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Résumé : Le fauteuil roulant manuel (FRM) est couramment utilisé par les personnes à
mobilité réduite, mais son usage quotidien peut entraîner des troubles musculo-squelettiques
(TMS) en raison des mouvements répétitifs de propulsion. De plus, les contraintes d’accessibilité
dans les environnements urbains limitent souvent la mobilité des utilisateurs, malgré les progrès
législatifs en matière d’inclusion. Bien que les fauteuils roulants électriques (FRE) réduisent
l’effort physique, ils comportent des inconvénients tels qu’une autonomie limitée et une réduction
de l’activité physique, ce qui peut être néfaste sur le long terme. Le fauteuil roulant manuel
avec assistance électrique (FRM-AE) apparaît comme une solution intermédiaire, car il fournit
une assistance tout en maintenant l’activité physique des membres supérieurs. Cependant, les
systèmes d’assistance actuels ne s’adaptent pas efficacement aux capacités des utilisateurs ni
aux contraintes du terrain. Le défi principal réside dans la conception d’un système d’assistance
capable de prendre en compte l’interaction entre l’utilisateur, le FRM-AE et le sol, en offrant
un contrôle précis et sécurisé. Un autre défi important est la validation en temps réel de la
fonctionnalité et de la robustesse du système à travers divers scénarios et topographies. Les tests
utilisateurs avec une cohorte suffisante sont essentiels pour évaluer l’efficacité et l’acceptabilité
de ces systèmes. Cependant, les essais en environnement extérieur sont longs à mettre en œuvre
et peuvent comporter des risques. Le recours à un simulateur de FRM se présente comme une
solution efficace pour surmonter ces obstacles.

Cette thèse se divise en deux volets principaux. Le premier consiste à développer une interface
haptique et dynamique intégrée à un simulateur de FRM, capable de simuler divers scénarios de
locomotion. Cette interface comprend un modèle dynamique de l’interaction entre l’utilisateur, le
FRM et le sol, ainsi qu’un contrôleur haptique. Ce modèle permet de reproduire des mouvements
en ligne droite, en virage, en pente ou en dévers. Le contrôleur haptique, basé sur une commande
optimale à paramètres variables (LPV), permet de suivre les trajectoires du modèle de référence
tout en générant des résistances haptiques adaptées à chaque mouvement. L’interface transmet
également des données cinématiques et dynamiques à une plateforme hexapode, fournissant ainsi
un retour sensoriel en temps réel. Cette interface a été validée par des tests sur 30 sujets sains
et 2 utilisateurs de FRM à mobilité réduite, conduisant à l’intégration d’un système d’assistance
prenant en compte les contraintes du sol et les capacités des utilisateurs.

La deuxième partie de la thèse est consacrée à la conception d’un système d’assistance centré
sur les capacités de l’utilisateur et les contraintes du sol. Trois stratégies d’assistance ont été dé-
veloppées. La première quantifie un indice de difficulté d’accessibilité et l’intègre à un paramètre
de niveau d’assistance pour moduler l’amplitude du couple d’assistance fourni par le moteur.
Pour générer ce couple d’assistance, une commande optimale linaire à paramètre variant (LPV)
est conçu. La deuxième approche, intègre ce paramètre dans l’algorithme de la commande opti-
male via une fonction de coût adaptative pour ajuster la commande en fonction des actions de
l’utilisateur et des contraintes du terrain. La troisième stratégie repose sur une assistance adap-
tative avec un paramètre de niveau d’assistance optimal qui caractérisé le rendement entre le
couple appliqué par l’utilisateur et le couple requis pour réaliser une action (tel que franchir une
pente), une fois obtenu, le paramètre de niveau d’assistance est intégré à l’algorithme de la com-
mande optimale. Ces trois approches ont été évaluées à la fois objectivement et subjectivement
avec 13 utilisateurs pour comparer leurs performances respectives. Les validations expérimen-
tales, menées à l’aide du simulateur de FRM dynamique PSCHITT-PMR-LAMIH, ont démontré
l’efficacité des solutions développées, notamment en termes d’amélioration de la sécurité et du
confort, validant ainsi l’ensemble des stratégies proposées.

Mots clés : Interface haptique, commande optimale robuste, commande en temps réel, si-
mulateur de FRM, assistance adaptative, assistance centrée sur l’utilisateur, modèle d’interaction
Utilisateur-FRM-sol, modèle de l’utilisateur, estimation paramétrique en ligne, tests utilisateurs.
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Haptic assistance for manual wheelchair propulsion based on an assessment

of the user’s biomechanical capabilities

Abstract : The manual wheelchair (MWC) is commonly used by individuals with reduced
mobility, but its daily use can lead to musculoskeletal disorders (MSDs) due to the repetitive
propulsion movements. Moreover, accessibility challenges in urban environments often limit users’
mobility, despite legislative progress in terms of inclusion. While electric wheelchairs (EWs) re-
duce physical effort, they have drawbacks such as limited autonomy and decreased physical
activity, which can be harmful in the long term. The manual wheelchair with electric assistance
(MWC-EA) emerges as an intermediate solution, providing assistance while maintaining upper
body physical activity. However, current assistance systems do not effectively adapt to users’
abilities or terrain constraints. The main challenge lies in designing an assistance system capable
of considering the interaction between the user, the MWC-EA, and the ground, providing precise
and secure control. Another significant challenge is real-time validation of the system’s functio-
nality and robustness across various scenarios and topographies. User testing with a sufficiently
large cohort is essential to evaluate the effectiveness and acceptability of these systems. Howe-
ver, outdoor trials are time-consuming to implement and may involve risks. The use of an MWC
simulator offers an efficient solution to overcome these obstacles.

This thesis is divided into two main parts. The first involves developing a haptic and dynamic
interface integrated into an MWC simulator, capable of simulating various locomotion scenarios.
This interface includes a dynamic model of the interaction between the user, the MWC, and
the ground, as well as a haptic controller. This model allows for reproducing movements such
as straight-line motion, turning, uphill, or sloping. The haptic controller, based on a Linear
Parameter-Varying (LPV) optimal control approach, enables the reference model’s trajectories
to be followed while generating haptic resistances adapted to each movement. The interface
also transmits kinematic and dynamic data to a hexapod platform, providing real-time sensory
feedback. This interface was validated through tests on 30 healthy subjects and 2 individuals
with reduced mobility, leading to the integration of an assistance system that accounts for both
ground constraints and user abilities.

The second part of the thesis focuses on designing an assistance system centered on the
user’s capabilities and ground constraints. Three assistance strategies were developed. The first
quantifies an accessibility difficulty index and integrates it into an assistance level parameter
to modulate motor torque. The second incorporates this parameter into the optimization al-
gorithm via an adaptive cost function to adjust control according to the user’s actions and
terrain constraints. The third strategy relies on adaptive assistance with an optimal assistance
level parameter, allowing real-time adjustment of effort based on the user’s needs. These three
approaches were evaluated both objectively and subjectively with 13 users to compare their res-
pective performances. Experimental validations, conducted using the PSCHITT-PMR-LAMIH
dynamic MWC simulator, demonstrated the effectiveness of the developed solutions, particularly
in terms of improving safety and comfort, thus validating the proposed strategies.

Keywords : Haptic interface, robust optimal control, real-time control, manual wheelchair
simulator, adaptive haptic assistance, user-centered assistance, user-wheelchair interaction model,
user model, online parametric estimation, user tests validation.
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Introduction Générale

Le fauteuil roulant manuel (FRM) est l’aide technique la plus utilisée par les personnes à mobi-
lité réduite ayant des membres supérieurs fonctionnels. Toutefois, une utilisation quotidienne peut
exposer ses utilisateurs à divers risques de développer des troubles musculosquelettiques (TMSs)
causés par les mouvements de propulsion répétitifs. De surcroît, l’accessibilité à certains lieux par
les utilisateurs de FRM peut être restreint par des obstacles environnementaux [Unsworth 2021].

L’accessibilité à ces lieux par les personnes à mobilité réduite représente un enjeu so-
ciétal majeur, au cœur des politiques publiques visant à promouvoir une société plus in-
clusive. Malgré les progrès législatifs, au travers de l’article sur l’accessibilité de la loi sur
l’égalité des droits et des chances, la participation et la citoyenneté des personnes handi-
capées du 11 février 2005 en France, de nombreux espaces urbains restent encore inacces-
sibles aux utilisateurs de FRM, créant une mobilité restreinte pour les personnes concer-
nées [Ministère de la Transition écologique 2024]. En 2022, seulement 60 % des bâtiments pu-
blics étaient accessibles et selon les dernières estimations, environ 50 à 60 % des infrastructures
urbaines seraient accessibles [Ministère de la Transition écologique 2024]. Le manque d’accessi-
bilité dans les lieux de travail est également préoccupant, contribuant à un taux de chômage
d’environ 16 % chez les personnes handicapées en 2020, soit près de deux fois plus que celui
de la population générale [Rouvier 2023]. En plus des obstacles physiques, les personnes en fau-
teuil roulant doivent surmonter des défis cognitifs liés aux regards des personnes, impactant leur
autonomie et diminuant leur qualité de vie.

Pour améliorer l’accessibilité à ces lieux aux personnes en situation de handicap et fa-
voriser leur mobilité, il est essentiel de réduire le risque d’apparition de troubles musculo-
squelettiques (TMS), notamment en minimisant les efforts excessifs développés durant la phase
de propulsion en fauteuil roulant manuel (FRM). Une solution consiste à recourir au fau-
teuil roulant électrique, le fauteuil roulant électrique, qui offre une mobilité fluide avec un
effort physique réduit. Grâce aux nouveaux progrès technologiques, des joysticks haptiques
permettent d’assister l’utilisateur et de réduire la sollicitation excessive du pouce, diminuant
ainsi le risque de syndrome du canal carpien et, par conséquent, de TMS. Cependant, le
fauteuil roulant électrique (FRE) présente plusieurs inconvénients significatifs. Parmi ceux-
ci, on peut citer une autonomie de batterie souvent médiocre, un coût élevé, et, plus im-
portant encore, la réduction de l’activité physique des membres supérieurs, ce qui pour-
rait avoir des répercussions négatives sur la santé des utilisateurs à mesure qu’ils vieillissent
[Giesbrecht 2009, Frank 2010, Giesbrecht 2011, Kloosterman 2013, De Souza 2016].

Afin de remédier à ce problème, le fauteuil roulant manuel à assistance électrique (FRM-
AE) se présente comme un compromis entre le FRM et le FRE. Il dispose de mains courantes
sur les roues arrière, permettant de préserver la fonctionnalité active des membres supérieurs,
comme un FRM. De plus, ses roues arrière sont équipées de servomoteurs et de capteurs sur le
moyeu, permettant d’ajouter un couple moteur pour assister l’utilisateur lors de la locomotion en
FRM-AE [Cooper 2002, Arva 2001, Best 2006, Flemmer 2016, Vorobyov 2017, Choukou 2021].
Ainsi, le FRM-AE permet de maintenir une activité physique régulière, réduisant à la fois le
risque de développer des TMS et celui de complications liées à la sédentarité, tout en offrant une
assistance pour diminuer l’effort requis lors de la propulsion. Cependant, les systèmes d’assistance
actuels pour FRM-AE présentent plusieurs limitations techniques. La plupart de ces systèmes
fournissent une assistance moteur proportionnelle au couple propulsif appliqué par l’utilisateur,
sans ajustement en fonction de ses capacités. Par ailleurs, les contraintes liées à la géométrie du



sol ne sont pas prises en compte dans la conception, ce qui limite l’adaptabilité du système aux
différents types de terrain. De plus, bien que des systèmes de sécurité et des mécanismes de rejet
des perturbations existent, ils sont souvent conçus séparément du système d’assistance principal,
ce qui entraîne une consommation énergétique importante et, par conséquent, une réduction de
l’autonomie des batteries des FRM-AE.

Un des défis techniques et scientifiques réside dans la conception des systèmes d’assistance
en tenant compte des capacités de l’utilisateur ainsi que des contraintes liées à la géométrie du
sol. Aussi, les systèmes d’assistance doivent s’adapter, entre autres, à des contraintes telles que
les couples des moteurs, l’autonomie de la batterie et la sécurité de l’utilisateur.

La validation en temps réel de la fonctionnalité et de la robustesse du système à travers
différents scénarios et topographies constitue un autre défi majeur. Des tests utilisateurs avec
une cohorte suffisante sont également essentiels pour évaluer l’efficacité et l’acceptabilité du
système. Toutefois, les essais en environnement extérieur peuvent être longs à mettre en œuvre
et peuvent présenter des risques pour les participants et le matériel. Pour surmonter ces défis,
un simulateur de FRM est une solution la plus adaptée. Il offre la possibilité de simuler un
large éventail de scénarios de locomotion en FRM, ce qui permet d’implémenter, de tester et de
valider le système d’assistance dans un environnement virtuel contrôlé et sécurisé, assurant ainsi
la fiabilité du système avant son déploiement en conditions réelles.

Dans cette perspective, cette thèse vise à développer un système d’assistance pour FRM-AE.
Ce système doit être centré sur l’interaction entre l’utilisateur, le FRM-AE et la géométrie du
sol, tout en tenant compte des contraintes liées aux limites physiques imposées par cette interac-
tion. Il doit être stable pour assurer la sécurité de l’utilisateur et robuste face aux perturbations
et incertitudes. L’objectif de ce système est de fournir une assistance personnalisée répondant
aux besoins spécifiques et aux préférences de l’utilisateur, afin de maximiser l’efficacité méca-
nique du déplacement, minimiser l’effort développé par l’utilisateur, et réduire la répétition des
mouvements de propulsion.

Afin de mettre en œuvre ce système d’assistance et de pouvoir valider sa fonctionnalité ainsi
que les tests utilisateurs, il est nécessaire de recourir à un simulateur de FRM. Cette thèse
s’inscrit dans le cadre du projet ANR CapaCITIES (ANR-19-CE19-0007). Ce projet est mené en
collaboration avec plusieurs partenaires : le LAMIH (Laboratoire d’Automatique, de Mécanique
et d’Informatique Industrielles et Humaines), l’ENSAM-IBHGC (École Nationale Supérieure
d’Arts et Métiers - Institut de Biomécanique Humaine Georges Charpak), l’IRISA (Institut de
Recherche en Informatique et Systèmes Aléatoires) et l’INI/CERAH (Institution Nationale des
Invalides / Centre d’Études et de Recherche sur l’Appareillage des Handicapés). Le LAMIH,
intervient dans le work package visant le développement d’un simulateur de fauteuil roulant
réaliste (voir Figure 1). Le simulateur PSCHITT-PMR se compose de 6 écrans fixés de manière à
offrir un angle visuel de 150°, d’un ergomètre à rouleaux sur lequel est fixé un FRM instrumenté,
le tout étant monté sur une plateforme hexapode.

La principale contribution de cette thèse au projet CapaCITIES consiste à développer une
interface haptique et dynamique capable de reproduire le comportement d’un fauteuil roulant
dans le simulateur PSCHITT-PMR. Cette interface vise à simuler en temps réel les déplacements
en ligne droite, en virage, en pente, et en dévers. Son rôle est de créer une communication
fluide entre l’utilisateur, le simulateur et l’environnement virtuel. Elle génère un retour de force
haptique au niveau des mains courantes et un retour sensoriel dynamique en pente et en dévers
grâce à la plateforme hexapode. Une validation expérimentale, à l’aide de scénarios standardisés,
sera effectuée avec des participants sains et des personnes à mobilité réduite pour évaluer le
réalisme haptique et dynamique du simulateur. Une fois la fonctionnalité du simulateur validée,
un système d’assistance sera conçu et soumis à des tests fonctionnels ainsi qu’à des évaluations



utilisateurs.

Figure 1 – Plateforme de Simulation Collaborative Hybride, Intermodale en Transport
Terrestre-Personne à Mobilité Réduite (PSCHITT-PMR).

Cette thèse est composée de cinq chapitres structurés comme suit :

— Chapitre 1 : État de l’art

Ce chapitre examine la littérature sur l’interaction entre l’utilisateur et le fauteuil roulant manuel,
ainsi que l’interaction du FRM avec l’environnement, notamment le sol. Une vue d’ensemble des
outils de quantification de la biomécanique de la propulsion en FRM sera présentée, en particulier
le simulateur de FRM. Nous passerons en revue les simulateurs existants et poserons les critères
de réalisme d’un simulateur de fauteuil roulant manuel. Le chapitre évalue également les systèmes
d’assistance électrique pour FRM, en discutant leurs avantages et inconvénients. Enfin, il expose
les enjeux et objectifs de la thèse, qui sont centrés sur le développement de solutions d’assistance
innovantes pour améliorer la mobilité et l’ergonomie des personnes utilisant un FRM-AE.



— Chapitre 2 : Modélisation de l’interaction Utilisateur-FRM-Environnement

Ce chapitre décrit le développement d’un modèle dynamique de l’interaction entre l’utilisateur,
le fauteuil roulant manuel, et le sol, destiné à être intégré en temps réel dans le simulateur
PSCHITT-PMR. Les contributions principales comprennent une modélisation précise des résis-
tances au roulement et au pivotement, ainsi que l’intégration des forces de propulsion et des
contraintes liées à la géométrie du sol, comme les pentes et les dévers. Un protocole expérimental
est également présenté, couvrant les étapes d’identification et de validation du modèle.

— Chapitre 3 : Conception d’une interface de contrôle haptique pour le simulateur
de FRM

Ce chapitre aborde la conception d’une commande capable de gérer les défis liés à la non-linéarité
de l’interaction entre l’utilisateur, le fauteuil roulant manuel, et le banc à rouleaux. Cette archi-
tecture pilote le simulateur, génère des forces de frottement haptique adaptées aux conditions
de locomotion, et rejette de manière robuste les forces perturbatrices externes. Une validation
expérimentale est menée avec une cohorte de personnes saines et de personnes à mobilité réduite
pour évaluer la fonctionnalité et le réalisme du simulateur.

— Chapitre 4 : Assistance haptique basée sur un indice d’accessibilité empirique

Ce chapitre décrit le développement de deux stratégies d’assistance pour le FRM-AE, basées
sur une commande optimale. Ces stratégies ajustent automatiquement le niveau d’assistance en
fonction des efforts développés de l’utilisateur et des caractéristiques du terrain. La première
approche module directement le couple moteur ajouté au couple propulsif de l’utilisateur, tandis
que la seconde ajuste l’assistance en fonction de l’effort perçu par l’utilisateur, intégré dans une
fonction coût dynamique de l’algorithme d’optimisation. Une comparaison des deux stratégies
est effectuée pour évaluer leur efficacité dans diverses conditions d’utilisation.

— Chapitre 5 : Assistance adaptative basée sur un paramètre optimal du niveau
d’assistance

Ce chapitre développe une approche permettant de quantifier et d’ajuster en temps réel le niveau
d’assistance des fauteuils roulants équipés d’une assistance électrique, en utilisant une commande
optimale et des évaluations de performance via le simulateur PSCHITT-PMR. Le niveau d’assis-
tance est calculé dynamiquement et intégré dans une fonction de coût adaptative, afin de moduler
l’assistance en fonction des efforts de propulsion développés par l’utilisateur et des conditions en-
vironnementales. Les performances de cette stratégie seront validées par une série d’évaluations
objectives, basées sur des indicateurs tels que la vitesse et l’effort perçu, ainsi que par des retours
subjectifs des utilisateurs. Une validation expérimentale est réalisée, incluant un test-utilisateur,
pour comparer les trois stratégies d’assistance dans divers contextes de déplacement.

— Conclusion générale et Perspectives

Le chapitre de conclusion générale présente les objectifs atteints au cours de cette thèse, les
limites identifiées dans les différents travaux menés, ainsi que les perspectives et orientations
pour les recherches futures. Ce chapitre offre une synthèse des résultats obtenus et conclut les
travaux effectués dans le cadre de cette thèse.
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24 Chapitre 1. État de l’art

1.1 Introduction

Le fauteuil roulant manuel (FRM) est une aide technique essentielle permettant d’offrir une
mobilité à une personne en situation de handicap moteur. [Unsworth 2021]. Les utilisateurs,
souvent affectés par des pathologies comme les lésions de la moelle épinière, les maladies neuro-
musculaires, les amputations ou les troubles articulaires, l’utilisent pour compenser le maximum
leur handicap [Chénier 2012, Hybois 2019]. Cependant, l’utilisation régulière du FRM peut en-
traîner des troubles musculo-squelettiques (TMS) en raison de la répétition des mouvements de
propulsion et des conditions environnementales difficiles [Mercer 2006].

Lors des dernières années, divers progrès technologiques ont été réalisés pour améliorer l’ergo-
nomie de l’utilisation du FRM. Ces avancées comprennent l’introduction de solutions mécaniques
telles que la propulsion par manivelle ou levier, la conception de fauteuils roulants électriques
ou scooters de mobilité, ainsi que le développement de dispositifs avec assistance électrique à la
propulsion pour fauteuils roulants manuels (FRM-AE) [Crichlow 2011]. Chacun de ces outils pré-
sente des avantages et des inconvénients. Par exemple, la propulsion par manivelle ou levier offre
une meilleure efficacité mécanique et une activité physique accrue pour l’utilisateur, mais peut
être fatigante sur de longues distances. Les fauteuils roulants électriques et les scooters de mobi-
lité permettent une locomotion sans la sursollicitation des membres supérieurs, mais ils peuvent
être plus lourds et nécessitent une infrastructure de charge adaptée. De plus, ils ne favorisent
pas l’activité physique de l’utilisateur. Enfin, le FRM avec assistance électrique à la propulsion
(FRM-AE) combinent la simplicité du FRM manuel avec une assistance électrique pour réduire
l’effort physique tout en permettant à l’utilisateur de conserver une certaine activité physique.
Dans ce contexte, le FRM-AE apparaît comme la solution la plus adaptée pour les utilisateurs
ayant une capacité active des membres supérieurs, car il permet de réduire l’effort de l’utilisateur
tout en optimisant la puissance mécanique de déplacement. Cependant, deux questions scienti-
fiques demeurent : à quel moment doit-on fournir une assistance et quelle quantité d’assistance
est nécessaire pour l’utilisateur ?

Pour répondre à ces interrogations, une analyse approfondie des interactions entre l’utilisateur
et le FRM, ainsi qu’entre le FRM et son environnement de déplacement, est nécessaire. En effet,
une compréhension des capacités physiques de l’utilisateur, de la puissance mécanique de dépla-
cement du FRM et des caractéristiques géométriques du sol pourrait permettre de déterminer le
niveau optimal d’assistance.

Ce chapitre se divise en quatre parties distinctes. Nous débutons par une description succincte
des différents types de fauteuils roulants manuels existants.

La deuxième partie est consacrée aux interactions entre l’utilisateur et le FRM, ainsi qu’aux
relations entre ce dernier et l’environnement urbain. Nous y abordons également les bases biomé-
caniques de la propulsion en fauteuil roulant, en mettant en lumière l’influence de l’environnement
urbain sur cette dynamique. Divers modèles mécaniques sont ensuite explorés pour évaluer les
pertes d’énergie lors de la locomotion en FRM.

La troisième partie se concentre sur les outils de quantification de la biomécanique de la
propulsion en fauteuil roulant manuel, avec une attention particulière portée aux simulateurs
de FRM. Une synthèse des travaux de recherche est présentée, incluant la quantification de la
propulsion dans diverses situations (ligne droite, virages, pentes et dévers) ainsi que l’évaluation
de la précision des mesures, validée par des tests utilisateurs.

Enfin, la quatrième partie offre une revue des fauteuils roulants manuels assistés (FRM-AE)
disponibles sur le marché et examine les différentes architectures d’assistance à la propulsion,
optimisées ou non. Une synthèse comparative est réalisée pour évaluer l’impact de chaque type
d’assistance sur la biomécanique de la propulsion.
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1.2 Fauteuil roulant manuel

L’interaction biomécanique entre l’utilisateur, le fauteuil roulant manuel (FRM) et l’environ-
nement est influencée par les caractéristiques techniques du fauteuil, les conditions environne-
mentales (hauteur de seuil de porte, amplitude de l’angle de pente ou angle de dévers, etc) et les
capacités physiques de l’utilisateur. Des facteurs tels que la rigidité du châssis, les dimensions de
l’assise et du dossier, le type de système de propulsion, ainsi que les propriétés des matériaux,
des pneus et du sol, jouent un rôle clé dans cette dynamique. Cette section analyse les aspects
cinématiques (vitesse, accélération) et dynamiques (forces, moments) de la propulsion en FRM.

1.2.1 Définition d’un fauteuil roulant manuel

Le FRM est un dispositif médical couramment utilisé par les individus présentant un handicap
moteur au niveau des membres inférieurs, et ayant la capacité à réaliser une propulsion manuelle
active. Il se compose de quatre principaux systèmes interdépendants (Figure 1.1) :

Figure 1.1 – Caractéristiques d’un fauteuil roulant manuel.

— Châssis du FRM : Ce composant, généralement fabriqué en aluminium, titane ou récem-
ment en fibre de carbone, forme une structure rigide. Il joue le rôle fondamental stabilisant
pour le fauteuil roulant manuel, avec la possibilité d’être soudé en un bloc ou pliable afin
de faciliter les transferts dans un véhicule.

— Système de soutien du corps : Le système de soutien se compose du dossier, du siège et
des palettes repose-pieds. Le siège, souvent fabriqué en matériau souple, peut être équipé
d’un coussin anti-escarres. Le dossier, ajustable pour soutenir les régions cervicale, thora-
cique et lombaire, est souvent amovible ou rabattable afin de faciliter le rangement et le
transport. Les palettes repose-pieds, quant à elles, peuvent être relevables pour offrir plus
de flexibilité ou conçues en monobloc pour une meilleure stabilité.

— Système de roues : Les FRM ont des roues arrière motrices et des roulettes avant di-
rectionnelles. Elles peuvent être équipées de pneus pneumatiques, pleins ou hybrides. Le
système de propulsion principalement utilisée sont les mains courantes, avec des alterna-
tives moins habituelles comme les manivelles ou les leviers pendulaires.
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— Système de freinage : Le système de freinage d’un fauteuil roulant manuel assure la
sécurité en permettant de ralentir ou d’immobiliser le fauteuil. Il comprend des leviers pour
bloquer les roues, des freins appliquant une pression sur les pneus et des mains courantes
pour contrôler la vitesse, bien que cela puisse causer des problèmes aux mains.

1.2.2 Types de fauteuils roulants manuels

La configuration des quatre composants du FRM crée divers types de fauteuils, chacun pou-
vant modifier les caractéristiques de propulsion selon l’objectif d’utilisation (intérieur, extérieur,
terrain accidenté, etc.). Les différents modèles de FRMs sont résumés dans le Tableau 1.1 :

Types Description

Fauteuil roulant standard Ce type de fauteuil est souvent utilisé
pour un usage quotidien. Il peut être
pliable et peut être transporté facile-
ment.

Fauteuil roulant actif Destiné aux utilisateurs actifs, ce FRM
possède des caractéristiques ergono-
miques pour faciliter la propulsion. Il
est souvent utilisé par des personnes
ayant de plus grandes capacités phy-
siques.

Fauteuil roulant
tout-terrain

Conçu pour une utilisation en exté-
rieur, ce fauteuil est équipé de pneus
robustes et peut gérer des terrains va-
riés tels que le sable, la boue ou les che-
mins de terre.

Fauteuil roulant à dossier
inclinable

Permet à l’utilisateur de modifier l’in-
clinaison du dossier pour plus de
confort et réduire le risque d’escarres.

Fauteuil roulant manuel
assisté

Intègre un système d’assistance moto-
risé pour aider l’utilisateur à propulser
le fauteuil plus facilement.

Table 1.1 – Description des différents types de FRM [Hybois 2019].
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1.3 Interaction entre l’utilisateur-FRM et FRM-sol

Dans cette section, nous examinons en détail la mécanique de l’interaction entre l’utilisateur,
le fauteuil roulant manuel et le sol, ainsi que les obstacles environnementaux qui peuvent influen-
cer cette interaction, notamment les défis liés à l’accessibilité. Nous aborderons comment divers
facteurs, tels que la nature du terrain, les caractéristiques des matériaux de revêtement et la
géométrie du sol, impactent la propulsion et l’effort nécessaire pour l’utilisateur. En outre, nous
explorerons les principales méthodes actuelles d’évaluation de la propulsion en FRM, en mettant
en lumière les dispositifs utilisés pour mesurer les forces et la cinématique, ainsi que leurs limites
en termes de précision et de pertinence dans des conditions réelles.

1.3.1 Analyse cinématique de la propulsion en fauteuil roulant

La propulsion en FRM peut être caractérisée par une propulsion synchrone et asyn-
chrone [Astier 2019]. La propulsion synchrone est définie comme un mouvement simultané
des deux bras pour propulser le FRM, et est souvent observée chez les utilisateurs expéri-
mentés. En revanche, la propulsion asynchrone se caractérise par un mouvement alterné des
membres supérieurs, fréquemment utilisé par les utilisateurs novices et certains athlètes para-
lympiques [Astier 2019, Chénier 2012]. Ces techniques de propulsion peuvent entraîner fatigue
et blessures, soulevant des questions sur les implications biomécaniques et l’impact de l’environ-
nement sur la biomécanique de la propulsion en FRM. Dans la suite de cette analyse, nous nous
concentrons sur la propulsion synchrone. Le cycle de propulsion synchrone comprend une phase
de poussée, où le contact entre la main de l’utilisateur et la main courante forme une chaîne
cinématique fermée, suivie d’une phase de relâchement, sans contact entre la main et la main
courante, au cours de laquelle la main revient à sa position initiale.(Figure 1.2).

Figure 1.2 – Schéma descriptif d’un cycle de propulsion synchrone en FRM.

La phase de poussée est caractérisée par un angle de poussée (l’angle de rotation de la roue
arrière lorsque la main est en contact avec la main courante, illustré par le contact initial dans la
Figure 1.2). Pour la phase de relâchement, étant donné que la main est libre, plusieurs trajectoires
de la main sont possibles [Chénier 2012]. Dans la littérature, les techniques de propulsion sont
classées en quatre types, la trajectoire de type arc (Figure 1.3.a), la boucle simple (Figure 1.3.b),
la boucle double (Figure 1.3.c) et la trajectoire semi-circulaire (Figure 1.3.d) [Rozendaal 2003,
Astier 2019, Chénier 2012, Sauret 2010].
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Figure 1.3 – Techniques de la propulsion en fauteuil roulant.

La trajectoire réalisée par l’utilisateur est souvent liée à ses capacités physiques ainsi qu’à
son expérience en matière de propulsion [Astier 2019]. Il est généralement recommandé d’adop-
ter une trajectoire semi-circulaire pendant la phase de relâchement [Chénier 2012], car cette
trajectoire maximise l’angle de poussée et favorise naturellement un retour semi-circulaire
de la main [Shimada 1998, Boninger 1997, Chénier 2012, Hybois 2019]. Selon Boninger et
al. [Boninger 2002], il existe une corrélation entre les différentes techniques de propulsion et
la fréquence de propulsion. Plus particulièrement, l’adoption de la technique semi-circulaire est
associée à une légère diminution de cette fréquence. Toutefois, bien que cette technique présente
certains avantages en termes de fréquence, son impact sur la charge des membres supérieurs
reste sujet à discussion. En effet, bien que la force appliquée puisse être efficace pour déplacer le
fauteuil roulant, le moment de force au niveau de l’épaule peut atteindre des amplitudes élevées,
augmentant ainsi le risque de surutilisation ou de blessure. De plus, selon les travaux de Co-
oper et al. [Cooper 1990], Rozendaal et al. [Rozendaal 2003] et Bregman et al. [Bregman 2009],
l’adoption de la technique semi-circulaire ne réduit pas systématiquement la charge au niveau
des membres supérieurs, des épaules, des coudes ou des poignets. Dans la section suivante, nous
détaillerons cette analyse du mouvement de propulsion d’un point de vue dynamique.

1.3.2 Analyse dynamique de la propulsion en fauteuil roulant manuel

L’analyse dynamique de la propulsion en fauteuil roulant se fait souvent dans le plan sagittal,
ce qui signifie que l’angle de carrossage est nul (voir la Figure 1.1). Dans cette configuration,
la force appliquée par l’utilisateur se compose de deux forces : la force tangentielle et la force
radiale [Boninger 1997, Cooper 1997]. La force tangentielle est tangente à la circonférence de la
main courante, tandis que la force radiale agit perpendiculairement à celle-ci, en direction du
centre de la roue. La force tangentielle est propulsive et permet de déplacer le fauteuil roulant
manuel vers l’avant ou vers l’arrière, ainsi que d’effectuer des mouvements de rotation en com-
binant les forces appliquées sur les mains courantes gauche et droite. La force radiale, quant à
elle, permet à l’utilisateur de s’agripper à la main courante, assurant ainsi la stabilité des roues
arrière pendant la propulsion. Cependant, lorsque le carrossage est présent, la force exercée par
l’utilisateur se décompose en trois composantes : la force tangentielle, la force radiale et la force
latérale [Cooper 1997, Boninger 1997, Silva 2017]. La force latérale, qui apparaît en raison de
l’inclinaison des roues, joue alors un rôle supplémentaire dans la stabilité et la direction du
FRM.

En considérant la propulsion dans le plan sagittal, Veeger et al. [Veeger 1992, Veeger 1999]
ont identifié deux cas de propulsion illustrés dans la Figure 1.4. Dans le premier cas, représenté
par la Figure 1.4.a, l’utilisateur applique une force sur la main courante composée d’une force
tangentielle et d’une force radiale. Dans le deuxième cas, la Figure 1.4.b montre que l’utilisateur
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applique une force complètement tangentielle.

Figure 1.4 – Illustration du conflit entre l’efficacité mécanique et charge articulaire bioméca-
nique [Cooper 1990, Chénier 2012].

Veeger et al. [Veeger 1999] démontrent que dans le premier cas (Figure 1.4.a), la force appli-
quée sur la main courante n’est pas mécaniquement efficace, mais le bras de levier au niveau de
l’épaule est minimal. En revanche, dans le deuxième cas (Figure 1.4.b), l’utilisateur applique une
force entièrement tangentielle, entraînant un bras de levier plus long entre le pivot de l’épaule et
la force appliquée sur la main courante, ce qui génère un moment de force important à l’épaule.
Chénier et al. [Chénier 2012] nomment cette observation le "conflit entre l’efficacité mécanique
de déplacement et la charge à l’épaule". L’efficacité mécanique (MEF ) peut être quantifiée par
une relation définie par Boninger et al. [Boninger 1997] comme le rapport entre le carré du couple
propulsif Ftan appliqué sur la main courante et le carré du couple total Ftotale , incluant la force
tangentielle et la force radiale.

MEF% =
F 2
tan

F 2
totale

× 100% (1.1)

Plus la MEF se rapproche de 1, plus la poussée est efficace. [Chénier 2016]. En d’autres termes,
une propulsion plus efficace mécaniquement (MEF = 1) peut se traduire par une charge de forte
amplitude au niveau de l’épaule en raison d’un plus grand bras de levier.

La quantification de la charge à l’épaule due à la propulsion en FRM a fait l’objet de peu
d’études. Parmi les rares travaux existants, Louis et al. [Louis 2010] ont proposé une équation
heuristique basée sur des paramètres cinématiques tels que l’amplitude et la position articulaires,
le surpoids, ainsi que l’incertitude de l’équation :

Icharge à l’épaule =³ (amplitude articulaire) + ´ (position articulaire)

+ µ (surpoids) + ¶ (incertitude de l’équation)
(1.2)

Marchiori et al. [Marchiori 2023] ont proposé une autre méthode de quantification de la charge à
l’épaule basée sur la cinématique du membre supérieur, utilisant une approche de logique floue.
L’indice de charge est défini par une loi de défuzzification (somme pondérée).
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L’évaluation de l’efficacité mécanique de propulsion (MEF) en relation avec la charge à
l’épaule est encore peu étudiée. Chénier et al. [Chénier 2012] ont proposé une méthode utilisant
le biofeedback haptique via un simulateur de FRM pour entraîner les utilisateurs à améliorer la
MEF sans augmenter la charge à l’épaule. Les résultats ont montré une augmentation de 10%
de la MEF par rapport à la MEF initiale lorsque l’angle de poussée passait de 40 deg à 50 deg.
Cependant, il reste à déterminer si cette amélioration de la MEF entraîne une augmentation de
la charge à l’épaule, car celle-ci n’a pas été estimée dans l’étude.

En plus de la technique de propulsion, les contraintes liées à la géométrie du sol jouent
un rôle important dans l’augmentation du conflit entre l’efficacité mécanique et la charge
à l’épaule [Liampas 2021, Tannert 2019, Kim 2010, Chow 2009, Richter 2007, Holloway 2015,
Cooper 2012, Lam 2001, Hurd 2008]. Leur impact sera abordé dans la prochaine section.

1.3.3 Impact des contraintes liées à la géométrie du sol sur la propulsion en

FRM.

