux observateurs OBS représen-
tant les deux comportements possibles, et entre lesquels on commute en fonction de la
situation dans laquelle se trouve le véhicule, permet de rendre compte de ces phénoménes
de sur- et sous-virage. Néanmoins, les commutations sont préjudiciables a la précision de
Iestimation et il est apparu que l'unique possibilité pour décrire efficacement ces phé-
nomeénes résidait dans l'estimation séparée des rigidités de dérive avant et arriére. C’est
dans cette optique que l'observateur OMM a été développé avec toujours le souci de ne
pas solliciter 'apport de capteurs trés onéreux (GPS RTK, odométrie laser et visuelle,
etc.). Basé sur la mesure des accélérations en un point précis, I'observateur OMM permet
d’obtenir une estimation suffisamment précise des rigidités de dérive avant et arriére ainsi
que de l'inclinaison du véhicule (longitudinale et latérale), afin que le modéle bicyclette
soit représentatif de la dynamique latérale réelle du véhicule. De ce fait, quels que soient
la dynamique du véhicule et I’environnement extérieur, il est possible d’avoir accés a une
prédiction précise du TCLa, ce qui permet d’envisager le développement d’un systéme de

sécurité actif.



5.1.4 Conception d’un systéme de sécurité actif

A partir des estimations du TCLo et du TCLa et de la prédiction du TLCa, I'objectif
a été de concevoir un systéme de sécurité permettant aussi bien d’avertir le pilote d’un
danger imminent que de limiter la vitesse et/ou 'accélération afin de réduire si nécessaire
les risques de renversement respectivement latéral et longitudinal.

Afin de toujours répondre a des limitations en cofit, la solution proposée est inspirée des
systémes d’anti-patinage et d’anti-cabrage qu’il est habituellement possible de retrouver
sur certaines motocyclettes. La différence est que le systéme ici proposé ne se limite pas
uniquement au contréle du régime moteur, mais permet a travers la génération d’un
retour d’effort sur la gachette des gaz d’avertir quasiment instantanément le pilote du
risque encouru, voire de le limiter si besoin est. Les différentes expérimentations menées
avec le quad MF400H équipé de ce systéme ont permis de démontrer concrétement son
efficacité en vraie grandeur. De plus, la géne que peut occasionner le retour d’effort sur
le conducteur lors d’activations répétitives du systéme de sécurité a pour conséquence
d’influer sur son comportement dans le bon sens. Ainsi, en plus d’étre en mesure de
réduire le risque de renversement, un tel systéme a une réelle fonction pédagogique et il
peut étre utile lors de la phase d’apprentissage a la conduite de tels véhicules.

Finalement, 'objectif des derniers travaux présentés a été de proposer une solution
basée sur la régulation de la vitesse afin de maintenir le TCLa dans une plage de sécurité
donnée. A partir des techniques de commande prédictive, le calcul en temps-réel de la
vitesse critique menant a une valeur seuil pour la sécurité (e.g. TC'La = 80%) a été rendu
possible, et donc il a été proposé d’imposer comme consigne le minimum entre cette
estimation et la commande désirée par le conducteur. Il a été démontré en simulations
avancées et en expérimentions réelles que la stabilité du véhicule peut alors étre maintenue
dans la zone prédéfinie. Néanmoins, ce type de solution est applicable & partir du moment
ol la vitesse du véhicule est facilement controlable, ce qui exclut un certain nombre de
VLTT a cause du cofit de mise en place d'un systéme de rétroaction sur les freins. En
effet, le systéme de retour haptique permet de réduire qualitativement la vitesse et/ou
I’accélération du véhicule. Cependant, la mise en place d’une fonction permettant de relier
quantitativement la force appliquée & la gachette des gaz & une vitesse du véhicule désirée
est difficilement réalisable, car cela nécessite la connaissance de différents paramétres plus
ou moins accessibles (i.e. frein et inertie moteur, conditions d’adhérence, vitesse engagée,
etc.) et d’asservir la position de la gachette des gaz en fonction de la force de I'utilisateur.
Enfin, Defficacité de I'observateur OMM & estimer la dynamique latérale d’un véhicule
évoluant en milieu naturel a été de nouveau confirmée, puisque ses estimations d’angles
de dérive permettent de calculer, avec quasiment la méme précision qu'un observateur
basé sur un GPS RTK, la vitesse de consigne maintenant le robot dans un état stable

pour la dynamique latérale.



5.2 Transfert technologique et valorisation industrielle

Le systéeme de sécurité actif basé sur la génération d’un retour d’effort en fonction du
risque estimé et anticipé peut faire 'objet d’une industrialisation. En effet, ’ensemble des
algorithmes proposés ainsi que le systéme de sécurité sont basés aussi bien sur des capteurs
que sur des actionneurs dont le coiit est en adéquation avec celui d’'un VLTT. De surcroit,
le choix des capteurs et la conception du prototype ont été réalisés dans une optique de
faible encombrement et d’une possible adaptation & une large gamme de véhicules. Seule
la solution basée sur le controle actif de la vitesse du véhicule ne peut étre appliquée dans
Iimmédiat & un VLT'T, puisqu’elle requiert la mise en place d’un systéme de rétroaction
sur les freins afin de controler efficacement la vitesse du véhicule.