1.3.3.1 Types de contraintes liées à la géométrie du sol

Les contraintes environnementales liées à la géométrie du sol peuvent prendre différentes
formes :

• Pente longitudinale :

Les pentes sont fréquentes dans l’expérience de mobilité en fauteuil roulant manuel, en particu-
lier sur les trottoirs et les rampes d’accès [Madeuf 2020, Richter 2007]. Ces pentes ont un impact
significatif sur l’efficacité de la propulsion et la sécurité des utilisateurs. Chow et al. [Chow 2009]
ont étudié la propulsion en fauteuil roulant sur des rampes avec des inclinaisons allant de 0° à
8° chez de jeunes hommes paraplégiques. Ils ont constaté que l’inclinaison du tronc augmentait
proportionnellement à la pente, et que l’activité musculaire variait entre la phase de poussée
et la phase de relâchement. Une augmentation significative de la charge à l’épaule et de l’acti-
vité musculaire a été observée pour des pentes comprises entre 4 deg et 10 deg, suggérant une
demande énergétique plus élevée par rapport à la propulsion sur terrain plat. De plus, Kim et
al. [Kim 2010] ont montré que la résistance au roulement augmente lorsque le sol est moins adhé-
rent sur une pente. Ils ont également observé une diminution de la vitesse et une augmentation
de la fréquence cardiaque proportionnelles à l’inclinaison de la pente. Cependant, ces effets ne
deviennent significatifs qu’à partir d’une pente de 2 deg, soit environ 3,45% d’inclinaison.

• Pentes transversales (dévers) :

Les dévers, en particulier sur des surfaces à faible adhérence, représentent un défi plus im-
portant que les pentes classiques dans l’expérience de mobilité en fauteuil roulant manuel
(FRM) [Richter 2007]. Lorsqu’un FRM est propulsé sur un dévers, le fauteuil a tendance à
dévier vers le côté descendant. Cela oblige l’utilisateur à compenser en appliquant une force sup-
plémentaire de ce côté pour maintenir une trajectoire droite. Cette compensation entraîne une
fatigue musculaire accrue, surtout sur de longues distances [Holloway 2015].

Ces défis liés aux dévers ont été explorés dans plusieurs études. Par exemple, Cooper et
al. [Cooper 2012] ont mené une étude avec 107 participants qui ont évalué 66 scénarios. Les
résultats ont révélé que les pentes transversales sévères étaient perçues comme plus difficiles
à franchir que les portes étroites (13,6% des participants) et les portes coulissantes (34,8%).
Les conditions météorologiques défavorables, telles que la pluie, la neige et la glace, rendent les
surfaces plus glissantes, ce qui accroît encore cette difficulté. Ces résultats montrent que les pentes
transversales augmentent significativement les moments de force au niveau des épaules, renforçant
ainsi la nécessité de limiter les déplacements sur des dévers autant que possible [Richter 2007].
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• Longues distances et virage :

Lors de la propulsion en ligne droite en fauteuil roulant manuel, les forces de réaction articulaires
maximales ont été observées principalement du côté de la main dominante, avec des variations
en fonction des articulations concernées [Lam 2001, Lin 2015, Rouvier 2023, Chaikhot 2023]. Ces
forces, qui se dirigent majoritairement de manière médiale, antérieure et vers le bas, exercent une
pression significative sur les poignets, les coudes et les épaules. En moyenne, la force observée au
poignet atteint 57,94 N, au coude 52,58 N et à l’épaule -14,53 N du côté dominant [Lam 2001].
En comparaison avec la propulsion en ligne droite, les virages, qu’ils soient à gauche ou à droite,
imposent des contraintes beaucoup plus importantes sur les articulations. Lors d’un virage à
droite, par exemple, le bras non dominant doit pousser la roue vers l’avant tandis que le bras
dominant stabilise la trajectoire. Durant cette manœuvre, les forces articulaires maximales sont
observées du côté non dominant, avec des valeurs de 95.62 N au poignet, 90.56 N au coude, et
82.27 N à l’épaule [Lam 2001]. Ces forces sont nettement plus élevées que celles mesurées lors
de la propulsion en ligne droite, ce qui suggère que les manœuvres de virage augmentent consi-
dérablement les contraintes musculosquelettiques. Selon Lam et al. [Lam 2001], ces manœuvres
de virage, en raison des efforts qu’elles exigent, peuvent contribuer de manière significative aux
risques de blessures musculosquelettiques chez les utilisateurs de fauteuil roulant.

1.3.3.2 Quantification des contraintes liées à la géométrie du sol

La quantification de l’impact des contraintes environnementales est souvent réalisée à l’aide
d’un ergomètre mobile, un fauteuil roulant équipé de capteurs pour mesurer les torseurs ci-
nématiques (vitesse et accélération) et les torseurs dynamiques (forces et moments de froces).
Cela permet de quantifier le travail mécanique effectué par une personne dans différentes si-
tuations de déplacement, telles que les lignes droites, les virages, les pentes, les dévers et les
freinages [Tomlinson 2000, Hybois 2019, Rouvier 2023]. Les mesures réalisées peuvent viser à :
quantifier des actions mécaniques exercées par l’utilisateur sur le fauteuil roulant et la mesure
des interactions mécaniques entre le fauteuil roulant manuel et le sol.

• Quantification de l’interaction Utilisateur-FRM

La mesure des mouvements et des efforts associés à l’interaction entre l’utilisateur et le FRM est
généralement réalisée dans un environnement de laboratoire contrôlé pour garantir la sécurité de
l’utilisateur. Par exemple, dans les travaux de Rouvier et al [Rouvier 2023], les contraintes liées
à la géométrie du sol sont reproduites à l’aide de plateformes en bois configurées pour simuler
des seuils de porte, des pentes et des dévers (voir Figure 1.5).

À l’aide des capteurs situés au niveau des roues arrière et de l’assise, les six composantes du
torseur dynamique sont mesurées : les forces (Fx, Fy, Fz) et les moments (Mx,My,Mz) appliqués
par l’utilisateur sur la main courante, ainsi que la répartition de la masse en fonction du mouve-
ment du tronc. Les données cinématiques des roues et du point médian de l’essieu arrière sont
également recueillies à l’aide d’accéléromètres [Sauret 2011, Bascou 2012, Hybois 2019]. Les don-
nées obtenues permettent d’évaluer les variations des forces appliquées au cours du mouvement et
d’analyser les contraintes biomécaniques sur les membres supérieurs [Sauret 2011, Bascou 2012].
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Figure 1.5 – Évaluation de l’influence des contraintes environnementales (a. dévers, b. pente)
sur la propulsion en fauteuil roulant manuel avec un fauteuil roulant ergomètre de terrain
(FRET) [Rouvier 2023].

• Quantifier l’interaction FRM-Sol

L’évaluation de l’interaction entre le FRM et le sol consiste à mesurer ou quantifier les résistances
au mouvement lors de la propulsion en FRM, notamment les résistances sur l’axe longitudinal
et les résistances sur l’axe latéral. La résistance longitudinale inclut la résistance au roulement
et la résistance de l’air, tandis que la résistance transversale inclut la résistance au pivotement
et la résistance du vent latéral [de Saint Rémy 2003, Sauret 2012, Bascou 2012].

— Résistance sur l’axe longitudinal

Sur l’axe longitudinal, les deux résistances qui agissent sur le mouvement FRM sont la résistance
aérodynamique et la résistance au roulement. La résistance aérodynamique, non négligeable lors
de vents forts ou de descentes rapides sur des pentes avec des angles de grandes amplitudes,
est mesurée en soufflerie, avec une dynamique longitudinale inférieure à 5 m.s−1. Selon Coutts
et al. [Coutts 1994], elle représente environ 10 % de la résistance au roulement à une vitesse de
1.6m.s−1, augmentant proportionnellement avec la vitesse. La résistance au roulement résulte de
la déformation non conservatrice entre les roues du fauteuil roulant et le sol, générant un moment
résistant dû à l’écrasement du pneu sous le poids combiné de l’utilisateur et du fauteuil roulant.
Sauret et al. [Sauret 2011, Sauret 2013], ont montré que le moment de résistance augmente avec
la diminution du rayon des roues, principalement généré par l’interaction des roues avant avec le
sol. Cette résistance devient plus significative avec l’augmentation de la vitesse [Andersen 2015,
Soleymani 2023], bien que certaines recherches indiquent une constance dans une plage de valeur
de vitesse entre 1.4 m.s−1 et1.6 m.s−1 [Chua 2010].

— Résistance sur l’axe transversal

Les manœuvres de rotation, telles que celles observées lors de déplacements en virages et sur un
sol avec dévers, nécessitent la génération d’un couple rotatif autour du centre de masse, entraî-
nant des résistances au roulement et au pivotement [Bascou 2012]. Ces résistances, peu étudiées,
augmentent avec la masse du châssis et sa distribution longitudinale [Lin 2015], et dépendent
de la charge et du rayon de courbure. Des études montrent que la répartition de la charge sur
les roues avant influence la résistance au pivotement, et d’autres facteurs comme l’accélération
latérale et l’angle de carrossage jouent également un rôle [Caspall 2013, Fallot 2021]. Silva et al.
[Silva 2017] ont développé un banc d’essai pour mesurer ces paramètres afin d’étudier l’impact
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de la résistance au pivotement sur les membres supérieurs. Ces recherches montrent que les forces
nécessaires pour surmonter cette résistance peuvent provoquer des troubles TMS, en raison des
contraintes supplémentaires sur les muscles et les articulations. La Figure 1.6 décrit l’action des
forces agissant au niveau du contact Roues-Sol.

Figure 1.6 – Schéma descriptif des forces agissant au niveau du contact Roues-Sol.

1.3.4 Synthèse sur l’interaction entre l’utilisateur-FRM-sol

L’interaction entre l’utilisateur, le FRM et la géométrie du sol revêt une importance capitale
dans l’analyse biomécanique de la locomotion en FRM. En effet, la propulsion mobilise intensé-
ment les membres supérieurs et le buste, en raison des pertes d’énergie liées aux résistances au
roulement et au pivotement générées au point de contact roue-sol, particulièrement accentuées
par des obstacles environnementaux tels que les pentes, les dévers ou des surfaces peu adhé-
rentes. Ainsi, la caractérisation de ces interactions devient essentielle pour comprendre les forces
impliquées.

Pour cela, des méthodes conventionnelles ont été employées, telles que la reproduction des
configurations de sol via des plateformes en bois et l’utilisation d’ergomètres mobiles afin de
mesurer la vitesse, ainsi que les forces et moments appliqués par l’utilisateur. La cinématique
des membres supérieurs et du buste est également étudiée grâce à des capteurs de mouvement.
Cependant, ces méthodes présentent certaines limites, notamment des risques pour l’utilisateur
lors des essais, justifiant souvent la présence d’une personne de sécurité, ce qui peut altérer le
comportement biomécanique observé.

Face à ces limitations, des simulateurs de FRM ont été développés pour offrir des environ-
nements contrôlés et sécurisés. Ces dispositifs, comme le simulateur à tapis roulant utilisé pour
évaluer la propulsion en ligne droite ou encore le simulateur à banc à rouleaux permettant de
simuler des virages, permettent de recréer divers environnements de manière fiable. Ils offrent
ainsi des données précises sur l’interaction entre l’utilisateur, le FRM et la géométrie du sol,
contribuant à une meilleure compréhension des dynamiques en jeu.

Dans la prochaine section, nous nous intéresserons à la littérature consacrée aux simulateurs
de FRM et aux avancées qu’ils apportent en termes de quantification et d’évaluation de la
propulsion en FRM.
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1.4 Simulateur de fauteuil roulant manuel

Le simulateur de locomotion en fauteuil roulant manuel est un outil conçu pour repro-
duire de manière réaliste la propulsion d’un FRM dans un environnement virtuel (EV). Il est
équipé d’un ergomètre à tapis roulant ou à rouleaux pour mesurer diverses données biomé-
caniques, telles que la vitesse du FRM, la force de propulsion, ainsi que la cinématique des
membres supérieurs. Des données physiologiques, comme le taux d’oxygène, peuvent également
être collectées[Cooper 2005, Demestre 2024]. L’intégration de l’environnement virtuel permet de
simuler diverses situations de locomotion, incluant une variété de revêtements de sol, et d’éva-
luer l’accessibilité dans différentes situations. Le simulateur de FRM offre également la possibilité
d’apprendre à manœuvrer un fauteuil roulant en toute sécurité avant de l’utiliser dans la vie quo-
tidienne. Il peut être utilisé pour tester la performance physique des utilisateurs et évaluer la
fatigue dans des contextes spécifiques, tels que monter une pente ou gérer un dévers.

Bien que des simulateurs de FRM existent déjà, le niveau de réalisme envisagé dans cette
étude présente un défi ambitieux, nécessitant une simulation à la fois haptique, dynamique et
immersive. Le principal obstacle scientifique consiste à répondre aux exigences des critères de
réalisme, en ajustant en temps réel les résistances appliquées aux roues en fonction du sol et
des actions du sujet, pour toutes sortes de situations de déplacement. Reproduire la dynamique
vestibulaire est également un enjeu crucial ; sa prise en compte permettrait de réduire le mal des
simulateurs et d’accroître le réalisme perçu.

Dans cette section, nous définirons les critères de réalisme, passerons en revue les simulateurs
existants, et présenterons la méthodologie utilisée pour concevoir des interfaces haptiques et
vestibulaires.

1.4.1 Critères de réalisme et de fiabilité d’un simulateur de FRM

Dans la littérature, quatre critères ont été définis pour caractériser le niveau de réalisme d’un
simulateur de FRM [Crichlow 2011, Sauret 2010, Chénier 2012] :

— Interaction avec l’utilisateur : La conception du simulateur doit être centrée sur
l’utilisateur pour assurer une interaction fluide et sécurisée entre l’usager et le simu-
lateur en boucle fermée. Un simulateur de FRM qui reproduit fidèlement la trajec-
toire voulue par l’usager permet de résoudre les problèmes de conflits haptiques au ni-
veau de la main courante et améliorer ainsi l’acceptabilité des simulateurs par les usa-
gers [Chénier 2012, Crichlow 2011].

— Perception visuelle : le simulateur doit être équipé d’un outil visuel qui per-
met à l’utilisateur d’avoir un vaste champ de vision (minimum 180 deg) pour garan-
tir une immersion visuelle [Harrison 2000]. Il est à noter que la qualité graphique et
le réalisme visuel d’une simulation sont immédiatement perceptibles par les utilisa-
teurs [Alapakkam Govindarajan 2022].

— Retour haptique : Le retour haptique au niveau des mains courantes est un critère
primordial pour assurer le réalisme d’un simulateur. Il consiste à générer des couples ré-
sistants au mouvement ainsi que le moment d’inertie de translation perceptible lors du
relâchement des mains courantes par l’utilisateur. Ce retour haptique permettra également
à l’utilisateur de ressentir les caractéristiques et le type du terrain et les collisions avec des
objets présents sur son chemin. Ces résistances sont générées au moyen des moteurs des
rouleaux [Cooper 1997, Chénier 2012, Salimi 2018, Ait Ghezala 2024].

— Dynamique de l’hexapode : Le simulateur doit être capable de reproduire en temps
réel et avec précision le retour vestibulaires (perception des accélérations et des vitesses
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de rotation) dans l’espace tridimensionnel en réponse aux actions de l’utilisateur et aux
variations de la géométrie du sol simulé. Cette exigence implique une dynamique sur les six
degrés de liberté (X, Y, Z, ϕ, ¹, È) afin d’offrir une expérience immersive [Crichlow 2011,
Ait Ghezala 2024].

Le principal défi d’un simulateur réaliste réside dans l’intégration simultanée de l’inter-
face haptique pour faire ressentir à l’utilisateur au niveau de la main courante les frotte-
ments liés au contact roues-sol, du mouvement de la plateforme pour le retour vestibulaire
et d’une interface visuelle immersive, tout en maintenant la stabilité du simulateur et la sé-
curité de l’utilisateur [Crichlow 2011, Ait Ghezala 2024]. Pour relever ce défi, il est néces-
saire d’adopter une approche de modélisation complète de la dynamique d’interaction entre
l’utilisateur et le fauteuil roulant manuel, ainsi qu’entre le fauteuil roulant manuel et le
sol [Crichlow 2011, De Klerk 2019, Bentaleb 2019, Ait Ghezala 2024]. Parallèlement, il est pri-
mordial de mettre en œuvre des algorithmes de contrôle pour assurer la stabilité globale du si-
mulateur en interaction avec l’utilisateur et l’environnement virtuel [Cooper 2012, Chénier 2012,
Salimi 2018, Bentaleb 2019, Ait Ghezala 2024]. Dans ce qui suit, nous présentons une revue de
la littérature sur les simulateurs existants, ainsi que la méthodologie de développement des in-
terfaces nécessaires à leur fonctionnement.

1.4.2 Les simulateurs de FRM existants

Il existe deux types de simulateurs de FRM : les simulateurs basés sur un ergomètre à
tapis roulant [Veeger 1992, Langbein 1993, Stredney 1997, Devillard 2001, Cooper 2005] et les
simulateurs basés sur un ergomètre à banc à rouleaux [Kurt 2008, Crichlow 2011, Chénier 2012,
Salimi 2018, De Klerk 2020]. Les simulateurs à tapis roulant sont particulièrement considérés
pour leur capacité à reproduire avec précision la propulsion en ligne droite, notamment grâce à
la simulation des variations de résistance et d’accélération dues aux mouvements du tronc et des
membres supérieurs [Langbein 1993, Stredney 1997, Chénier 2016, Andersen 2015]. Cependant,
pour des raisons de sécurité, la vitesse de roulement de ces simulateurs est limitée, ce qui peut
restreindre leur réalisme malgré une perception de la résistance sur les mains courantes proches
de la réalité.

En revanche, les simulateurs à banc à rouleaux permettent non seulement de simuler la
propulsion en ligne droite, mais aussi celle lors des virages [Chénier 2012, Salimi 2018]. Grâce à
cette configuration, l’utilisateur n’a pas à corriger continuellement sa trajectoire, ce qui lui permet
de se concentrer davantage sur sa propulsion. Avec un bon réglage de la résistance au roulement
et de l’inertie de translation, le réalisme de la propulsion en ligne droite et en virage peut être
très proche de la réalité. De plus, l’ajout d’une plateforme hexapode à ces simulateurs introduit
six degrés de liberté supplémentaires, permettant de simuler des dynamiques plus complexes,
telles que les inclinaisons longitudinales et transversales [Crichlow 2011, Ait Ghezala 2024]. Cette
configuration rend les simulateurs à banc à rouleaux plus adaptés à la reproduction d’une large
gamme de scénarios de locomotion par rapport aux simulateurs à tapis roulant [Chénier 2012].

Un autre aspect important des simulateurs est l’immersion visuelle. Dans la littérature, seuls
les simulateurs utilisant un banc à rouleaux en bénéficient. L’immersion visuelle est assurée
soit par des casques de réalité virtuelle (RV), soit par des écrans de projection. Par exemple,
la réalité virtuelle est particulièrement efficace pour entraîner les utilisateurs à naviguer dans
des espaces tridimensionnels complexes. Quant aux écrans de projection, bien qu’offrant une
immersion acceptable, ils peuvent être enrichis par des dispositifs haptiques ou vestibulaires
pour améliorer l’expérience sensorielle [Chaar 2023, Cooper 2005, Salimi 2018, Harrison 2000,
Arlati 2019].
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Dans la suite de cette revue, nous nous concentrerons sur les simulateurs à banc à rouleaux
intégrant une interface visuelle.

1.4.2.1 Simulateurs de FRM avec un casque de réalité virtuelle

Les simulateurs de FRM intégrant des casques de réalité virtuelle sont largement utilisés
pour l’apprentissage des techniques de propulsion dans des situations exigeant des compétences
spécifiques. Par exemple, dans le travail de Pérez et al. [Pérez 2020] (voir Figure 1.7), un environ-
nement virtuel a été développé pour la locomotion dans un site archéologique avec des couloirs
étroits afin d’élargir les perspectives de carrière des personnes handicapées mobiles.

Figure 1.7 – (a) Application d’un Simulateur de Fauteuil Roulant Manuel — (b) Schéma
d’Interface RV-Plateforme Hexapode [Pérez 2020].

Ces simulateurs sont également utilisés pour l’apprentissage des techniques de propulsion dans
des situations de locomotion complexes telles que le franchissement de seuils, les pentes et les
dévers prononcés [Harrison 2000, Mahajan 2012, Archambault 2012, Genova 2022]. Cependant,
ces systèmes présentent des limitations. La synchronisation en temps réel entre l’interface du
retour d’effort, la plateforme dynamique et le casque de réalité virtuelle constitue un vrai défi.
A cause de l’absence souvent d’une interface haptique et d’une dynamique de mouvement avec
la plateforme à hexapode, un léger biais perceptuel peut entraîner des effets indésirables comme
le malaise ou des nausées chez l’utilisateur [Crichlow 2011, Chénier 2012, Ait Ghezala 2024]. En
effet, Alapakkam et al. [Alapakkam Govindarajan 2022] ont comparé les effets des casques de
RV et des écrans de projection, montrant des symptômes de mal du simulateur plus élevés avec
les casques de RV.

1.4.2.2 Simulateurs de FRM avec un écran d’affichage

Les simulateurs utilisant un écran pour afficher un environnement virtuel sont souvent uti-
lisés pour mesurer et étudier la biomécanique de la propulsion ainsi que la qualité de l’accessi-
bilité en milieu urbain [Cooper 1997, Yamada 2003, Harrison 2000, Chénier 2012, Blouin 2014,
Crichlow 2011, Salimi 2018, Bentaleb 2019, Genova 2022, Ait Ghezala 2024]. L’écran est souvent
fixé au simulateur, ce qui facilite la synchronisation entre l’environnement virtuel, le système hap-
tique et la dynamique vestibulaire.

Parmi les simulateurs existants, présenté dans la figure 1.8, utilise un ergomètre
fixe [Niesing 1990]. Ce simulateur est ajustable manuellement pour diverses positions d’angle
sur l’axe transversal et intègre un système de contrôle électronique qui simule des résistances au
roulement. Il est également équipé d’un écran fournissant en temps réel des informations sur la
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vitesse et la direction réelles et requises du fauteuil roulant, permettant ainsi un retour d’infor-
mation au sujet. Une validation expérimentale, menée avec deux groupes pilotes, l’un composé
de personnes en bonne santé et l’autre de personnes handicapées, a montré que les données
cardio-respiratoires mesurées reflètent fidèlement celles obtenues lors de la propulsion réelle du
fauteuil roulant. Cependant, l’étude est limitée aux déplacements en ligne droite, ce qui peut ne
pas couvrir toutes les situations de mobilité en fauteuil roulant.

Figure 1.8 – Exemple de simulateur de FRM pour la propulsion en ligne droite [Niesing 1990].

Harrison et al. [Harrison 2004] ont développé un simulateur avec un écran incurvé offrant un
champ de vision de 150 deg par 40 deg. Il dispose d’un banc à rouleaux générant une résistance
haptique. Une validation fonctionnelle a été réalisée. Concernant les tests-utilisateurs, le cas
d’usage a été limité uniquement à la ligne droite.

Un autre simulateur développé par Crichlow et al.[Crichlow 2011] offre la possibilité de réa-
liser des simulations en dynamique grâce à un système de mouvement à six degrés de liberté,
permettant ainsi d’avoir un bon retour vestibulaire. L’immersion visuelle dans l’environnement
virtuel est assurée grâce à un écran panoramique de 240 deg (voir Figure 1.9). Cependant, aucune
information concernant le retour haptique au niveau de la main courante n’a été fournie.

Figure 1.9 – Exemple de simulateur de FRM à mouvement de 6 degrés de liberté
(DoF) [Crichlow 2011].

Chenier et al. [Chénier 2012] ont développé un simulateur fournissant un biofeedback haptique
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pour améliorer l’efficacité mécanique de la propulsion en FRM (Voir la Figure 1.10). Le simulateur
permet de reproduire la propulsion en ligne droite et en virage. Bien que fonctionnel, aucune
expérience utilisateur n’a été rapportée quant au réalisme perçu.

Figure 1.10 – Exemple de simulateur de FRM pour la propulsion en ligne droite et en vi-
rage [Chénier 2012].

Goncalves et al. [Goncalves 2014] ont développé le simulateur AccesSim, intégrant une pla-
teforme robotique avec des rouleaux actifs. Une expérimentation utilisateur a montré qualitati-
vement la fidélité du simulateur, bien que les données objectives telles que la vitesse du fauteuil
roulant et le profil du couple de l’utilisateur n’aient pas été présentés.

D’autres simulateurs, tels que ceux développés par Steyn et al. [Steyn 2015] et de Klerk et
al. [De Klerk 2020], intègrent à la fois une interface haptique et un écran d’affichage visuel. Ces
dispositifs reproduisent fidèlement le comportement de la propulsion en ligne droite d’un FRM.
L’avantage principal de ces simulateurs réside dans leur configuration standardisée, qui permet
de fournir des mesures biomécaniques très proches de celles observées lors d’une propulsion réelle.
Une validation fonctionnelle à travers des tests utilisateurs a confirmé la précision de la propulsion
en ligne droite, bien que ces simulateurs n’intègrent pas encore la dynamique vestibulaire.

Pour résumer, le Tableau 1.2 présente les caractéristiques des simulateurs de fauteuil roulant
manuel cités précédemment, en les évaluant en fonction des critères de réalisme définis : l’interface
utilisateur, la perception visuelle, le retour haptique et le retour dynamique de l’hexapode.

Comme l’indique le Tableau 1.2 précédent, les simulateurs actuels présentent plusieurs limita-
tions : tout d’abord, un manque de validation utilisateur rigoureuse est fréquemment observé. La
majorité des simulateurs ne fournit pas de données quantitatives ou qualitatives sur l’expérience
utilisateur. Cette absence de retour d’information précis empêche d’évaluer scientifiquement si
les simulateurs répondent adéquatement aux besoins des utilisateurs en situation réelle, laissant
ainsi une lacune importante dans leur validation. Ensuite, le retour haptique, qui simule les sensa-
tions tactiles et les résistances physiques, est également souvent négligé. Pourtant, il est essentiel
pour offrir une expérience réaliste et immersive. De nombreux simulateurs omettent cet aspect,
réduisant la qualité de la simulation en ne reproduisant pas fidèlement les sensations physiques
ressenties, par exemple, lors de la propulsion d’un fauteuil roulant. La dynamique de l’hexapode,
indispensable pour simuler les mouvements dans un espace tridimensionnel, est aussi rarement
intégrée. Très peu de simulateurs offrent une dynamique complète à six degrés de liberté.
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Auteur
Type de

Simulateur

Centré
sur uti-
lisateur

Perception
visuelle

Retour
hap-
tique

Dynamique
vestibu-

laire

Cooper et
al.[Cooper 1990]

Simulateur à
banc à rouleaux

stationnaire
Oui Non

Non
men-
tionné

Non
mentionné

Veeger et
al.[Veeger 1992]

Simulateur à
banc à rouleaux

stationnaire
Oui Non

Non
men-
tionné

Non
mentionné

Kurt et
al.[Kurt 2008]

Simulateur à
banc à rouleaux

Oui
écran de

projection

Non
men-
tionné

Plateforme
hexapode

pour 6 DoF
Chenier et

al.[Chénier 2012]
Simulateur à

banc à rouleaux
Oui

écran de
projection

Oui
Non

mentionné

Pérez et
al.[Pérez 2020]

Simulateur avec
RV

Oui
Casque de

réalité
virtuelle

Non
men-
tionné

Non
mentionné

Harrison et
al.[Harrison 2000]

Simulateur avec à
banc à rouleaux

Oui
écran de

projection
Oui

Non
mentionné

Crichlow et
al.[Crichlow 2011]

Simulateur à
banc à rouleaux

Oui
Écran pa-
noramique
de 240◦

Non
men-
tionné

Plateforme
hexapode

pour 6 DoF
Goncalves et

al.[Goncalves 2014]
Simulateur à

banc à rouleaux
Oui

Non
mentionné

Oui
Non

mentionné
Steyn et

al.[Steyn 2015]
Simulateur
stationnaire

Oui
Non

mentionné
Oui

Non
mentionné

Table 1.2 – Synthèse des simulateurs de FRM selon les critères de réalisme et de fiabilité

Enfin, la synchronisation entre les interfaces visuelle, haptique et vestibulaire demeurent un
défi technique majeur. Lorsque ces éléments ne sont pas parfaitement coordonnés, des effets
indésirables peuvent apparaître, comme le mal du simulateur ou une diminution de l’immersion,
ce qui affecte négativement la qualité globale de l’expérience simulée.

Nous allons à présent détailler la méthodologie employée pour simuler la propulsion en FRM
dans un simulateur.

1.4.3 Méthodologie de simulation de l’interaction entre l’utilisateur-FRM-sol

La capacité d’un simulateur de FRM à reproduire fidèlement un comportement réaliste du
mouvement de propulsion et du déplacement du fauteuil dans l’environnement virtuel dépend du
réalisme du modèle mécanique de l’interaction entre l’utilisateur, le FRM et le sol [Chénier 2012].
Afin de réaliser physiquement cette interaction, une interface de commande haptique est sou-
vent conçu [Cooper 1998, Chénier 2012, Bentaleb 2019, Salimi 2018] pour établir l’interface entre
l’utilisateur, l’ergomètre-FRM et l’environnement virtuel comme illustré dans la Figure 1.11.
L’interface est basée sur un modèle mécanique de propulsion en FRM, utilisé comme un modèle
de référence pour prédire le comportement de déplacement d’un FRM en considérant différents
types de sol (béton, bitume, carrelage,...), différentes configurations du fauteuil (dimensions du
FRM, poids de l’usager,...), et différentes situation de propulsion (ligne droite, virage, pente, dé-
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vers,...). Une architecture de commande pilote le banc à rouleaux en interaction avec l’utilisateur
pour reproduire le comportement du modèle de référence. Dans le cas où on souhaite reproduire
le ressenti vestibulaire (sensations des accélérations et des vitesses de rotation par l’utilisateur)
pour améliorer le réalisme du simulateur, il est nécessaire de piloter la plateforme également à
travers les six actionneurs d’un l’hexapode.

Figure 1.11 – Schéma de fonctionnement standard d’un simulateur de fauteuil roulant manuel.

1.4.3.1 Modèles de référence

• Modèle rectiligne

La propulsion rectiligne constitue le mode de simulation le plus reproduit par les simulateurs
de FRM en raison de la simplicité relative de sa modélisation [Langbein 1993, Devillard 2001,
Cooper 1998, Van der Woude 2001, Van der Woude 2003]. Ce modèle est formulé au moyen d’hy-
pothèses simplificatrices, de sorte à considérer la dynamique du FRM dans le référentiel du
châssis au centre de masse théorique. Il intègre la force de propulsion exercée par l’utilisa-
teur, l’accélération longitudinale, ainsi qu’une résistance au frottement constante et proportion-
nelle à la vitesse prédite par le modèle. Par exemple, dans le modèle de Van Der Woude et
al. [Van der Woude 2001], quatre hypothèses simplificatrices sont introduites : le bilan des forces
est fait sur une surface plane avec un type de sol défini. Le mouvement antéropostérieur du tronc
est négligé, et la dynamique des roues avant n’est pas prise en compte.

Dans certains cas, la modélisation de la dynamique du FRM sur un sol en pente est également
considérée. Par exemple, Goncalves et al. [Goncalves 2014, Cuerva 2016] explorent l’impact de
l’inclinaison sur la force de propulsion. Ces études montrent que l’inclinaison du sol affecte de
manière significative la dynamique de la propulsion, bien que ces effets ne soient pas toujours
inclus dans les modèles standards.

• Modèle curviligne

Des modèles de fauteuils roulants plus avancés ont été élaborés, notamment pour la simulation
des manœuvres de virage.

Parmi ces modèles, nous pouvons citer celui proposé dans [De La Cruz 2011] qui intègre le
mouvement latéral du FRM afin de prendre en compte le couplage des dynamiques longitudinale
et latérale lors des prises de virages. Cependant, le comportement lié à la résistance au roule-
ment et au pivotement n’a pas été considéré. De plus, bien qu’ils aient employé un schéma de
commande pour générer les mouvements du FRM, la dynamique des roues avant (roues folles) a
été considérée comme une perturbation à éliminer dans la boucle de contrôle.
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Chenier et al. [Chénier 2012] ont élaboré un modèle intégrant la dynamique latérale au centre
de masse dans le repère du chassis du FRM. Ce modèle incorpore directement les couples pro-
pulsifs ainsi qu’une résistance au roulement proportionnelle aux coefficients de répartition de la
charge et de la force normale. L’intégration de la cinématique des roues avant dans ce modèle a
contribué à améliorer sensiblement sa précision. Cependant, il est à noter que la prise en compte
de la cinématique seule ne suffit pas pour aborder la résistance au roulement générée par les
roues avant.

Salimi et al. [Salimi 2018] ont développé deux modèles de simulateurs de fauteuil roulant
manuel (FRM) pour simuler l’inertie liée à la translation et à la rotation. Le premier modèle
vise à générer une résistance au roulement, créant ainsi une sensation haptique au niveau de
la main courante lors de la propulsion du fauteuil. Le second modèle utilise une compensation
visuelle pour simuler l’effet de l’inertie rotationnelle sur la perception du mouvement du fauteuil
lors des rotations, à différentes vitesses. Cependant, l’amplitude de la force de résistance au
roulement n’a pas été comparée à des valeurs de référence connues, ce qui limite la validation du
modèle [Sauret 2012]. De plus, la résistance au pivotement, essentielle lors des virages, n’a pas
été abordée dans cette étude, ce qui constitue une autre limitation importante.

Nguyen et al. [Nguyen 2019] ont proposé un modèle dynamique complet comprenant sept de-
grés de liberté, dédié à la locomotion en ligne droite et en virage. Ce modèle intègre la dynamique
longitudinale couplée à la dynamique latérale, la dynamique du lacet, ainsi que la dynamique
des roues avant et arrière, Le modèle d’interaction roue-sol est inspiré du modèle d’effort de
Pacejka [Pacejka 2005] utilisé dans le domaine automobile. Les résultats présentés montrent que
les données de prédiction du modèle sont représentatives d’une propulsion réelle en ligne droite à
basse vitesse (inférieure à 2 m/s). Cependant, à des vitesses plus élevées et en situation de virage,
les sorties du modèle cinématique sont surestimées. Cela est dû à une méthode d’identification
des paramètres qui manque de précision et de robustesse, car elle repose sur une approche d’essai-
erreur, entraînant des ajustements approximatifs et limitant la fiabilité des prévisions dans des
conditions complexes.

• Modèle avec l’influence de l’angle de pente et de dévers

La modélisation complète de la dynamique de l’interaction utilisateur-FRM-sol, en vue de la
reproduire avec des simulateurs FRM, est peu explorée dans la littérature. Parmi les rares travaux
existants, on peut citer le simulateur présenté par Crichlow et al. [Crichlow 2011]. Un modèle de
FRM à neuf degrés de liberté a été développé, intégrant la dynamique longitudinale et latérale
en considérant les pentes et les dévers. Cependant, la validation fonctionnelle du simulateur par
rapport au modèle de référence n’a pas été réalisée.

• Synthèse des modèles proposés dans la littérature

La littérature présente plusieurs modèles cherchant à simuler fidèlement l’expérience de pro-
pulsion et de manœuvre des fauteuils roulants manuels (FRM). Ces modèles se concentrent
principalement sur deux aspects : la simulation des forces physiques, telles que l’inertie et la
résistance au roulement, et la reproduction des perceptions sensorielles, y compris les retours
haptiques et visuels.

Cependant, aucun de ces simulateurs ne parvient à reproduire parfaitement le réalisme sou-
haité. L’analyse des modèles révèle que la complexité provient principalement de la prise en
compte des phénomènes non linéaires et des incertitudes, notamment dans l’interaction entre
l’utilisateur, le FRM et le sol. Les forces de contact entre la roue et le sol, ainsi que les frotte-
ments de roulement, de pivotement et de contact roues-rouleaux, sont particulièrement difficiles
à modéliser avec précision.
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En conséquence, les modèles simplifiés, notamment ceux qui se basent sur une représenta-
tion approximative du contact roue-sol, ne parviennent pas à reproduire de manière réaliste
les résistances perçues par l’utilisateur. De plus, l’incertitude liée à la dynamique des contacts
roues-rouleaux altère considérablement la fidélité des simulations. Enfin, une modélisation moins
détaillée des accélérations longitudinales et latérales du FRM compromet la reproduction du
ressenti vestibulaire de l’utilisateur, ce qui peut aggraver le phénomène de mal du simulateur.

1.4.3.2 Commande haptique pour piloter le simulateur de FRM

La propulsion sur un sol réel diffère de celle sur un simulateur de FRM non piloté (le couple
moteur est d’amplitude nulle) [Chénier 2012, Bentaleb 2019, Ait Ghezala 2024]. Sur un sol réel,
la propulsion est caractérisée par une résistance lors de la phase de poussée, ainsi qu’une inertie
de translation lorsque l’utilisateur relâche les mains courantes. Sur un simulateur de FRM équipé
de rouleaux, la résistance au contact entre les roues et les rouleaux est inférieure à celle observée
sur un sol réel. De plus, lorsqu’un utilisateur relâche les mains courantes, la résistance des rou-
leaux augmente, mais l’inertie reste faible, ce qui provoque un arrêt quasi instantané des roues.
Ce comportement de la propulsion sur le simulateur est dû aux caractéristiques non linéaires du
frottement de contact entre les roues du FRM et les rouleaux du banc à rouleau (Figure 1.11).
Pour reproduire une propulsion fidèle sur le simulateur, il est nécessaire de commander les mo-
teurs du banc à rouleaux afin de les forcer à suivre le modèle de référence.