Finalement, 'applicabilité de ces travaux peut étre étendue a d’autres types de véhi-
cules tout-terrain (robotique mobile, véhicules agricoles, entretien des espaces verts, etc.)
ou méme aux véhicules routiers (4 x 4 , poids lourds, etc.), qui sont soumis aussi a des
problémes de stabilité a cause des changements de conditions d’adhérence et/ou de leurs
caractéristiques géométriques particuliéres (faible empattement par rapport a la hauteur
du centre de gravité). Ce portage ne comporte pas de difficultés apparentes, puisque d’une
part le systéme actuel respecte encore mieux les contraintes de cott (prix d’achat du vé-
hicule plus élevé et production en plus grande série), et que d’autre part les paramétres
nécessaires a son utilisation sont limités en nombre et sont facilement identifiables. Par
exemple, une partie des travaux réalisés a servi au dépot d’un brevet (n° ref : BF/GB
BFF 13L0173) pour l'aide & la conduite des véhicules automoteurs équipés d’un systéme
de suspension pilotable (e.g. vendangeuses). Ce brevet a été déposé dans le cadre du
projet de recherche ActiSurTT soutenu par I’Agence Nationale de la Recherche (ANR)
et dont l'objectif est la réalisation de dispositifs actifs pour la sécurité des véhicules en
environnement tout-terrain. Enfin, le transfert technologique du systéme de sécurité basé
sur la régulation de la vitesse aux grands véhicules agricoles ou de chantier est d’autant
plus intéressant que ces types de véhicule sont déja équipés des actionneurs nécessaires et

que beaucoup de capteurs sont déja présents de série.



5.3 Limitations et perspectives

Bien que les travaux de thése présentés ici aient apportés des solutions innovantes dans
différents domaines et des possibilités de valorisation industrielle, ils ouvrent sur des pers-
pectives de travaux et/ou de nouvelles voies de recherche plus approfondies, issues en

partie des limitations constatées.

5.3.1 Choix d’un modéle de contact pneu/sol plus complexe

Puisque nous considérons un modéle de contact pneu/sol linéaire, 'adaptation des rigidi-
tés de dérive ne prend pas uniquement en compte une variation des conditions d’adhérence
mais aussi le phénomeéne de non-linéarité lorsque le pneumatique est soumis a d’importants
efforts latéraux. La prise en compte de ces deux phénoménes plus ou moins indépendants
au sein d’une méme variable peut avoir des conséquences néfastes lors de l'utilisation
du modéle bicyclette pour prédire I’évolution de la dynamique latérale du véhicule. Pour
rappel, cette limitation, qui a été abordée en section 4.3.2.2, est due au fait que lorsque
les angles de dérive augmentent et dépassent un certain seuil, les efforts latéraux n’aug-
mentent plus. Cependant, puisque les rigidités de dérive ne sont pas adaptées sur I’horizon
de prédiction (considérées constantes), ce modéle de contact ne peut pas rendre compte
du fait que, dans une telle situation, 'effort latéral est constant quelle que soit la valeur

de 3, ce qui induit des erreurs dans la prédiction de la dynamique latérale du véhicule.

Afin d’améliorer la représentativité du modéle bicyclette, une des voies de recherche
serait d’obtenir une estimation des efforts verticaux au niveau du contact, afin d’étre en
mesure d’utiliser des modéles plus complexes comme ceux de Kiencke ou de Dugoff qui
permettent de caractériser les deux phénoménes séparément tout en restant relativement
simples (peu de paramétres) contrairement au modéle de Pacejka par exemple. Pour cela,
la solution la plus pertinente serait d’installer un second accélérométre au milieu de I'essieu
avant (en plus de celui déja présent au milieu de l'essieu arriére), afin d’obtenir une
estimation du TCLa au niveau des deux essieux et donc des efforts normaux appliqués

aux roues.

5.3.2 Prise en compte du pilote sur le plan longitudinal

Comme pour le renversement latéral, la position du pilote sur le véhicule a une influence
non-négligeable sur le transfert de charge longitudinal. Il est donc nécessaire pour la suite
des travaux de proposer aussi une solution permettant de prendre en compte cette in-
fluence. S’il est possible, de maniére analogue a la stabilité latérale, de modéliser 'influence
de la position du pilote par une modification des demi-empattements avant et arriére, il
reste néanmoins a mesurer cette position. Par exemple, dans le cas d’'une position assise,
des capteurs de pression pourraient étre installés sous le siége afin de différencier trois

positions : en arriére, centrée, en avant.



5.3.3 Développement d’un systéme de controéle actif de la vitesse

et de ’accélération

Nous avons pu démontrer & travers des simulations avancées et des expérimentations
avec le robot mobile RobuFast, qu’il est possible de controler la stabilité latérale d’un
véhicule en régulant sa vitesse. Toutefois, cette solution n’a pas été appliquée sur le VLTT
servant a nos expérimentations, puisque cette méthode nécessite de controler précisément
la vitesse du véhicule, ce qui est difficilement réalisable & partir uniquement du controle
de la gachette des gaz (cela requerrait la connaissance du rapport engagé, du régime et
de I'inertie du moteur, etc.). Ainsi, la solution la plus pertinente reste le développement
d’une rétroaction sur le systéme de freinage du véhicule. Cependant, ce type de rétroaction
ne pourrait concerner évidemment que des VLTT relativement haut de gamme au vu du
colit supplémentaire qu’un tel systéme requiert.

De plus, nous pouvons aussi envisager le développement d’un systéme analogue pour
le controle de la stabilité longitudinale. Dans ce cas, il s’agirait alors d’estimer en temps-
réel le couple maximum a transmettre aux roues arriére afin que le TCLo ne dépasse pas
un seuil de sécurité prédéfini (e.g. |7C'Lo < 80%|). Un tel développement impose cepen-
dant de traiter deux contraintes supplémentaires. En premier lieu, il faut pouvoir prédire
I’évolution du TCLo et donc pour cela développer un modéle représentatif de la dyna-
mique longitudinale. Cependant, I'estimation en temps-réel des conditions d’adhérence
longitudinales nécessite la mesure du glissement longitudinal dans un environnement trés
bruité avec un rayon dynamique de la roue a priori variable a cause des faibles pressions
dans les pneumatiques, c¢’est donc un premier probléme difficile. La deuxiéme contrainte
se référe au controle du couple fourni aux roues arriére. Cela implique I'utilisation d’un
embrayage commandable et/ou d’un controle en temps-réel du régime moteur (et donc re-
quiert un acces a la carte de commande des injecteurs), qui sont évidemment des solutions
complexes et onéreuses. Toutefois, ces différentes voies de recherches restent intéressantes
dans le cadre d’un portage des différents algorithmes a d’autres types de véhicules, ou les

limitations en coiit et en encombrement sont moins contraignantes.