Les techniques de contrôle traditionnelles, telles que la commande PID (Proportionnelle,
Intégrale, Dérivée) [Cooper 1998] ou la commande par retour d’état [De Klerk 2020], sont cou-
ramment utilisées pour reproduire la dynamique de propulsion du FRM en ligne droite et peuvent
offrir des performances adéquates à faible vitesse. Cependant, pour les applications nécessitant
des actions à grande vitesse (supérieur à 3 rad.s−1), des mouvements en virage ou en inclinaison,
ces techniques deviennent inefficaces. Ce constat est illustré par le simulateur conçu par Ché-
nier et al. [Chénier 2012]. Ces auteurs ont développé une commande proportionnelle-intégrale
(PI) pour que les roues du FRM du simulateur suivent la trajectoire prédite par un modèle
de référence non-linaire, reproduisant à la fois le mouvement en ligne droite et en virage. Cette
commande est utilisée pour éliminer l’erreur à l’état stationnaire entre les vitesses mesurées et les
vitesses de référence, garantissant ainsi que l’utilisateur ressente un retour de force fidèle à celui
qu’il aurait en propulsant un véritable fauteuil roulant. Cependant, une limitation clé de ce type
de commande est que la stabilité de l’ergomètre n’est pas garantie, ce qui peut mettre en danger
l’utilisateur. L’utilisation d’un système de commande de type PI ou PID pour ces situations peut
ne pas toujours garantir la stabilité, la robustesse, ou la prise en compte des contraintes liées aux
limites physiques du simulateur.

Pour résoudre ce problème, on peut envisager d’utiliser des méthodes de commande plus
sophistiquées qui considèrent les contraintes en limite physique du système réel (interaction
utilisateur-simulateur), telle que la commande prédictive (MPC) qui est une méthode de contrôle
largement utilisée dans la recherche et l’industrie [Bentaleb 2015, Borrelli 2017]. Le principal
avantage de la commande MPC est son aptitude à intégrer les contraintes liés aux limites phy-
siques du système (saturation d’entrée en couple moteur et saturation de sortie en vitesse) dans
le processus de commande. L’application de la commande MPC pour piloter un simulateur de
FRM a été réalisée par Bentaleb et al. [Bentaleb 2019]. Les auteurs ont conçu une commande
MPC pour simuler la propulsion en fauteuil roulant manuel dans un environnement virtuel pour
des déplacements en ligne droite et en virage, en offrant un retour de force réaliste. Le schéma
de commande est illustré à la Figure 1.12. Dans cette architecture de commande, la commande
MPC permet de générer une commande optimale pour que le simulateur suive la trajectoire de
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vitesse de référence, tout en tenant compte des contraintes de saturation en entrée-sortie du
simulateur, correspondant respectivement au couple moteur et à la vitesse des roues du FRM. Le
frottement de contact entre les roues du FRM et les rouleaux, qui agit comme une perturbation,
est compensé par une commande PI. De plus, un prédicteur de Smith est ajouté pour compenser
le retard de la vitesse dû au temps de calcul de la commande MPC.

Figure 1.12 – Schéma de commande d’un simulateur de FRM développé par Bentaleb et
al. [Bentaleb 2019]

Prini et al. [Prini 2020] ont développé une interface haptique basée sur un algorithme de
commande prédictive à variables mixtes pour simuler de manière immersive l’utilisation d’un
fauteuil roulant manuel sur un simulateur avec plateforme hexapode. Le modèle de référence
combine un modèle de fauteuil roulant manuel à deux roues et un modèle vestibulaire humain,
qui reproduit la perception des rotations et des forces spécifiques par l’oreille interne. Les vitesses
et accélérations prédites de ce modèle sont envoyées à l’algorithme MPC pour déterminer la
trajectoire optimale de l’hexapode. Cependant, cette approche n’a été validée que par simulation
numérique, et la stabilité en boucle fermée n’est pas démontrée.

Les deux principaux inconvénients de la commande MPC sont une adaptabilité limitée et une
robustesse réduite face aux perturbations rapides. L’adaptabilité est limitée car le système (utili-
sateur + simulateur) varie en fonction des caractéristiques anthropométriques de l’utilisateur, du
bruit des capteurs ou du réglage mécanique du FRM [Bentaleb 2019]. Les performances de l’al-
gorithme de la commande optimale MPC peut se détériorer si les caractéristiques de l’utilisateur
ou du FRM changent, ce qui nécessite un recalibrage itératif des paramètres de la commande
MPC. Concernant la robustesse, le système peut avoir du mal à gérer des perturbations impré-
vues (ex : les roues du FRM légèrement dégonflées, ce qui peut augmenter le couple de frottement
de contact), surtout si le temps de calcul nécessaire pour déterminer la commande optimale est
long [Mayne 2000].

Si les approches de commande actuelles des simulateurs de FRM, telles que la commande
MPC, ont permis d’intégrer les contraintes physiques du système et d’assurer un suivi des tra-
jectoires de vitesse de référence, elles présentent néanmoins des limitations significatives. En
particulier, la gestion des variations temporelles de l’interaction entre l’utilisateur et le simula-
teur, ainsi que la robustesse face aux incertitudes et aux perturbations, restent des domaines
insuffisamment explorés dans la littérature existante. Ces aspects méritent une attention accrue
pour améliorer la fidélité et la fiabilité des simulateurs dans des conditions réelles.
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1.4.4 Limites des simulateurs de FRM existants

Le tableau 1.3 classifie les caractéristiques des simulateurs de FRM répertoriés dans la lit-
térature, en fonction du type de modèle mécanique à reproduire ainsi que des trois critères de
réalisme : retour haptique, dynamique et visuel.

Table 1.3 – Caractéristiques des simulateurs de FRM répertoriés dans la littérature.
Simulateurs Modèle Système

haptique

Système

visuel

Retour vesti-

bulaire

Niesing et al. [Niesing 1990] Ligne droit & pente Résistance

au roulement

Non 2 DoF

Langbein et al. [Langbein 1993] Ligne droit Résistance

au roulement

Non Non

Devillard et al. [Devillard 2001] Ligne droite Yes Non Non

Harrison et al. [Harrison 2000] Ligne droite Résistance

au roulement

EV Non

Yamada et al. [Yamada 2003] Ligne droite & Vi-

rage

Résistance

au roulement

RV Non

Cooper et al. [Cooper 2005] Ligne droite Non RV Non

Archambaul et al. [Archambault 2008] Ligne droite, virage

& pente

Inertie longi-

tudinale

RV 2 DoF

Crichlow et al. [Crichlow 2011] Ligne droite, vi-

rage, pente &

dévers

Résistance &

inertie

EV 6 DoF

Chénier et al. [Chénier 2012] Ligne droite & vi-

rage

Résistance

au roulement

EV Non

Wu et al. [Yang 2021] Ligne droite & vi-

rage

Résistance &

inertie

EV Non

Goncalves et al. [Goncalves 2014] Ligne droite &

pente

Résistance &

inertie

RV 2 DoF

Blouin et al. [Blouin 2014] Ligne droite & vi-

rage

Résistance

au roulement

EV Non

klaesner et al. [Klaesner 2014] Ligne droite & vi-

rage

Résistance

au roulement

EV Non

Teran et al. [Teran 2017] Ligne droite & vi-

rage

Résistances Non Non

Salimi et al. [Salimi 2018] Ligne droite & vi-

rage

Résistance

au roulement

EV Non

Arlati et al. [Arlati 2019] Ligne droite, vi-

rage, pente &

dévers

Non RV Non

Perez et al. [Pérez 2020] Ligne droite, vi-

rage, pente &

dévers

Non RV 6 DoF

De Klerk et al. [De Klerk 2020] Ligne droite Résistance

au roulement

EV Non

Genova et al. [Genova 2022] Ligne droite, vi-

rage, pente &

dévers

Non RV Non

Lancini et al. [Lancini 2023] Ligne droite& vi-

rage

Résistance

au roulement

Non Non

Nguyen, Belatelb et al. [Nguyen 2019,

Bentaleb 2019]

Ligne droite& vi-

rage

Résistance

au roulement

EV Non
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Ce tableau met en évidence les limites des simulateurs existants qui peuvent perturber l’har-
monie de l’interaction entre l’utilisateur et le simulateur :

• Système haptique : L’absence de retour haptique dans un simulateur peut entraîner
une déconnexion entre les actions de l’utilisateur et les réactions perçues, réduisant ainsi le
réalisme et l’immersion. Cette situation peut également conduire à l’adoption de mauvaises
habitudes, notamment l’application de forces incorrectes dans des situations critiques, ce
qui peut avoir des conséquences graves et être difficile à corriger.

• Dynamique de l’hexapode : L’hexapode est utilisé pour simuler des mouvements sur six
degrés de liberté, ce qui est idéal pour reproduire des déplacements sur des pentes ou des
dévers. Cependant, si la dynamique de ces mouvements n’est pas fidèlement reproduite,
cela peut provoquer une incohérence sensorielle entre ce que l’utilisateur voit et ressent
physiquement, entraînant ainsi un malaise ou des symptômes de mal des transports.

• Stabilité et la robustesse : Un simulateur qui manque de robustesse peut subir des
plantages, des ralentissements ou des interruptions inattendues en cas de perturbations,
compromettant ainsi sa stabilité et posant un danger potentiel pour l’utilisateur. Cette
instabilité peut également entraîner une perte de confiance de la part de l’utilisateur, qui
pourrait commencer à douter de la précision et de la fiabilité du simulateur.

Ces défis soulignent la nécessité de développer un simulateur réaliste capable de surmonter les
limitations actuelles et de reproduire fidèlement la propulsion dans des situations de déplacement
typiques des utilisateurs de FRM. Un tel simulateur offrirait un environnement contrôlé pour
concevoir et optimiser des systèmes d’assistance répondant précisément aux besoins et exigences
des utilisateurs, tout en permettant de valider de manière fiable les fonctionnalités des assistances
avec un grand nombre de sujets.
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1.5 Assistance électrique à la propulsion en FRM

Le fauteuil roulant manuel avec assistance électrique offre les avantages d’un fauteuil roulant
manuel, grâce à ses mains courantes, tout en intégrant ceux d’un modèle électrique, grâce à des
moteurs installés sur le moyeu des roues arrière. Lorsque l’utilisateur applique une force sur la
main courante, le moteur s’active pour augmenter la puissance de propulsion. Le passage à ce
type de fauteuil roulant peut avoir un impact positif non seulement sur la fonction des bras
et le système cardiopulmonaire, mais aussi sur la performance des activités quotidiennes et la
participation sociale [Kloosterman 2013, Kryt 2020]. Parmi les systèmes d’assistance disponibles
sur le marché, on peut citer les roues Alber E-motion (voir Figure 1.13), le modèle Yamaha JWII
et le système DeltaGlide. Chaque modèle intègre différentes technologies visant à fournir une
assistance électrique [Kloosterman 2013, Kryt 2020].

Figure 1.13 – Fauteuil roulant avec assistance électrique Alber E-motion.

L’un des principaux défis dans la conception des systèmes d’assistance consiste à tenir compte
des capacités de l’utilisateur ainsi que les contraintes liées à la géométrie du sol, ce qui nécessite
un contrôle précis et sécurisé. Les systèmes de contrôle doivent s’adapter à des contraintes telles
que les couples des moteurs, l’autonomie de la batterie et la sécurité de l’utilisateur.

Dans ce qui suit, nous présentons une vue d’ensemble des architectures de commande pour
FRM-AE répertoriées dans la littérature.

1.5.1 Systèmes d’assistance existants

Le marché des systèmes d’assistance pour FRM-AE propose généralement des dispositifs qui
ajoutent un couple moteur pour faciliter la propulsion des roues arrière à l’aide des mains cou-
rantes. Certains systèmes, tels que ceux utilisés par l’Alber E-motion et le DeltaGlide, adoptent
une approche où l’assistance est déterminée par un réglage prédéfini, ce qui signifie que la puis-
sance délivrée par les moteurs reste constante, quelle que soit la demande spécifique de l’utili-
sateur. Un autre type de système d’assistance, représenté par les roues Yamaha JWII, ajuste la
puissance fournie par les moteurs en temps réel en fonction de la force appliquée par l’utilisa-
teur [Kloosterman 2013].

La plupart des architectures utilisées dans la littérature reposent sur une assistance pro-
portionnelle au couple appliqué par l’utilisateur sur les mains courante. C’est le cas de Cooper
et al. [Cooper 2002], qui ont proposé un système d’assistance qui utilise une stratégie de gain
d’assistance variant dans le temps (gain scheduling) basée sur la mesure du couple utilisateur.
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Le schéma d’assistance conçu par Cooper et al. est illustré dans la Figure 1.14. Le contrôle est
activé par le contact entre la main de l’utilisateur et la main courante, modélisé par un modèle
d’admittance du premier ordre, générant un couple d’assistance proportionnel au couple exercé
par l’utilisateur.

Figure 1.14 – Schéma d’assistance standard développé par Cooper et la. [Cooper 2002].

Bien que le système d’assistance proportionnelle soit facile à mettre en œuvre et moins coû-
teux [Cooper 2002], il amplifie directement le couple exercé par l’utilisateur. L’inconvénient de
ce type de système est qu’il ne considère ni les capacités de l’utilisateur ni les caractéristiques
du sol pour déterminer le niveau d’assistance nécessaire pour répondre aux besoins d’assistance
pour l’utilisateur.

Pour intégrer les capacités de l’utilisateur, certains systèmes d’assistance se basent sur l’iden-
tification de l’intention de l’utilisateur. Par exemple, dans le travail de Khalili et al. [Khalili 2019],
un estimateur de l’intention de l’utilisateur basé sur un algorithme d’apprentissage supervisé per-
met de classifier une série de données du couple de l’utilisateur comme entrée en fonction des
réponses en termes de direction et de vitesse de déplacement du FRM-AE. Cet estimateur a en-
suite été utilisé dans un algorithme adaptatif permettant d’ajuster le gain d’assistance en fonction
de la direction ou de la vitesse souhaitée par l’utilisateur (voir Figure 1.15) [Khalili 2021].

Figure 1.15 – Contrôleur basé sur l’intention de l’utilisateur [Khalili 2019, Khalili 2021]

Cette approche d’assistance présente un inconvénient majeur lié à la non-gestion des écarts
entre les prédictions de l’algorithme en termes de trajectoire de déplacement souhaité par l’utili-
sateur et la trajectoire réelle du du FRM-AE, entraînant une désynchronisation qui peut réduire
la confiance de l’utilisateur. De plus, le rejet de perturbation et la sécurité ne sont pas consi-
dérés, augmentant ainsi les risques d’erreurs de décision prisent par l’algorithme du système
d’assistance.

Plutôt que de mesurer directement les couples propulsifs pour estimer l’intention de l’utilisa-
teur, certains travaux utilisent des capteurs d’électromyographiques (EMG) pour détecter cette
intention. Par exemple, Oonishi et al. [Oonishi 2010] ont développé un système qui combine les
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signaux EMG mesurés sur les muscles de l’utilisateur avec une estimation du couple propulsif
réalisée par un observateur de perturbations. Cet observateur est basé sur un modèle de l’inter-
action entre l’utilisateur, les roues du fauteuil roulant et le sol. La commande du système utilise
ensuite ces informations pour ajuster le couple d’assistance fourni par les moteurs. L’architecture
de ce système d’assistance est illustrée dans la Figure 1.16.

Figure 1.16 – Système d’assistance intégrant l’intention de l’utilisateur à partir du signal
EMG [Oonishi 2010].

L’inconvénient des systèmes basés sur des signaux physiologiques, tel que les signaux EMG,
réside dans plusieurs aspects. Ils nécessitent un placement précis des capteurs sur les muscles, ce
qui peut être contraignant et inconfortable pour l’utilisateur. La présence de fils et d’équipements
peut limiter la mobilité, surtout en extérieur. De plus, les capteurs EMG sont sensibles aux
interférences, aux mouvements de la peau et à la sueur, ce qui peut affecter la précision des
mesures.

Les systèmes d’assistance peuvent être équipés de dispositifs de freinage intégrés aux roues
arrière du FRM-AE, afin d’accroître la sécurité de l’utilisateur lors des déplacements [Seki 2009,
Oh 2014, Oh 2013]. Par exemple, Seki et al. [Seki 2009] ont proposé une stratégie de freinage
électrique qui sécurise la propulsion en descente tout en économisant l’énergie grâce au freinage
régénératif (voir la Figure 1.17.a). À basse vitesse, un freinage dynamique élimine l’accélération
du FRM, tandis qu’à des vitesses intermédiaires, le système suit un profil de vitesse optimal
généré par une approche polynomiale pour minimiser le jerk.

En plus du système de freinage, Seki et al. [Seki 2012, Seki 2022] ont développé un système
capable de compenser la force de perturbation gravitationnelle sur une pente (voir Figure 1.17.b)
activé par l’action de l’utilisateur. Ce système propose deux modes opérationnels : le "mode
LPF" (filtre passe-bas avec gain d’assistance) et le "mode flou", qui intègre un algorithme de
logique floue. En "mode LPF", le couple d’assistance augmente proportionnellement au couple
exercé par l’utilisateur, accélérant ainsi le FRM-AE. Le "mode flou", activé par l’utilisateur
lors de la montée ou de la descente de pentes, l’algorithme basé sur la logique floue, réduit le
couple d’assistance afin de maintenir une vitesse faible tout en compensant les effets de la force
gravitationnelle.
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Figure 1.17 – (a) Schéma descriptif du système de freinage régénératif et (b) schéma de la
gestion des perturbations, tous deux intégrés dans la boucle d’assistance.

Ce type de système d’assistance présente plusieurs inconvénients. Tout d’abord, l’intégration
d’un système de freinage, d’un système de gestion des perturbations, et d’un système d’assistance
peut augmenter la consommation d’énergie de la batterie, entraînant une décharge rapide et
limitant l’autonomie, ce qui peut augmenter la frustration de l’utilisateur. Ensuite, le "mode
flou", activé par l’utilisateur lorsqu’il relâche les mains de la main courante, peut poser des
problèmes de sécurité, notamment en cas de baisse de la charge de la batterie. Cela pourrait
entraîner une sous-estimation ou une surestimation de la demande de l’utilisateur, se traduisant
potentiellement par une augmentation imprévue de la vitesse.

Les limitations des architectures d’assistance actuelles montrent la nécessité d’intégrer l’in-
teraction entre l’utilisateur et le FRM-AE dans des systèmes d’assistance en boucle fermée. Cette
intégration permet d’atteindre des performances telles que la fourniture d’une assistance adaptée
aux besoins de l’utilisateur, tout en assurant une gestion plus efficace des perturbations et en
garantissant la sécurité. Par ailleurs, l’utilisation de systèmes d’assistance optimisés offrirait une
gestion plus efficiente de l’énergie des batteries, maximisant ainsi l’autonomie du FRM-AE tout
en répondant aux objectifs de performance précédemment établis.

1.5.2 Avantages de l’intégration de l’interaction entre l’utilisateur et FRM-

AE dans un système d’assistance en boucle fermée

Une assistance qui intègre l’interaction entre l’utilisateur et le FRM-AE dans un système
d’assistance en boucle fermée est appelée "assistance centrée sur l’utilisateur". Elle repose
sur une architecture qui considère l’action de l’utilisateur dans la boucle de commande d’as-
sistance. Cette architecture considère à la fois l’action de l’utilisateur sur le système et la
réponse du système à l’utilisateur, afin de proposer un mode opératoire capable d’assister
l’utilisateur en fonction de ses besoins, tout en maintenant de bonnes performances du sys-
tème [O’MALLEY 2006, Devigne 2019, Philips 2007, Li 2011, Vander Poorten 2012]. Dans le
domaine de la robotique d’assistance, ce concept est souvent désigné sous le terme "assistance
as needed" (AAN) [Emken 2007].

Dans la littérature des technologies d’assistance à la mobilité, ce type de système a été
exploité pour développer une solution d’assistance pour fauteuil roulant électrique. Par exemple,
dans le travail de Nguyen et al.[Nguyen 2023], les auteurs ont proposé un schéma d’assistance à
la conduite pour fauteuil roulant électrique, basé sur une approche de commande optimale. Cette
méthode considère la dynamique de l’interaction entre la main de l’utilisateur, le joystick et le
fauteuil roulant électrique, en modélisant les erreurs de position et les intentions de l’utilisateur en
termes de vitesse et d’orientation. La Figure 1.18 illustre le schéma descriptif du fonctionnement
de ce système d’assistance centré sur l’utilisateur.
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Figure 1.18 – Architecture du système d’assistance centré sur l’utilisateur proposé par Nguyen
et al. [Nguyen 2023].

L’avantage de ce système d’assistance réside dans son intégration de deux modes opératoires.
Le premier mode, activé en l’absence de risque de collision, génère une assistance visant à minimi-
ser l’effort nécessaire pour manipuler le joystick. Le second mode, appelé Assistance d’évitement
d’obstacles, s’active lorsqu’un risque de collision est détecté afin d’éviter toute collision. Cette
stratégie présente l’avantage de générer de façon optimale la minimisation de l’effort de l’utilisa-
teur et d’assurer sa sécurité en cas d’obstacle.

Un autre travail a également exploré un système d’assistance similaire, en utilisant un obser-
vateur pour estimer le couple humain en temps réel et générer des trajectoires de référence basées
sur les intentions de direction de l’utilisateur [Feng 2021]. De plus, une approche de commande
optimale robuste a été employée pour garantir le suivi de la vitesse de référence, assurer la stabi-
lité du contrôle du FRM-AE par l’utilisateur, et garantir la robustesse face à des perturbations
telles qu’un terrain accidenté, même en présence de saturations des actionneurs et d’incertitudes
liées aux conditions d’utilisation. La boucle de commande d’assistance est illustrée dans la Fi-
gure 1.19. L’objectif de ce système est d’améliorer l’expérience utilisateur tout en maintenant
une interaction harmonieuse et sécurisée entre l’utilisateur et le FRM-AE.

1.5.3 Intérêt d’une commande d’assistance optimale

Une commande optimale est une stratégie ou une loi de commande qui permet à un sys-
tème dynamique de fonctionner de manière optimale, tout en respectant certains critères de
performance définis. Elle présente l’avantage de considérer une fonction de coût intégrant un ou
plusieurs objectifs, tout en respectant les contraintes physiques inhérentes au système. L’objec-
tif est d’atteindre des performances de fonctionnement optimales en optimisant la réponse du
système en fonction des critères spécifiés [Bryson 1996].

L’intérêt d’utiliser un système d’assistance pour un FRM-AE basé sur une commande opti-
male réside dans sa capacité à intégrer des critères de performance objectifs tels que :

— Minimisation de l’écart entre la trajectoire de référence et la trajectoire réelle :
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Figure 1.19 – Architecture d’assistance développé par [Feng 2021].

Le système peut prédire une trajectoire idéale en se basant sur un modèle de l’intention de
l’utilisateur, puis ajuster la commande pour que la trajectoire réelle du fauteuil se rapproche
au maximum de cette référence.

— Minimisation de l’effort de l’utilisateur : En optimisant la commande, le système peut
réduire au minimum l’effort nécessaire de la part de l’utilisateur pour propulser le FRM,
rendant l’utilisation plus confortable et moins fatigante.

— Minimisation de l’énergie consommée par les moteurs : La minimisation de l’éner-
gie de la commande optimale peut être intégrée dans les critères de performance afin de
maximiser l’autonomie des batteries d’alimentation.

Dans l’approche de commande proposée par Feng et al. [Feng 2021], la fonction de coût J à
minimiser considère un vecteur de performance comportant plusieurs critères z = [Th, ua, e], avec
la minimisation de l’effort de propulsion de l’utilisateur Th, la minimisation de la consommation
d’énergie de la commande ua et la minimisation de l’erreur de suivi de trajectoire de référence
e. Un critère de rejet de perturbation a également été utilisé, exprimé par µ

∫
∞

0 w2 dt, où w

représente la fonction de perturbation.

J =

∫ T

0

(
Q1e

2 +Q2T
2
h +R1u

2
a

)
dt

J < µ

∫
∞

0
w2

(1.3)

La minimisation de l’effort de l’utilisateur peut être abordée selon différents critères de per-
formance. Par exemple, dans le cas de Cooper et al. [Cooper 1990], une fonction de coût a été
introduite pour minimiser le coût métabolique C(v, Th) du mouvement de propulsion en ligne
droite.

J =

∫ T

0
C(v, Th) dt (1.4)

Cette fonction peut facilement être intégrée à une architecture de commande optimale pour
générer une assistance à la propulsion.

Ackermann et al. [Ackermann 2014] ont élaboré une stratégie de contrôle optimal basée sur
le principe du maximum de Pontryagin (PMP) pour déterminer la trajectoire de propulsion la
plus optimale en ligne droite. Cette stratégie prend en compte un modèle dynamique décrivant
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l’interaction entre le membre supérieur de l’utilisateur et la roue du fauteuil roulant manuel. Le
problème d’optimisation a été formulé afin de minimiser une fonction de coût intégrant l’énergie
des couples aux articulations du coude (Tc) et de l’épaule (Te) :

J =

∫ T

0
(T 2
e + T 2

c ) dt (1.5)

Cette modélisation peut être exploitée pour assister un fauteuil roulant manuel à assistance
électrique.

Dans une autre approche, Dos Santos, Ackerman et al. [Dos Santos 2016] ont développé un
contrôleur pour assister l’utilisateur lors du mouvement de wheelie avec un FRM-AE. L’approche
de commande est basée sur le principe de Pontryagin, le modèle utilisé est formulé sous la forme
d’un pendule inversé. Cette approche permet au contrôleur de soulever le fauteuil roulant et de
rejeter les perturbations. La fonction de coût est formulée pour minimiser l’énergie du couple
propulsif :

J =

∫ T

0
T 2
h dt (1.6)

Toutefois, cette approche de commande n’a pas encore été utilisée dans un véritable FRM-AE.
Un critère intéressant à explorer est le compromis optimal entre le travail mécanique de

déplacement et la minimisation du coût métabolique, comme dans l’étude de Oukacha et
al. [Oukacha 2020], qui utilise une commande optimale basée sur le principe du maximum de
Pontryagin. La fonction de coût J considère à la fois un critère de puissance mécanique appliqué
par l’utilisateur à minimiser et un coût métabolique à maximiser.

J =

∫ T

0

ThÉ

C(Th, É)
dt (1.7)

Toutefois, dans cette étude, la maximisation de la puissance mécanique de déplacement n’est
pas considérée. Une approche plus optimale serait de minimiser le coût métabolique tout en
maximisant la puissance mécanique de déplacement.

En conclusion, les systèmes d’assistance existants sur le marché présentent plusieurs limites.
Beaucoup de ces systèmes fournissent une assistance sans prendre en compte les besoins spé-
cifiques ou les capacités de l’utilisateur. De plus, les contraintes liées au terrain ne sont pas
suffisamment intégrées, et les systèmes de sécurité et de rejet des perturbations sont souvent dé-
couplés de l’assistance principale, ce qui entraîne une consommation excessive d’énergie et réduit
l’autonomie des batteries des FRM-AE.

L’intégration de l’interaction entre l’utilisateur et le FRM-AE dans un système d’assistance
en boucle fermée offre une solution prometteuse pour relever ces défis. Ce type de système permet
d’adapter dynamiquement l’assistance en fonction des besoins et des intentions de l’utilisateur,
tout en optimisant les performances de déplacement du FRM-AE. Des travaux tels que ceux de
Nguyen et al. [Nguyen 2023, Feng 2021] ont démontré l’efficacité de telles approches, en particu-
lier pour minimiser l’effort de propulsion, optimiser la consommation énergétique, et sécuriser les
déplacements grâce à des stratégies de commande optimale. Cependant, bien que ces approches
considèrent l’interaction entre l’utilisateur et le fauteuil, elles ne prennent pas en compte l’in-
teraction entre le fauteuil roulant et le sol. Or, comme nous l’avons vu dans la section 1.3.4, les
frottements au sol, particulièrement sur des pentes et des dévers, augmentent significativement
la charge de travail mécanique des membres supérieurs lors de la propulsion, ce qui souligne
l’importance de considérer l’intégralité de l’interaction entre l’utilisateur, le FRM-AE et le sol.
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1.6 Architecture d’assistance proposée dans cette thèse

Dans cette thèse, nous présentons un nouveau système d’assistance pour fauteuil roulant ma-
nuel avec assistance électrique, basé sur l’interaction entre l’utilisateur, le FRM, et les contraintes
géométriques du sol dans diverses situations de déplacement, telles que la ligne droite, les vi-
rages, les pentes et les dévers. Plusieurs défis doivent être relevés pour concevoir un tel système.
Il est d’abord nécessaire de modéliser précisément l’interaction entre l’utilisateur, le FRM-AE
et le sol, en prenant en compte les forces de frottement et les effets des inclinaisons en pente et
dévers. Ensuite, il faut développer une commande d’assistance optimale qui minimise l’effort de
propulsion, tout en garantissant la stabilité, la sécurité, et l’efficacité énergétique du système.
La validation en temps réel de la fonctionnalité et de la robustesse du système à travers diffé-
rents scénarios et topographies constitue un autre défi majeur. Des tests utilisateurs avec une
cohorte suffisante sont également essentiels pour évaluer l’efficacité et l’acceptabilité du système.
Toutefois, les essais en environnement extérieur peuvent être long à mettre en œuvre et peuvent
présenter des risques pour les participants et le matériel.

Pour surmonter ces défis, un simulateur de FRM est une solution plus adaptée. Il offre
la possibilité de simuler un large éventail de scénarios de locomotion en FRM, ce qui permet
d’implémenter, de tester et de valider le système d’assistance dans un environnement virtuel
contrôlé et sécurisé, assurant ainsi la fiabilité du système avant son déploiement en conditions
réelles.

Dans cette perspective, cette thèse se compose de deux parties. La première partie consiste
à développer une interface haptique et dynamique permettant de reproduire de façon réaliste le
comportement d’un FRM dans un scénario de locomotion intégrant la ligne droite, le virage, la
pente et le dévers. La deuxième partie de la thèse consiste à concevoir un système d’assistance
optimal et adaptatif basé sur l’interaction entre l’utilisateur, le FRM-AE et le sol. Cette assistance
permet d’évaluer les capacités de l’utilisateur face à une situation de déplacement donnée et de
fournir une assistance adaptée.

La figure 1.20 Illustre l’architecture de fonctionnement du simulateur en intégrant l’interface
haptique et dynamique ainsi que l’application de l’assistance.

1.6.1 Développement de l’interface haptique et dynamique

L’interface haptique et dynamique permet d’établir une communication entre l’utilisateur, le
simulateur et l’environnement virtuel. Elle est composée d’un modèle d’interaction de référence
entre l’utilisateur, le FRM et le sol, ainsi que d’une architecture de commande permettant de
piloter le simulateur de manière à suivre les trajectoires prédites par ce modèle de référence.

1.6.1.1 Modèle d’interaction entre utilisateur-FRM-sol

Une modélisation complète de l’interaction entre l’utilisateur, le FRM et le sol est proposée.
Cette modélisation concerne la dynamique couplée des mouvements en ligne droite et en virage,
ainsi que l’influence des inclinaisons de pente et de dévers. Une modélisation précise des résis-
tances au roulement et au pivotement est également intégrée, incorporée aux dynamiques des
roues avant et arrière du FRM, et adaptée aux déplacements en ligne droite, en virage, en pente
et en dévers. Les vitesses des roues arrière prédites par le modèle sont envoyées comme vitesses
de référence au contrôleur haptique, tandis que les sorties en position, vitesse et accélération du
centre de masse sont envoyées comme trajectoire de référence de la plateforme à hexapode.
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Figure 1.20 – Architecture complète de l’assistance haptique et de l’interface haptique et dy-
namique implémentées dans le Simulateur PSCHITT-PMR.

1.6.1.2 Commande haptique

La propulsion sur le simulateur sans contrôleur présente des variations de frottement diffé-
rentes de celles du sol réel, avec moins de frottement pendant la poussée et davantage pendant le
relâchement. Ces variations sont dues à l’interaction non linéaire entre les rouleaux et la masse
de l’utilisateur sur les roues arrière du FRM. Pour compenser ces différences, un contrôleur hap-
tique robuste est conçu pour piloter le simulateur de manière à suivre les vitesses prédites par
le modèle de référence. Ce contrôleur considère la complexité des interactions entre l’utilisateur,
le fauteuil roulant manuel, le banc à rouleaux et la dynamique de l’hexapode en mouvement.
Il est capable de générer des forces de frottement haptique ressenties par l’utilisateur sur les
mains courantes, en fonction des différentes situations de locomotion, tout en tenant compte des
contraintes liées aux limites physiques du simulateur et en rejetant de manière stable et robuste
les forces perturbatrices externes.
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1.6.2 Stratégies d’assistance basées sur les capacités de l’utilisateur et des

contraintes environnementales

L’architecture d’assistance proposée dans cette thèse se compose de trois niveaux. Le premier
niveau consiste à construire un paramètre de niveau d’assistance, permettant de caractériser les
capacités de l’utilisateur en fonctions des scénarios de déplacement. Le deuxième niveau implique
la modélisation du couple de l’utilisateur et l’estimation en ligne de ses interactions avec la
résistance au roulement, afin de quantifier ses actions. Enfin, le troisième niveau consiste en la
formulation du problème d’optimisation, intégrant plusieurs approches de commande optimales
pour générer une assistance optimale, tout en minimisant les efforts de l’utilisateur.

— Quantification du paramètre de niveau d’assistance : Le premier niveau consiste à
quantifier le paramètre du niveau d’assistance pour déterminer le pourcentage d’assistance
nécessaire pour un utilisateur en fonction de ses efforts et des contraintes spécifiques à la
géométrie du sol, telles que l’inclinaison, le dévers ou le rayon de courbure. La quantification
de ce paramètre est réalisée dans un premier temps par une approche empirique, ensuite
en utilisant une approche de commande optimale permettant d’ajuster dynamiquement le
niveau d’assistance. L’objectif de ce paramètre est de fournir une pondération optimale
de l’amplitude du couple d’assistance afin de maintenir l’action de l’utilisateur tout en
minimisant son effort.

— Modélisation de l’interaction entre utilisateur-main courante : Le deuxième niveau
consiste en la modélisation de l’interaction entre le couple propulsif de l’utilisateur et la
vitesse de rotation de la roue, en intégrant un paramètre variable dans le temps pour
caractériser l’impédance ressentie sur la main courante. L’impédance, dans ce contexte,
représente la résistance dynamique que l’utilisateur rencontre lors de l’application de force
sur la main courante. Elle considère la relation entre la force exercée et la réponse de la
roue, incluant des facteurs tels que le frottement, la rigidité et l’inertie, qui peuvent évoluer
en fonction des conditions de la surface du sol et des actions de l’utilisateur.

— Stratégies d’assistance : Le troisième niveau consiste à concevoir une commande d’as-
sistance optimale capable de gérer l’interaction de l’utilisateur avec la main courante en
tenant compte de l’impédance ressentie, ainsi que des contraintes liées à la géométrie du
sol, tout en intégrant le paramètre du niveau d’assistance. Cette commande a pour objectif
de minimiser le couple exercé par l’utilisateur, de gérer les contraintes aux limites physiques
de l’interaction entre l’utilisateur et le FRM-AE, et de rejeter toute force de perturbation
ou incertitude, afin de garantir stabilité et robustesse.

1.6.3 Simulateur PSCHITT-PMR

Le simulateur PSCHITT-PMR est constitué d’un hexapode à six degrés de liberté, de six
écrans embarqués pour avoir un angle de vue de 150 deg et un banc à rouleaux auquel est attaché
un fauteuil roulant instrumenté, tous les deux fixés sur une plateforme à hexapode. Chaque côté
du banc à rouleaux est équipé de rouleaux entraînés par un moteur brushless de 400 W, contrôlé
par un convertisseur de fréquence permettant une vitesse angulaire maximale de 10 rad/s et un
couple maximal de 5 Nm. Le fauteuil roulant manuel instrumenté est équipé de deux codeurs
incrémentaux (TWK TBI 50-S) fixés au moyeu de chaque roue arrière pour mesurer les vitesses
de rotation. De plus, deux capteurs de couple (SCAIME D2268-100Nm) sont fixés au centre de
l’axe de la main courante pour mesurer le couple propulsif appliqué par l’utilisateur autour de
l’axe de rotation des roues arrière.
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L’environnement virtuel est développé à l’aide du logiciel SCANeR studio qui offre une repré-
sentation visuelle immersive en trois dimensions (3D) du mouvement virtuel du comportement
du fauteuil roulant manuel. Le bus de communication entre chaque composant du simulateur est
synchronisé à une fréquence d’échantillonnage de 100 Hz.

Les réglages du FRM comprennent l’angle d’assise par rapport à l’horizontale et l’angle du
dossier par rapport à la verticale, ainsi que les hauteurs d’assise définies par rapport au sol.
L’avancée de l’assise est mesurée comme la distance entre l’axe des roues et l’intersection entre
le dossier et l’assise. Enfin, le carrossage est défini par rapport à la verticale.

La Figure 1.21 illustre le simulateur PSCHITT-PMR.

Figure 1.21 – Simulateur PSCHITT-PMR conçu aux LAMIH.

1.7 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté une vue d’ensemble de l’interaction entre l’utilisateur,
le FRM et le sol. Nous avons mis en évidence l’inefficacité de cette interaction pour les utilisateurs
de FRM, qui peut, à long terme, entraîner des blessures. Pour pallier ce problème, l’utilisation
d’un fauteuil roulant électrique est souvent envisagée. Cependant, celui-ci favorise la sédentarité
et peut, à long terme, entraîner des problèmes de santé plus graves.

Une alternative pour les personnes à mobilité réduite avec les membres supérieurs fonction-
nels consiste en l’utilisation d’un fauteuil roulant manuel avec assistance électrique (FRM-AE),
qui permet de réduire l’effort de l’utilisateur tout en maintenant l’activité de propulsion. Nous
avons examiné les systèmes d’assistance existants pour les FRM-AE et constaté que ceux-ci
fournissent généralement une assistance proportionnelle au couple appliqué par l’utilisateur. Ce-
pendant, cette stratégie n’est pas optimale pour répondre aux besoins spécifiques des utilisateurs.
Les principales limites des systèmes d’assistance existants incluent l’absence de prise en compte
des capacités de l’utilisateur et des caractéristiques du sol, ce qui peut conduire à une assistance
inadaptée. Les systèmes basés sur l’estimation de l’intention de l’utilisateur peuvent souffrir de
désynchronisation et ne gèrent pas bien les perturbations, compromettant ainsi leur fiabilité et
leur sécurité. De plus, les dispositifs utilisant des signaux physiologiques, comme les signaux
EMG, rencontrent des défis en termes de précision, de confort et de sensibilité aux interférences.
Enfin, l’intégration de systèmes de freinage et de gestion des perturbations augmente la consom-
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mation d’énergie, réduisant l’autonomie et posant des problèmes de sécurité, notamment en cas
de décharge de la batterie.

Dans ce contexte, cette thèse propose une architecture d’assistance innovante pour les fau-
teuils roulants manuels avec assistance électrique, axée sur l’optimisation de l’efficacité mécanique
et de l’ergonomie de la propulsion. Cette approche vise à minimiser les contraintes environne-
mentales tout en maximisant l’efficacité du déplacement. Elle présente plusieurs avantages, no-
tamment la réduction de la sollicitation excessive des membres supérieurs, diminuant ainsi les
risques de blessures, et l’optimisation de l’efficacité mécanique et de l’ergonomie biomécanique
en réduisant les pertes par frottement lors du déplacement.

Enfin, la précision dans la quantification de l’interaction entre l’utilisateur, le FRM et le sol,
notamment grâce à l’utilisation de simulateurs de fauteuil roulant manuel, est un élément clé
pour valider ce système d’assistance. Elle offre une base solide pour développer une assistance
adaptative aux diverses conditions de déplacement, telles que les lignes droites, les virages, les
pentes et les dévers.
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2.1 Introduction

La précision dans la quantification de la dynamique de locomotion en fauteuil roulant manuel
repose sur la capacité du simulateur à reproduire fidèlement l’état sensorimoteur impliqué dans
l’interaction entre l’utilisateur, le fauteuil roulant manuel et le sol. Cette interaction comprend
l’application des forces de propulsion par l’utilisateur, le mouvement résultant (translation li-
néaire, virages, pentes, dévers) et la réaction du sol (résistances au roulement et au pivotement).
Ces résistances varient selon la surface du sol, l’inclinaison du terrain, la vitesse du fauteuil rou-
lant et d’autres paramètres environnementaux. Par conséquent, le développement d’un modèle
mathématique précis est essentiel.

Comme discuté dans la littérature, les modèles existants se limitent souvent à la propulsion
en ligne droite avec des paramètres simplifiés tels que la masse et une résistance au roulement
constante. Cependant, cette approche ne rend pas compte de la complexité réelle du système
FRM-utilisateur, notamment en virages, pentes et dévers.

L’objectif de ce chapitre est de développer un modèle dynamique de l’interaction entre l’uti-
lisateur, le fauteuil roulant manuel (FRM) et le sol, implémenté en temps réel dans le simulateur
PSCHITT-PMR. Nguyen et al. [Nguyen 2019] ont proposé un premier modèle dynamique qui
considère la propulsion en ligne droite et en virage. Toutefois, ce modèle surestime les vitesses
en virage et, par conséquent, les résistances au pivotement.

Dans cette étude, nous nous appuyons sur le modèle élaboré par Nguyen et al. [Nguyen 2019],
en y intégrant les dynamiques spécifiques du fauteuil roulant manuel sur des surfaces en pente
et en dévers. Cette approche permet une représentation plus fidèle des conditions réelles de
déplacement. Ensuite, nous modélisons de manière précise les résistances au roulement et au
pivotement pour le mouvement en ligne droite, en virage, en pente et en dévers, afin de capturer
de manière plus précise les interactions entre le fauteuil roulant manuel et son environnement.
Les contributions de ce travail se décomposent en plusieurs points clés :

1. Couplage du modèle : Nous intégrons le modèle de propulsion en ligne droite et en virage
en considérant la géométrie de la route, notamment en pente et en dévers.

2. Modélisation des résistances : Nous modélisons les résistances au roulement et au
pivotement pour les déplacements en ligne droite, en virage, en pente et en dévers.

3. Identification paramétrique : Nous utilisons l’algorithme "recursive least squares"
(RLS) pour l’identification paramétrique des résistances et autres paramètres dynamiques.

4. Validation en boucle fermée : Le modèle augmenté est validé en boucle fermée dans le
simulateur PSCHITT-PMR à l’aide de données expérimentales pour garantir sa précision
et sa fiabilité dans des conditions réelles.

2.2 Repères référentiels

Le fauteuil roulant manuel, par sa nature de dispositif de mobilité, est doté de plusieurs sys-
tèmes de coordonnées permettant de décrire précisément sa position et ses mouvements dans l’es-
pace. Le référentiel terrestre R(O,X, Y, Z) est utilisé pour décrire les positions et les mouvements
du fauteuil roulant sur la surface de la Terre. L’axe X représente la direction antéro-postérieure,
l’axe Y la direction latérale ou transversale, et l’axe Z la direction verticale perpendiculaire au
plan terrestre.

Un référentiel lié au fauteuil, Rf (Of , Xf , Yf , Zf ), est centré sur le centre de masse du châssis,
simplifiant l’analyse des mouvements complexes en réduisant les forces et les moments à un point
unique. Ce repère est important en dynamique, permettant d’évaluer le système (sujet+FRM)
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de manière plus efficace et stable. Pour les études de déplacements du système sujet-fauteuil, le
référentiel terrestre R est supposé galiléen. Le référentiel RFRM est nécessaire pour étudier les
translations et rotations du fauteuil dans R, son origine OFRM étant située au point barycentrique
de l’assise. Avant le début du mouvement, lorsque le fauteuil est sur un plan horizontal, les axes
de RFRM sont parallèles à ceux de R et leurs vecteurs unitaires sont égaux.

Six autres référentiels, RD(OD, XD, YD, ZD) et RG(OG, XG, YG, ZG), sont liés aux roues ar-
rière droite et gauche respectivement, leurs origines étant situées sur les axes des roues et leurs
axes transversaux (YD et YG) ayant la même direction et le même sens que l’axe YFRM lié au
fauteuil. RaD(OaD , XaD , YaD , ZaD) et RaG(OaG , XaG , YaG , ZaG), sont liés aux roues avant, droite
et gauche respectivement, leurs origines étant situées sur les axes des roues et leurs directions
varient selon les points pivot des axes verticaux des fourchettes avant. La Figure 2.1 illustre les
repères référentiels de tous les segments du FRM par rapport au référentiel terrestre.

Figure 2.1 – Description schématique des repères référentiels lié à la position, au mouvement
et à la dynamique du fauteuil roulant manuel.

Les référentiels liés aux châssis et roues arrière, RFRM ,RD et RG, effectuent en outre des
rotations autour de l’axe ZFRM . Lorsque les angles de pincement et de carrossage des roues sont
nuls, ils peuvent tourner autour de chacun de ses axes selon les angles suivants :

— ϕ : rotation autour de l’axe XFRM ,

— ¹ : rotation autour de l’axe YFRM ,

— È : rotation autour de l’axe ZFRM .

La matrice de rotationMR
XFRM

est utilisée pour le passage des coordonnées du référentiel lié
au fauteuil (RFRM ) vers le référentiel absolu R, en fonction des angles de rotation ϕ, ¹, et È est
définie par :

M
R
XFRM

=





cos ¹ cosÈ sinϕ sin ¹ cosÈ − cosϕ sinÈ cosϕ sin ¹ cosÈ + sinϕ sinÈ

cos ¹ sinÈ sinϕ sin ¹ sinÈ + cosϕ cosÈ cosϕ sin ¹ sinÈ − sinϕ cosÈ

− sin ¹ sinϕ cos ¹ cosϕ cos ¹
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2.3 Modèle mécanique de l’interaction Utilisateur-FRM-Sol

Dans cette section, nous présentons une vue d’ensemble de la modélisation du modèle mé-
canique de l’interaction utilisateur-FRM et FRM-sol. Cela inclut le modèle géométrique du sol
ainsi que la cinématique et la dynamique du fauteuil roulant manuel.

2.3.1 Définition des angles de pente et de dévers

Dans ce travail, l’information sur l’angle de pente et l’angle de roulis est calculée de manière
géométrique, ce qui est suffisant pour situer la locomotion en pente et en dévers. La dynamique
du roulis et du tangage n’est pas considérée dans cette étude. En effet, la conduite d’un fauteuil
roulant manuel ne nécessite pas l’application d’un couple pour lever le FRM et le faire pivoter
selon un angle de roulis. En revanche, pour l’angle de tangage, l’utilisateur applique une pression
et une différence de couple pour faire tourner le FRM autour de l’angle de tangage, par exemple,
pour se mettre en position de wheeling afin de franchir un seuil ou un obstacle. Cependant, cette
dynamique n’est pas étudiée dans cette thèse. Les seules situations de locomotion étudiées et
reproduites sont la pente (2.2) et le dévers (2.3).

Figure 2.2 – Description schématique des forces s’exerçant sur un mouvement en pente.

Figure 2.3 – Description schématique des forces s’exerçant sur un mouvement en dévers (pente
transversale).
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Le lien entre l’espace euclidien dans l’environnement virtuel et le modèle de référence est
établi par les points de contact entre les quatre roues du FRM virtuel et le sol virtuel. Ces
roues virtuelles sont caractérisées par le modèle mécanique développé dans cette thèse, à partir
duquel les coordonnées géométriques des référentiels du FRM dans l’espace euclidien virtuel sont
calculées. Tous les calculs cinématiques et dynamiques reposent sur ces points de contact. Ainsi,
une fois calculées par le modèle, les positionsX, Y , Z, ϕ, ¹ et È sont transmises à l’hexapode. Pour
les mouvements en ligne droite et les virages, l’hexapode utilise la dynamique du modèle pour
les translations et rotations sur l’axe Z en fonction de l’angle È. En revanche, les angles de pente
(¹) et de dévers (ϕ) sont déterminés à partir des points de contact, notés par pi = (pxi , pyi , pzi),
où i = {1, 2, 3, 4} correspond respectivement à la roue avant droite, à la roue avant gauche, à la
roue arrière droite et à la roue arrière gauche :

¹ = sin−1

[
(pz1+pz2 )

2 −
(pz3+pz4 )

2

dl

]

ϕ = cos−1

[
(pz1+pz3 )

2 −
(pz2+pz4 )

2

wr

] (2.1)

2.3.2 Cinématique du FRM

2.3.2.1 Étude des vitesses Utilisateur-FRM

Pour faciliter l’étude cinématique du système (FRM + sujet), cinq points ont été définis sur
les segments (Si). Ces points correspondent respectivement au pivot de la fourche avant droite,
au pivot de la fourche avant gauche, au centre de la roue arrière droite, au centre de la roue
arrière gauche, et au point barycentrique de l’assise (voir 2.4). Pour simplifier les calculs, chaque
point des segments sera nommé par le symbole du segment. La position instantanée de ces points
est donnée par l’équation suivante :

−−→

OORSi
=
−−→

OO′R +
−−→

O′ORSi

−−→

OO′R =MR
RFRM

−−→

OO′R′

et
−−→

O′ORSi
=MR

RFRM

−−→

O′OSi

(2.2)

où O′ correspond à l’origine du point milieu de l’axe qui relie les deux roues arrière. Ainsi, la
vitesse d’un segment

−−→

O′ORSi
peut être calculée comme suit :

d

dt

−−→

OORSi
=

d

dt

−−→

OO′R +
d

dt

−−→

O′ORSi

−→

V R
Si

=
−→

V R
O′ +

−→

V R
O′Si

(2.3)

En considérant que
−−→

O′OSi
est fixe dans le référentiel RFRM , nous aurons :

−→

V R
Si

=
−→

V R
O′ +

d

dt

(

M
R
RFRM

−−→

O′OSi

)

(2.4)

Nous obtenons finalement :

−→

V R
Si

=
−→

V R
O′ +

d

dt

(
M

R
RFRM

)−−→
O′OSi

(2.5)

La vitesse au centre de masse (CoM) théorique
−→

V R
O′ = [vxCoM

, vyCoM
, vzCoM

] peut être calculée
en intégrant l’accélération mesurée d’un accéléromètre triaxial fixé sur le châssis du fauteuil
roulant manuel. En utilisant l’équation (2.5), nous pouvons déduire la vitesse de chaque point
Si mentionné précédemment.
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• Calcul de la vitesse au centre des roues arrière

Figure 2.4 – Schéma graphique illustrant la cinématique des roues.

La vitesse des points localisée dans les limites de l’essieu arrière (le centre des roues de chaque
coté) se calcule comme suit :

−→

V R
ODi

=
−→

V R
O′ + Ψ̇R

R '
−−−→

OOri (2.6)

où
−→

V R
Ori

est la vitesse du point ODi
(le centre de la roue arrière droite ou gauche) dans le repère

R,
−→

V R
O′ est la vitesse du point O′ (un point de référence du CoM) dans le repère R, Ψ̇R

R est la

vitesse angulaire du (FRM + utilisateur) dans le repère R et
−−−→

OOri est le vecteur position du
point Ori par rapport au point O′.

En considérant la vitesse de glissement de la roue, localisé dans le point de contact théorique
I entre la roue et le sol (voir la figure 2.4), nous obtenons :

−→

V R
Ori

=
−→

V R
I + ÉRJOr

'

−−→

OrI (2.7)

Avec
−−→

OrI représentant le rayon de la roue, nous pouvons déduire la vitesse de glissement :
−→

V R
I =
−→

V R
Or
− ÉRJOr

'

−−→

OrI (2.8)

• Calcul de la vitesse au centre des roues avant

Calcul de la vitesse au pivot de la fourche Of :
−→

V R
Of

=
−→

V R
O′ + Ψ̇R

R '
−−→

O′Of (2.9)

Afin de calculer la vitesse au centre de la roue avant
−→

V R
Pc

à partir du point localisé au

niveau du pivot de la fourchette avant
−→

V R
Of

, nous utilisons l’équation de déplacement du torseur
cinématique :

−→

V R
Pc

=
−→

V R
Of

+ ϕ̇R
′

Oc
'

−−−→

OfPc (2.10)

En appliquant les équations cinématiques de rotation et de translation, et en tenant compte des
positions relatives et des orientations des composants du système (FRM+Utilisateur), tels que
les roues arrière, les fourches de roues du fauteuil roulant, et à partir des accélérations mesurées
avec l’accéléromètre, nous pouvons calculer les vitesses instantanées et leur évolution au cours
du mouvement.
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2.3.2.2 Étude des accélérations Utilisateur-FRM

L’étude de l’accélération du FRM implique le calcul de l’accélération au centre de masse.
Celle-ci est obtenue à partir de la loi de composition des accélérations en dérivant la relation de
composition des vitesses dans l’équation (2.10). Nous obtenons ainsi la relation suivante :

−−−−→

aRSFRM
=
−→

aRO′ +
−→

aO
′

S +
−→

aRc (2.11)

Où :

—
−−−−→

aRSFRM
: Accélération absolue de SFRM dans R, représentant l’accélération totale ressentie

par le point SFRM lorsqu’il est observé depuis le référentiel inertiel R.

—
−→

aRO′ : Accélération d’entraînement de O′ dans R, due au mouvement du référentiel mobile
O′ par rapport à R.

—
−→

aR
′

S : Accélération relative de SFRM dans R′, représentant le mouvement de G par rapport
au référentiel mobile R′.

—
−→

aRc : Accélération de Coriolis, une accélération fictive ressentie dans un référentiel en rota-
tion.

• Accélération d’entraînement :

L’accélération d’entraînement
(
−→aR′

R
)

R
peut être décomposée en trois termes :

−→

aRR′ =
−→

aRO′

︸︷︷︸

A

+
−−→

Ω̇RR′ '

−−−−−→

O′SFRM
︸ ︷︷ ︸

B

+
−−→

ΩRR′ '

[
−−→

ΩRR′ '

−−−−−→

O′SFRM

]

︸ ︷︷ ︸

C

(2.12)

Où :

— A = : Accélération linéaire de O′ dans R. Elle est due au mouvement de translation de
l’origine O′ du référentiel mobile R′ par rapport au référentiel inertiel R.

— B : Accélération tangentielle de SFRM par rapport à O′. Elle est induite par la variation

temporelle de la vitesse angulaire
−−→

Ω̇R′
R du référentiel mobile R′.

— C : Accélération centripète. Elle résulte de la rotation du référentiel mobile R′ par rapport
au référentiel inertiel R et agit perpendiculairement à la trajectoire de rotation.

Les composantes A et
−−→

ΩRR′ sont mesurées à l’aide d’une IMU. Le vecteur
−−→

ΩRR′ est exprimé
comme suit :

−−→

ΩRR′ =MR
R′

−−→

ΩR′ (2.13)

où MR
R′ est la matrice de transformation du référentiel R′ vers R.

• Accélération relative :

L’accélération relative
−−−−→

aR
′

SFRM
représente le mouvement de SFRM dans le référentiel mobile R′.

Comme SFRM est fixe dans R′, nous avons :
−−→

V R′

G = 0 et
−→

µR
′

G = 0 (2.14)

• Accélération de Coriolis :

L’accélération de Coriolis
−→

µRc est donnée par :

−→

µRc = 2

[
−−→

ΩRR′ '

−−→

V R′

G

]

= 0 (2.15)

comme
−−→

V R′

G = 0, il en résulte que
−→

µRc = 0.
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• Accélération absolue de SFRM dans R :

En combinant les termes précédents, l’accélération absolue de SFRM dans R est donnée par :
−−−−→

aRSFRM
=
−→

aRO′ +
−−→

Ω̇R′
R
'

−−−−−→

O′SFRM (2.16)

2.3.3 Dynamique du FRM

Dans cette section, nous établirons le lien entre les accélérations et la dynamique d’interaction
entre l’utilisateur, le fauteuil roulant manuel, et le sol. Cette analyse inclut une étude détaillée
des forces en jeu dans cette interaction.

Figure 2.5 – Description schématique des forces sur les mouvements en ligne droite et en virage.

Le fauteuil roulant est un système complexe composé de sept corps rigides offrant sept degrés
de liberté (DOF) [Nguyen 2019, Ait Ghezala 2024]. Ces composants incluent le châssis, les roues
arrière gauche et droite, les fourches de roue gauche et droite, ainsi que les roues pivotantes
gauche et droite. Dans cette étude, l’angle de carrossage des roues arrière et la dynamique du
tronc de l’utilisateur sont négligés. Nous considérons uniquement les mouvements planaires du
fauteuil roulant manuel, c’est-à-dire les mouvements longitudinaux, latéraux et de rotation. Les
équations dynamiques du modèle de fauteuil roulant selon les axes longitudinal et transversal
(voir Figure 2.5) sont données par les équations suivantes :

MT (v̇x − Èvy) =
∑

i=3,4

(Fxri − Fri)−
∑

i=1,2

Ffi −MT g sin(¹) (2.17)

MT (v̇y + Èvx) =
∑

i=3,4

Fyri +
∑

i=1,2

Fyfi −MT g sin(ϕ) (2.18)

JzÈ̈ =
dl

2

∑

i=1,2

Fyfi −
dl

2

∑

i=3,4

Fyri − Tres (2.19)

avec Fyfi = Fyci cos(ϕc) + Fxci sin(ϕc). Les forces Fxci et Fycj sont les forces longitudinales et
latérales exercées par les roues avant sur le sol, et ϕc représente l’angle de pivot de ces roues.

La dynamique de la roue arrière inclut le couple de propulsions Thi , les forces de résistance
au roulement Fri , ainsi que le couple de frottement visqueux, exprimés dans l’équation suivante :

É̇ri =
Thi −RriFri − ¸Éri

Jri
, i ∈ {3, 4} (2.20)
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La résistance au vent est considérée comme négligeable en raison de la faible dynamique en
ligne droite du fauteuil roulant. La dynamique de la fourche avant et de la roue avant sont des
facteurs clés de la génération de la résistance au roulement et au pivotement du fauteuil roulant
manuel [Bascou 2012]. La dynamique des roues avant en fonction de la force de traction Fxfi , la
force de résistance au roulement et du couple visqueux peut être décrite comme suit :

É̇ci =
(dc +Rci)Fxci −RciFfci − ¸Éci

Jci
, i ∈ {1, 2} (2.21)

Les moments appliqués aux axes de rotation de la fourche avant sont décrits comme suit :

ϕ̈fi =
dci(Fyfi − Fxfi )

Jfi
, i ∈ {1, 2} (2.22)

2.4 Modélisation des forces de contact roues-sol

Les forces externes appliquées sur le fauteuil roulant sont générées par l’interaction complexe
entre les pneus et le sol (géométrie, revêtement, ...). Ces forces comprennent les efforts d’accélé-
ration et de freinage longitudinaux dans l’axe antéro-postérieure, les forces latérales qui agissent
sur l’axe transversal perpendiculaire à l’axe antéropostérieur pour contrôler les mouvements la-
téraux.

Comme expliqué dans le chapitre 1 (état de l’art), la résistance au roulement résulte des
déformations non élastiques entre le pneu et le sol, générant un frottement qui représente une
perte d’énergie significative par effet Joule pendant le déplacement. De manière similaire, la
résistance à la rotation du fauteuil roulant, influencée par des déformations non élastiques dans
l’axe latéral, peut être caractérisée par des paramètres tels que les angles de dérive latérale des
pneus et les moments de résistance au pivotement. La modélisation précise de ces forces est
indispensable pour générer une résistance haptique réaliste, permettant une simulation précise
et réaliste de l’interaction Utilisateur-FRM-Environnement virtuel.

Dans ce qui suit, nous détaillerons les forces agissantes sur le FRM, lors de la propulsion, tel
que l’illustre la Figure 2.6.

Figure 2.6 – Schéma descriptif des forces agissantes au niveau du contact Roues-Sol.
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2.4.1 Force de traction

La force de traction Fhi appliquée à la roue arrière est la force propulsive, qui est définie
comme suit :

Fhi =
Thi
Rr

i ∈ 3, 4 (2.23)

La force de traction appliquée au centre de masse (CoM) est la somme des forces propulsives
appliquées par l’utilisateur :

Fxr =
4∑

i=3

Fhi (2.24)

La force de traction appliquée aux roues avant Fxfi , est supposée être une proportion de la force
propulsive totale exercée par l’utilisateur, et elle est exprimée comme suit :

Fxfi = µ%
Fxr
2

i ∈ {1, 2} (2.25)

2.4.2 Résistance au roulement

Le modèle classique le plus utilisé pour modéliser la force de résistance au roulement est
le modèle de Coulomb. Toutefois, ce modèle n’est pas suffisant pour décrire la déformation des
pneus lorsqu’ils sont soumis à l’action du sol. En effet, plusieurs études ont démontré que d’autres
facteurs doivent être considéré pour modéliser ce phénomène de manière précise. Par exemple,
les recherches menées par Pacejka [Pacejka 2005], Silva [Silva 2017] et Pennestri [Pennestrì 2016]
ont montré que la force de friction Fl,i exercée sur l’axe antéro-postérieur pendant le mouvement
du fauteuil roulant dépend du taux de glissement antéro-postérieur Ãl,i, de la force normale Fzl,i
et du coefficient de frottement de Stribeck [Pennestrì 2016] µl,i. Cette relation est exprimée dans
l’équation suivante :

Fli = µl,k Fzl,iÃl,i ∀ l ∈ {f, r}, i ∈ {1, 2, 3, 4}

µl,i = al + (bl − al) exp(−clÃl,i)
(2.26)

Les paramètres al et bl représentent respectivement les coefficients de frottement cinétique et sta-
tique, influencés tous deux par la constante de décroissance exponentielle cl. En utilisant le modèle
de coefficient de résistance µl,i, l’effet de Stribeck peut être considéré dans le modèle classique de
Coulomb pour décrire les zones de frottement et d’adhérence à basse vitesse [Pennestrì 2016]. Le
taux de glissement antéro-postérieur Ãl pour les roues avant et arrière est exprimé comme suit :

Ãr =
RriÉri − vx

vx
et Ãf =

RfiÉfi − vx

vx
(2.27)

Les termes Ãr et Ãf sont respectivement les taux de glissement des roues arrière et avant. Rri et
Rfi représentent respectivement les rayons des roues arrière et avant, Éri et Éfi sont les vitesses
angulaires des roues arrière et avant et vx est la vitesse longitudinale du fauteuil roulant au point
théorique du centre de masse. Cette modélisation permet de prédire avec plus de précision les
forces de résistance exercées lors du mouvement du fauteuil roulant, en prenant en compte les
aspects cinétiques et dynamiques des interactions pneu-sol dans un environnement virtuel.
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2.4.3 Forces latérales des roues

Les forces latérales exercées par les pneus sur les roues avant et arrière dépendent de deux
paramètres : l’angle d’orientation des fourches avant (ϕci) par rapport au châssis pour les roues
avant, et l’angle d’orientation par rapport au châssis pour les roues arrière, formulés comme suit :

Fyf = −C³fi
³fiFzi avec ³fi =

vy + 0.5 dl
vx

− ϕfi

Fyr = −C³ri
³riFzi avec ³ri =

vy − 0.5 dl
vx

(2.28)

où C³fi
et ³fi représentent respectivement le coefficient de rigidité du pneu et l’angle de dérive.

2.4.4 Résistance de pivotement au centre de masse

Le couple qui s’oppose au mouvement de lacet du fauteuil roulant manuel, Tres, est généra-
lement considéré comme le moment d’alignement au contact pneu-sol [Silva 2017]. Ce moment
d’auto-alignement est le phénomène par lequel un pneu, lorsqu’il tourne, crée un frottement au
sol provoquant une rotation dans le sens opposé autour de son axe vertical. Selon le modèle
de pneu de Pacejka [Pacejka 2005], ce moment dépend des angles de rotation latérale du pneu.
Cependant, les résistances intervenant lors des mouvements complexes, tels que faire un virage
à 180 deg sur place ou tourner de 90 deg en bloquant une roue, sont difficiles à reproduire. Pour
modéliser ce comportement, Nguyen et al. [Nguyen 2019] ont proposé un nouveau modèle em-
pirique basé sur le modèle de Stribeck [Pennestrì 2016]. Ce modèle de couple de résistance au
pivotement dépend de la vitesse de rotation du lacet et est indépendant de l’angle de pivot latéral
des roues.

Tres(È̇) =
(

1− e−s1È̇
)(

s2 + s3 tanh
(

s4È̇ − s5

))

(2.29)

Les paramètres si sont les paramètres du modèle de couple de résistance qui doivent être identifiés.

2.4.5 Forces normales

Dans un premier temps, nous introduisons le modèle vertical des roues sur une route plane,
qui représente le cas le plus élémentaire et couramment étudié.

Les accélérations longitudinales et latérales (ax et ay) sont incorporées pour représenter l’iner-
tie du châssis du FRM. La charge des roues varie en fonction des changements d’accélération.
Lors de la propulsion du fauteuil roulant, une accélération positive entraîne un transfert de charge
de l’essieu avant à l’essieu arrière, dû au déplacement du buste de l’utilisateur autour de l’axe
latéral. La dérivation complète de la formule est détaillée dans [Wang 2013].

Par exemple, la force verticale exercée sur la roue avant peut être calculée à partir de la
formule de l’équilibre des moments par rapport à l’essieu arrière. Les forces normales à l’essieu
arrière sont exprimées par :

Fz =MT g
0.5dl
dl
−MTax

h

dl
(2.30)

où Fz représente la force verticale totale englobant les roues droite et gauche, soit Fz = Fz3+Fz4 ,
d’où :

Fz =MT

(
0.5dl
dl

g −
h

dl
ax

)

(2.31)

Les essieux avant et arrière sont considérés comme découplés. La masse virtuelle découplée
résulte du mouvement longitudinal, où l’accélération et le freinage du véhicule peuvent signifi-
cativement affecter la variation de cette masse virtuelle. La masse du fauteuil roulant manuel
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Figure 2.7 – Schéma descriptif de la distribution de la force verticale.

(FRM) et de l’utilisateur peut être transformée en une charge sur l’essieu avant, que nous appe-
lons également masse virtuelle m :

m⋆ =
Fz

g
=MT

(
0.5dl
dl
−

axh

gdl

)

(2.32)

À ce stade, la masse virtuelle est considérée comme un couplage des mouvements latéraux
et longitudinaux sur les roues avant. Ainsi, le mouvement latéral est dû à l’inertie de la masse
virtuelle, entraînant un transfert de charge d’un côté de la roue transversale à l’autre. La formule
de l’équilibre des moments est développée au point de contact de la roue avant droite, comme
montré dans la Figure 2.5.

Fz1 = m⋆g
Wf

2
−m⋆ayh (2.33)

Fz1 =
1

2
MT g

0.5dlWf

dl
−

1

2
MTax

hWf

dl
−MTay

0.5dlh

dl
+MTaxay

h2

dlg
(2.34)

La relation MTaxay
h2

dlg
représente le couplage entre la dynamique antéropostérieure et latérale,

qui est négligeable à l’échelle de la dynamique du FRM. Par conséquent, cette composante couplée
sera ignorée dans les calculs suivants.

L’angle de pente et de dévers du sol influence directement la distribution de la masse du FRM
ainsi que les mesures des accélérations antéropostérieures et latérales. Pour minimiser les erreurs
de modélisation potentielles, il est crucial de considérer ces effets. Il est également important de
distinguer l’angle de dévers de la route (ϕ) et l’angle de roulis du châssis (³) par rapport au
système de coordonnées de l’environnement. Les paramètres les plus critiques lors du calcul de la
distribution de la masse verticale sont les accélérations antéropostérieures et latérales. Les forces
normales dues à la gravité et à l’angle de pente et de dévers de la route affectent l’accélération
antéropostérieure et l’accélération latérale lorsque le FRM est incliné autour des axes y et x.

Ainsi, une extension du modèle vertical des roues est développée pour des conditions de sol
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en pente et en dévers, comme représenté dans les Figures 2.2 et 2.3 respectivement :

Fz1 =
1

2
MT g cos(ϕ) cos(¹)

dl2
dl
−

1

2
MTax

h

dl
−MTay

dl2h

dlWr

Fz2 =
1

2
MT g cos(ϕ) cos(¹)

dl2
dl
−

1

2
MTax

h

dl
+MTay

dl2h

dlWr

Fz3 =
1

2
MT g cos(ϕ) cos(¹)

dl1
dl

+
1

2
MTax

h

dl
−MTay

dl1h

dlWf

Fz4 =
1

2
MT g cos(ϕ) cos(¹)

dl1
dl

+
1

2
MTax

h

dl
+MTay

dl1h

dlWf

Les tableaux (2.1) et (2.2) présentent respectivement la description des variables physiques et
des paramètres considérés dans le modèle du fauteuil roulant manuel.

Table 2.1 – Description des variables physiques de l’interaction Utilisateur-FRM-Sol (Partie 1)
Variables physiques Description

v̇x, vx Accélération et vitesse longitudinales du centre de masse
[m.s−2], [m.s−1].

ax Accélération longitudinale [m.s−2].
v̇y,vy Accélération et vitesse latérale du centre de masse [m.s−2],

[m.s−1].
ay Accélération latérale [m.s−2].

È, È̇, È̈ Angle, vitesse angulaire, accélération angulaire de lacet
[rad],[rad.s−1], [rad.s−2].

Fxri Force de traction au centre de masse [N ].
Fri Force de résistance au roulement des roues arrière [N ].
Fyfi Force latérale appliquée aux fourchettes des roues avant [N ].
Fyri Force latérale appliquée aux roues arrière [N ].
Tres Couple de résistance au pivotement [Nm].
Fxci Force longitudinale exercée par les roues avant [N ].
Fyci Force latérale exercée par les roues avant [N ].
ϕf Angle de pivot des fourchettes des roues avant [rad].
Thi Couple de propulsion appliqué aux roues arrière [Nm].
Éri Vitesse angulaire des roues arrière [rad.s−1].
Fxfi Force de traction longitudinale appliquée aux fourchettes des

roues avant [N ].
Éci Vitesse angulaire des roues avant [rad.s−1].
Ffi Force de résistance au roulement des roues avant [N ].
Ãli Taux de glissement longitudinal.

Fz1 , Fz2 , Fz3 , Fz4 Forces normales sur les roues avant et arrière [N ].
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Table 2.2 – Description des paramètres physiques de l’interaction Utilisateur-FRM-Sol (Partie
2)

Variables physiques Description

MT Masse totale du fauteuil roulant et de l’utilisateur [kg].
Rri Rayon des roues arrière [m].
¸ Coefficient de frottement visqueux.
Jri Moment d’inertie des roues arrière [kg.m2].
Rc Rayon des roues avant [m].
g Accélération due à la gravité [m.s−2].
¹, ϕ Angles de pente et dévers [rad].
Jz Moment d’inertie en lacet [kg.m2].
dl Distance entre les essieux avant et arrière [m].
Jfi Moment d’inertie des fourchettes avant [kg.m2].
dci Distance entre l’axe de rotation de la fourche et le point de

contact de la roue [m].
Jci Moment d’inertie des roues avant [kg.m2].
µli Coefficient de frottement de Stribeck.
al Coefficient de frottement cinétique.
bl Coefficient de frottement statique.
cl Constante de décroissance exponentielle.
³fi Angle de dérive des roues avant [rad].
C³fi

Coefficient de rigidité des pneus avant.
³ri Angle de dérive des roues arrière [rad].
C³ri

Coefficient de rigidité des pneus arrière.
si Paramètres du modèle de couple de résistance aux pivote-

ments.
h Hauteur du centre de masse [m].
Wf Largeur de la voie avant [m].
Wr Largeur de la voie arrière [m].
m⋆ Masse virtuelle [kg].

Dans la section suivante, nous présenterons la validation expérimentale du modèle de réfé-
rence.

2.5 Validation expérimentale du modèle de FRM

Dans cette section, nous présentons la procédure d’identification et la validation expérimen-
tale du modèle de fauteuil roulant manuel, basée sur des données mesurées. Ce modèle a été
initialement identifié à partir d’autres scénarios spécifiques [Nguyen 2019], permettant de définir
un ensemble de paramètres de base. Ces paramètres, utilisés comme valeurs initiales dans notre
travail, servent de point de départ pour affiner le modèle dans des conditions expérimentales
adaptées à notre étude. Nous décrivons également le protocole expérimental conçu pour cette
validation, lequel vise à évaluer les performances du fauteuil roulant dans divers scénarios de
locomotion, notamment les déplacements en ligne droite et en virage.
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2.5.1 Protocole expérimental

2.5.1.1 Système de mesures

La validation expérimentale a été réalisée à l’aide d’un fauteuil roulant manuel instrumenté
(voir Fig. 2.8). Ce dispositif est équipé de deux encodeurs fixés au centre de l’axe de rotation
des roues arrière pour mesurer les vitesses de rotation. De plus, deux capteurs de couple sont
installés dans les moyeux des roues arrière pour mesurer les efforts exercés par l’utilisateur. Une
centrale inertielle IMU est fixée sous l’assise au centre de masse théorique pour mesurer les
accélérations, les vitesses angulaires et les orientations du fauteuil roulant. Deux encodeurs sont
installés sur le pivot des fourches des roues avant afin de mesurer leur orientation. L’acquisition
et le traitement des données en temps réel sont assurés par un calculateur Compact DAQ de
National Instruments.

Figure 2.8 – Description du fauteuil roulant manuel équipé de capteurs.

2.5.1.2 Scénarios de mesures

Un scénario de locomotion a été défini, comprenant trois portions de ligne droite et deux
virages de 90 deg, comme le montre la Figure 2.9.
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Figure 2.9 – Scénario d’acquisition pour les mesures du couple propulsif, de la vitesse des roues
arrière, de l’orientation des roues avant et de la cinématique au centre de masse.

Les données mesurées incluent le couple propulsif sur les mains courantes, la vitesse angulaire
des roues arrière, la cinématique du centre de masse et l’orientation des fourchettes des roues
avant. Les mesures sont collectées en temps réel au moyen d’un protocole EDP. Une fois les
données collectées, elles sont soumises à un filtrage initial avant d’être envoyées à l’algorithme
d’identification des moindres carrés récursifs (RLS).

2.5.2 Processus d’identification

L’identification paramétrique a été réalisée à l’aide de la boîte à outils Parameter Estima-
tor [Gavin 2019] du logiciel Matlab® Simulink. Cette interface permet de définir le modèle
mathématique, de spécifier les paramètres à estimer et de fournir les données expérimentales
d’entrée et de sortie.