5.3.4 Adaptation du systéme de sécurité a la robotique mobile

Les robots mobiles évoluant a haute vitesse et commandés pour suivre une trajectoire
prédéfinie doivent pouvoir s’adapter en temps-réel aux conditions du terrain (pente, adhé-
rence, etc.) afin d’éviter des situations périlleuses qui engendrent des coiits matériels et
surtout un arrét temporaire de leur fonction. Ainsi, ils doivent étre capables de prédire
les situations a risque afin d’adapter au mieux leur vitesse lors des changements de di-
rection. Dans cette optique, ’algorithme de commande prédictive basé sur le modéle de
roulis du véhicule peut étre utilisé afin d’établir la vitesse de passage en courbe la plus
adaptée en fonction des consignes futures désirées et des conditions d’adhérence estimées.
Ce type de solution a déja été testé et validé sur un robot autonome (voir section 4.5)
mais en utilisant uniquement la valeur courante de ’angle de braquage. Cependant, nous

connaissons a ’avance la trajectoire a suivre et donc ’angle de braquage futur, ainsi que



les glissements prévisibles. Il pourrait étre intéressant d’utiliser ces connaissances pour
raffiner le calcul de la vitesse maximum et ainsi éviter de fortes variations de la consigne
de vitesse, ce qui augmenterait les performances du suivi de trajectoire.

Par la suite, nous avions aussi mis en évidence qu’il était possible d’estimer avec
précision un critére de stabilité en lacet. Pour rappel, ce critére fournit la vitesse maximale
4 ne pas dépasser afin d’éviter le phénoméne de téte-a-queue, qui implique la perte de
la controlabilité directionnelle du véhicule (incapacité de suivre la trajectoire désirée) et
aussi le possible renversement de celui-ci. Ainsi, afin d’améliorer le controle du robot lors
d’un changement de direction, un systéme de supervision pourrait étre mis en place avec
pour objectif la réduction de la vitesse du véhicule lorsque la prédiction du critére de
stabilité en lacet dépasse un seuil critique.

Finalement, dans une approche globale du maintien de 'intégrité des robots mobiles
évoluant en milieu tout-terrain, 'utilisation d’algorithmes de reconstruction de terrain
basés sur de la stéréo-vision ou des capteurs laser haute définition (| |, [ | et
| |) est une voie de recherche prometteuse. En effet, 'obtention d’une cartogra-
phie 3D de 'environnement proche du robot permet de mettre en place des algorithmes
capables d’ajuster en temps-réel la trajectoire ou la vitesse du véhicule en fonction des
obstacles pergus (| | et | ). De plus, la connaissance du relief permet
d’anticiper I'évolution de 'inclinaison du véhicule et donc de mieux réguler la vitesse de
consigne lors des virages dans des fortes pentes, cf. discussion a la section 4.5.3.1.

Toutefois, ce type de solution est pour le moment réservé a des véhicules évoluant
uniquement & basse vitesse car les calculs nécessaires a 'obtention de la cartographie
ou au calcul de la trajectoire demandent des ressources importantes. Ainsi, si la vitesse
du véhicule est trop élevée, 'informatique embarquée ne posséde pas le temps suffisant
pour le traitement des données par rapport a la dynamique du véhicule. De plus, les
algorithmes permettant de maintenir I'intégrité du véhicule, que cela soit au niveau du
risque de téte-a-queue ou des renversements longitudinal et latéral, sont encore largement
a développer.

Ainsi, un des sujets de recherche au sein du laboratoire (TR INSPIRE - équipe MO-
BITECH) est de développer un systéme complet pour la mobilité des robots évoluant en
milieu tout-terrain. L’objectif est ainsi de maximiser et/ou d’optimiser la vitesse de dé-
placement du véhicule par rapport a la trajectoire calculée en fonction des obstacles tout
en assurant son intégrité par rapport aux risques de renversement et de téte-a-queue. Ces
travaux sont d’ailleurs I’objet de la thése de J.B. Braconnier, qui a pour titre "Commande

de I'intégrité de robots mobiles dans un environnement dynamique".



Annexe A

Présentation des moyens

expérimentaux

Cette annexe a pour but de présenter succinctement dans une premiére partie les différents
véhicules qui ont permis la réalisation des différentes expérimentations présentées dans ce
mémoire. La seconde partie de 'annexe est dédié a la présentation des différents capteurs

équipés sur les véhicules, qui sont nécessaire au fonctionnent du systéme de sécurité.

A.1 Les véhicules expérimentaux

A.1.1 La maquette numérique d’un véhicule tout-terrain

La maquette numérique utilisé pour la validation théorique des différents algorithmes a
été concu sous le logiciel Adams commercialisé par la société MSC Software. Ce logiciel
est un des plus utilisé en automobile et en aéronautique pour l'analyse dynamique et
de cinématique de systéme multi-corps. La Figure A.1 représente la maquette numérique
développé sous ce logiciel, qui est une modélisation du robot autonome le RobuFAST

présenté ci-aprés en section A.1.2.

FIGURE A.1 — Maquette virtuelle du RobuFAST développé sous MSC Adams.

Comme le montre la Figure A.1, le chéassis de la maquette est composé d’un solide
indéformable relié par des suspensions a double triangles pour chaque roue. La motori-
sation du véhicule est assurée par une commande en couple sur chacune des roues, qui

est fonction de la vitesse linéaire de suivi désirée. La direction est paramétrée a partir
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de la position de la liaison pivot de direction et de I’épure de Jeantaud [Hal95], qui s’ap-
puie sur des considérations géométriques et cinématiques en virage. Ainsi, la direction
des roues avant sur le véhicule est directement égale & ’angle de braquage ¢ défini par la
Figure 2.17 au chapitre 2. Les liaisons roue/sol est assuré par un contact de type impact
pour les efforts normaux (paramétré par une raideur, un amortissement et une profondeur
d’enfoncement) et de type Coulomb pour les efforts tangentiels avec la prise en compte
des frottements statiques et dynamiques (basé respectivement sur des coefficient de frot-
tements statique et cinétique). Enfin, les principaux paramétres du véhicule sont affiché
dans le tableau A.2.

Parameétres géométriques Parameétres dynamiques
Poids du véhicule m 380 Kg [Inertie selon I'axe I, 81 Kg.m?
Empattement L 1,3m [Inertie selon l'axe I, 198 Kg.m?
Demi-empattement avant Ly 0,5m Inertie selon l'axe I, 237 Kg.m?
Demi-empattement arriére L, 0,8m  |Raideurs de roulis K,- 11800 N.m.
Voie ¢ 1,2m  JAmortissement de roulis B, 1500 N.m.s
[Demie-Voie gauche ¢, 0,6 m  |Raideurs de tangage K, 8100 N.m
Demie-Voie droite c, 0,6 m  JAmortissement de tangageB,, |1500 N.m.s

FIGURE A.2 — Tableau des paramétres géométriques et dynamiques de la maquette vir-
tuelle.

A.1.2 Robot mobile : RobuFAST

Le RobuFAST est un véhicule électrique tout-terrain autonome, qui a permit de valider le
systéme de sécurité actif basé sur la régulation de la vitesse du véhicule (voir section 4.5).
Ce robot, qui est représenté sur la Figure A.3, est fabriqué par la société Robosoft. Ce
véhicule, dont les deux essieux sont directeurs, est motorisé par quatre moteurs électriques

(un par roue), ce qui lui permet d’atteindre une vitesse maximum de 8 ms™!.

FIGURE A.3 — Plateforme expérimentale RobuFAST

Les principales caractéristiques du véhicule sont :



Parameétres géométriques Parameétres dynamiques
Poids du véhicule m 380 Kg [Inertie selon I'axe I, 81 Kg.m?
Empattement L 1,2m Inertie selon I'axe I, 198 Kg.m?
Demi-empattement avant Ls 0,5m Inertie selon l'axe I, 270 Kg.m?
Demi-empattement arriére L, 0,7m  |Raideurs de roulis K, 11800 N.m.
Voie ¢ 1m Amortissement de roulis B, 5000 N.m.s
[Demie-Voie gauche ¢, 0,6m  |Raideurs de tangage K, 8100 N.m
Demie-Voie droite c, 0,5m  JAmortissement de tangageB, |[3000N.m.s

F1GURE A.4 — Tableau des paramétres géométriques et dynamiques du RobuFAST.

A.1.3 Quadricycle & moteur : Quad MF400H

Le véhicule Massey Fergusson MF400H, visible sur la figure A.5, est un véhicule léger tout-
terrain agricole de type quad. C’est un véhicule & vocation utilitaire avec des suspensions
indépendantes sur les deux essieux avant et arriére. Il est motorisé par un mono-cylindre
de 376 cc avec la possibilité de passer deux deux roues motrices (propulsion) & quatre
roues motrices (pont central qui alimente alors les essieux avant et arriére). Enfin, il est

dépourvu de différentiel sur les deux essieux afin de posséder des aptitudes tout-terrain.

FIGURE A.5 — Quad Massey Fergusson MF400H

Les principales caractéristiques du véhicule sont :

Parameétres géométriques Parameétres dynamiques
Poids du véhicule m 414 Kg [|Inertie selon I'axe I, 85 Kg.m?
Empattement L 1,28 m [Inertie selon I'axe I, 173 Kg.m?
Demi-empattement avant L¢ 0,58 m [Inertie selon I'axe I, 176 Kg.m?
Demi-empattement arriére L, 0,7m [Raideurs de roulis K, 8100 N.m.
Voie ¢ Tm Amortissement de roulis B, 2000 N.m.s
Demie-Voie gauche c¢; 0,53 m [Raideurs de tangage K, 4700 N.m
Demie-Voie droite ¢, 0,47 m [Amortissement de tangageB, |2000 N.m.s

FIGURE A.6 — Tableau des paramétres géométriques et dynamiques du quad MF400H.



A.2 Instrumentation des véhicules

Cette section a pour objectif de présenter I'instrumentation utilisée sur les véhicules per-
mettant 'estimation et 'anticipation des deux métriques de stabilité. Ainsi, il a été né-

cessaire d’avoir acceés a :
e la mesure de I’angle de braquage,
e la mesure de la vitesse linéaire,
e la mesure de la vitesse de lacet,
e la mesure des accélération latérales et longitudinales.

Les instruments utilisés pour ces différentes mesures sont listées ci-dessous.

Tout d’abord, un potentiométre linéaire filaire (WayCon SX50 - 150€) a été utilisé
pour la mesure de 'angle de braquage. Ce capteur, qui est présenté sur la Figure A.7
et qui s’enroule autour de la colonne de direction, nécessite un étalonnage préalable afin
de relier la valeur de la tension mesurée a la variable de 'angle de braquage du modéle

bicyclette. Aprés cette opération, la précision de la mesure est de 'ordre de 0.1°.

FIGURE A.7 — Potentiométre linéaire utilisé pour la mesure de 'angle de braquage.

Ensuite, un radar Doppler mono-faisceau (35G H z, DRS1000 - 1000€) a été sélectionné

pour la mesure de la vitesse linéaire. Ce capteur, présenté sur la Figure A.8, permet

d’obtenir au mieux une précision de I'ordre de 0.1m.s .

FIGURE A.8 — Radar Doppler DRS1000 pour la mesure de la vitesse linéaire du véhicule.