Dans l’application du parameter estimator, l’algorithme de Levenberg-Marquardt, souvent
utilisé pour les problèmes de moindres carrés non linéaires, est employé pour minimiser l’erreur
quadratique moyenne entre les sorties du modèle et les données expérimentales en ajustant
itérativement les valeurs des paramètres. Cet algorithme itératif vise à minimiser la somme des
carrés des résidus entre les données expérimentales et les prédictions du modèle en ajustant de
manière optimale les paramètres du modèle.
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Algorithme 1 Algorithme de Levenberg-Marquardt pour les moindres carrés non linéaires
Data: Coefficients initiaux a0, paramètre d’amortissement ¼0, seuils de convergence ε1, ε2, ε3
Result: Coefficients optimisés a

1 Initialiser a← a0 Initialiser ¼← ¼0 Calculer le coût initial Ç2(a) et le Jacobien J
2 while max

∣
∣JTW (y − ŷ(a))

∣
∣
g ε1 ou max

∣
∣h
a

∣
∣
g ε2 ou

∣
∣Ç2(a)− Ç2(anouveau)

∣
∣
g ε3 do

3 Résoudre pour la mise à jour h : (JTWJ + ¼I)h = JTW (y − ŷ(a)) Calculer les nouveaux
coefficients anouveau ← a+ h Calculer le nouveau coût Ç2(anouveau)

4 if Ç2(anouveau) < Ç2(a) then
5 Accepter la mise à jour : a← anouveau Diminuer ¼ : ¼← ¼/¿

6 else
7 Rejeter la mise à jour Augmenter ¼ : ¼← ¼× ¿

8 end
9 Vérifier les critères de convergence :

— Convergence du gradient : max
∣
∣JTW (y − ŷ(a))

∣
∣ < ε1

— Convergence des coefficients : max
∣
∣h
a

∣
∣ < ε2

— Convergence du coût :
∣
∣Ç2(a)− Ç2(anouveau)

∣
∣ < ε3

10 end

Les coefficients initiaux a0 sont les valeurs de départ pour les paramètres à optimiser. Le pa-
ramètre d’amortissement ¼0 contrôle la transition entre la méthode de descente de gradient et la
méthode de Gauss-Newton, en débutant souvent avec une valeur élevée pour garantir une descente
robuste. Les seuils de convergence ε1, ε2, et ε3 définissent les critères d’arrêt de l’algorithme : ε1
pour la norme du gradient, ε2 pour les changements relatifs des coefficients, et ε3 pour les varia-
tions de la fonction de coût. Ces paramètres assurent que l’algorithme de Levenberg-Marquardt
s’arrête lorsque les coefficients optimisés sont suffisamment proches de la solution optimale.

Cet algorithme présente de nombreux avantages, une convergence rapide, sa robustesse et sa
flexibilité lui permettent de s’appliquer à une large gamme de modèles multiparamètres, ce qui
est crucial pour saisir la complexité du modèle de FRM. De plus, la possibilité d’imposer des
contraintes sur les paramètres garantit des valeurs réalistes et physiquement cohérentes.

2.5.3 Validation du modèle mécanique d’interaction en boucle ouverte

• Résultats de l’identification et discussions

La validation du modèle du fauteuil roulant manuel consiste à exciter le modèle à l’aide du couple
propulsif mesuré lors du scénario décrit à la figure 2.9. Les sorties simulées du modèle sont ensuite
comparées aux mesures expérimentales obtenues à partir du fauteuil roulant manuel instrumenté.
La figure 2.10 illustre le profil du couple propulsif appliqué par l’utilisateur lors de ce scénario.
Les variables de sortie utilisées pour la validation incluent l’angle de lacet, l’orientation des roues
avant et la vitesse des roues arrière. Les résultats de cette validation sont illustrés graphiquement
dans les figures suivantes : la figure 2.11 présente la comparaison entre l’angle de lacet mesuré et
prédit ; la figure 2.12 illustre la comparaison des vitesses des roues arrière mesurées et prédites ;
enfin, la figure 2.13 montre la comparaison des angles d’orientation des fourchettes des roues
avant.
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Figure 2.10 – Profil du couple propulsif appliqué par l’utilisateur.
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Figure 2.11 – Comparaison de l’angle de lacet mesuré et prédit par le modèle du FRM.
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Figure 2.12 – Comparaison entre les vitesses mesurées et prédites des roues droite et gauche
par le modèle FRM.
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Figure 2.13 – Comparaison des angles d’orientation des roues avant mesurés et prédits.

Les valeurs des paramètres identifiés sont présentées dans le Tableau 2.3.
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Une fois le modèle de référence validé, celui-ci est intégré à l’interface haptique et vestibulaire
pilotant le simulateur.

• Limites du modèle et axes d’amélioration :

Le modèle développé dans cette thèse est relativement précis dans la prédiction des trajectoires
et des vitesses des roues arrière ainsi que des positions du fauteuil roulant au centre de masse.
Toutefois, certaines limites demeurent. Par exemple, les interactions entre les roues et le sol, les
variations de frottement, ainsi que les influences des forces externes et des moments n’ont pas
été validées avec des données expérimentales. Une perspective pour les futures recherches est
l’usage de capteurs de force pour valider les modèles des forces de contact roues-sol. Un autre
point d’amélioration concerne la dynamique du tronc, qui n’a pas été considérée, ainsi que la
dynamique du mouvement de wheeling. Les travaux futurs visent à améliorer la robustesse et la
précision du modèle complet du FRM en intégrant ces dynamiques et en les validant en temps
réel.

Table 2.3 – Paramètres du modèle du fauteuil roulant manuel.
Paramètres Symbole Valeur [Unité]

Masse utilisateur-fauteuil MT 85 [kg]
Gravité terrestre g 9,81 [m.s−2]
Inertie au centre de masse Jz 5 [kg.m2]
Inertie roue avant Jfk 0,05 [kg.m2]
Inertie roue arrière Jrk 1,5 [kg.m2]
Inertie de la fourche Jck 0,1 [kg.m2]
Empattement arrière wr 0,57 [m]
Empattement dl 0,5 [m]
Rayon roue avant Rfk 0,065 [m]
Rayon roue arrière Rrk 0,31 [m]
Coefficient de raideur de dérive C³ri

291,84 [kg.m−1]
Coefficient de raideur de dérive C³fi

125,075 [kg.m−1]
Coefficient visqueux ¸f 0,65 [kg.m2.s−1]

Coefficient visqueux ¸r 0,05 [kg.m2.s−1]

Frottement cinétique al 0,25
Frottement statique bl 0,05
Constante de décroissance exponentielle c3 2
Coefficient de résistance au virage si [2,0.2,-0.5,1.65,0.8]

2.5.4 Intégration du modèle de FRM de référence dans l’interface haptique

et vestibulaire

Une fois l’identification du modèle réalisée, le modèle de référence est intégré dans l’interface
de gestion d’information dans Simulink. La figure 1.20 montre un schéma bloc de l’intégration
du modèle de référence dans l’interface logicielle haptique et vestibulaire. La communication se
fait comme suit : les points de contact entre les roues virtuelles et le sol virtuel sont donnés par le
logiciel SCANeR. Ces points de contact, ainsi que le couple utilisateur, permettent de calculer la
dynamique du fauteuil roulant manuel, qui fournit en sortie la position, la vitesse et l’accélération
au centre de masse et les vitesses des roues arrière. La position, la vitesse et l’accélération au
centre de masse sont ensuite envoyées à la fois au logiciel SCANeR pour le déplacement dans
l’environnement virtuel et à la plateforme de l’hexapode pour produire la dynamique vestibulaire.



2.5. Validation expérimentale du modèle de FRM 79

La vitesse des roues arrière est envoyée comme trajectoire de référence au contrôleur des moteurs
du banc à rouleaux pour forcer les roues du FRM à suivre la vitesse de référence et générer les
résistances haptiques.

Dans cette partie, nous présentons la validation des prédictions du modèle de référence dans
le simulateur. Il est à noter que cette validation a été réalisée après la validation du contrôleur
présenté dans le Chapitre 3. Par conséquent, le contrôleur est censé être validé.

Pour valider le modèle en boucle fermée, un scénario expérimental standardisé a été conçu
dans l’environnement virtuel à l’aide du logiciel SCANeR Studio. Ce scénario couvre diverses
situations de locomotion de base, telles que le déplacement en ligne droite, les virages, les pentes
et les dévers, comme illustré dans la Figure 2.14.

Chaque situation distincte est représentée visuellement : le sol plat est identifié par la couleur
bleue, les pentes par la couleur grise et les dévers par la couleur cyan.

La validation des prédictions du modèle de FRM en boucle fermée dans le simulateur s’appuie
sur les mesures des vitesses ΩR et ΩL, qui représentent respectivement les vitesses des roues droite
et gauche du FRM instrumenté. À partir de ces mesures, le modèle cinématique peut être exprimé
pour calculer les composantes de la vitesse au centre de masse, vxm , vym et È̇m, comme suit :

[
vxm
È̇m

]

= Rr

[ 1
2

1
2

1
Wr

−
1
Wr

] [
ΩR
ΩL

]

vym =

∫
∞

0
vxmÈ̇m dt

(2.35)

Où Rr représente le rayon des roues du FRM, La variable vxm est la vitesse longitudinale au
centre de masse, vym est la vitesse latérale au centre de masse et È̇m est la vitesse angulaire du
lacet. Le paramètre Wr est la distance entre les roues arrière droite et gauche.

Les résultats de la validation sont présentés comme suit : la Figure 2.15 montre la comparaison
entre les calculs cinématiques des vitesses longitudinale (vxm), latérale (vym) et de lacet (È̇m),
décrits par l’équation (2.35), et les valeurs prédites par le modèle de référence (vx, vy, È̇). Cette
comparaison a été effectuée pour les scénarios de déplacement en ligne droite et en virage. Les
résultats des déplacements en pente sont présentés dans la Figure 2.16, tandis que la Figure 2.17
met en évidence les déplacements en dévers. Les courbes obtenues à partir des équations (2.35)
reproduisent fidèlement les valeurs prédites par le modèle de référence. Les positions X, Y ,
Z prédites par le modèle de référence, représentées par la trajectoire en courbe rouge dans la
Figure 2.14, montre une superposition exacte avec la trajectoire imposée par le scénario. De
plus, ces positions X, Y , Z du centre de masse sont utilisées comme positions de référence pour
la plateforme hexapode commandée. Les résultats de la restitution du mouvement, incluant les
déplacements en pente et en dévers, sont présentés dans la Figure 2.18.

Enfin, ces résultats ont permis de valider le modèle en boucle ouverte, notamment grâce à
l’identification des paramètres du modèle, ainsi qu’en boucle fermée, afin de reproduire précisé-
ment cette dynamique dans le simulateur. La stabilité et la robustesse du simulateur, indispen-
sables pour reproduire cette dynamique, sont assurées par un contrôleur haptique optimal, qui
sera détaillé dans le prochain chapitre.
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Figure 2.14 – Scénario de validation du modèle intégré dans l’interface haptique du simulateur.

Figure 2.15 – Validation en boucle fermée du modèle de référence FRM par comparaison des
vitesses longitudinales, latérales et de lacet mesurées par le simulateur et prédites par le modèle
dans les situations de locomotion en ligne droite et en virage.



2.5. Validation expérimentale du modèle de FRM 81

Figure 2.16 – Validation en boucle fermée du modèle de référence FRM par comparaison des
vitesses longitudinales, latérales et de lacet mesurées par le simulateur et prédites par le modèle
dans une situation de pente.
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Figure 2.17 – Validation en boucle fermée du modèle de référence FRM par comparaison des
vitesses longitudinales et latérales mesurées par le simulateur et prédites par le modèle dans une
situation de dévers.
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Figure 2.18 – Illustration de position de l’hexapode piloté par les prédictions X,Y, Z, ϕ, ¹, È
du modèle de FRM.

2.6 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons développé un modèle de référence conçu pour être intégré dans
une interface haptique et dynamique, afin de reproduire la dynamique de la locomotion d’un
fauteuil roulant manuel (FRM) dans un simulateur. Ce modèle considère de manière couplée les
déplacements en ligne droite, les virages, ainsi que les effets de la résistance au roulement et au
pivotement. Il prend également en compte l’influence des pentes et des dévers, rendant ainsi la
modélisation plus réaliste et représentative des conditions de déplacement réelles.

L’identification des paramètres du modèle a été réalisée à partir de mesures expérimentales,
en utilisant la boîte à outils "Parameter Estimator" du logiciel SIMULINK. Cette approche a
permis d’obtenir une bonne précision des prédictions. Le modèle validé a ensuite été intégré dans
une interface haptique et vestibulaire du simulateur pour restituer fidèlement le comportement
de la locomotion en FRM dans divers scénarios de déplacement.

La validation en boucle fermée, effectuée à travers plusieurs séries de tests expérimentaux, a
démontré que le modèle reproduit avec précision le comportement du FRM sur différents scénarios
de déplacement, tels que la ligne droite, les virages, pentes et dévers. Ces résultats soulignent la
robustesse du modèle, capable de prendre en compte les non-linéarités à l’interaction des roues
avec des surfaces variées, malgré les contraintes imposées par le comportement dynamique du
FRM.

Dans le chapitre suivant, nous nous concentrerons sur la conception et l’implémentation d’un
contrôleur haptique optimal qui permettra le simulateur de suivre avec précision les prédictions
du modèle de référence.
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3.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, nous avons abordé la modélisation, l’identification et la validation
du modèle complet de référence du fauteuil roulant manuel. Les prédictions des trajectoires de
ce modèle, incluant la cinématique au centre de masse et les vitesses des roues, alimentent
respectivement l’hexapode et le banc à rouleaux. La problématique du contrôle de l’hexapode
n’est pas traitée dans ce travail, car l’hexapode est équipé d’un contrôleur embarqué (PID)
fourni par le fabricant. L’objectif de ce contrôleur est de suivre les trajectoires issues du modèle
de référence OFRM = [X,Y, Z, ϕ, ¹, È]T .

La propulsion en FRM sur un banc à rouleaux non piloté diffère significativement de la
propulsion sur un sol réel à cause des frottements liés à l’interaction entre les roues du FRM
et le banc à rouleaux, comme l’indiquent les études de référence [Chénier 2012, Bentaleb 2019,
Ait Ghezala 2024]. Pour illustrer ce constat, la Figure 3.1 présente une comparaison entre la
propulsion d’un fauteuil roulant sur le banc à rouleaux en mode libre (courbe rouge), la propulsion
d’un fauteuil roulant manuel sur le sol réel (courbe noire), et les prédictions du modèle de FRM
(courbe bleue). Les observations montrent que la courbe de vitesse de propulsion sur le simulateur
sans contrôleur indique que le FRM subit moins de frottement pendant la phase de poussée
et un frottement conséquent sans inertie pendant la phase de relâchement, contrairement à la
propulsion sur le sol réel.
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Figure 3.1 – Propulsion au sol vs. propulsion sur simulateur

Les défis se manifestent à plusieurs niveaux. Tout d’abord, lors de la phase de propulsion,
le contact entre les roues du FRM et les rouleaux du banc à rouleaux engendre une résistance
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minimale et une inertie considérable. En revanche, pendant la phase de relâchement, ce contact
génère une résistance significative et une inertie réduite. De plus, les mouvements dynamiques de
l’hexapode, tels que l’inclinaison en pente et en dévers, provoquent des frottements perturbateurs
induits par la gravité entre les roues du fauteuil roulant manuel et les rouleaux du banc à
rouleaux, modifiant ainsi la dynamique du système et impactant la biomécanique de cette double
interaction.

L’environnement de locomotion réel présente des défis supplémentaires tels que des sols in-
égaux, des pentes transversales et des couloirs étroits, ce qui entraîne une propulsion en FRM
non cyclique de l’utilisateur. Les interactions de l’utilisateur avec le FRM sont caractérisées par
leur nature non linéaire et par des contraintes physiques, notamment la saturation du couple de
commande ainsi que les limites en termes d’accélération et de vitesse permises par l’utilisateur.
Ces caractéristiques nécessitent une exploration approfondie des interfaces de contrôle optimales
en collaboration avec l’utilisateur. Il devient donc impératif de concevoir une architecture de
commande permettant de piloter le simulateur de FRM afin de reproduire le comportement dy-
namique du modèle de référence, de générer des forces de frottement adaptées à divers scénarios
de propulsion, et de rejeter de manière stable et robuste toutes les forces perturbatrices. La
stabilité et la robustesse des simulateurs contrôlés, en tenant compte de l’interaction avec les
utilisateurs, n’ont pas encore été largement explorées dans la littérature. Les schémas de contrôle
intégrant les limitations physiques d’un système, les perturbations incertaines et le changement
de masse se révèlent être les plus appropriés pour résoudre les problématiques liées au pilotage
du simulateur.

Le choix de la méthode de contrôle pour commander le simulateur en interaction avec l’utili-
sateur doit être fait en fonction des caractéristiques spécifiques de la dynamique de cette inter-
action, ainsi que de la capacité du système de commande à forcer cette interaction à suivre les
trajectoires du modèle de référence, tout en respectant les contraintes imposées par le système
(Utilisateur+simulateur) et les performances imposées par la dynamique du modèle de référence.

Pour relever les défis liés à l’interaction dynamique entre l’utilisateur et le simulateur FRM,
nous avons étudié deux types de modélisation : un modèle linéaire à paramètres invariants et
un autre à paramètres variants dans le temps, chacun avec une stratégie de commande adaptée.
Nous avons d’abord testé une commande adaptative MRAC (Model Reference Adaptive Control),
optimisée par un algorithme métaheuristique, mais cette approche ne prend pas en compte les
limites physiques du système (saturations en entrée/ couple et en sortie/vitesse). Ensuite, la
commande prédictive MPC (Model Predictive Control) a été utilisée pour intégrer ces contraintes,
bien que des tests aient révélé des faiblesses en termes de robustesse. Enfin, une commande
optimale à paramètres variants basée sur le modèle Takagi-Sugeno a été mise en œuvre pour
gérer les contraintes de saturation et améliorer la robustesse. Les principales contributions de ce
chapitre sont résumées ci-dessous.
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3.2 Contributions

1. Commande adaptative par modèle de référence (MRAC) :
Premièrement, nous avons mis en œuvre une approche de commande adaptative optimale
par modèle de référence (MRAC) optimale, utilisant un algorithme d’optimisation méta-
heuristique. Cette méthode ajuste en temps réel les paramètres de commande en fonction
des variations des conditions dynamiques, ce qui renforce sa robustesse face aux incerti-
tudes et aux perturbations non modélisées. Toutefois, bien que robuste, le MRAC optimal
peut présenter des limitations en termes de précision de suivi des trajectoires complexes et
ne prend pas en compte les contraintes de saturation sur l’entrée et la sortie du système.

2. Commande prédictive (MPC) :
Deuxièmement, en considérant un modèle à paramètres variants dans le temps, nous avons
exploré l’utilisation de la commande prédictive (MPC) adaptée aux systèmes LPV. Cette
approche anticipe efficacement les variations dynamiques et ajuste les forces de propulsion
en temps réel. Le MPC pour systèmes LPV est particulièrement efficace pour minimiser
les erreurs de trajectoire, gérer les changements de pente et les frictions. Cependant, cette
méthode dépend de la précision du modèle et peut être sensible aux incertitudes, ce qui
peut affecter sa robustesse, en plus d’exiger des temps de calcul importants.

3. Commande floue TS-LPV :
Troisièmement, nous avons formulé un modèle linéaire à paramètres variants dans le temps
pour décrire le comportement du frottement de contact non linéaire entre l’utilisateur, le
FRM et le banc à rouleaux. Cette approche permet de décrire le frottement de contact
et de considérer les perturbations résultantes des non-linéarités et de les intégrer dans la
boucle de contrôle. La forme floue LPV Takagi-Sugeno (T-S) est utilisée pour décrire le
comportement du frottement de contact non linéaire entre l’utilisateur, le FRM et le banc
à rouleaux. Les paramètres variants du modèle flou T-S sont estimés en temps réel à l’aide
d’un algorithme d’identification par les moindres carrés récursifs (RLS). La conception d’un
schéma de contrôle LPV basé sur le concept robuste de l’ensemble invariant H∞ avec la
théorie de la stabilité de Lyapunov, les contraintes de saturation des entrées de contrôle et
les incertitudes de frottement liées aux changements de poids des utilisateurs sont traitées
théoriquement, où les conditions de conception du contrôle sont obtenues en résolvant un
problème d’optimisation sous forme matricielles linéaires (LMIs). La preuve de stabilité au
sens de Lyapunov est démontrée pour montrer la stabilité et la robustesse du simulateur
en interaction avec l’utilisateur.

Une validation expérimentale est réalisée avec des tests-utilisateurs impliquant 30 sujets sains
habitués à l’utilisation d’un FRM manuel. Cette validation implique une évaluation objective et
subjective pour comparer les trois approches. La Figure 3.2 illustre le schéma de l’organigramme
du développement des trois approches pour objectif de piloter le simulateur avec les meilleures
performances.
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Figure 3.2 – Organigramme des approches de commandes utilisées pour le contrôle du banc à
rouleaux du simulateur.

3.3 Modélisation fauteuil roulant-ergomètre

3.3.1 Modèle non linéaire du système FRM-banc à rouleaux

La caractérisation physique du frottement de contact (voir Figure 3.3) est complexe à quan-
tifier en raison de sa nature non linéaire et incertaine. Lors de l’utilisation du simulateur, où
l’utilisateur est assis sur le FRM (sur le simulateur), plusieurs facteurs contribuent au frotte-
ment. L’application du couple sur les mains courantes et le transfert de charge causé par les
mouvements du buste de l’utilisateur sont des éléments cruciaux. Ces interactions compliquent
l’évaluation précise du frottement de contact.

Figure 3.3 – Dynamique des forces exercées lors du contact entre le FRM et les rouleaux du
banc à rouleaux.
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Pour quantifier ce frottement, un modèle non linéaire a été proposé par [Bentaleb 2019].
{
JLΩ̇L(t) + FL(Θi,ΩL(t)) = Rt sat(ÄL(t)) + ÄhL(t)

JRΩ̇R(t) + FR(Θi,ΩR(t)) = Rt sat(ÄR(t)) + ÄhR(t)
(3.1)

Les termes Ω̇ et Ω représentent l’accélération angulaire et la vitesse angulaire de la roue. Äk
et Äh sont respectivement le couple de commande saturé du simulateur et le couple propulsif
appliqué par l’humain sur la main courante. Le paramètre Rt désigne le rapport de réduction
entre les roues du fauteuil roulant et les rouleaux du banc à rouleaux et est donné par :

Rt =
rwheel

rroller
(3.2)

où r est le rayon de la roue/rouleau.
Le terme F(Ω̇s) dans 3.1 est un modèle de friction continuellement différentiable. Le modèle

proposé relie la vitesse angulaire de glissement de la roue, qui est en contact avec le rouleau, au
couple de frictions via la relation statique suivante :

F(Ω) = µ1(tanh(µ2Ω)− tanh(µ3Ω))

+ µ4 tanh(µ5Ω)

+ µ6Ω

(3.3)

L’équation (3.3) formalise un modèle de friction non linéaire dépendant de la vitesse, intégrant
les contributions des effets de Stribeck, de Coulomb et de dissipation visqueuse. Les différents
termes de cette équation se décomposent comme suit :

— Le coefficient de friction statique peut être approximé par le terme µ1 + µ4 ;

— Le terme (tanh(µ2Ω)− tanh(µ3Ω)) représente l’effet de Stribeck où le coefficient de friction
diminue à partir du coefficient de friction statique avec l’augmentation de la vitesse de
glissement près de l’origine.

— La friction de Coulomb est présente en l’absence de dissipation visqueuse et est modélisée
par le terme µ4 tanh(µ5Ω).

— Un terme de dissipation visqueuse est donné par µ6Ω.

Ce modèle de frottement de contact est intéressant, car il permet de caractériser la nature du
frottement rencontré. Toutefois, ce modèle n’est pas parfaitement représentatif. En effet, des
termes d’incertitude sont inévitablement présents dans l’équation, lesquels doivent être pris en
compte lors de la synthèse des stratégies de commande.

3.3.2 Identification du modèle FRM-ergomètre

3.3.2.1 Algorithme d’identification RLS

L’identification de l’interaction entre le fauteuil roulant et le banc à rouleaux, comme illustré
dans la Figure 3.3, revêt une importance capitale pour la conception du système de contrôle. Dans
cette optique, l’algorithme de Levenberg-Marquardt, reconnu pour sa robustesse et son efficacité
dans la résolution de problèmes des moindres carrés non linéaires, a été choisi. Cet algorithme
itératif vise à minimiser la somme des carrés des résidus entre les données expérimentales et les
prédictions du modèle, en ajustant de manière optimale les paramètres du modèle. comme expli-
qué dans le Chapitre (2). L’algorithme de Levenberg-Marquardt est alors utilisé pour minimiser
l’erreur quadratique moyenne entre les sorties du modèle et les données expérimentales, ajustant
itérativement les valeurs des paramètres.
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Le choix de l’algorithme de Levenberg-Marquardt présente plusieurs avantages significatifs
pour l’identification des paramètres du modèle de FRM. Sa convergence rapide, sa robustesse
et sa capacité à gérer des modèles multiparamétriques complexes en font un outil puissant. De
plus, la possibilité d’imposer des contraintes sur les paramètres assure des valeurs réalistes et
physiquement cohérentes. La Figure 3.4 illustre le processus d’identification hors ligne réalisé
avec l’outil de « Estimation de paramètres » de Simulink [Gavin 2019].

Figure 3.4 – Schéma descriptif du processus d’identification paramétrique de l’interaction
utilisateur-FRM-banc à rouleaux.

3.3.2.2 Validation expérimentale

Pour identifier le modèle du couple de frottement de contact entre les roues et les rouleaux,
une série de tests expérimentaux a été mise en place. Ces tests sont réalisés en choisissant
un signal de couple d’entrée avec une amplitude variable entre −5 Nm et 5 Nm, ainsi qu’une
fréquence variable. L’excitation du système est donc effectuée dans une large bande de fréquences
susceptible de contenir la réponse temporelle du système. Ce type de signal permettra d’exciter la
dynamique du frottement de contact (roues de FRM-rouleaux du banc à rouleaux) sur l’ensemble
de sa plage de fonctionnement, conformément aux contraintes sur l’entrée en couple et la sortie
en vitesse du système. Ensuite, différentes masses correspondant à des utilisateurs de fauteuils
roulants manuels, de 40 à 100 kg, ont été prises en considération.

La Figure 3.5 montre les résultats d’estimation du modèle du couple de frottement de contact
pour différentes masses rigides. En analysant les résultats d’identification présentés dans la Fi-
gure 3.5, il est clair que le profil de vitesse prédit par le modèle de frottement de contact est
presque confondu avec la vitesse mesurée dans le banc à rouleaux du simulateur.
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Weights RMSE NRMSE R Value
40kg 0.9721 0.0489 0.9821
60kg 0.9655 0.0486 0.9827
80kg 1.0524 0.0529 0.9792

Table 3.1 – Comparaison des performances du modèle NL pour les différents poids de l’utilisa-
teur.
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Figure 3.5 – Comparaison des résultats de l’identification du modèle non linéaire (FRM-Banc
à rouleaux) avec les sorties de vitesse mesurées sur le système réel pour des masses de 40, 60 et
80 kg.

La précision du modèle (3.3) est évaluée à l’aide de trois indices de performance : l’erreur qua-
dratique moyenne (RMSE), l’erreur quadratique moyenne normalisée (NRMSE) et le coefficient
de corrélation (valeur R) (voir Tableau 3.1).

RMSE =

√
√
√
√ 1

Ndata

Ndata∑

i=1

(xi − xreeli)
2

NRMSE =
RMSE

xreel

R =

∑Ndata

i=1 [(xi − x)(xreeli − xreel)]
√
∑Ndata

i=1 (xi − x)2
∑Ndata

i=1 (xreeli − xreel)
2

(3.4)

Ici, xreali et Ndata représentent respectivement la vitesse de sortie mesurée du simulateur et le
nombre total de données (vitesse estimée et vitesse réelle).
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Le Tableau 3.1 valide ces résultats en indiquant que le coefficient de corrélation (R−Value)
entre les courbes de vitesse mesurées au banc à rouleaux et celles prédites par le modèle (3.3) se
situe dans l’intervalle [0.9792, 0.9827]. La validation du modèle pour différentes masses met en
évidence sa robustesse et sa fiabilité dans une plage de poids allant de 40, kg à 80, kg.

En analysant ces résultats, il apparaît que l’augmentation du poids accentue les charges
appliquées sur le système, influençant ainsi les interactions mécaniques entre les surfaces de
contact. Cette variation de charge contribue également à une amélioration progressive de la
précision du modèle de frottement, avec une performance optimale enregistrée pour une masse
de 60, kg, où le coefficient de corrélation atteint 0.9655. Cette amélioration reflète une meilleure
modélisation des transitions entre les phases de glissement et de blocage, conduisant à une courbe
de frottement plus lisse et régulière [Pennestrì 2016]. Le Tableau 3.2, présente les paramètres
identifiés du modèle non linéaire (3.1)

Table 3.2 – Les paramètres du modèle NL du frottement de contact côtés gauche et droit pour
la masse de 80 kg.

Paramètres Gauche (80 kg) Droit (80 kg)
J⃗ 0.11 0.11
µ1 3.59 3.73
µ2 2.08 1.99
µ3 1.67 185.97
µ4 6× 10−3 6.5× 10−3

µ5 0.017 1.37× 10−2

µ6 3.26× 10−4 2.2× 10−3

Après avoir identifié et validé le modèle de frottement de contact, l’étape suivante consiste à
concevoir un contrôleur haptique approprié pour la commande du banc à rouleaux.

3.4 Commande adaptative par modèle de référence basée sur une

optimisation métaheuristique

La commande du système FRM-banc à rouleaux, en interaction directe avec l’utilisateur,
présente des défis spécifiques liés à l’incertitude des paramètres et à la variabilité due au compor-
tement non linéaire non mesuré du frottement de contact. Ces caractéristiques rendent difficile
l’utilisation de contrôleurs classiques à paramètres constants, qui assurent une robustesse de sta-
bilité bien définie grâce à des bornes fixes de gain. À l’inverse, les approches de contrôle adaptatif,
comme le contrôle adaptatif basé sur le modèle de référence (Model Reference Adaptive Control,
MRAC), permettent d’ajuster dynamiquement les gains pour répondre à ces variations. Cepen-
dant, des problématiques telles que les dynamiques non modélisées et le besoin d’une excitation
suffisante limitent souvent l’adoption pratique de ces méthodes, malgré leur potentiel pour offrir
des performances supérieures.

Dans cette section, nous développons une architecture de contrôle basée sur le principe du
contrôle adaptatif par modèle de référence (MRAC), complétée par l’intégration d’un algorithme
d’optimisation métaheuristique EHO (Elephant Herding Optimization) pour l’ajustement opti-
mal des paramètres de la commande [Ait Ghezala 2022]. Le schéma de l’architecture de com-
mande est illustré dans la figure 3.6.
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Figure 3.6 – Schéma de commande MRAC-EHO de l’interface haptique.

3.4.1 Architecture de Contrôle basée sur MRAC

L’objectif de la commande MRAC est d’ajuster les gains d’adaptation de la loi de com-
mande, tout en tenant compte des incertitudes du système (interaction utilisateur-FRM-banc
à rouleaux) afin de minimiser l’erreur de suivi entre le système et la trajectoire du modèle de
référence [Nguyen 2018]. Le choix de la loi de commande a une influence directe sur les perfor-
mances du système de contrôle. Pour répondre à cet objectif, la synthèse du contrôle est élaborée
en s’appuyant sur la théorie de Lyapunov. Pour des raisons de simplicité, l’analyse de commande
est réalisée uniquement sur un côté (côté gauche) du modèle utilisateur-roues-rouleaux (3.1) :

Ω̇(t) = −AsΩ(t) +BsU
∗(t) + d(t) (3.5)

avec :
As =

µ6
J

, Bs = R
J
, d(t) = Äh−F(µ1:5,Ω)

J

où d(t) represente les perturbations et les incertitudes du modèle de frottement de contact.
Nous rappelons que dans cette application, l’objectif est que le modèle d’interaction (3.1)

respecte les performances désirées telles qu’elles ont été spécifiées dans le modèle de référence :

É̇(t) = −AÉi(t) +Br(t) (3.6)

Tout d’abord, définissons un contrôleur idéal qui permet à Ω de suivre É :

U∗(t) = Φri(t)r(t) + ΦΩi
(t)Ω(t)− d(t) (3.7)

avec, Φri(t) et ΦΩi
(t) sont les gains adaptatifs qui peuvent être calculés de manière itérative

directement sans aucune information sur les paramètres du système.
Définissons les erreurs d’estimation des gains :

∼

Φri(t) = Φri(t)− Φ∗

ri
∼

ΦΩi
(t) = ΦΩi

(t)− Φ∗

Ωi

(3.8)
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En substituant la commande dans le modèle roue-rouleau, nous obtenons :

Ω̇i(t) = (−As +BsΦΩi
(t)) Ω(t) +BsΦri(t) r(t) (3.9)

puisque Φri(t) =
∼

Φri(t) + Φ∗

ri
et ΦΩi

(t) =
∼

ΦΩi
(t) + Φ∗

Ωi
, alors l’équation (3.9) devient :

Ω̇(t) =

(

−As +BsΦ
∗

Ωi
+Bs

∼

ΦΩi
(t)

)

Ω(t) +

(

BsΦ
∗

ri
+Bs

∼

Φri(t)

)

ri(t) (3.10)

Nous posons l’erreur de suivi entre la vitesse du FRM sur le banc à rouleaux Ω(t) et la vitesse
de la roue virtuelle É(t), définie par e(t) = Ωi(t) − Éi(t) et en écrivant É(t) = Ω(t) − e(t). La
dynamique de l’erreur de suivi en boucle fermée est alors donnée par l’expression suivante :

ė(t) =
(

−As +BsΦ
∗

Ωi
+BsΦ̃Ωi

(t)
)

Ω(t) +A(Ω(t)− e(t)) +
(

BsΦ
∗

ri
+BsΦ̃ri(t)

)

ri(t)−Br(t)

(3.11)
Si A = As −BsΦ

∗

Ωi
et B = BsΦ

∗

ri
dans l’expression de la dynamique de l’erreur (3.11), nous

obtenons :

ė = −Ae+Bs
∼

ΦΩi
(t)Ωi(t) +Bs

∼

Φri(t)ri(t) (3.12)

ensuite, nous définissons les lois adaptatives pour ajuster ΦΩ(t) et ΦÄ (t) en effectuant une preuve
de stabilité de Lyapunov comme suit :

proof. La fonction candidate de Lyapunov est choisie comme suit :

V (e,Φr,ΦΩ) =
1

2
e2 +

Bs

2





∼

Φ
2

Ωi

µ1
+

∼

Φ
2

ri

µ2



 (3.13)

Où µ1 > 0 et µ2 > 0 sont les taux d’apprentissage pour ΦΩi
(t) et Φrhi (t). En dérivant la fonction

candidate de Lyapunov, nous obtenons :

V̇ (e,Φr,ΦΩ) = eė+
Bs

µ1

∼̇

ΦΩi

∼

ΦΩi
+
Bs

µ2

∼̇

Φri
∼

Φri

= −Ae2 +
∼

Φri

(

Bseri +
Bs

µ1

∼̇

Φri

)

+
∼

ΦΩi

(

−BseΩi +
Bs

µ2

∼̇

ΦΩi

) (3.14)

pour que V̇ (e,Φr,ΦΩ) f, les lois d’adaptation doivent être équivalentes à :

∼̇

ΦÄi = −µ1eÄi
∼̇

ΦΩi
= µ2eΩi

(3.15)

Puisque Φ∗

ri
et Φ∗

Ωi
sont constants, alors :

Φ̇ri = −µ1eri

Φ̇Ωi
= µ2eΩi

(3.16)

Enfin, nous pouvons déduire que :

V̇ (e,Φr,ΦΩ) = −Ae
2
f 0 (3.17)
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Étant donné que la matrice A est définie positive, il s’ensuit que V̇ (e,Φr,ΦΩ) f 0. En outre,
en calculant la dérivée seconde de V , on obtient les résultats présentés dans l’Annexe (A), le
théorème A.1.1. Compte tenu des incertitudes sur les paramètres du système, e(t), Φri(t) et
ΦΩi

(t) convergent vers des valeurs finies lorsque t→∞. Cela implique que le système est stable
au sens de Lyapunov, mais ne présente pas de stabilité asymptotique.

Afin d’améliorer les performances du système de contrôle, nous introduisons un algorithme
d’optimisation métaheuristique pour ajuster les taux d’apprentissage µ1 et µ2, visant à opti-
miser les gains d’adaptation. Cet algorithme permet de rapprocher les taux d’apprentissage de
leurs valeurs optimales, garantissant une meilleure stabilité et de meilleures performances. La
Figure 3.6 illustre l’architecture de la commande (MRAC) avec un algorithme d’optimisation
métaheuristique pour le calcul des gains adaptatifs.

3.4.2 Algorithme Métaheuristique (Elephant Herding Optimization-EHO)

Basé sur une nouvelle technique d’optimisation métaheuristique inspirée par l’algorithme
génétique, l’EHO s’inspire du comportement des troupeaux d’éléphants dans la nature sous la
direction des matriarches. L’EHO a montré de meilleures performances en termes de convergence
globale dans les problèmes d’optimisation de systèmes complexes, comparé à d’autres algorithmes
métaheuristiques [Wang 2015]. Pour résoudre le problème de réglage des paramètres des contrô-
leurs, l’EHO est principalement utilisé dans le domaine de l’énergie électrique, notamment pour
résoudre les problèmes de gestion de l’énergie.

Le mécanisme de fonctionnement de l’algorithme Elephant Herding Optimization (EHO)
est le suivant : les éléphants, connus pour leur nature sociale, forment des groupes constitués
de plusieurs clans. Chaque clan est dirigé par une matriarche, tandis que les mâles deviennent
solitaires en quittant leur groupe familial à maturité. Ce comportement social est modélisé à
travers deux opérateurs : l’opérateur de mise à jour du clan et l’opérateur de séparation. Chaque
éléphant actualise sa position en fonction de sa position actuelle et de celle de la matriarche du
clan. Ensuite, l’éléphant le moins performant est remplacé par un nouvel éléphant via l’opérateur
de séparation. Pour résoudre le problème d’optimisation, le critère de performance (Integral Time
Absolute Error-ITAE) a été utilisé comme fonction objective,

J =

∫
∞

0
t |Ωi − Éi| dt

st.

0 f µ1l,r f µ1max

0 f µ2l,r f µ2max

(3.18)

Pour résoudre le problème d’optimisation (3.18), l’algorithme illustré à la Figure 3.7 est utilisé :
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Figure 3.7 – Algorithme d’optimisation métaheuristique basé sur le comportement des éléphants
EHO.