Enfin, la mesure des accélérations et de la vitesse de lacet ont été réalisées grace a
une centrale inertielle MTi 100-series, qui est présentée sur la Figure A.9. Ce type de

capteur est onéreux (entre 1000 et 3000 €) car il propose des algorithmes complexes



permettant de connaitre la position angulaire de la centrale dans ’espace mais qui ne
sont pas nécessaire pour notre application. En effet, le systéme de sécurité développé
dans ce mémoire utilise uniquement les données brutes fournies par l'accélérométre et
le gyrométre de la centrale. Ainsi, comme ces deux capteurs intégrés a la centrale sont
basés sur des technologies bas-cott (non-optique), il est possible de réaliser une carte
électronique a partir d’accélérométre et de gyrométre standard dans le cas d’une version

industrialisée du systéme de sécurité.

A7

FIGURE A.9 — Radar Doppler DRS1000 pour la mesure de la vitesse linéaire du véhicule.

Concrétement,ce type de centrale n’a été utilisée en réalité que pour des questions de
facilité d’enregistrement des données et de mise en place du systéme d’acquisition temps

réel : envoi des données numériques par connexions USB.






Annexe B

Mesure des différents paramétres du
VLTT

Cette annexe fournit quelques éléments sur 'approche utilisée afin de déterminer la po-
sition du CdG d’un véhicule, les valeurs de ses trois moments d’inertie principaux, ainsi

que les paramétres du modéle de suspension.

B.1 Mesure de la position du CdG

Il s’agit de mesurer la position du Centre de Gravité (CdG) dans le plan sagittal du
véhicule, afin de trouver la valeur des demi-empattements avant et arriére, ainsi que la

valeur des moments d’inertie principaux.

FIGURE B.1 — Détermination du CdG du quad MF400H

Pour réaliser cette mesure, il est nécessaire de suspendre le véhicule par au moins
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deux points différents et de prendre des photographies du véhicule pour chaque position
d’équilibre. En orientant celles-ci de telle sorte que les véhicules photographiés soient
superposés, la position du CdG se trouve facilement au point d’intersection des droites
qui passent par le point de sustentation et qui sont orientées selon la direction de la
gravité. Cette technique a été appliquée au quad MF400H et le résultat de la méthode
de détermination du CdG est décrit sur la Figure B.1. Puis, a partir de la position du
CdG, les demi-empattements avant et arriére ont été déterminés en supposant que le CdG
du véhicule se trouve dans le plan médian : il s’agit d’une mesure en deux dimensions.

Finalement, le calcul des trois moments d’inertie principaux peut étre réalisé.

B.2 Mesure des moments d’inertie principaux

Afin de mesurer les trois moments d’inertie principaux du véhicule, la méthode du pendule
pesant a été utilisée. Elle consiste a le suspendre par un point, de facon que I'axe de
rotation soit colinéaire avec I'un des trois axes principaux, comme le montre la Figure B.2

pour un solide quelconque.

F1GURE B.2 — Méthode du pendule pesant

Par la suite, on note ¢ 'angle entre la verticale passant par le point de sustentation A
et la direction définie par la droite (AG) et & le vecteur normal au plan défini par ces 2
droites. En exploitant le théoréme de Koenig, le moment cinétique en A du solide projeté

sur 'axe ¥, noté o4 ., s’exprime alors comme :

Oae = [Laws, + mAG A XZ] Z= I (B.1)

avec 14 la matrice d’inertie en A du solide de masse m, wg,, le vecteur vitesse de rotation
%

du solide par rapport au repére fixe R = (z,y,2), Va la vitesse du point A (avec ici

—>

Va =0) et 14, le moment d’inertie en A suivant l’axe = du solide. Ainsi, par application

du théoréme du moment dynamique, on obtient :

Oae = Laqzt) = —mgDsin(4)) (B.2)

avec 04 , le moment dynamique en A du solide suivant ’axe z et D la longueur du segment



[AG].
Puis, avec I’hypothése des petites oscillations du solide autour de 'axe z (i.e. sin(¢)) ~
1Y), I'équation (B.2) devient :

)+ wp =0 (B.3)

mgD

T On en déduit que la période des oscillations T, est alors égale a :

ol Wy —

]A,z

T,=2
m mgD

(B.4)

Finalement, en enregistrant les oscillations de la masse suspendue (en réalité, il s’agit
de pseudo-oscillations a cause des frottements), il est possible d’estimer Tj et d’en déduire
le moment d’inertie du véhicule suivant I’axe = a partir de 'équation (B.4) et du théoréme
de Huygens :

mgDT§
Ar?

Ainsi, la méthode du pendule pesant permet d’évaluer simplement et suffisamment pré-

Igs =Ia, —mD? = mD? (B.5)

cisément la valeur d’un moment d’inertie d’un solide en son centre de gravité suivant
un axe. Par conséquent, en répétant cette procédure pour les trois axes principaux du
VLTT (roulis, tangage, lacet), on obtient les trois moments d’inertie principaux au CdG

du véhicule.

B.3 Identification des parameétres du modéle de sus-

pension

Cette section présente la méthode utilisée pour I'identification des paramétres du modéle
de roulis et de tangage (i.e. h,/p, K,/ et B,/,) respectivement présentés en section 2.2.1
et 2.2.2.

B.3.1 Procédure d’étalonnage de h,/, et K, ,

r/p

Que ce soit pour les paramétres du modéle de roulis ou de tangage, la méthode employée
repose sur le méme principe, qui est de générer respectivement une accélération latérale
ou longitudinale constante afin d’étre en régime permanent. Plus précisément, des virages
a vitesse constante sur un sol adhérent avec différents rayons de courbure ont été effectués
pour identifier les parameétres du modéle de roulis (voir Figure B.3). Comme il est difficile
pour un véhicule en mouvement de maintenir une accélération ou une décélération longi-
tudinale constante, le véhicule a été placé a ’arrét dans des pentes d’inclinaison différente
pour l'identification des paramétres de tangage (voir Figure B.3).

Ensuite, a partir des valeurs de transfert de charge (TCLa et TCLo) mesurées grace
aux capteurs dynamométriques, des techniques d’optimisation de fonctions sont utilisées

pour estimer la valeur des parameétres h,;, et K,, permettant au modeéle associé de



. Vitesse nulle
Vitesse constante

Pentede 20°
Cercle

d’identification -
(6=10°)

Vitesse nulle

Pentede 10 °

Cercle d'identifiéation (6=15°)

Identification des parametres Identification des parameétres
de roulis de tangage

FIGURE B.3 — Illustration du protocole expérimental suivi pour l'identification des para-
métres de roulis et de tangage

représenter au mieux les valeurs expérimentales. Etant donné que les fonctions d’évolution
du TCLa et du TCLo ne sont pas linéaires, des méthodes d’identification non-linéaires
sont évidemment utilisées comme par exemple la méthode de "descente de gradient", de
(GGauss-Newton connue aussi sous le nom de Newton-Raphson ou encore celle de Levenberg-
Marquardt, qui est un couplage entre les deux précédentes (voir | et ] | pour

plus de détails).

De maniére générale, 'objectif de ces méthodes est de déterminer, au sein d’une fa-
mille donnée de fonctions paramétrées, celle qui minimise une fonction de cott, qui est
généralement un cott au sens des moindres carrés. Plus précisément, soit Y = ®(X,¢) le
modéle d'un procédé, avec X et Y respectivement 1'entrée et la sortie du modele et & le
vecteur des parameétres inconnus. Alors, si Y™ désigne la sortie du processus mesurée a
linstant m, I’objectif de I'identification est de rechercher le vecteur optimal de paramétres

noté &*, qui minimise la fonction de cout J(§) suivante :

N | —

J(€) ==Y (Y = d(X™,¢)) (B.6)

m=1

avec X" l'entrée du procédé a l'instant m et M le nombre total de mesures. Dans notre
cas, pour des raisons de simplicité de mise en place de la méthode et de convergence rapide
du vecteur de paramétres &, nous avons opté pour la méthode de Gauss-Newton. Elle
consiste & approcher a chaque itération le vecteur de paramétres optimal £* sur la base d’un
développement de Taylor a Pordre 1 des fonctions de résidu » : r™(§) = Y — &(X™, §).



Plus précisément, le développement a 'ordre 1 du vecteur de résidu R autour de &£* est :

(&) r'(€) Vi (€) 0¢
R() = : ~ : + ; = R(¢) + Vr(§) 66 (B.T)
rM(&7) rM(€) Vi (§) 6§

avec 06 = & — £ et V() la matrice jacobienne de R(&). Puisque &* correspond au
vecteur de paramétres optimal, alors R({*) = 0. On en déduit que Iécart 0 entre les

vecteurs de paramétres courant et optimal est :

06 = =Vr(§)'R(€) (B.8)

avec V(€)1 la pseudo-inverse de Vz(€). Enfin, si 'algorithme est initialisé avec le
vecteur de parameétres initial &y, alors la séquence &, calculée comme ci-dessous converge

rapidement vers £* :

£n+1 = fn - vR(fn)TR(fn) (B,Q)

Cette méthode a été utilisée ici pour déterminer les valeurs optimales h,./, et K, /, pour
que les valeurs du TCLa et du TCLo en régime permanent prédites par les modéles (2.10)
et (2.15) soient les plus proches possible des valeurs mesurées lors des essais présentés par
la Figure B.3. Si on fait le lien avec les notations précédentes, les sorties mesurées Y™
sont les valeurs du TCLa ou du TCLo relevées aprés chaque essai, les sorties des modéles
du procédé Y = ®(X,€) sont les valeurs du TCLa ou du TCLo en régime permanent
déduites respectivement des modéles (2.10) et (2.15), les entrées X sont les accélérations

latérale ou longitudinale et le vecteur de parameétres est & = (h,, K,.) ou & = (h,, K,,).

Les expressions en régime permanent du TCLa et du TCLo se déduisent facilement

de (2.10) et (2.15) en considérant simplement ¢, = 0 et ¢, = 0. Ils ont pour expression :

Cy — C1 —2

TCLaperm = + —h,sin(y;)
c c
mhrAgr
Ok
et (B.10)
L, — L -2 .
TOLOPerm = Tf + Thp Sm(@p)
mh, A9
Pp = —7
p Kp

Ainsi, I'identification des paramétres h,/, et K, , consiste a appliquer la relation (B.9)



avec pour fonction de résidu :

"™ (&) = TC Lamesure(X) = TCLayerm(X™, )
ou (B.11)
7™ (€) = TC Lomesure(X) — TC Loperm (X™, €)

ol TC Laperm(X™, &) et TCLoperm(X™, &) ont été obtenus a partir de (B.10).

Toutefois, pour notre application, ’algorithme de Gauss-Newton a été légérement mo-
difié sur deux points. Premiérement, le vecteur de paramétres £ = (1000, ,, K, /,) a été
choisi de maniére a ce que les deux paramétres soient du méme ordre de grandeur, afin
d’assurer le meilleur conditionnement possible a la matrice jacobienne. Deuxiémement, un
paramétre d’amortissement A a été introduit dans I’équation de mise a jour des paramétres

inconnus :

Enrt = En — NOE, A < 1 (B.12)

Ce paramétre permet d’éviter les oscillations du vecteur de paramétres autour de

I'optimum, ce qui permet donc de stabiliser ’algorithme d’estimation.

B.3.2 Procédure d’estimation de B, ,

Comme les parameétres B, /, n’ont pas d’influence sur les valeurs en régime permanent du
TCLa ou du TCLo, ils sont réglés expérimentalement en fonction de la forme de la courbe
d’évolution du TCLa ou du TCLo en régime transitoire et du temps de réponse souhaité
(au vu des enregistrements) pour le modéle dynamique. Pour cela, les expérimentations
ont consisté & effectuer des virages brusques ou de fortes accélérations/décélérations afin
de solliciter le régime transitoire du transfert de charge.