3.4.3 Validation expérimentale

Dans cette étude, nous avons analysé les performances du système roue-rouleau dans deux
scénarios de déplacement. Les résultats de ces tests sont illustrés dans les figures suivantes :

— Déplacement en ligne droite suivi d’un virage :
La Figure 3.8 présente l’évolution de la vitesse du système roue-rouleau (courbe rouge)
et de la vitesse de référence (courbe bleue) en fonction de la trajectoire parcourue. Il est
observé que la vitesse du système suit globalement la trajectoire de référence, bien qu’une
erreur statique significative soit constatée. Par ailleurs, un phénomène de chattering est
identifié, en particulier durant les transitions entre la ligne droite et le virage, traduisant
une instabilité transitoire dans la réponse du système.

— Déplacement sur une pente :
La Figure 3.9 illustre des résultats comparables, où la vitesse du simulateur parvient à
suivre la trajectoire de référence tout en présentant une erreur statique notable. De plus,
un chattering marqué est observé, principalement lors des phases initiales de la pente et des
transitions vers une surface plane, indiquant des oscillations rapides et indésirables dans le
comportement du système.

Les résultats indiquent que, bien que le système roue-rouleau soit capable de suivre la trajec-
toire de référence, des améliorations sont nécessaires pour accroître la précision et la stabilité du
suivi. L’erreur statique observée peut être attribuée au couple exercé et au contact de la main
sur la main courante. Cette pression sur la main courante varie en fonction des conditions de
déplacement. En particulier, lors des virages et des transitions sur une pente. Cela suggère que
l’utilisateur applique une force accrue pour maintenir la stabilité, ce qui amplifie l’effet de Shat-
tering. Le terme Φre r(t) ayant un effet de feedforward dans la commande U∗(t), une amplitude
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importante du paramètre Φr a tendance à rendre la commande U ∗ (t) trop agressive comme le
montre la Figure 3.10 pour une propulsion en ligne droite et la Figure 3.11 pour une propulsion
sur une pente. L’utilisation de méthodes de contrôle avancées, telles que le contrôle prédictif,
pourrait améliorer les performances de la commande en boucle fermée du simulateur de FRM.

Figure 3.8 – Résultats de suivi du simulateur : Vitesse du système roue-rouleau (courbe rouge)
et vitesse de référence (courbe bleue) en fonction de la trajectoire parcourue, avec illustration de
la trajectoire prise par l’utilisateur (sol plat).

Figure 3.9 – Résultats de suivi du simulateur : Vitesse du système roue-rouleau (courbe rouge)
et vitesse de référence (courbe bleue) en fonction de la trajectoire parcourue, avec illustration de
la trajectoire prise par l’utilisateur (sol avec pente).



3.4. Commande adaptative par modèle de référence basée sur une optimisation
métaheuristique 97

Figure 3.10 – Dynamique du gain adaptatif (graphique supérieur) et erreurs de suivi (graphique
inférieur) pour chaque système roue-roue sur un sol plat.

Figure 3.11 – Dynamique du gain adaptatif (graphique supérieur) et erreurs de suivi (graphique
inférieur) pour chaque système roue-roue sur un sol en pente.

Les résultats de cette étude montrent que, dans les deux scénarios de déplacement testés (ligne
droite suivie d’un virage et déplacement sur une pente), l’interaction utilisateur-FRM-banc à rou-
leaux est marquée par un chattering significatif dans le paramètre adaptatif Φr, particulièrement
observé lors des phases de transition (voir Figures 3.10 et 3.11). Ces observations montrent la
nécessité d’améliorer les réglages de contrôle et la gestion des transitions afin d’optimiser les
performances du système en boucle fermée. Une telle optimisation permettrait de réduire le
chattering et l’erreur statique, tout en augmentant la précision du suivi de trajectoire. De plus,
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une limitation importante de la commande MRAC réside dans son incapacité à intégrer expli-
citement les contraintes physiques du banc à rouleaux, telles que les saturations de couple ou
de vitesse. Cette omission peut entraîner une détérioration des performances ou une instabilité
du système. Par conséquent, il apparaît intuitif d’incorporer ces contraintes directement dans
l’algorithme de commande.

En ce sens, la commande prédictive basée sur le modèle (Model Predictive Control, MPC)
pourrait constituer une approche prometteuse. En prenant en compte les contraintes du système
et en optimisant les performances à chaque instant.

3.5 Commande prédictive pour un système LPV

Dans cette section, nous détaillons la conception du schéma de contrôle prédictif (MPC)
adapté aux systèmes linéaires à paramètres variants (LPV) pour la conception du contrôleur
haptique. Ce contrôleur est basé sur un modèle LPV de l’interaction entre l’utilisateur-FRM-
banc à rouleaux du simulateur. En utilisant une estimation en ligne des paramètres du système.
L’avantage principal de la commande MPC par rapport à la commande MRAC réside dans sa
capacité à traiter efficacement les non-linéarités et les variations du frottement de contact entre les
roues du fauteuil roulant et les rouleaux du simulateur, même lors des transitions entre différentes
situations de locomotion telles que le passage du sol plat à une pente. Un autre avantage de la
commande MPC est que l’algorithme prend naturellement en compte les contraintes de saturation
d’entrée-sortie du banc à rouleaux, ce qui permet d’assurer le suivi de la référence tout en
respectant ces contraintes [Ait Ghezala 2023a]. Le schéma décrivant l’architecture de contrôle
du simulateur, basée sur une approche MPC-LPV, est présenté dans la Figure 3.12.

Figure 3.12 – Architecture de contrôle du simulateur basée sur une approche MPC-LPV.

La stabilité de l’interface haptique du simulateur est démontrée à l’aide de la stabilité de
Lyapunov. Enfin, la performance et l’efficacité de l’interface haptique proposée sont évaluées à
travers des tests expérimentaux avec des utilisateurs, en utilisant des scénarios de locomotion
standardisés.

3.5.1 Modélisation et identification du modèle LPV

Un modèle non linéaire et incertain peut être intégré dans un schéma de commande MPC.
Toutefois, le problème d’optimisation devient gourmand en temps de calcul et les performances du
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contrôleur pourraient être diminuées. Pour cette raison, un modèle LPV basé sur l’identification
en ligne peut successivement estimer le frottement de contact non linéaire entre les roues du
FRM et les rouleaux du simulateur. Nous rappelons la forme générale du modèle d’interaction
entre Utilisateur-FRM-banc à rouleau qui s’écrit comme suit :

{
JLΩ̇L(t)−FL((Θi,ΩL(t)) = Rt sat(ÄL(t)) + ÄhL(t)

JRΩ̇R(t)−FR(Θi,ΩR(t)) = Rt sat(ÄR(t)) + ÄhR(t)
(3.19)

Par la suite, nous supposons que le frottement de contact peut être paramétrisé linéairement
comme une relation affine entre Fi(t) ∈ Rn et Ωi ∈ Rp, et qu’aucun glissement n’existe pendant
le mouvement des rouleaux :

Fi(t) = Θ1(t) ΩL,R(t) + Θ2(t) (3.20)

Ici, Θ1(t) et Θ2(t) sont des paramètres inconnus variants dans le temps. Θ(t) = [Θ1(t),Θ2(t)]
T

peut être déterminé en temps réel en utilisant les paires de données mesurées (ÄL,R,Ωi), i =

1, 2, ..., Nr. Pour estimer les paramètres inconnus variants dans le temps dans l’équation
(3.20), un algorithme d’identification en ligne récursif par moindres carrés (RLS) est consi-
déré [Brosch 2020]. L’utilisation d’un algorithme d’identification en ligne permet non seulement
d’estimer la dynamique du frottement de contact en temps réel, mais garantit également une
linéarisation successive du modèle non linéaire autour des points de fonctionnement actuels à
chaque pas de temps d’échantillonnage, sans introduire d’algorithme récursif dans le schéma
d’optimisation MPC.

L’algorithme RLS est largement documenté dans la littérature. Dans cette étude, nous avons
employé l’outil d’identification des systèmes de MATLAB pour implémenter notre approche.
L’algorithme d’identification en ligne est décrit ci-dessous :

Algorithme 2 Algorithme d’identification en ligne des moindres carrés récursifs (RLS).
Input: ¼, Ω(i), N (i), Nr

Output: Θ̂(n)

Input: P (0), Θ̂(0)

11 for chaque pas de temps n do
12 Calculer Φ(n) :

Φ(n) = ¼Φ(n− 1) + Ω(n)TΩ(n)

Calculer Z(n) :
Z(n) = ¼Z(n− 1) + Ω(n)N (n)

Mettre à jour P (n) en utilisant le lemme d’inversion de matrice :
P (n) = ¼−1P (n− 1)− ¼−1P (n− 1)Ω(n)[1 + ΩT (n)¼−1P (n− 1)Ω(n)]−1ΩT (n)P (n− 1)

Calculer L(n) :

L(n) = ¼−1P (n−1)Ω(n)
1+ΩT (n)¼−1P (n−1)Ω(n)

13 Mettre à jour Θ̂(n) :
Θ̂(n) = Θ̂(n− 1) + L(n)[N (n)− ΩT (n)Θ̂(n− 1)]

14 end

15 return Θ̂(n)

Les résultats de l’estimation du modèle LPV pour différentes masses sont présentés dans la
Figure 3.13 et sont comparés aux résultats du modèle non linéaire.

Pour évaluer l’exactitude du modèle LPV, nous avons d’abord excité le modèle LPV simul-
tanément avec le modèle non linéaire en utilisant le même signal d’excitation. Par la suite, la
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robustesse du modèle LPV a été testée face aux variations de masse et de frottement de contact,
évaluées à l’aide de trois indices de performance : l’erreur quadratique moyenne (RMSE), l’er-
reur quadratique moyenne normalisée (NRMSE) et le coefficient de corrélation (valeur R) (voir
équation 3.21).

RMSE =

√
√
√
√ 1

Ndata

Ndata∑

i=1

(xi − xréeli)
2,

NRMSE =
RMSE
xréel

,

R =

∑Ndata

i=1 [(xi − x)(xréeli − xréel)]
√
∑Ndata

i=1 (xi − x)2
∑Ndata

i=1 (xréeli − xréel)2
,

(3.21)

où xréeli et Ndata représentent respectivement la vitesse de sortie mesurée du simulateur et
le nombre total de données (vitesse estimée et vitesse réelle). À partir des résultats présentés
dans le Tableau 3.3, il est observé que les modèles LPV et le modèle non-linaire démontrent
des performances comparables en termes d’indicateur RMSE, NRMSE et R Value pour chaque
poids étudié. De légères variations observées dans les valeurs de RMSE et NRMSE entre les
deux modèles suggèrent des différences dans leur capacité respective à prédire avec précision
l’interaction Utilisateur-FRM et FRM ergomètre en fonction de la masse de 40 à 80 kg. Les
valeurs élevées de R Value, se rapprochant de 1, indiquent une bonne capacité des deux modèles
à reproduire précisément les résultats expérimentaux relatifs à la friction de contact pour les
différentes masses testés. Ces résultats indiquent que le modèle LPV est capable de reproduire
fidèlement les performances du modèle non-linéaire pour ces conditions d’essais.
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Figure 3.13 – Résultats de la validation expérimentale du modèle LPV (courbe noir) par rapport
à la sortie du simulateur (courbe bleue), en réponse au signal d’excitation (courbe orange).
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Figure 3.14 – Allure de frottement de contact du modèle LPV pour les différents poids (courbe
en rouge pointillée) en comparaison avec le résultat l’allure du comportement du modèle non
linéaire (courbe bleue). La ligne en pointillés verts représente le polygone des contraintes d’entrée
et de sortie du simulateur.

Modèle LPV Modèle non linéaire
Poids RMSE NRMSE R Value RMSE NRMSE R Value
40kg 0.9689 0.0487 0.9823 0.9721 0.0489 0.9821
60kg 0.9623 0.0484 0.9828 0.9655 0.0486 0.9827
80kg 1.0494 0.0528 0.9794 1.0524 0.0529 0.9792

Table 3.3 – Évaluation de la réponse du modèle de simulateur basé sur le modèle de frottement
de contact LPV contre l’effet de la variation de la masse, les variations de frottement de contact
en utilisant les indicateurs statistiques RMSE, NRMSE, R Value.

Afin de comparer l’allure du frottement de contact prédite par le modèle LPV à celle prédite
par le modèle non linéaire, une analyse graphique a été réalisée (voir la Figure 3.3). Les résultats
démontrent que le modèle LPV reproduit fidèlement le comportement observé avec le modèle
non linéaire. De plus, l’estimation en ligne du modèle LPV montre une adaptation efficace aux
variations de masse, ce qui confirme sa robustesse.

3.5.2 Commande MPC pour système LPV

Pour implémenter l’algorithme de contrôle LPV-MPC, nous considérons le modèle d’interac-
tion du simulateur comme suit :







Ω(k + 1) = Ω(k)
(

1 + Te
Θ1(k)

I

)

+ Te
I
Ä(k) +W(k),

W(k) = Te
I

(
Θ2(k) + Äh(k)

)
,

y(k) = Ω(k),

(3.22)

où la variable à optimiser est le couple moteur du banc à rouleaux u(k) = Ä(k), la variable
y(k) = Ω(k) désigne la sortie du simulateur FRM, qui correspond à la vitesse de la roue du
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FRM, et W(k) est une perturbation connue. Ainsi, le problème d’optimisation à résoudre est
décrit comme suit :

V(Ω(k)) =min
Uk

{
N∑

i=0

∥Q
(
Ω(k + i)− ΩRef(k + i)

)
∥
2
2

+

N−1∑

i=0

∥Ru(k + i)∥22

}

(3.23a)

s.t. Ω(i+ 1) =Ak(Θk)Ω(i) +Bu(i) +W(i), i = k, . . . , N − 1,

Ämin fu(i) f Ämax, i = k, . . . , k +N − 1,

Ωmin fΩ(i) f Ωmax, i = k, . . . , k +N,

Ω(k) =Ω0, (3.23b)

∥Q
(
Ω∗(k +N − 1)− Ω∗

Ref(k +N − 1)
)
∥
2
2

+ ∥Ru∗(k +N − 1)∥22 f ε, (3.23c)

Il convient de noter que la contrainte (3.23c) est la condition de stabilité, telle que ε est définie
à partir de la proposition (2), [Borrelli 2017]. Une fois le problème d’optimisation (3.23a) résolu,
la séquence de contrôle optimale U∗(k) = [u∗k(k), . . . , u

∗

k(k +N − 1)] qui satisfait les contraintes
de contrôle, d’état et terminales est déterminée et seul le premier élément u(k, x̂(k)) = u∗k(k) de
U∗

k (couple optimal de l’ergomètre) est appliqué pour contrôler le banc à rouleaux du simulateur.

3.5.3 Validation fonctionnelle

Dans cette section, nous présentons la validation fonctionnelle et l’évaluation tests-utilisateur
du contrôleur intégré dans l’interface haptique en utilisant le simulateur PSCHITT-PMR. La
validation fonctionnelle implique la définition d’un scénario de locomotion composé de situations
couramment rencontrées par les utilisateurs. Ce scénario inclut un déplacement en ligne droite,
en virage en pente et en dévers.

Afin d’implémenter le contrôleur haptique LPV-MPC, les paramètres suivants sont consi-
dérés : A(k) ∈ [0.1175, 4.81], K = −14.4, Θ2 ∈ [−1.9666, 1.5336], ∥Ω(i)∥ f 9.97 [rad.s−1] et
∥Uk∥ f 5 [Nm]. Il convient également de noter que le contrôleur est implémenté en temps réel
sur SIMULINK et que le problème d’optimisation a été résolu à l’aide de l’environnement YAL-
MIP [Lofberg 2004].
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Figure 3.15 – Validation expérimentale de l’interface haptique pour le scénario de ligne droite
et de virage.
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Figure 3.16 – Validation expérimentale de l’interface haptique pour le scénario de locomotion
pour les pentes de 2− 4%.
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Figure 3.17 – Validation expérimentale de l’interface haptique pour le scénario de locomotion
pour une cross-pente de 7%.

La Figure 3.15 présente les résultats expérimentaux du déplacement sur une trajectoire en
courbe sur un sol plat. Les figures du haut montrent le trajet réalisé par l’utilisateur, tandis
que les figures du bas montrent le suivi de la trajectoire de référence. Lorsqu’un petit rayon de
courbure est requis, l’utilisateur applique un couple de direction opposée sur chaque roue pour
tourner. En revanche, pour un grand rayon de courbure, l’utilisateur applique un couple dans
la même direction sur les deux roues. Ce comportement est reproduit de manière similaire sur
le simulateur. En ce qui concerne la locomotion sur une pente, il est observé que sur un terrain
réel, lorsque l’utilisateur franchis une pente, il applique un couple de propulsion plus élevé dans
la même direction pour compenser la force gravitationnelle et maintenir sa position instantanée.
Lors de la descente, il applique un couple dans la direction opposée aux roues pour freiner le
mouvement. Un comportement similaire est observé lors de la simulation, comme illustré dans
la Figure 3.16.

La locomotion lors d’un trajet en présence d’un dévers, la direction du fauteuil roulant est
perpendiculaire à celle de la pente, la force gravitationnelle affecte une roue plus que l’autre,
nécessitant une compensation pour maintenir la position. Ce comportement est également observé
lors du test du scénario de dévers de 7% sur le simulateur.

Les résultats expérimentaux sont présentés dans le Tableau 3.4, où les indicateurs de per-
formance montrent des résultats satisfaisants en termes de suivi de référence. Cependant, nous
observons une erreur statique et dynamique, mettant en évidence la sensibilité de l’approche de
commande MPC face aux incertitudes, particulièrement visible à basse vitesse. Cette sensibilité
est perceptible dans la Figure 3.15 entre 0 et 10 secondes, la Figure 3.16 entre 30 et 35 secondes,
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et la Figure 3.17 entre 14 et 16 secondes. En termes de ressenti, cette erreur est perçue comme
une diminution de la résistance au roulement et au pivotement, différente de celle ressentie lors
d’une locomotion sur un sol réel. Néanmoins, les mouvements produits par le modèle de référence
semblent réalistes. Pour valider cette observation, un test-utilisateurs a été réalisé.

Sujet Âge Côté RMSE NRMSE Coefficient R
S1 40 ans Gauche 0,3604 0,0730 0,9667

Droite 0,3640 0,0583 0,9653
S2 28 ans Gauche 0,2925 0,0786 0,9658

Droite 0,2588 0,0713 0,9720

Table 3.4 – Comparaison des performances du contrôleur en utilisant les indicateurs statistiques
RMSE, NRMSE, et le coefficient R pour le scénario total (a) et (b).

3.5.4 test-utilisateurs

La validation par test-utilisateurs a deux objectifs principaux. Le premier est de valider le
contrôleur et sa capacité à reproduire les résistances au roulement et au pivotement en sui-
vant les vitesses de référence. Le second objectif est d’évaluer la dynamique de locomotion dans
différentes situations, telles que la ligne droite, le virage, la pente et le dévers, de manière iso-
lée [Ait Ghezala 2023b].

3.5.4.1 Définition du cas d’utilisation

Le but de cette investigation est de définir un scénario de locomotion en fauteuil roulant
reflétant des situations courantes en milieu urbain, notamment sur un trottoir pavé. Ce scénario
comporte trois phases : se déplacer sur un trottoir de 20 mètres avec une pente transversale,
effectuer un demi-tour à 180°, puis revenir au point de départ.

La figure 3.18 présente les trois étapes caractérisant le scénario. Les inclinaisons latérales
représentent une préoccupation majeure pour les individus avec une mobilité réduite, étant donné
que la compensation de leur impact par un déplacement accru d’un côté du fauteuil roulant peut
engendrer des traumatismes aux membres supérieurs. En reproduisant ce scénario spécifique,
nous pouvons évaluer la capacité du simulateur à reproduire fidèlement les défis auxquels sont
confrontés les utilisateurs de fauteuils roulants dans un environnement urbain.

3.5.4.2 Participants

Pour valider l’interface haptique, un groupe témoin composé de 13 sujets en bonne santé avec
une expérience de la propulsion a été sélectionné. Étant donné les difficultés liées à la collecte
d’un grand nombre de sujets à mobilité réduite, il était éthiquement et logistiquement préfé-
rable d’abord de valider le simulateur avec des sujets sains. L’objectif était de former un groupe
hétérogène représentant les différentes caractéristiques des utilisateurs de fauteuils roulants, no-
tamment en termes de technique de propulsion, d’âge, de poids et de capacité physique. La
taille de l’échantillon a été déterminée en fonction de ces critères pour assurer une représentation
maximale de la population étudiée.

3.5.4.3 Procédure expérimentale

Les tests expérimentaux ont suivi un protocole préétabli. Des plots au sol ont été disposés
pour former deux voies séparées de 2 mètres (voir la Figure 3.18), recréant virtuellement la même
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Figure 3.18 – A-Scénario réel. B-Scénario simulé.

configuration topographique que dans le scénario réel. Le test comprenait trois phases distinctes :
la première phase impliquait un parcours de 20 mètres en ligne droite, suivie d’une transition
où les participants devaient contourner le dernier plot pour effectuer un demi-tour à 180 degrés,
puis une troisième phase de retour sur 20 mètres pour revenir au point de départ. Notamment,
le second passage présentait des irrégularités au sol, rendant la conduite du fauteuil roulant plus
difficile.

Le protocole débutait par une phase de familiarisation avec deux tests d’apprentissage du
fauteuil roulant sur le simulateur, permettant aux participants de maîtriser leur mode de pro-
pulsion. Pendant les tests, les sujets étaient filmés pour comparer leurs stratégies entre de réelles
conditions simulées. À la fin de chaque scénario, les participants remplissaient un questionnaire.
L’évaluation du simulateur était divisée en deux parties : une partie objective utilisant des me-
sures quantifiables pour évaluer ses performances, et une partie subjective pour recueillir le
ressenti des utilisateurs.

3.5.4.4 Évaluation subjective

Pour évaluer le réalisme perçu offert par le simulateur, les participants ont été invités à
comparer les tests de conduite réalisés sur terrain réel avec ceux effectués sur le simulateur, basés
sur trois critères : la perception visuelle, la perception haptique et l’immersion totale. De plus,
une comparaison a été faite entre le taux de pratique de la conduite d’un fauteuil roulant sur le
simulateur par rapport au terrain réel.

Un questionnaire a été conçu pour évaluer le réalisme du simulateur à l’aide d’une échelle
exprimée en pourcentage. Ce questionnaire comportait un total de onze (11) questions, dont
quatre étaient spécifiquement dédiées à l’évaluation des indicateurs du niveau de difficulté d’ac-
cessibilité à la propulsion dans différents scénarios réels et simulés. À l’issue de l’expérience, les
participants ont également été invités à évaluer le réalisme du simulateur selon trois dimensions
principales : la perception visuelle, la perception haptique et l’immersion.

3.5.4.5 Résultats et discussions

La Figure 3.19 montre le diagramme en boîte des résultats obtenus à partir des questions, où
la moyenne des réponses de chaque participant est représentée pour chaque phase (1, 2 et 3) du
scénario réel et simulé. De plus, la vitesse d’apprentissage de la propulsion en fauteuil roulant a
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Figure 3.19 – Diagramme en boîte à moustaches comparant le niveau de difficulté (%) du test
de propulsion dans des conditions réelles et simulées.

Figure 3.20 – Diagramme en boîte à moustaches de l’évaluation du niveau de réalisme basée
sur trois critères : perception visuelle, retour haptique et expérience immersive.
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également été évaluée. Les résultats de ces évaluations indiquent que la vitesse d’apprentissage
sur le simulateur est 20 % plus rapide que sur un terrain réel. De plus, il a été constaté qu’il n’y
avait pas de différence significative entre les tests effectués dans les phases 1 (p = 0,386) et 2
(p = 0,128), indiquant que la difficulté perçue lors de ces phases est pratiquement identique. En
revanche, les résultats de la phase 3 montrent une différence significative (p = 0,003) entre les
tests réalisés sur terrain réel et simulé. Cette différence s’explique par l’irrégularité de la pente
sur le terrain réel, où les utilisateurs ont eu des difficultés à propulser. Cette irrégularité n’a pas
été reproduite dans le scénario virtuel, ce qui explique pourquoi les sujets ont trouvé la phase 3
plus facile sur le simulateur.

La Figure 3.20 présente les résultats des évaluations de réalisme selon les 3 critères de per-
ception visuelle, retour haptique et expérience immersive. Ces résultats subjectifs préliminaires
indiquent que le niveau de réalisme est d’environ 75 % . Il est important de noter que la percep-
tion du réalisme peut varier d’un individu à l’autre, et que les résultats préliminaires sont établis
sur les évaluations subjectives des participants.

Table 3.5 – Analyse objective des performances du contrôleur haptique.
Sujets Poids (kg) RMSE R value MSE

S1 73 0,1002 0,9937 0,01
S2 65 0,1451 0,9965 0,02
S3 50 0,0735 0,9971 0,0054
S4 85 0,1240 0,9983 0,0154
S5 53 0,0761 0,9971 0,0058
S6 69 0,1303 0,9924 0,017
S7 55 0,1077 0,9979 0,0116
S8 78 0,1437 0,9961 0,0207
S9 80 0,116 0,9951 0,0134
S10 94 0,0829 0,9967 0,0069
S11 115 0,0829 0,9967 0,0069
S12 68 0,087 0,9961 0,0076
S13 66 0,0832 0,9979 0,0069

Les résultats de l’évaluation du simulateur avec interface haptique indiquent une reproduc-
tion fidèle de la dynamique du fauteuil roulant, avec une tolérance modérée aux variations de
poids des utilisateurs. L’erreur moyenne du contrôleur haptique, comprise entre 0.1 rad.s−1 et
0.2 rad.s−1, révèle des performances modérées, notamment dans le suivi des trajectoires lors des
virages et des transitions entre les situations de locomotion. Ces limitations sont principalement
attribuées aux incertitudes du modèle de commande prédictive. Pour surmonter ces défis, une
approche de commande floue basée sur la représentation Takagi-Sugeno à paramètres variants
est proposée, offrant une meilleure prise en compte des contraintes physiques du simulateur, des
perturbations et des incertitudes, afin d’améliorer la stabilité, robustesse et les performances
globales du système.

3.6 Commande floue linéaire à paramètres variants (LPV)

Dans la section précédente, un modèle de simulateur LPV a été développé. Un schéma de
contrôle MPC a été utilisé pour la commande du simulateur, adapté spécifiquement pour com-
penser la friction de contact non linéaire résultant de l’interaction entre le fauteuil roulant et
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le banc à rouleaux. Cependant, la charge de calcul intensive générée par ce schéma de contrôle
MPC a conduit à des retards, entraînant des erreurs dynamiques et statiques qui ont compromis
la robustesse du simulateur lors de l’interaction avec l’utilisateur.

Pour remédier à ce problème, un schéma de commande linéaire à paramètres variants (LPV)
basé sur la représentation de Takagi-Sugeno (T-S) est développé. Cette approche présente plu-
sieurs avantages, notamment la capacité à gérer la nature variable dans le temps du modèle de
friction de contact et à traiter les contraintes liées à la saturation des entrées de contrôle du banc
à rouleaux. La saturation des entrées de contrôle peut avoir un impact significatif sur les perfor-
mances optimales du contrôle en boucle fermée du simulateur, soulignant la nécessité de traiter
les effets de saturation pour éviter une dégradation des performances. De plus, afin d’assurer la
robustesse du système en boucle fermée du simulateur lors de l’interaction avec l’utilisateur, un
critère H∞ est intégré dans la fonction de coût de l’algorithme de contrôle. Ce critère compense
efficacement les perturbations dues aux variations du poids de l’utilisateur, assurant ainsi la
stabilité et la précision du simulateur sur une plage de poids de 40 à 120 kg.

La performance de l’interface haptique est validée à l’aide d’indicateurs objectifs et sub-
jectifs à travers des tests d’expérience utilisateur impliquant 15 participants sur le simulateur
PSCHITT-PMR, utilisant des scénarios de locomotion standardisés. La Figure 3.21 illustre l’ar-
chitecture de commande haptique pour piloter le simulateur.

Figure 3.21 – Architecture de contrôle basée sur la commande floue TS-LPV.

Les contributions de cette section se résument comme suit :

— Utilisation de la forme floue LPV Takagi-Sugeno (T-S) pour décrire le comportement de la
friction de contact non linéaire entre l’utilisateur, le fauteuil roulant et le banc à rouleaux.
Cette approche permet de prendre en compte les non-linéarités et les perturbations résul-
tantes de la friction de contact entre les roues du fauteuil roulant et le banc à rouleaux,
dues au couple exercé par l’utilisateur sur la main courante et au poids de l’utilisateur. Les
paramètres variables du modèle T-S flou sont estimés en temps réel à l’aide d’un algorithme
d’estimation par moindres carrés récursifs (RLS).

— Conception d’un schéma de contrôle LPV basé sur le concept robuste d’ensemble inva-
riant H∞ avec la théorie de la stabilité de Lyapunov, permettant de traiter à la fois les
contraintes de saturation des entrées de contrôle et les incertitudes liées à la friction dues
aux variations de poids des utilisateurs. Les conditions de conception du contrôle sont ob-
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tenues en résolvant un problème d’optimisation formulé sous forme d’inégalités matricielles
linéaires (LMIs).

— Validation en temps réel de l’approche de commande proposée et une évaluation par un test-
utilisateurs sont réalisées, impliquant 15 sujets, afin de valider l’efficacité et la robustesse
de l’interface haptique pour piloter le simulateur.

3.6.1 Modélisation sous forme Takagi–Sugeno (T-S)

3.6.1.1 Modèle polytopique de l’interaction de l’utilisateur-FRM-banc à rouleaux

Nous rappelons que le modèle LPV du système utilisateur-FRM-banc à rouleaux est défini
comme suit :







Ω̇l(t) = −
Θ1l

(t)

Jl
Ωl(t) +

Rt

Jl
sat(Äl(t))−D(Θ2l , Ähl) wl(t)

D(Θ2l , Ähl) wl(t) =
1
Jl
(Θ2l(t)− Ähl(t))wl(t)

yl(t) = Ωl(t)

l ∈ {L,R} (3.24)

D’après (3.24), le modèle de l’ergomètre avec l’utilisateur dans la boucle peut être écrit sous
forme d’état :

Σ :

{
ẋ(t) = A(Θ1l) x(t) +B sat(u(t)) +D(Θ2l , Ähl) w(t)

y(t) = C x(t)
(3.25)

où x(t) = Ωl(t) avec x(t) ∈ R est l’état du système, u(t) ∈ R est l’entrée de commande, et
w(t) ∈ R représente la perturbation d’entrée. Les paramètres temporellement variables Ai et
Di sont bornés, de sorte que : ∥A(Θ1l)∥ f ΘA et ∥D(Θ2l , Ähl)∥ f ΘD, où ΘA et ΘD sont des
constantes positives. Le paramètre B est défini comme dans (3.24), et la paire (A(Θ1l), B) est
uniformément contrôlable.

À partir de (3.24), le modèle FRM-banc à rouleaux avec l’utilisateur dans la boucle peut être
formulé sous forme d’espace d’état :

Σ :

{
ẋ(t) = Ai x(t) +B sat(u(t)) +Di w(t)

y(t) = C x(t)
(3.26)

où x(t) ∈ R est l’état du système, u(t) ∈ R est l’entrée de contrôle et w(t) ∈ R est la perturbation
d’entrée. Les matrices à paramètres variants dans le temps Ai et Di sont bornés, de sorte que :
∥A(i)∥ f ΘA et ∥D(i)∥ f ΘD où ΘA et ΘD sont des constantes positives. Le paramètre B est
défini comme dans (3.24) et la paire (A(i), B) est uniformément contrôlable. L’entrée de contrôle
est soumise à une saturation symétrique dans un ensemble compact U(umin, umax), défini comme
suit :

U(umin, umax) = {u ∈ R
m : −umin f u f umax}, umin = umax > 0. (3.27)

Afin d’écrire le modèle (3.24) sous la forme Takagi-Sugeno [Tanaka 2004], nous définissons
les paramètres variants Θi(t) selon leurs valeurs limites q1i = max(Θi(t)) et q2i = min(Θi(t)),
délimitant ainsi le domaine de non-linéarité, comme suit :

Θ1(t) = E1
1q

1
1 + E2

1q
2
1

Θ2(t) = E1
2q

1
2 + E2

2q
2
2

(3.28)

Pour chaque paramètre variable Θi(t), nous attribuons les deux fonctions d’appartenance
suivantes :
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E1
i (Θi(t)) =

q1i −Θi(t)

q1i − q
2
i

avec E2
i (Θi(t)) = 1− E1

i

Les fonctions d’appartenance, E1
i (Θi(t)) et E2

i (Θi(t)), doivent satisfaire la propriété suivante :
E1
i (Θi(t)) + E2

i (Θi(t)) = 1.
Les règles du système T-S sont conçues pour inclure toutes les combinaisons possibles des

paramètres variables. Par exemple, les règles sont formulées selon la structure suivante :

— Si Θ1 et E1
1 et Θ2 et E1

2 , alors,

ẋ(t) = A1 x(t) +B sat(u(t)) +D1 w(t)

— Si Θ1 et E1
1 et Θ2 et E2

2 , alors,

ẋ(t) = A2 x(t) +B sat(u(t)) +D2 w(t)

— Si Θ1 et E2
1 et Θ2 et E1

2 , alors,

ẋ(t) = A3 x(t) +B sat(u(t)) +D3 w(t)

— Si Θ1 et E2
1 et Θ2 et E2

2 , alors,

ẋ(t) = A4 x(t) +B sat(u(t)) +D4 w(t)

La fonction d’appartenance de la règle i est calculée comme le produit des fonctions E1
i (Θi(t))

et E2
i (Θi(t)) correspondant aux ensembles flous des règles d’inférence floues, c’est-à-dire :

h1 = E1
1E

1
2 h2 = E1

1E
2
2

h3 = E2
1E

1
2 h4 = E2

1E
2
2

(3.29)

Ainsi, la représentation T-S du système (3.24) est définie comme suit :






ẋ =
4∑

i=1

hi(Aix(t) +Diw(t)) +Bsat(u(t))

y = Cx(t)

(3.30)

3.6.1.2 Validation du modèle T-S sur le simulateur PSCHITT-PMR

La validation du modèle TS (3.30) à l’aide du simulateur PSCHITT-PMR suit une méthodo-
logie similaire à celle utilisée pour valider le modèle LPV (3.24). Dans cette approche, le modèle
TS est excité simultanément avec le simulateur réel, le modèle non linéaire, ainsi que le modèle
LPV en utilisant le même signal d’excitation. Ensuite, la robustesse du modèle LPV a été évaluée
face aux variations du poids de l’utilisateur et de frottement de contact entre les roues et les
rouleaux.

La Figure 3.22 présente les données enregistrées de la vitesse estimée par le modèle T-S
comparées aux sorties correspondantes du simulateur réel, du modèle NL et du modèle LPV. On
constate que la réponse en vitesse du modèle T-S est très cohérente avec celle du modèle LPV,
et elle s’approche avec une grande précision de la sortie du système réel pour des masses variant
de 40 kg à 80 kg. Ces résultats confirment la capacité du modèle TS à reproduire fidèlement le
comportement du frottement de contact. Ce modèle TS sera utilisé pour concevoir un contrôleur
optimal LPV.



3.6. Commande floue linéaire à paramètres variants (LPV) 113

0 50 100 150 200 250 300 350 400

Time [s]

-10

0

10

S
p

ee
d

 [
ra

d
.s

-1
] 40 Kg mass

Real system NL model LPV model TS model

0 50 100 150 200 250 300 350 400

Time [s]

-5

0

5

10

S
p

ee
d

 [
ra

d
.s

-1
] 60 Kg mass

Real system NL model LPV model TS model

0 50 100 150 200 250 300 350 400

Time [s]

-5

0

5

10

S
p

ee
d

 [
ra

d
.s

-1
] 80 Kg mass

Real system NL model LPV model TS model

0 50 100 150 200 250 300 350 400

Time [s]

-5

0

5

In
p

u
t 

to
rq

u
e 

[N
m

]

Figure 3.22 – Validation du modèle T-S comparée aux sorties respectives du simulateur réel,
du modèle NL et du modèle LPV.

3.6.2 Commande robuste LPV basée sur un modèle flou T-S

Le choix de la loi de commande pour contrôler le système du simulateur ergomètre basé sur la
représentation T-S est l’approche de Compensation Parallèle-Distribuée (PDC) [Lendek 2011].
Le contrôleur flou PDC est donné comme suit :

u(t) = −
4∑

i=1

hiFie(t) avec |u(t)| f umax (3.31)

Fi est le vecteur de gain de retour d’état optimal à concevoir. e = x−xref représente l’erreur de
suivi entre l’état du système et la trajectoire référence.

Dans ce qui suit, les détails de la conception de l’analyse de contrôle avec des contraintes
de saturation d’entrée basées sur des inégalités matricielles linéaires (LMI) sont présentés
[Tanaka 2004, Lendek 2011]. Les spécifications de performance du contrôle incluent les condi-
tions de stabilité de Lyapunov, les contraintes d’entrée et le rejet des perturbations.