Par la suite, le réglage de B, , est réalisé par analogie avec la dynamique des systémes
du premier ordre, puisque ’équation d’évolution du transfert de charge est une équation
d’ordre 1 (voir équations (2.10) et (2.15)). Le gain B,,

bon compromis entre un retard acceptable et un niveau de bruit pas trop élevé.

est donc réglé afin d’obtenir un

Par exemple, dans le cas de l'identification de B,, 'expérimentation conduite avec le
quad MF400H a consisté a réaliser un virage sur de ’asphalte ot le bruit sur la mesure des
accélérations est limité, suivi d’un second virage sur un terrain plus chaotique composé de
gravier avec donc un rapport signal sur bruit beaucoup plus faible. L’essai a été rejoué en
post-traitement afin d’estimer le TCLa avec trois valeurs différentes pour I’amortissement :
B, = 1000, 2000 et 3000 N.m.s. La Figure B.4 permet de comparer les trois estimations
du TCLa ainsi obtenues avec le TCLa mesuré grace aux capteurs dynamométriques.

Au vu de la Figure B.4, nous constatons que le TCLa estimé avec un B, trop élevé
(B, = 3000, courbe rouge) est certes peu bruité mais son évolution accuse un léger re-
tard surtout lorsque le TCLa augmente brusquement (virage sur I’asphate). A I'inverse,
le TCLa estimé avec un B, faible (B, = 1000, courbe orange) suit trés bien ’évolution

du TCLa mesuré. Ce gain d’amortissement faible est trés satisfaisant lorsque le bruit de
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FI1GURE B.4 — Identification du paramétre B, pour le quad MF400H

mesure est limité (virage sur asphalte), mais malheureusement génére de grandes oscilla-
tions lorsque les conditions de mesure sont dégradées (virage sur du gravier). Ces fortes
oscillations sont néfastes pour la détection des situations a risque, puisqu’en situations
limites (TCLa proche du seuil de sécurité, fixé pour rappel a 80 %) elles seraient a I’origine
d’activations intempestives du systéme de sécurité actif, ce qui est évidemment domma-
geable a l'efficacité du systéme et & son ergonomie. Par conséquent, la variable B, pour le
quad MF400H a été fixée & B, = 2000 N.m.s, qui représente un bon compromis entre le
retard d’estimation et la robustesse au bruit de mesure comme le montre la courbe bleue
sur la Figure B.4.

Evidemment, la procédure d’étalonnage de B, est identique pour l'estimation du
TCLo. Les valeurs obtenues pour les paramétres (h,/, et K, ;) pour les véhicules ex-

périmentaux sont détaillées en annexe A.






Annexe C

Capteurs dynamométriques DynQuad

Cette annexe est consacrée a la présentation des capteurs dynamométriques, qui sont
utilisés pour mesurer le torseur des efforts au centre de gravité de chaque roue afin de

déterminer avec précision le TCLa.

C.1 Description du DynQuad

Les capteurs DynQuad sont des dynamomeétres & 6 composantes destinés a étre montés
entre les éléments roulants (roues, disques de frein, etc.) et les arbres de transmission. Ils
permettent de mesurer les actions mécaniques exercées au niveau du contact roue/sol lors
du déplacement du véhicule. La mesure est exprimée sous la forme d’un torseur mécanique
a 6 composantes (3 efforts et 3 moments) associé au contact entre le pneumatique et le
sol, dans un repére (O, X, Y, Z) lié au corps du dynamométre (repére tournant).

Le schéma de la Figure C.1 est un plan du capteur utilisé sur le véhicule Massey Fer-
gusson MF400H. La couronne intérieure comporte 12 trous de diamétre 6.2 mm destinés

a la fixation du capteur sur le moyeu de la roue.

Couronne Couronne
extérieure intérieure
\ /

Jauges de S
’ . B
déformation =

FiGUuRE C.1 — Dynamomeétre DynQuad
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C.2 Fonctionnement

Le dynamomeétre est une piéce en acier a haute résistance mécanique, usinée selon une
forme particuliére permettant de relever les déformations élastiques (voir | |) par
des jauges piézo-résistives collées par deux au niveau des trois bras de liaison entre la
couronne intérieure et celle extérieure (voir Figure C.1). Les signaux électriques des jauges
sont proportionnels & 'amplitude des contraintes mécaniques appliquées au bras sur lequel
elles sont collées.

Ces 6 jauges de déformation sont constituées de 4 résistances assemblées en pont de
Wheastone. Ces ponts sont alimentés sous une tension de 4.3 V' et le signal de sortie est
amplifié 450 fois. Il est alors numérisé sur une carte d’acquisition, puis enregistré. Par
la suite, en post-traitement, le torseur des efforts est extrait a partir de la valeur des
signaux enregistrés et d’'un modéle mécanique de la piéce. Ainsi, ces capteurs permettent
de mesurer sur chaque roue un effort normal variant de 10 K¢ & 600 K g avec une précision

d’environ 5 Kg.

C.3 Montage des capteurs

Le montage des capteurs dans les roues nécessite de nombreuses piéces d’assemblage,

puisque le dynamomeétre est placé entre le moyeu de la roue et la jante.

Fixation du Dynquad
sur la jante

Capteur
dynamométrique

FIGURE C.2 — Assemblage du DynQuad dans une roue

Le montage décrit sur la Figure C.2 permet de visualiser une vue éclatée de I'assem-
blage réalisé. Outre les piéces nécessaires a 'alimentation et a 'acquisition des signaux
(collecteur tournant, bague, roulements, etc.), 'assemblage fait intervenir deux piéces in-
termédiaires : une pour fixer le dynamomeéetre sur le moyeu et une autre pour fixer la jante
sur le dynamomeétre. Grace a ces deux piéces, ’ensemble des efforts exercés sur le contact

roue/sol est transmis au dynamomeétre. Enfin, nous pouvons aussi remarquer que I’emploi



de telles piéces augmente la voie du véhicule d'une quinzaine de centimétres a 'avant et

a larriére.






Annexe D

Eléments de conception du prototype

de retour haptique

L’objectif de cette annexe est de présenter les différents éléments techniques qui ont mené

a la conception du systéme de retour de force sur la gachette des gaz.

D.1 Analyse fonctionnelle du besoin

Afin d’établir un cahier des charges du systéme de rétroaction, la premiére étape a été
de définir les différentes fonctions principales du systéme et ses contraintes vis-a-vis de
ses éléments extérieurs. Pour ce faire, un "Diagramme Pieuvre" a été construit et il est

représenté sur la Figure D.1.

Boite de calcul
duTCLa et TCLo

Normes
d’ergonomie

Normes de
sécurité

Milieu ambiant

FIGURE D.1 - Diagramme pieuvre

Les différentes fonctions principales et de contraintes sont définies ci-dessous :

e F'P1 : Mesurer la position de la gachette
e P2 : Controler le couple appliqué a la gachette
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e I'P3

o I'C1 :

o FC2

o FC3:

o FC4

e FCH

o F'C6 :

Grace a ce travail de clarification du besoin et des fonctions que doit remplir le systéme,

: Intégration a I'environnement
S’adapter aux grandeurs de commande
: Avoir un encombrement réduit

Se protéger des projections

: Répondre aux normes de sécurité

: Répondre aux normes d’ergonomie

S’adapter a la gachette existante

un premier cahier des charges a été établi et il est représenté sur la Figure D.2.

Fonction Critére Niveau Flexibilité
FP1: Mesurer la position de la Course du capteur 25 mm [+0 +20] mm
gachette 40 [+0 +100]°
Précision du capteur 1° max
Réactivité du capteur 10Hz 10%
Poids du capteur 100g max
FP2: Contrdler le couple L 25mm [+0 +50] mm
Course de l'actionneur - -
appliqué a la gachette 40° [+0 +100)°
Précision de l'actionneur 1-5N min-max
Force a contrer max en impulsion 50N 10%
Force a contrer max maintenue 30N 10%
Temps de sortie / course totale 0,5s max
Réactivité de |'actionneur 10Hz <0,25
FP3: Intégration 3 Encombrement 300 cm’ 100%
'environnement Masse 500¢g 100%
Indice de protection systéme IP 44 mini
Energie électrigue/hydraulique
Consommation maxi 240 W/h 10%
Prix 500 £ 20%

FIGURE D.2 — Cahier des charges du systéme de rétroaction

La suite de I'annexe a donc pour but de présenter succinctement les choix techniques

réalisés dans 'optique de concevoir un premier prototype du systéme de sécurité.

D.2 Choix des solutions techniques

Les trois solutions techniques a réaliser sont la mesure de la position de la gachette (FP1),
I'application d’un couple ou d’une force de rappel sur cette derniére (FP2) et I'intégration
du systéme & son environnement (FP3).

La précision requise pour la mesure de la position de la gachette dépend de son utilisa-
tion au sein du systéme. Dans notre cas ou 1’on souhaite juste stopper la commande lorsque
la gachette arrive en fin de course, de fagon a limiter la détérioration du systéme, un simple

capteur de butée suffit. Toutefois pour des raisons de conception (facilement montable sur



'axe traversant et maintenant la gachette), le choix s’est porté sur un transducteur rota-
tif, méme il fournit une précision bien plus que suffisante (1°) pour la simple détection
d’une butée. Concrétement, un transducteur a application industrielle, développé par la
société Vishay (voir Figure D.3), a été choisi pour le prototype. Ce capteur correspond &

notre cahier des charges puisque son cotit a I'unité est d’environ 14€.

FIGURE D.3 — Transducteur rotatif permettant la mesure de la position de la gachette

Concernant le choix de 'actionneur pour la génération d’un couple, bien qu'un vérin
hydraulique peut sembler étre une solution bien adaptée pour l'intégration du systéme
au niveau du guidon, son utilisation implique la mise en place d’une centrale hydraulique
encombrante et d'une commande complexe. Ainsi, afin de réaliser un premier prototype
démontrant l'intérét d’un tel systéme pour la prévention et la limitation du risque de
renversement latéral, le choix d’une solution électrique apparait finalement plus intéressant
de par sa facilité d’installation et de commande (voir section 4.4.1.2). Le choix s’est
arrété sur un moteur-réducteur électrique a courant continu distribué par la société "MDP
Motors" et développé par lentreprise "Dunkermotoren" : le GR42x40/PLG42K (voir
Figure D.4) avec un prix a 'unité de 200€.

FIGURE D.4 — Moteur-réducteur a courant continu pour la génération d’un retour d’effort

Ce moteur-réducteur permet d’une part de respecter les contraintes d’encombrement
et d’autre part de générer au mieux une force de 110N au niveau de la gachette, ce qui
est largement suffisant au vu du cahier des charges retenu (voir Figure D.2).

Finalement, une modélisation sous CATIA du systéme complet avec I'intégration du
capteur de rotation et du moteur électrique est présentée sur la Figure D.5.

Le cotit matériel d’un tel systéme avec en plus les composants électriques nécessaires a
la réalisation de la carte électronique (régulateur de tension, micro-controleur, transistor,

etc.) est de l'ordre de 600€, ce qui dépasse d’aprés le cahier des charges (voir Figure



Couvercle de

Moteur-réducteur )
protection

Support de
fixation

Gachette —

Capteur rotatif

FIGURE D.5 — Systéme global modélisé sous le logiciel CATTA

D.2) la limite fixée & 500€ (environ 10% du prix du véhicule). Cela tient au fait que les
composants ont été achetés a I'unité. Ce cotit pourrait étre largement réduit, méme dans

le cadre d’une production en petite série.
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