Considérons le système défini par l’équation (3.30), où la dynamique de l’erreur de suivi est
décrite par :

ė(t) =
4∑

i=1

hi(Θ) (Aix(t) +Diw(t)) +Bu(t)− ẋref(t). (3.32)
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En exprimant x(t) en fonction de xref(t) et de l’erreur e(t) (i.e., x(t) = xref(t) + e(t)), on
obtient :

ė(t) =
4∑

i=1

hi(Θ) ((Ai −BFi)e(t) +Diw(t))

+

4∑

i=1

hi(Θ) ((Ai −BFi)xref(t))− ẋref(t). (3.33)

On définit une perturbation augmentée :

w̃(t) =





w(t)

xref(t)

ẋref(t)



 , D̃i =
[
Di (Ai −BFi) −I

]
.

La dynamique de l’erreur devient :

ė(t) =
4∑

i=1

hi(Θ)
[

(Ai −BFi)e(t) + D̃iw̃(t)
]

. (3.34)

La perturbation w̃(t) appartient à un ensemble de perturbations S bornées dans L2, tel que :
S = {w̃ : [0,∞)→ R

q ;
∫
∞

0 w̃(Ä)T w̃(Ä)dÄ f µ−1
}, µ−1 étant un vecteur positif.

Nous choisissons la norme H∞ comme critère de performance tel que :

sup
||w̃||2 ̸=0

J

||w̃||2
f µ (3.35)

avec

J =

∫
∞

0
(eT (t)Qe(t) + uT (t)Ru(t)) dt et µ = [µ2w µ2xref µ

2
ẋref

] (3.36)

Theorem 3.6.1. La loi de commande PDC (3.31) qui stabilise globalement et asymptotiquement

le modèle flou T-S continu (3.30) sous les contraintes d’entrée (3.27) et le critère de performance

(3.35), est obtenue en résolvant le problème de contrôle optimal suivant :

min
x,M1,...,Mr

µ2

s.t.

X > 0

Γi < 0
[

1 x(0)T

x(0) X

]

g 0,

[
X MT

i

Mi u2maxI

]

g 0,

(3.37)

avec : X = P−1, M = Fi X, et

Γi =










(

(AiX −B Mi)
T

+AiX −B Mi

)

XT MT
i D̃i

∗ Q−1 0 0

∗ 0 R−1 0

∗ 0 0 −µI










(3.38)
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1. proof. Considérez la fonction de Lyapunov candidate suivante

V = eTPe > 0, avec P = P T > 0 (3.39)

Qui satisfait l’inégalité suivante

V̇ + eTQe+ uTRu− µ2w̃T w̃ f 0, (3.40)

En intégrant l’expression (3.40) de 0 à ∞ et en supposant que e(0) = 0, nous obtenions

V (∞) + J f µ2
∫

∞

0
w̃T (Ä)w̃(Ä)dÄ (3.41)

Puisque V (∞) g 0, il s’ensuit logiquement que l’inégalité définie dans (3.35) est respectée.
Maintenant, les conditions de stabilité sont dérivées comme suit :

V̇+eTQe+ uTRu− µ2w̃T w̃ =

eT
4∑

i=1

hi(Θ)
[
GTi P + PGi

]
e

+w̃T
4∑

i=1

hi(Θ)D̃T
i Pe+ eT

4∑

i=1

hi(Θ)D̃iPw̃ − ẋ
T
refPe− e

TPẋref

+eTQe+ eT

(
4∑

i=1

hi(Θ)Fi

)T

R

(
4∑

i=1

hi(Θ)Fi

)

e− µ2w̃T w̃ f 0

(3.42)

avec Gi = Ai − BFi, représentant la dynamique du système en boucle fermée pour le mode i.
Le signal de référence xref(t) et sa variation ẋref(t) sont mesurables et bornés par des scalaires
positifs connus µx et µẋ, tels que :

{

∥xref(t)∥ f µx,

∥ẋref(t)∥ f µẋ,
∀t g 0. (3.43)

L’inégalité (3.42) peut être écrite sous une forme compacte :

4∑

i=1

hi(Θ)

[
e

w̃

]T




(
GTi P + PGi
+Q+ F Ti RFi

)

D̃iP

∗ −µI





︸ ︷︷ ︸

Γi

[
e

w̃

]

f 0
(3.44)

L’inégalité (3.44) n’est pas conjointement convexe en P et Fi. En multipliant l’inégalité à
gauche et à droite par P−1 et en définissant les changements de variables suivants X = P−1 et
Mi = FiX, les conditions (3.44) sont équivalentes à :

Γi =






(

XATi −M
T
i B

T +AiX −BMi

+XTQX +MT
i RMi

)

D̃T
i

∗ −µI




 (3.45)

En utilisant le lemme du complément de Schur séquentiellement, la LMI (3.45) devient :
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Γi =










(

(AiX −B Mi)
T

+AiX −B Mi

)

XT MT
i D̃i

∗ Q−1 0 0

∗ ∗ R−1 0

∗ ∗ ∗ −µI










(3.46)

Ainsi, l’expression d’inégalité Γi de la condition du théorème (3.6.1) est vérifiée.

2. proof. Pour s’assurer que l’entrée de la commande (3.31) satisfait la contrainte d’entrée
||u(t)||2 f umax, nous considérons la fonction de Lyapunov (3.39) et

e(0)TPe(0) f 1 (3.47)

qui est équivalente à
1− e(0)TPe(0) g 0 (3.48)

D’autre part, à partir de ||u(t)||2 f umax, nous avons,

1

u2max

[
eT (t)Fi(Θ)TFi(Θ)e(t)

]
f 1 (3.49)

Puisque eT (t)X−1e(t) < eT (0)X−1x(0) f 1, si

1

u2max

[
eT (t)Fi(Θ)TFi(Θ)e(t)

]
f eT (t)X−1e(t) (3.50)

Par conséquent,

eT (t)

[
1

u2max
Fi(Θ)TFi(Θ)−X−1

]

e(t) f 0 (3.51)

En appliquant le changement de variable Mi = FiX, nous obtenons,

eT (t)

[
1

u2max
Mi(Θ)TMi(Θ)−X

]

e(t) f 0 (3.52)

En appliquant le complément de Shur à la LMI dans (3.52), nous obtenons

[
X MT

i

Mi u2maxI

]

g 0 (3.53)

Ainsi, les conditions de stabilité (3.44), (3.48) et (3.53) concluent les preuves du Théorème
(3.6.1).

Les conditions LMI, formulées selon le Théorème 3.6.1, sont résolues à l’aide de l’outil YAL-
MIP intégré au logiciel MATLAB. De plus, les gains de rétroaction d’état Fi sont déterminés
hors ligne et une seule fois, en utilisant un solveur numérique dédié, Mosek [ApS 2019]. En
revanche, le processus d’identification des paramètres Θi est réalisé en ligne et en temps réel,
avec connaissance des limites supérieures et inférieures de Ai et Di. Les paramètres physiques
suivants du système sont pris en compte pour la conception du contrôle : Θ1 ∈ [0.1175, 4.81],
Θ2 ∈ [−1.9666, 1.5336] et Rt = −14.4. Le problème d’optimisation a été résolu en amont en uti-
lisant l’environnement YALMIP [Lofberg 2004]. En résolvant les conditions LMI formulées dans
le Théorème 1, en considérant que la saturation de l’entrée de contrôle est fixée à umax = 5Nm,
les gains de contrôle suivants peuvent être déterminés :
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FL =







F1

F2

F3

F4






=







4.5001

4.05

4.386

3.98







FR =







F1

F2

F3

F4






=







3.863

4.10

3.950

4.212







Les valeurs de Q et R ont été choisies en utilisant des méthodes standard de conception de
contrôle, où Q est sélectionné pour pénaliser les variables d’état, et R est choisi pour équilibrer
l’effort de l’entrée de contrôle. Les valeurs exactes utilisées dans nos expériences sont Q = 5,
R = 0.1. La solution LMI est calculée hors ligne, avant la mise en œuvre en temps réel des gains
optimaux.

3.6.3 Validation fonctionnelle

Pour l’analyse de la performance de suivi de référence du système de contrôle du fauteuil-
ergomètre dans différentes situations de locomotion, les résultats ont été classés en 4 phases.
Cette classification couvre la phase de ligne droite (Figure 3.24), la phase de manœuvres en
virage (Figure 3.25), une phase en pente de 6% (Figure 3.26) et une phase en dévers de 6%

(Figure 3.27). Pour chaque situation de locomotion spécifique, nous présentons les résultats des
vitesses des roues arrière droite et gauche [ΩR,ΩL], et leur comparaison avec les vitesses prédites
par le modèle de référence. De plus, les signaux de contrôle du banc à rouleaux u(t) et les forces
de résistance sur les côtés droit et gauche sont présentés. Les couples de propulsion de l’utilisateur
correspondant aux situations susmentionnées sont présentées dans la Figure 3.28.

Figure 3.23 – Trajectoire prédite en X, Y et Z par le modèle de référence du fauteuil roulant
(ligne rouge) lors du scénario de test de validation de l’interface haptique.
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Figure 3.24 – Résultats de validation expérimentale de l’interface haptique pendant la phase
de ligne droite du scénario de test (voir Fig. 3.23).

Figure 3.25 – Résultats de validation expérimentale de l’interface haptique pendant la phase
de virage du scénario de test (voir Fig. 3.23).
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Figure 3.26 – Résultats de validation expérimentale de l’interface haptique pendant la phase
de pente de 6% du scénario de test (voir Fig. 3.23).

Figure 3.27 – Résultats de validation expérimentale de l’interface haptique pendant la phase
de pente transversale de 6% du scénario de test (voir Fig. 3.23).
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Figure 3.28 – Couples de propulsion générés par le participant pour les différentes situations
de locomotion, correspondant aux Figure 3.24, 3.25, 3.26 et 3.27.

Ces résultats démontrent la capacité de l’architecture de contrôle de piloter le simulateur de
telle sorte à reproduire le comportement dynamique du fauteuil roulant dans plusieurs situations
de locomotion, y compris les dynamiques de ligne droite, de virage et de pente/transversale
couplées.

3.6.4 Tests-Utilisateurs

Cette évaluation est réalisée en partenariat avec le CERAH (Centre d’études et de recherches
sur les équipements pour handicapés) et l’IBHGC (Institut de biomécanique humaine Georges
Charpak). Leurs recherches et recommandations ont apporté des connaissances significatives à
la locomotion en fauteuil roulant manuel.

3.6.4.1 Participants

Quinze participants composés de 8 hommes avec un âge moyen de 30 ans (écart type = 5.0) et
7 femmes avec un âge moyen de 28 ans (écart type = 4.5) ont participé à cette expérimentation.
Tous les participants étaient des sujets sains ayant une expérience préalable de l’utilisation d’un
fauteuil roulant manuel, avec une durée moyenne d’expérience allant de 1 mois à 3 ans. La Fig.
3.29 montre l’un des participants pendant le scénario de familiarisation.
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Figure 3.29 – Expérience utilisateur lors du scénario de familiarisation.

3.6.4.2 Procédure Expérimentale

Un scénario de milieu urbain standardisé a été conçu pour cette étude. Il se compose d’une
combinaison de 5 situations de locomotion de base, à savoir démarrage, ligne droite, freinage,
virage, pente et pente transversale. La configuration géométrique de ces scénarios a été soigneu-
sement conçue pour créer une progression graduelle de la difficulté pour les participants. Par
exemple, les chemins étroits ont une largeur de 1,5 mètres pour les virages et les lignes droites,
et incluent des transitions de pente allant de 6° à 12°, ainsi qu’une exigence d’arrêt avec une
distance de freinage de 1 mètre. De plus, trois ensembles de paramètres de fauteuil roulant ont
été mis en œuvre. Le fauteuil roulant manuel "Action 4NG", le fauteuil roulant manuel "actif"
et le fauteuil roulant manuel "conventionnel". Les données biomécaniques obtenues de ces ex-
périences, en particulier la vitesse du fauteuil roulant et le couple du sujet, sont comparées aux
données biomécaniques obtenues lors de la locomotion réelle de [Rouvier 2023].

Au début de l’expérience, les participants ont été informés de la tâche et des conditions
expérimentales. Pendant l’expérience, un scénario de familiarisation a été mis en place pour
servir d’entraînement. Ces données initiales ne sont pas prises en compte dans les résultats
objectifs. À la fin de l’expérience, les participants ont été invités à remplir un questionnaire
composé de deux parties distinctes : la première était conçue pour obtenir des informations
générales sur les participants, tandis que la seconde consistait en quatre questions évaluant le
réalisme du simulateur pour chaque situation de locomotion élémentaire, selon trois critères :
réalisme haptique, réalisme visuel et réalisme global.

3.6.4.3 Analyse objective

Dans cette section, nous fournissons une analyse des résultats liés à la performance et à la
robustesse du contrôle de l’interface haptique proposée. À partir des profils de couple exercés par
l’utilisateur dans les situations de locomotion illustré dans la Figure 3.28, nous pouvons donner
l’analyse suivante :

— Dans une phase de ligne droite, les couples exercés sur le cerceau, à la fois du côté droit et
gauche, sont dans la même direction, avec une intensité moyenne de 7Nm et une force de
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résistance au roulement d’environ 16N .

— Lors des manœuvres de slalom, les couples exercés sur la mains-courante droit et gauche
sont dans des directions opposées, avec une intensité moyenne d’environ 15Nm et une
force de résistance au roulement d’environ 40N . Cette configuration permet à l’utilisateur
de conduire son fauteuil roulant dans des sections courbes en changeant la direction du
couple exercé.

— Dans la phase de pente, les couples exercés des côtés droit et gauche sont dans la même
direction, avec une intensité moyenne d’environ 30Nm et une force de résistance au roule-
ment allant jusqu’à 50N . Cette intensité plus élevée est due à l’effort supplémentaire fourni
par l’utilisateur pour compenser l’effet de la gravité. Ce type de locomotion peut entraîner
des troubles musculosquelettiques des membres supérieurs.

— En présence d’une pente transversale, nous observons que le côté bas de la pente transver-
sale se trouve du côté de la roue gauche. Par conséquent, le couple exercé par l’utilisateur
sur le côté gauche génère une importante fréquence de propulsion, avec une intensité d’envi-
ron 20Nm, tout en bloquant la roue droite pour maintenir l’alignement et éviter la rotation.
Cette observation est confirmée par l’examen des courbes de résistance au roulement, où
l’intensité de la force de résistance au roulement du côté droit atteint environ 40N , dépas-
sant l’intensité de la force de résistance générée du côté gauche, qui est d’environ 30N .

Ces résultats démontrent la capacité du modèle de référence du fauteuil roulant à fournir une
prédiction précise du comportement locomoteur du fauteuil roulant dans un environnement vir-
tuel. De plus, lorsque l’utilisateur propulse le fauteuil roulant sur le banc à rouleaux en utilisant
le contrôle haptique, le simulateur adhère fidèlement au modèle de référence, facilitant une inter-
action fluide entre l’environnement virtuel, le fauteuil roulant et l’utilisateur. Cette interaction
est caractérisée par divers retours sensoriels, notamment le retour visuel, qui correspond au mou-
vement perçu dans l’environnement virtuel, et le retour haptique, marqué par la résistance au
roulement et au pivotement ressentie par l’utilisateur, ainsi que par l’inertie antéro-postérieure.

La trajectoire du fauteuil roulant dans l’environnement virtuel réalisée par les 15 participants
est tracée dans la Figure 3.30 et comparée à la trajectoire désirée (rectangle multicolore). On

Figure 3.30 – Scénario de validation du simulateur basé sur l’expérience utilisateur pour 15

participants.

peut voir que, pour tous les sujets utilisant les trois configurations différentes de fauteuil roulant
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manuel, les trajectoires prédites du modèle de référence correspondent parfaitement à la géométrie
du scénario de locomotion. La Figure 3.31 montre les couples moyens exercés par les 15 sujets
dans diverses situations de locomotion. Le couple moyen exercé par un adulte de taille moyenne
pour propulser le fauteuil roulant en phase de ligne droite est de 7Nm, environ 5Nm pour la
phase de virage, jusqu’à 15Nm pendant la phase de pente de 6%, et environ 8Nm pour une
phase de pente transversale de 6%.

Figure 3.31 – Couple moyen pour 15 participants lors de la réalisation du scénario de test
(Figure 3.30).

Une analyse comparative du couple moyen de propulsion lors de l’expérience utilisateur sur
le simulateur conçu avec les données d’expérience sur terrain réel publiées dans [Rouvier 2023]
est illustrée dans le Tableau 3.6. Les résultats expérimentaux présentés sont cohérents avec la
locomotion réelle en fauteuil roulant sur terrain réel. Cependant, nous notons que le couple
au démarrage est plus important sur terrain réel que sur le simulateur. Cette différence peut
s’expliquer par la nature du sol, qui est différente entre le réglage de la résistance au roulement
sur le simulateur, correspondant à un sol carrelé, et le sol dans l’expérience réelle, fait de bois.
Pour démontrer la fiabilité du modèle de référence et la robustesse de l’approche de contrôle
proposée, nous avons implémenté les paramètres de trois types de fauteuils roulants avec les
caractéristiques typiques des 15 sujets. Nous avons ensuite utilisé des mesures quantitatives pour
évaluer les performances du simulateur. Celles-ci incluent l’erreur quadratique moyenne (MSE%)
et le coefficient de corrélation (valeur R) définit dans l’équation 3.21.

Les résultats expérimentaux sont résumés dans le Tableau 3.7. Nous pouvons voir que le
modèle de référence est capable de fournir une prédiction précise de la trajectoire désirée par
l’utilisateur avec différentes configurations de paramètres de fauteuil roulant. Ces résultats dé-
montrent la capacité du modèle de référence du fauteuil roulant à fournir une prédiction précise
du comportement locomoteur du fauteuil roulant dans un environnement virtuel. De plus, lorsque
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Table 3.6 – Analyse comparative du couple moyen : Propulsion sur le simulateur (S) par rapport
au sol réel (S-R) [Rouvier 2023].

Situations de locomotion Propulsion S [Nm] Propulsion S-R [Nm], [Rouvier 2023]
Droit Gauche Droit Gauche

Démarrage 8,34 8,45 12,50 13,00
Ligne droite 3,73 4,00 4,5 6,60

Virages 5,05 4,9 6 7,2
Pente 6% 16 15,1 15,3 16,50

Pente transversale 6% 9 8,5 10,00 14,2

l’utilisateur propulse le fauteuil roulant sur le banc à rouleaux en utilisant le contrôle haptique, le
simulateur adhère fidèlement au modèle de référence, facilitant une interaction fluide entre l’envi-
ronnement virtuel, le fauteuil roulant et l’utilisateur. Cette interaction est caractérisée par divers
retours sensoriels, notamment le retour visuel, qui correspond au mouvement perçu dans l’envi-
ronnement virtuel, et le retour haptique, marqué par la résistance au roulement et au pivotement
ressentie par l’utilisateur, ainsi que par l’inertie antéro-postérieure.

En outre, la performance de l’approche de contrôle conçue garantit le suivi des profils de
vitesse souhaités, avec une erreur quadratique moyenne (MSE) comprise entre 2 et 2.5% et un
coefficient de corrélation (valeur R) dans les limites de 0.95 à 0.98 pour le fauteuil roulant manuel
"Action 4NG". Pour le fauteuil roulant actif, l’erreur moyenne est entre 0.2 et 0.3%, avec une
valeur R entre 0.991 et 0.999. Pour le fauteuil roulant conventionnel, l’erreur moyenne est entre
0.08 et 0.12%, avec une valeur R entre 0.989 et 0.99. La Figure 3.32 présente la boîte à moustache
qui montre la comparaison de l’erreur de suivi avec le modèle Action 4, le modèle actif et le modèle
standard. Ces résultats démontrent la précision et la robustesse de notre interface haptique pour
différents types de fauteuils roulants et caractéristiques des utilisateurs.

Figure 3.32 – Boîte à moustaches de l’erreur quadratique moyenne en % du suivi de la vitesse
de référence en fonction des trois types de fauteuils roulants.
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Table 3.7 – Analyse de la robustesse de l’expérience utilisateur sur le simulateur selon les
paramètres du type de fauteuil roulant.

Sujets Type de FRM Poids Kg x(m) y(m) z(m) MSE% R-Value

Right Left Right Left

Sujet 01 FRM Action 4NG 100.7 0,052 0,535 0,001 1 0.9 0,9812 0,977

Sujet 02 FRM Action 4NG 67.6 0,049 0,538 0,001 2,07 2,37 0,9669 0.9749

Sujet 03 FRM Action 4NG 89,3 0,06 0,551 0,0001 2,1 2,1209 0,9606 0,981

Sujet 04 FRM Action 4NG 105,3 0,06 0,56 0,001 1 1,5 0,9548 0.9721

Sujet 05 FRM Action 4NG 79,3 0,056 0,544 0,001 3 2,3 0.95 0,9205

Sujet 07 FRM Action 4NG 119,2 0,07 0,553 0,001 1 1,03 0,9814 0,9882

Sujet 08 FRM Action 4NG 75.2 0,06 0.547 0,001 1,7 2,17 0,9635 0,98

Sujet 09 FRM Action 4NG 73.2 0,06 0,548 0 3 2,53 0,9783 0.9767

Sujet 01 FRM Actif 110 0,06 0,538 0,001 0,1037 0,1144 0,9763 0,9939

Sujet 02 FRM Actif 76.6 0,055 0,542 0,001 0.27 0.45 0,983 0,99

Sujet 03 FRM Actif 98.6 0,059 0,566 0,01 0,1307 0,13 0,9935 0.99

Sujet 04 FRM Actif 114,6 0,06 0,58 0 0.1823 0,117 0,9942 0,9958

Sujet 05 FRM Actif 88,6 0,065 0,554 0 0,1202 0,1426 0,9964 0,9934

Sujet 06 FRM Actif 83 0,065 0,565 0 0.5 0,45 0,9914 0,9946

Sujet 07 FRM Actif 128,6 0,061 0,578 0 0,1811 0,18 0,99 0,9891

Sujet 08 FRM Actif 84,6 0,071 0,555 0 0,1206 0,1028 0,9933 0,995

Sujet 09 FRM Actif 82.6 0,056 0.54 0 0,1016 0,1307 0,9954 0,9967

Sujet 10 FRM Actif 88,6 0,06 0.551 0 0,114 0,1358 0,9909 0,9976

Sujet 11 FRM Actif 83.6 0,065 0.544 0 0,0897 0,0707 0,9927 0,9986

Sujet 13 FRM Actif 86,5 0,07 0,547 0 0,1519 0,1516 0,999 0,99103

Sujet 14 FRM Actif 105,2 0,066 0,577 0 0,3 0,24 0,9954 0.99196

Sujet 15 FRM Actif 78,5 0,06 0.543 0 0,0107 0,1165 0.995 0,99445

Sujet 15 FRM conventionnel 110 0.06 0,55 0 0,1244 0,0855 0,9905 0,9893

3.6.4.4 Analyse subjective

Dans le cadre de l’évaluation du réalisme du simulateur, les participants ont été invités à
comparer leurs expériences de conduite réelle à celles sur le simulateur. Ces comparaisons étaient
basées sur l’évaluation de deux critères fondamentaux : la perception visuelle et la perception
haptique, englobant le réalisme de la propulsion pendant la phase de poussée, et le réalisme de
l’inertie pendant les phases de relâchement et de freinage. À cette fin, un questionnaire spécia-
lement conçu a été développé, utilisant une échelle linéaire de 10 centimètres. Le questionnaire
comprenait un total de quatre questions distinctes, chacune conçue pour évaluer différentes fa-
cettes du réalisme du simulateur, sur une échelle de 1 (faible réalisme) à 10 (haute réalisme). Les
quatre questions étaient formulées comme suit :

Q1 Comment évaluez-vous le réalisme global de la locomotion en fauteuil roulant sur le simu-
lateur ?

Q2 Lorsque je propulse le fauteuil roulant, son comportement vous semble-t-il réaliste ?

Q3 Pensez-vous que l’effort nécessaire pour freiner le fauteuil roulant est réaliste ?

Q4 Lorsque je relâche les poignées, le comportement du fauteuil roulant vous semble-t-il réa-
liste ?

La Figure 3.33 montre un diagramme en boîte à moustaches des résultats des réponses aux
questions, où la moyenne des réponses de chaque participant est représentée pour chaque phase
de locomotion dans le scénario de test. On peut voir que, dans le cas de la trajectoire droite,
le réalisme visuel atteint en moyenne 80%. On remarque également dans cette figure que le
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réalisme haptique atteint 80%. Cette évaluation est basée sur les réponses aux questions Q2 et
Q3, concernant la perception de la force de résistance pendant la phase de poussée, ainsi que la
force de résistance et l’inertie longitudinale pendant la phase de relâchement.

Figure 3.33 – Évaluation du niveau de réalisme de la locomotion en fauteuil roulant sur le
simulateur en fonction des réponses aux 4 questions pour les 15 participants.

Pendant la phase de slalom, le réalisme global diminue légèrement pour atteindre un score
de 75%. Cela est principalement dû au manque de détail dans le scénario virtuel, caractérisé
par la présence d’un simple pavé vert et d’une route. Le réalisme haptique reste stable à 80%.
Pendant la phase de freinage, le réalisme visuel est évalué à 80%, tandis que le réalisme haptique
atteint 90%. Pour la phase de pente 6%, le réalisme est évalué à 80%. Pour la phase de pente
transversale 6%, le réalisme global est évalué à 45%, tandis que le réalisme haptique atteint 58%.

Il convient de noter qu’il existe des différences interindividuelles dans les résultats subjectifs
pour la phase de pente transversale, potentiellement dues à ce que les participants perçoivent
la surélévation du sol de différentes manières. En particulier, ils ne ressentent pas tous la même
intensité en termes d’effets gravitationnels pour une pente transversale avec une configuration
géométrique similaire à celle de la locomotion réelle. Cela souligne la nécessité de réévaluer les
paramètres du modèle de référence en utilisant des conditions de pente transversale similaires
dans la vie réelle. En conclusion, les résultats objectifs et subjectifs démontrent l’efficacité de l’in-
terface haptique pour reproduire un comportement réaliste de la locomotion en fauteuil roulant
dans le simulateur, quelle que soit la configuration de la situation de locomotion.

3.7 Synthèse des trois approches de commandes

Afin d’identifier objectivement le contrôleur le plus adapté pour piloter le simulateur via
une interface haptique, la Figure 3.34 présente un diagramme en bâton comparant la moyenne
des erreurs associées à chaque approche de commande. Les résultats démontrent clairement que
la commande floue (TS-LPV) surpasse largement la commande adaptative (MRAC-EHO) et la
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commande prédictive basée sur des modèles linéaires variants dans le temps (MPC-LPV), cette
dernière ayant montré les performances les plus faibles. Ainsi, nous concluons que la commande
floue (TS-LPV) est la plus appropriée, car elle parvient à compenser de manière robuste les
perturbations et incertitudes résultant des non-linéarités du frottement de contact, des transitions
entre différentes dynamiques, ainsi que de la dynamique à basse vitesse. Les résultats de validation
expérimentale, obtenus à partir d’une expérience utilisateur impliquant 15 participants et réalisée
sur le simulateur PSCHITT-PMR, ont fortement démontré l’efficacité de l’approche de l’interface
haptique proposée pour simuler fidèlement la dynamique de locomotion d’un fauteuil roulant dans
le monde réel avec un niveau de réalisme particulièrement élevé.

Figure 3.34 – Comparaison des performances des trois approches : MRAC-EHO, MPC-LPV et
commande floue (TS-LPV).

3.8 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté la problématique à laquelle la propulsion en FRM sur
un simulateur en mode libre (non commandé) est différente de la propulsion sur un sol réel. Cette
différence est due au frottement de contact non-linéaire entre le FRM et le banc à rouleaux. Afin
de compenser ces frottements, trois approches de commande ont été développées et mises en
œuvre.

La première approche est une commande adaptative optimale (MRAC-EHO) basée sur un
modèle linéaire du frottement de contact. L’avantage de cette approche est qu’elle est simple à
synthétiser. Le résultat de la commande MRAC-EHO a montré un bon suivi de la vitesse prédite
par le modèle de référence. Toutefois, cette approche présente plusieurs limites. La première
est l’existence d’une erreur statique, même avec des gains d’adaptation optimaux. La deuxième
limite est que les gains d’adaptation peuvent entraîner une forte amplification de l’erreur, ce qui
augmente de manière significative l’amplitude de la commande, pouvant entraîner une saturation.
Comme la saturation n’est pas prise en compte, les moteurs du simulateur risquent de décrocher.
Pour remédier à ce problème, la deuxième approche de commande est la commande MPC pour
des systèmes LPV. Cette commande intègre naturellement les contraintes de saturation dans
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l’algorithme d’optimisation, ce qui permet de trouver une solution qui minimise l’erreur de suivi
de trajectoire tout en respectant les contraintes de saturation en entrée et en sortie. Cependant,
les performances de suivi de trajectoire n’étaient pas optimales, avec des erreurs dynamiques et
statiques, notamment à basse vitesse. De plus, la commande manquait de robustesse face aux
variations de trajectoire et pouvait devenir instable.

Pour assurer la stabilité et la robustesse tout en respectant les contraintes de saturation en
entrée-sortie, la troisième approche est une commande optimale LPV basée sur un modèle flou
de type Takagi-Sugeno (T-S) permettant de représenter avec plusieurs sous-systèmes le compor-
tement non linéaire du frottement de contact. Cette approche permet d’assurer la minimisation
de l’erreur de suivi de la vitesse de référence avec un rejet des perturbations, tout en respectant
les contraintes de saturation en entrée et en sortie. La stabilité en boucle fermée du système
(utilisateur-FRM-banc à rouleaux est garantie en utilisant la formulation de problème LMI, basé
sur des arguments de stabilité de Lyapunov.

Les tests expérimentaux avec 15 participants ont démontré l’efficacité de cette interface hap-
tique à reproduire fidèlement la dynamique de locomotion d’un fauteuil roulant, permettant de
quantifier le coût biomécanique de l’utilisateur selon les conditions environnementales.
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4.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, nous avons développé l’interface haptique et dynamique pour
reproduire de manière réaliste l’interaction entre l’utilisateur, le FRM et l’environnement urbain
dans le simulateur PSCHITT-PMR. Les tests ont confirmé que l’interface haptique reproduit
fidèlement la locomotion en fauteuil roulant manuel dans différentes conditions de situation de
déplacement. Les données obtenues grâce au simulateur vont être utilisées pour le développement,
l’implémentation et la validation des systèmes d’assistance pour FRM-AE.

Ce chapitre se concentre sur le développement d’un système d’assistance haptique, caractérisé
par sa capacité à ajuster dynamiquement le niveau d’assistance en fonction des efforts déployés
par l’utilisateur et les contraintes liés à la géométrie du sol. Pour ce faire, l’architecture d’assis-
tance est composée de trois niveaux distincts de fonctionnalités. Tout d’abord, le premier niveau
consiste à calculer un paramètre du niveau d’assistance en fonction d’un indice de difficulté liée à
l’accessibilité, permettant au système d’évaluer la difficulté des scénarios de déplacement. L’ap-
proche adoptée pour quantifier l’indice d’accessibilité est empirique et s’appuie sur un modèle
d’interaction qui relie des caractéristiques du sol, telles que l’angle de la pente, l’angle de dévers,
et des caractéristiques de l’utilisateur, comme la puissance mécanique de propulsion.

Le deuxième niveau se concentre sur la modélisation dynamique de l’interaction entre l’ac-
tion de l’utilisateur et la vitesse de rotation de la roue, en intégrant un modèle d’impédance
linéaire de premier ordre qui caractérise l’impédance ressentie par l’utilisateur au niveau des
mains courantes. Pour permettre un fonctionnement en temps réel, une estimation en ligne de
ces paramètres d’impédance est réalisée à l’aide d’une commande adaptative basée sur un modèle
de référence directe.

Le troisième niveau se concentre sur la synthèse de la commande d’assistance en résolvant
un problème d’optimisation basé sur une approche de commande optimale à paramètres variants
dans le temps. Cette commande prend en compte les variations d’impédance et le paramètre
du niveau d’assistance, ainsi que les contraintes physiques du système (FRM-AE + utilisateur)
afin de garantir la sécurité de ce dernier. Elle prend également en compte les incertitudes liées
à l’interaction entre l’utilisateur et les roues, ainsi que le rejet des perturbations, afin d’assurer
la robustesse du système. Deux formulations de la commande d’assistance sont proposées. La
première adopte une approche explicite, c’est-à-dire que le paramètre du niveau d’assistance et
multiplié à la commande d’assistance puis ajouté au couple de l’utilisateur, tandis que la seconde
intègre le paramètre du niveau d’assistance de manière implicite dans la synthèse de la com-
mande. Cette approche repose sur la modélisation Takagi-Sugeno pour exprimer les exigences
de conception sous forme de contraintes d’inégalités matricielles linéaires (LMIs). Les perfor-
mances de ces stratégies d’assistance sont validées et évaluées sur le simulateur PSCHITT-PMR,
impliquant une étude comparative. Les évaluations comprennent une analyse objective de l’ef-
fort de l’utilisateur et de l’efficacité mécanique de déplacement. Le concept sous-jacent de cette
architecture d’assistance est représentée dans la Figure 4.1.
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Figure 4.1 – Architecture d’assistance haptique centrée sur l’utilisateur et basée sur les capacités
de l’utilisateur et les contraintes environnementales.

4.2 Contributions

Les principales contributions de ce travail peuvent être résumées comme suit :

— Quantification du paramètre du niveau d’assistance : Un modèle empirique est pro-
posé pour quantifier le niveau d’assistance en fonction des caractéristiques de l’utilisateur
et des contraintes environnementales. Cela se fait à travers un indice métrique d’accessi-
bilité, qui intègre à la fois l’action de l’utilisateur et les caractéristiques du terrain. Cette
approche permet une personnalisation de l’assistance en fonction des besoins individuels
de chaque utilisateur.

— Modélisation dynamique de l’interaction utilisateur-roue : Un modèle dynamique
de l’interaction entre l’action de l’utilisateur, le mouvement de la roue et le sol est proposé.
Ce modèle prend en compte le frottement de contact roue-sol, le couple d’assistances et
l’activation musculaire, formulé sous forme d’un modèle d’impédance. Il intègre les varia-
tions du frottement de contact entre la roue et le sol induit par les irrégularités du terrain.
Une commande adaptative basée sur un modèle de référence directe permet une estimation
en ligne de ses paramètres variants, assurant ainsi un fonctionnement en temps réel du
système.

— Approche de commande optimale à paramètres variants (LPV) : Une approche
de commande optimale à paramètres variants est intégrée dans l’architecture d’assistance.
Cette approche utilise la méthode de modélisation Takagi-Sugeno pour exprimer les exi-
gences de conception de la commande. Deux formulations du problème d’optimisation sont
proposées et comparées pour maximiser l’efficacité de l’assistance, ce qui permet une adap-
tation dynamique du niveau d’assistance en fonction des conditions rencontrées. L’approche
T-S LPV prend en compte les incertitudes liées à l’interaction entre l’utilisateur et les roues,
ainsi que la saturation des couples de commandes. Cela garantit une solution robuste et
adaptative, capable de maintenir la stabilité du système tout en fournissant une assistance
efficace.

La Figure 4.2 décrit de manière détaillée l’architecture de l’assistance, illustrant les différents
niveaux de commande ainsi que les interactions entre le système (FRM-AE + utilisateur) et les
stratégies de gestion des incertitudes et des perturbations.
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Figure 4.2 – Architecture d’assistance haptique basée sur l’action de l’utilisateur et un indice
d’accessibilité empirique.

4.3 Quantification du niveau d’assistance par une approche em-

pirique

La définition du paramètre du niveau d’assistance joue un rôle important dans l’architecture
d’une assistance de FRM-AE, car elle permet de moduler le couple d’assistance en fonction des
besoins de l’utilisateur, tout en maintenant une activité physique efficace des membres supérieurs.
Ce paramètre, compris entre 0 et 1, est directement responsable de la régulation de l’amplitude
du couple moteur, influençant ainsi la propulsion sécurisée du FRM-AE. Sa valeur peut varier
selon les besoins spécifiques de l’utilisateur et les conditions d’utilisation. Par exemple, il peut
être fixé à une valeur constante pour garantir une assistance stable tout au long de l’utilisation
du FRM-AE [Cuerva 2016], ou ajusté manuellement par l’utilisateur à l’aide d’un dispositif
de commande [Cooper 2002]. Une approche plus avancée, bien que moins courante, consiste à
adapter dynamiquement le niveau d’assistance en fonction des mouvements de l’utilisateur. Cette
méthode, que nous aborderons en détail dans cette section, permet une assistance flexible et
personnalisée, capable de s’ajuster aux besoins évolutifs de l’utilisateur et aux diverses situations
de déplacement au quotidien.

Dans la littérature, le paramètre du niveau d’assistance est souvent intégré comme un gain
amplificateur d’un filtre passe-bas. La boucle d’assistance est ajoutée sous forme d’une commande
feedforward [Oh 2008], permettant ainsi d’amplifier le couple moteur. Comme nous l’avons men-
tionné dans la partie état de l’art concernant des systèmes d’assistance, cette méthode ne tient
pas compte des besoins spécifiques de l’utilisateur. Hata et al. [Hata 2003] ont introduit un
paramètre du niveau d’assistance variable dans le temps. Ce paramètre adaptatif, décrit dans
l’équation (4.1), repose sur un indicateur paramétrique qui caractérise le risque de chute lors de
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la propulsion en FRM, selon chaque situation de déplacement. En d’autres termes, ce paramètre
du niveau d’assistance permet d’ajuster dynamiquement le filtre passe bas en fonction du risque
perçu de chute. La Figure 4.3 présente un schéma descriptif de l’approche d’assistance utilisée
dans le travail de [Hata 2003, Li 2005].

Figure 4.3 – Schéma d’assistance proposé par [Hata 2003].

Ä Ṫa + Ta = µ Th ou µ = µmax exp (´ x(É, ¹)) (4.1)

Ici, Ta représente le couple d’assistance fourni par le dispositif d’assistance, et Th celui produit
par l’utilisateur, avec µ comme paramètre du niveau d’assistance. L’objectif est de définir un
indice de risque de chute, x(É, ¹), puis de calculer le paramètre d’assistance en fonction de
cet indice pour anticiper le basculement vers l’arrière. Cette approche établit un lien entre le
paramètre du niveau d’assistance et un indice caractérisant les contraintes environnementales
propres à chaque déplacement en FRM-AE. Dans cette partie de notre travail, nous adoptons
une méthode de calcul du paramètre du niveau d’assistance en fonction d’un indice de difficulté
lié à l’accessibilité.

4.3.1 Définition d’un indice de difficulté à l’accessibilité

Dans la littérature, de nombreuses recherches se sont intéressées à la caractérisation
des facteurs de risque de l’usage d’un FRM au quotidien, notamment le risque de déve-
lopper de troubles musculo-squelettiques (TMS) lors de la locomotion en FRM [Hata 2003,
Sabick 2004, GORCE 2010, Louis 2010, Churton 2013, Marchiori 2023]. Par exemple, Sabick et
al [Sabick 2004] ont élaboré un indice de risque, nommé "wheelchair propulsion strength ra-
ting", qui quantifie la corrélation entre le moment maximal produit lors de la propulsion et la
force maximale exercée au niveau des articulations. D’autres études, comme celle de Louis et
al. [Louis 2010], se sont penchées spécifiquement sur les risques liés au membre supérieur en
analysant la cinématique des articulations du poignet, du coude et de l’épaule. Leur approche
repose sur une équation heuristique qui prend en compte différents paramètres tels que l’ampli-
tude articulaire, la position articulaire, le surpoids et l’incertitude associée à l’équation, formulée
comme suit :

ITMS =³ (amplitude articulaire) + ´ (position articulaire)

+ µ (surpoids) + ¶ (incertitude de l’équation)
(4.2)

De manière similaire, Marchiori et al [Marchiori 2023] ont mis au point une méthode de
quantification du risque de TMS basé sur la cinématique du membre supérieur en utilisant une
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approche de logique floue. L’indice de risque TMS est ainsi envisagé comme la loi de défuzzifica-
tion, qui se traduit par la moyenne des sommes pondérés.

La principale limite des travaux précédemment cités réside dans leur omission de considérer
l’impact lié à la géométrie du sol tels que le type de surface, la fréquence de propulsion, le
degré de pente et de dévers sur le risque de TMS. Or l’examen de la littérature effectué dans le
Chapitre 1 révèle que les contraintes environnementales constituent le principal contributeur à
l’augmentation des risques de TMS. Actuellement, aucune méthode de quantification de cet indice
n’a été établie dans la littérature. Néanmoins, la fonction heuristique proposée par [Louis 2010]
pourrait être adaptée pour intégrer les contraintes environnementales dans l’évaluation du risque
de TMS lors de la locomotion en FRM.

Dans cette optique, nous définissons quatre indices distincts liés aux contraintes d’accessibi-
lité, en nous appuyant sur la méthodologie proposée par Louis et al. [Louis 2010].

IW = Äi(t) Ωi(t) avec i = {droit, gauche} (4.3)

Iθ = ¹(t) (4.4)

Iφ = ϕ(t) (4.5)

Iaccessibilité = ´1IW + ´2Iθ + ´3 Iφ (4.6)

Ici, IW symbolise la puissance mécanique, décrivant l’efficacité mécanique du déplacement.
Iθ représente l’angle de pente du terrain, jouant un rôle important dans la difficulté de déplace-
ment. De même, l’angle de dévers Iφ. Enfin, un indice de contrainte d’accessibilité est introduit
Iaccessibilté, sous la forme d’une combinaison linéaire des indices précédemment définis, avec des
poids de pondération ´i pour chaque facteur de difficulté pour refléter l’importance relative de
chaque aspect évalué.

La détermination de ces coefficients est réalisée au moyen d’un algorithme spécifique, tel
que détaillé dans l’algorithme (3). Cet algorithme analyse les caractéristiques du terrain et les
conditions de déplacement pour attribuer des valeurs appropriées à ces coefficients. Par exemple,
sur un terrain plat, la puissance de déplacement est souvent le facteur ayant le plus de poids,
car sur une surface plane, la répétition du mouvement de propulsion, notamment sur de longues
distances, peut provoquer des douleurs aux épaules. En revanche, sur un terrain incliné ou en
dévers, ces facteurs ont un poids plus important, augmentant ainsi la difficulté de déplacement.
Ainsi, l’indice d’accessibilité offre une mesure quantitative de la difficulté de déplacement en
tenant compte des différents aspects du terrain et des conditions environnementales.

Algorithme 3 Algorithme pour calculer l’indice d’accessibilité Iaccessibilité

Input: IW , Iθ, Iφ
Output: Iaccessibilité

16 if Iθ ∈ [−1.5◦, 1.5◦] & Iφ ∈ [−1◦, 1◦] then
17 ´1 ← 0.75 ´2 ← 0.125 ´3 ← 0.125

18 end
19 else if Iθ ̸= 0 & Iφ ∈ [−1◦, 1◦] then
20 ´1 ← 0.25 ´2 ← 0.625 ´3 ← 0.125

21 end
22 else if Iφ ̸= 0 & Iθ ∈ [−1.5◦, 1.5◦] then
23 ´1 ← 0.4375 ´2 ← 0.125 ´3 ← 0.4375

24 end
25 Iaccessibilité ← ´1 × IW + ´2 × Iθ + ´3 × Iφ

return Iaccessibilité
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L’idée de cet algorithme est d’adapter les coefficients (´1, ´2, ´3) en fonction des caracté-
ristiques du terrain, afin de refléter les différentes contributions des facteurs (IW , Iθ, Iφ) à la
difficulté de déplacement. Sur un terrain plat, la difficulté est surtout déterminée par l’effort
global (représenté par IW ). En revanche, en terrain incliné ou avec un dévers, les angles Iθ et Iφ
prennent plus d’importance.

4.3.2 Calcul du paramètre du niveau d’assistance

Dans cette approche, le paramètre du niveau d’assistance µ est déterminé en fonction de
l’indice de difficulté associé à l’accessibilité, représenté par Iaccessibilité. Afin de montrer gra-
phiquement chaque domaine d’activation correspondant à chaque indice de difficulté (Iw,Iθ,Iφ),
nous formulons différentes fonctions de niveau d’assistance en fonction de ces indices. Ainsi, nous
pouvons les exprimer comme suit :

— Pour le niveau d’assistance en fonction du déplacement (µ(Iw)) :

µw = 1−
1

1 + e−kw(Iw+σ1)
+

1

1 + e−kw(Iw−σ1)
(4.7)

— Pour le niveau d’assistance en fonction de l’angle de pente (µ(Iθ)) :

µθ = 1−
1

1 + e−kθ(Iθ+σ2)
+

1

1 + e−kθ(Iθ−σ2)
(4.8)

— Pour le niveau d’assistance en fonction de l’angle de dévers (µ(Iφ)) :

µφ = 1−
1

1 + e−kφ(Iφ+σ3)
+

1

1 + e−kφ(Iφ−σ3)
(4.9)

— Pour la combinaison de ces trois facteurs (µassist(Iw, Iθ, Iφ)) :

µassist = 1−
1

1 + e−kassist(Iaccessibilité+σ4)
+

1

1 + e−kassist(Iaccessibilité−σ4)

avec

Iaccessibilité = ´1 × IW + ´2 × Iθ + ´3 × Iφ

(4.10)

où kw,kθ, kφ et kassist sont des constantes positives déterminant la vitesse à laquelle le
paramètre du niveau d’assistance atteint sa valeur normale pour chaque indice. Les valeurs
Ã1, Ã2, Ã3 et Ã4 représentent les seuils minimaux d’activation du paramètre d’assistance,
déterminés à partir de la littérature [Rouvier 2023]. Cette formulation permet de com-
prendre de manière cohérente comment les niveaux d’assistance évoluent en fonction de
l’augmentation des indices de difficulté, en conformité avec le principe énoncé.
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Figure 4.4 – Vue d’ensemble du domaine d’activation pour chaque niveau d’assistance.

La Figure (4.4) illustre de manière détaillée le fonctionnement du paramètre du niveau d’assis-
tance en réponse aux différents indices de difficulté. Chaque sous-figure offre une représentation
graphique spécifique du niveau d’assistance tel qu’il a été défini par les équations correspondantes.
Ainsi, la Figure (4.4.a) montre le niveau d’assistance décrit par l’équation (4.7), tandis que la
Figure (4.4.b) représente celui défini par l’équation (4.8). De même, la Figure (4.4.c) dépeint le
niveau d’assistance tel qu’il a été défini dans l’équation (4.9), tandis que la Figure (4.4.d) expose
le niveau d’assistance déterminé par l’équation (4.10). En outre, cette dernière figure permet
également de comparer chaque niveau d’assistance avec leurs domaines d’activation respectifs.

Le niveau d’assistance µIaccessibilité
= 1 est maximal sur un terrain plat lorsque le couple exercé

atteint ou dépasse 10 Nm. En revanche, sur une pente, l’assistance maximale est atteinte lorsque
l’inclinaison ¹ atteint 3 degrés, avec un couple propulsif maintenu à 15 Nm. De même, dans le
cas d’un dévers, l’assistance maximale est obtenue lorsque l’angle ϕ dépasse ou atteint 2 degrés,
tout en maintenant un couple propulsif égal ou supérieur à 15 Nm. Il est essentiel de noter
que le niveau d’assistance peut être influencé simultanément par la pente et le dévers lors des
déplacements. En effet, les mouvements de propulsion ne sont jamais parfaitement rectilignes, ce
qui peut engendrer des combinaisons de mouvement en pente et en dévers. Par exemple, lorsqu’un
utilisateur se trouve sur une pente, sa trajectoire n’est jamais parfaitement alignée avec l’axe de la
pente. Il peut aussi y avoir de légères déviations latérales entraînant des mouvements simultanés
de pente et de dévers. Pour prendre en compte ces variations, des pondérations ´i ont été intégrées
dans notre analyse.

Dans l’architecture d’assistance prévue dans ce travail, uniquement µ(Iaccessibilité) sera utilisé.
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4.4 Modélisation de l’interaction utilisateur-FRM-sol

Dans cette section, nous présentons un modèle de l’interaction entre la main de l’utilisateur
et la main courante, permettant de caractériser l’impédance ressentie par l’utilisateur lors de la
propulsion en FRM. Ensuite, nous intégrons ce modèle dans la dynamique de la roue arrière du
FRM en boucle fermée avec l’utilisateur.

4.4.1 Modélisation du couple propulsif

Comme nous l’avons expliqué dans le Chapitre 2 paragraphe 2.3.2, le couple propulsif est
le couple permettant aux roues de tourner. Son amplitude est principalement déterminée par le
système nerveux central, qui contrôle les muscles des membres supérieurs afin de permettre à
l’utilisateur de produire une force suffisante pour franchir une situation de déplacement donnée.
Par exemple, sur un terrain en pente (voir Figure 4.5), l’utilisateur du FRM applique une force
suffisamment importante pour franchir la pente et contrer l’effet de la force gravitationnelle ainsi
que la résistance au roulement.

Figure 4.5 – Illustration du profil de la force propulsive en réponse aux variations du terrain.

Le modèle présenté dans cette étude est un modèle dynamique d’interaction qui intègre
l’impédance du contact roue-sol, le couple d’assistance et l’activation musculaire de l’utilisateur.
Il prend en compte les variations du frottement entre la roue et le sol en fonction de la vitesse
angulaire de chaque roue, afin de prédire les couples appliqués par l’utilisateur sur les mains
courantes. La représentation schématique illustré dans la Figure 4.6 peut être convertie en une
équation dynamique décrivant de manière quantitative le comportement de cette interaction :

Ä
˙̂
Th + T̂h = Ta + ẐρÉ (4.11)

Dans cette représentation, T̂h désigne le couple propulsif exercé par l’utilisateur sur la roue, Ä
correspond au temps de réaction de l’interaction utilisateur-roue, Ta représente le couple d’assis-
tance. De plus, É représente la vitesse de rotation de la roue, tandis que Ẑρ caractérise l’impédance
mécanique de la main courante, résultant de la réaction du FRM-AE aux sollicitations de l’uti-
lisateur via le couple propulsif. Cette impédance, liée à la vitesse de rotation des roues, varie en
fonction de l’adhérence du sol et du type de revêtement. Il est à noter que pour caractériser cette
impédance, une identification en ligne est nécessaire, processus abordé dans la section suivante.
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Figure 4.6 – Le bloc de l’assistance en boucle fermée avec le modèle d’interaction Utilisateur-
Roue-Sol

4.4.2 Modélisation de l’interaction entre l’utilisateur-roue-sol

Le modèle décrivant l’interaction entre l’utilisateur, les roues et le sol a été présenté dans
le Chapitre 2, équation 2.20. Nous rappelons que la dynamique de chaque roue arrière s’écrit
comme suit :

JrÉ̇ = T̂h −N (É) (4.12)

N (É) = RrFr(É) + ¸É (4.13)

Nous rappelons que ¸ représente le paramètre de viscosité, Rr désigne le rayon de la roue arrière
et Jr correspond à l’inertie de la roue. Fr(É) est la force de résistance au roulement, une fonction
non-linéaire décrite par l’équation (2.26).

Afin d’établir un modèle dédié à la conception de la loi de commande de l’assistance, le
modèle de la roue décrit par l’équation 4.12 a été augmenté en associant le modèle du couple
utilisateur décrit par l’équation 4.11 comme suit :

Σ :

{

É̇ = −N (ω)
Jr

+ Th

Jr
˙̂
Th = −1

τ
T̂h + 1

τ
Ta +

Ẑρ

τ
É

(4.14)

4.5 Identification en ligne de l’impédance de la main courante

Pour identifier le paramètre d’impédance Zρ, nous utilisons la commande adaptative par
modèle de référence (MRAC) [Nguyen 2018], couramment employée pour les systèmes linéaires.
Cette méthode atténue les effets des incertitudes du système sur les performances globales, en
garantissant la stabilité des paramètres adaptatifs grâce au concept de stabilité de Lyapunov,
assurant ainsi des performances optimales dans des conditions variables et incertaines.

4.5.1 Approche d’identification en ligne basée sur la méthode MRAC

Dans cette étude, l’objectif de l’approche MRAC est d’estimer le paramètre d’impédance
Zρ tout en assurant la stabilité asymptotique en boucle fermée du système 4.11. La commande
adaptative par modèle de référence se compose de trois blocs principaux : un modèle incertain
comportant des paramètres connus ou inconnus, un bloc représentant un modèle de référence



4.5. Identification en ligne de l’impédance de la main courante 139

définissant la réponse souhaitée d’un système de contrôle adaptatif à une commande et une
entrée. Dans notre cas, la réponse souhaitée est le couple de l’utilisateur et l’entrée est la vitesse
angulaire des roues. Le troisième bloc contient des lois adaptatives exprimant explicitement
comment les paramètres adaptatifs doivent être ajustés pour maintenir l’erreur de suivi aussi
faible que possible. Le schéma fonctionnel d’un système de commande adaptative par modèle de
référence (MRAC) est illustré sur la Figure (4.7).

Figure 4.7 – Schéma descriptif du processus d’identification en ligne basé sur la commande
adaptative (MRAC).

Dans la suite de cette analyse, nous présentons l’approche d’identification adaptative per-
mettant d’identifier le paramètre d’impédance Zρ [Nguyen 2018, Oudainia 2023].

Considérons le modèle décrit dans l’équation (4.11), la réécriture de ce modèle conduit à la
forme d’espace d’état suivante :

˙̂
Th(t) =

−1

Ä
T̂h(t) +

1

Ä
u(t) (4.15)

La loi de commande u est définie telle que :

u = Ta(t) + ẐρÉ(t) (4.16)

Le signal de la trajectoire de référence est mesurable et borné, tout comme sa variation. Nous
supposons que la trajectoire désirée peut être modélisée comme suit :

Ṫhm
(t) = Am Thm

(t) +Bm r(t) avec Thm
(0) = 0 (4.17)

avec :
r(t) = Ta(t) + Zm É(t) (4.18)

Ici, Am = −1
τ
< 0 est Hurwitz, Bm = 1

τ
et Zm désigne la trajectoire optimale du paramètre

d’impédance Ẑρ à déterminer. Le signal de commande de référence É ∈ L∞ est supposé borné
et continu par morceaux, afin que Thm(t), représentant le signal de couple propulsif de référence
du modèle, reste uniformément borné.

En comparant l’équation (4.15) avec le modèle de référence (4.17), nous obtenons l’expression
de l’erreur de suivi e = Thm

− T̂h. Par conséquent, l’équation de la dynamique de l’erreur de suivi
en boucle fermée est établie comme suit :

ė(t) = Am

(

Thm
(t)− T̂h(t)

)

+Bm (r(t)− u(t)) (4.19)
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ė(t) = Ame(t) +Bm (r(t)− u(t)) (4.20)

Ainsi,

ė = −
1

Ä
e−

1

Ä
(Zρ − Zm)É (4.21)

Afin de définir la loi adaptative pour ajuster le paramètre d’impédance Zρ, nous définissons
le théorème suivant :

Theorem 4.5.1. Si un signal de commande borné et continu par morceaux, défini par l’équation

(4.16) est appliqué au système (4.15) pour suivre une trajectoire définie par le modèle de référence

(4.17). Alors, il existe une loi adaptative capable de contraindre le paramètre d’impédance Zρ à

converger vers Zm lorsque t→∞. Cette convergence assure une stabilité asymptotique du modèle

d’interaction en boucle fermée au sens de Lyapunov.

Proof. Nous choisissons la fonction candidate de Lyapunov définie positive telle que

V(e, Z̃ρ) =
1

2

(

e2 +Bm ÃZ̃2
)

> 0 avec

Z̃ = Ẑρ − Zm et Ã > 0
(4.22)

Qui satisfait l’inégalité suivante

V̇(e, Z̃ρ) = e ė+Bm ÃZ̃Ż(Ä) f 0

= e
(

Am e−Bm Z̃ É
)

+Bm ÃZ̃ Ż(Ä) f 0

= Am e2 +BmZ̃
(

Ã Ż(Ä)− e É
)

f 0

(4.23)

Alors V̇(e, Z̃ρ) = Am e2 f 0, si,

Ż(Ä) =
e É

Ã
(4.24)

Avec Ã est la vitesse d’apprentissage de Zρ. Puisque V̇ (e, Z̃) f 0, alors e(t) et Zρ sont bornés.
Alors,

lim
t→∞

V
(

e, Z̃ρ

)

= V
(

e(0), Z̃(Ä(0))
)

+Am∥e∥
2
2 (4.25)

Par conséquent, V (e, Z̃) à une limite finie quand t → ∞. Puisque ∥e∥2 existe alors e(t) ∈
L2 ∩ L∞, parcontre, ∥ė∥ ∈ L∞.

Maintenant, nous effectuant la deuxième dérivée de la fonction de Lyapunov V̈ (e, Z̃) telle
que

V̈
(

e, Z̃
)

= 2Ameė = 2Ame [Am e−Bm (Zρ − Zm)] (4.26)

Puisque e(t) et Z̃ sont bornés parce que V̇ (e, Z̃) f 0, et qu’on peut écrire :

|Th| = |Thm
− e(t)| f |Thm

|+ |e(t)|,

cela montre que Th est borné par la somme des bornes de Thm
et de e(t). Alors, V̈ (e, Z̃)

est bornée. Par conséquent, V̇ (e, Z̃) f 0 est uniformément continu. Nous introduisions le
Lemme de Barbalat [Slotine 1991],

Lemma 4.5.2. Si f(t) ∈ R une fonction différentiable telle que limt→∞ f(t) existe et est finie,

et si ḟ(t) est uniformément continue, alors lim
t→∞

ḟ(t) = 0.

En vertu du Lemme de Barbalat (4.5.2), on observe que V̇ (e, Z̃)→ 0 lorsque t→∞, ce qui
implique que e(t)→ 0 dans la même limite. Par conséquent, l’erreur de suivi est asymptotique-
ment stable. Cependant, il convient de noter que l’ensemble du système de contrôle adaptatif ne
peut être considéré comme asymptotiquement stable, étant donné que Z̃ ne peut être établi que
comme borné.
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4.5.2 Validation fonctionnelle du modèle d’interaction Utilisateur-Main cou-

rante

Dans cette section, nous effectuons une première validation du modèle LPV en identifiant, en
ligne, les paramètres d’impédance associés à chaque interaction utilisateur-main courante. Nous
présentons ensuite une analyse comparative des paramètres d’impédance dans les deux modes,
sans assistance et avec assistance, afin d’évaluer objectivement l’influence de l’assistance sur les
variations observées dans les paramètres d’impédance.

4.5.2.1 Validation du modèle LPV dans différentes situations de locomotions

Dans le but de valider et d’analyser le comportement de l’utilisateur dans diverses situations,
une identification paramétrique a été réalisée selon trois modes de conduite distincts : un mode
sans assistance et deux modes avec assistance. Un scénario de locomotion, incluant différentes
situations telles que la ligne droite, le virage, la pente et le dévers, a été utilisé (Voir Figure 4.8).
Les résultats de l’identification en ligne des paramètres de l’utilisateur pour chaque situation de
locomotion sont présentés respectivement dans les Figures 4.9, 4.10, 4.11 et 4.12.

Figure 4.8 – Scenario de validation du modèle de l’utilisateur (Sans Assistance (SA) et avec
Assistance (AA).
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Figure 4.9 – Validation expérimentale du modèle d’interaction utilisateur-main courante pour
un déplacement en ligne droite sans assistance.
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Figure 4.10 – Validation expérimentale du modèle d’interaction utilisateur-main courante pour
un déplacement en virage sans assistance.
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Figure 4.11 – Validation expérimentale du modèle d’interaction utilisateur-main courante pour
un déplacement en pente sans assistance.
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Figure 4.12 – Validation expérimentale du modèle d’interaction utilisateur-main courante pour
un déplacement en dévers sans assistance.
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La validation du modèle de couple de l’utilisateur avec l’algorithme d’identification en ligne
a été effectuée à l’aide du Simulateur PSCHITT-PMR. Un scénario de locomotion comprenant
cinq situations distinctes a été considéré : la conduite en ligne droite, en freinage, en virage, en
pente et en dévers.

La procédure expérimentale adoptée pour cette validation consiste en deux phases. Dans
un premier temps, l’utilisateur est invité à effectuer le scenario (Figure 4.8) sans assistance,
permettant ainsi d’évaluer son effort en fonction de l’impédance de la main courante pour les
différentes situations de locomotion. Dans un second temps, un essai avec assistance est réalisé.
L’objectif de ces essais est de valider le modèle de l’interaction utilisateur-main courante, et par
ailleurs de comparer les réponses de l’utilisateur en termes d’amplitude du couple propulsif avec
et sans assistance, afin d’évaluer son influence sur le paramètre d’impédance.

Les résultats de l’identification en ligne des paramètres d’impédance dans le modèle de
l’utilisateur-main courante sont présentés graphiquement dans les figures 4.9, 4.10, 4.11, et 4.12
pour les essais sans assistance. Les résultats montrent que le profil du couple du modèle de l’uti-
lisateur correspond étroitement aux données mesurées par le capteur de couple du simulateur.

4.5.2.2 Comparaison de l’impédance de la main courante en mode sans assistance
et avec assistance

Le tableau 4.1 montre les performances du modèle d’interaction utilisateur-roue-sol avec le
couple d’assistance et sans assistance. Les résultats montrent que l’assistance électrique réduit
significativement les valeurs des paramètres d’impédance des mains courantes dans toutes les
conditions de test (ligne droite, virage, pente et dévers). Par exemple, pour les lignes droites,
les intervalles passent de [-5,29] sans assistance à [-2,14] avec assistance pour Zg(Ä), et de [-
30,20] à [0,10] pour Zd(Ä). De même, en virage, les intervalles se resserrent de [-10,15] à [0,6]
pour Zg(Ä) et de [0,30] à [0,7] pour Zd(Ä) avec l’assistance. Ces réductions indiquent une plus
grande consistance et prévisibilité du modèle lorsque l’assistance est activée. Cela suggère que
l’assistance diminue l’impédance de la main-courante perçue par l’utilisateur.

Table 4.1 – Validation objective du modèle d’interaction utilisateur-main courante par le biais
des indicateurs de performances MSE et R-Value.

Situation de locomotion Situation de locomotion
Gauche Droite

MSE% R Value Z(Äg) MSE% R Value Z(Äd)

Sans assistance

Ligne droite 0.7923 0.9329 [-5,29] 1.0256 0.9058 [-30,20]
Virage 2.1231 0.8988 [-10,15] 2.3177 0.7725 [0 :30]
Pente 0.3543 0.9728 [-5,10] 0.5818 0.9584 [-5,10]
Dévers 0.7950 0.9539 [-10,22] 0.7364 0.9439 [-10,22]

Avec assistance

Ligne droite 0.5015 0.9665 [-2,14] 0.7100 0.9552 [0,10]
Virage 2.2000 0.8700 [0,6] 1.1800 0.8600 [0,7]
Pente 0.5000 0.9640 [-2,5] 0.7600 0.9474 [-2,5]
Dévers 0.7700 0.9640 [-5,10] 0.5500 0.9620 [-5,10]

4.6 Conception de la commande d’assistance robuste basée sur

un modèle flou Takagi-Sugeno

Dans cette section, nous présentons deux stratégies d’assistance pour fauteuil roulant avec
assistance électrique afin d’évaluer laquelle est la plus performante en termes d’efficacité éner-
gétique, de confort de l’utilisateur, et de réponse adaptative aux variations des conditions de
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locomotion. La première approche utilise une fonction de coût multi-objectif visant à minimi-
ser l’énergie du couple appliqué par l’utilisateur. La commande d’assistance générée est ensuite
multipliée par le paramètre du niveau d’assistance u = µ · Ta. La deuxième approche intègre
le paramètre du niveau d’assistance directement dans l’algorithme d’optimisation pour produire
une commande d’assistance adaptative en fonction de µ, soit u = Ta(µ).

4.6.1 Représentation polytopique du modèle d’interaction utilisateur-sol

Dans cette section, nous développons le modèle polytopique TS du système 4.14 en vue de
concevoir la commande d’assistance pour un fauteuil roulant avec assistance électrique.

Le modèle dynamique d’interaction entre l’utilisateur, la roue et le sol, présenté dans l’équa-
tion 4.14, inclut un paramètre d’impédance variant dans le temps ainsi qu’un couple de résistance
au roulement dépendant de diverses mesures. Pour simplifier le modèle du couple de résistance au
roulement décrit dans l’équation (4.14), nous formulons l’hypothèse que le modèle de résistance
au roulement peut être paramétrisé linéairement comme une relation affine entre Ni(t) ∈ Rn et
Éi ∈ Rp, que le mouvement du FRM est sans glissement :

N (É) = f1(t)É + f2(t) (4.27)

Ainsi, le modèle décrit par l’équation 4.14 devient :

Σ :

{

É̇(t) = −f1(t)
Jr

É(t)− f2(t)
Jr

+ Th(t)
Jr

Ṫh(t) =
−1
τ
Th(t) +

1
τ
Ta(t) +

Zρ

τ
É(t)

(4.28)

Ainsi, la représentation d’état du modèle 4.28 s’écrit comme suit :

ẋ(t) = A(t)x(t) +Bu(t) +Dw(t) (4.29)

A(t) =

[

−
f1(t)
Jr

1
Jr

Zρ

τ
−1
τ

]

, B =

[
0
1
τ

]

, D =

[ 1
Jr

0

]

, u(t) = Ta(t), w(t) = f2(t) (4.30)

avec, x(t) = [É Th]
T est l’état du système avec x ∈ R

2, u(t) = Ta(t) avec u ∈ R est l’entrée de
contrôle et w(t) ∈ R est la perturbation d’entrée contenant toutes les incertitudes du frottement
de contact roue-sol. A(t) ∈ R

2×2 est la matrice d’état, B ∈ R
2×2 est le vecteur de commande et

D ∈ R
2×1 est le vecteur de perturbation.

Les paramètres variants dans le temps f1(t) et Zρ(t) sont bornés.

f1min
f f1 f f1max

Zρmin
f Zρ f Zρmax

(4.31)

La paire (A(t), B) est uniformément contrôlable. L’entrée de commande est soumise à une satu-
ration symétrique dans un ensemble compact U(umin, umax), défini comme suit :

U(umin, umax) = {u ∈ R
m : −umin f Ta f umax} (4.32)

Nous définissons les paramètres variables f1(t) et Zρ(t) selon leurs valeurs limites q11 =

max(f1(t)), q12 = max(Zρ), q21 = min(f1(t)) et q22 = min(Zρ). Ainsi, les paramètres variables
s’écrivent :
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f1(t) = E1
1q

1
1 + E2

1q
2
1

Zρ(t) = E1
2q

1
2 + E2

2q
2
2

(4.33)

Pour chaque paramètre variant, nous attribuons les deux fonctions d’appartenance suivantes :

E1
1 =

q11 − f1(t)

q11 − q
2
1

avec E2
1 = 1− E1

1

E1
2 =

q12 − Zρ(t)

q12 − q
2
2

avec E2
2 = 1− E1

2

Les fonctions d’appartenance, E1
i et E2

i , doivent satisfaire la propriété suivante E1
i +E

2
i = 1.

Les règles du système T-S sont conçues pour inclure toutes les combinaisons possibles des para-
mètres variants. En utilisant l’approche des secteurs non linéaires [Takagi 1985], nous obtenons
la représentation LPV floue T-S à 22 règles :

{

ẋ =
∑4

i=1 hi(Aix) +Bu+Dw,

y = [0 1]x.
(4.34)

où Ai est calculé selon :

i = 1 : {A (f1min
, Zρmin

)} i = 3 : {A (f1max
, Zρmin

)}

i = 2 : {A (f1min
, Zρmax

)} i = 4 : {A (f1max
, Zρmax

)}
(4.35)

La fonction d’appartenance de la règle i est calculée comme le produit des fonctions E1
i et E2

i

correspondant aux ensembles flous des règles d’inférence floues, c’est-à-dire :

h1 = E1
1 E

1
2 h2 = E2

1 E
1
2

h3 = E1
1 E

2
2 h4 = E2

1 E
2
2

(4.36)

4.6.2 Validation du modèle T-S sur le simulateur PSCHITT-PMR

Après la formulation sous forme T-S du modèle augmenté des roues avec le modèle de l’utilisa-
teur sous forme T-S, une validation expérimentale du modèle T-S a été réalisée. Cette validation
expérimentale nécessite préalablement l’identification des valeurs extrêmes du paramètre de frot-
tement d’impédance (f1 et Zρ), qui délimitent les bornes maximales et minimales. Ces valeurs
sont déterminées par un processus d’identification en ligne, dont les détails sont exposés dans le
Tableau 4.1 pour Zρ et pour f1(t) et f2(t) ils ont été identifiés avec l’algorithme RLS (2).

La validation du modèle T-S est ensuite réalisée en utilisant le simulateur PSCHITT-PMR,
avec un scénario de locomotion standardisé (voir figure 4.8). Ce scénario comprend différentes
conditions de locomotion, incluant la propulsion en ligne droite, les manœuvres de virage, les
pentes et les dévers. Pour ce faire, les entrées du modèle T-S sont constituées du paramètre
de résistance au roulement f1(t) ainsi que du paramètre d’impédance variable du conducteur,
identifié de manière récursive. Ces deux paramètres sont essentiels pour simuler le comportement
d’interaction entre l’utilisateur, la roue et le sol dans le simulateur.

Les résultats de la comparaison entre les prédictions du modèle augmenté T-S et les données
réelles enregistrées dans le simulateur sont illustrés dans la Figure 4.13 et la Figure 4.14. Les
résultats expérimentaux montrent que le modèle T-S augmenté correspond bien à la fois au
modèle LPV (voir équation 4.29) et aux mesures issues du simulateur. Ainsi, la validité du
modèle T-S intégré de l’interaction utilisateur-roue-sol est établie.
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Figure 4.13 – Évaluation comparative de la validité du modèle TS (rouge) avec le modèle LPV
identifié en ligne (courbe bleue) et le couple mesuré sur le simulateur (courbe grise).
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Figure 4.14 – Évaluation comparative de la validité du modèle TS (rouge) avec le modèle LPV
identifié en ligne (courbe bleue) et la vitesse mesurée sur le simulateur (courbe grise).
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4.6.3 Commande optimale multi-objectif basée sur le modèle T-S global

Dans ce qui suit, les détails de la conception de la commande d’assistance (T-S LPV) avec
des contraintes de saturation sur l’entrée du système, basée sur une optimisation des inégalités
matricielles linéaires (LMI) sont présentés. Les spécifications de performance du contrôle incluent
les conditions de stabilité, les contraintes de saturation sur l’entrée et le rejet des perturbations.

Considérons le système décrit par l’équation (4.29), où w est une perturbation appartenant
à un ensemble S borné dans L2. L’ensemble S est défini comme suit : S = {w : [0,∞) →

R
q ;
∫
∞

0 w(Ä)Tw(Ä)dÄ f µ−1
}, avec µ−1 étant un scalaire positif.

Le vecteur de performance considéré pour cette commande représentée par l’équation de
sortie (4.29), est écrit :

y = Cx = Th (4.37)

Nous choisissons la norme H∞ comme critère de performance tel que :

sup
||w||2 ̸=0

J1

||w||2
f Ã (4.38)

où

J1 =

∫
∞

0
(yTQy + uTRu)dt (4.39)

La stratégie de commande adoptée pour générer la commande d’assistance est de forme LPV
basée sur la Compensation Parallèle-Distribuée (PDC) [Tanaka 2004, Lendek 2011].

Le contrôleur flou PDC est formulé comme suit :

u(t) =

4∑

i=1

hiFix(t) avec |u(t)| = |Ta| f 35 (4.40)

où, Fi représente la matrice de gains de retour d’état optimal à concevoir. Si nous substituons
la commande définit dans l’équation (4.40) dans le modèle global (4.34), ainsi le système en boucle
fermée en interaction avec l’utilisateur peut être écrit comme suit :

ẋ(t) =

4∑

i=1

hi {Ai +BFi}x(t) +Dw(t) (4.41)

Les gains optimaux Fi qui assurent la stabilisation du modèle (4.29) peuvent être obtenus en
appliquant le théorème suivant :

Theorem 4.6.1. Le contrôle PDC (4.40), qui stabilise globalement et asymptotiquement le mo-

dèle T-S flou continu (4.29) sous les contraintes d’entrée et le critère d’atténuation des per-

turbations (4.38), est obtenu en résolvant le problème de contrôle optimal suivant [Tuan 2001,

Tanaka 2004, Lendek 2011] :

min
x,M1,...,Mr

Ã2

s.t. X > 0 (4.42)

Γi < 0 (4.43)

(4.44)

[
1 x(0)T

x(0) X

]

g 0, (4.45)

[
X MT

i

Mi µ2

]

g 0, (4.46)
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où X = P−1, M = Fi X, et

Γi =










(

(AiX +B Mi)
T

+AiX +B Mi

)

XT MT
i D

∗ Q−1 0 0

∗ 0 R−1 0

∗ 0 0 −Ã2I










1. Proof. Considérons la fonction candidate de Lyapunov suivante :

V (x) = xTPx > 0, avec P = P T > 0 (4.47)

qui satisfait l’inégalité suivante :

V̇ (x) + yTQy + uTRu− Ã2wTw f 0, (4.48)

En intégrant l’expression (4.48) de 0 à ∞ et en supposant que x(0) = 0, nous obtenions :

V (x(∞)) + J f Ã2
∫

∞

0
wT (t)w(t)dt (4.49)

Puisque V (x(∞)) g 0, il en découle logiquement que l’inégalité définie dans (4.38) est res-
pectée. Maintenant, les conditions de stabilité sont dérivées comme suivent :

V̇ (x)+yTQy + uTRu− Ã2wTw =

xT
4∑

i=1

hi
[
GT

i P + PGi

]
x

+wT DTPx+ xTDPw

+yTQy + xT
4∑

i=1

hi F
T
i R Fix− Ãw

Tw f 0

(4.50)

où Gi = (Ai +BFi).
L’inégalité (4.50) peut être écrite de façon compacte :

4∑

i=1

hi

[
x

w

]T






(

GT
i P + PGi

+Q+ F T
i RFi

)

DP

∗ −Ã2I






︸ ︷︷ ︸

Γi

[
x

w

]

f 0 (4.51)

L’inégalité (4.51) n’est pas convexe conjointement en P et Fi. En multipliant l’inégalité à gauche
et à droite par P−1 et en définissant les changements de variables suivantsX = P−1 etMi = FiX,
les conditions (4.51) sont équivalentes à :

Γi =






(

XAT
i +MT

i B
T +AiX +BMi

+XTQX +MT
i RMi

)

D

∗ −Ã2I




 (4.52)

En utilisant le lemme du complément de Schur [Tanaka 2004, Lendek 2011] de manière sé-
quentielle, la LMI (4.52) devient :
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Γi =










(

(AiX +B Mi)
T

+AiX +B Mi

)

XT MT
i D

∗ Q−1 0 0

∗ 0 R−1 0

∗ 0 0 −Ã2I










(4.53)

Par conséquent, l’expression d’inégalité Γi de la condition du théorème (4.6.1) est vérifiée.

2. Proof. Pour garantir que la commande (4.40) satisfait la contrainte d’entrée ||u(t)||2 f µ,
nous considérons la fonction de Lyapunov (4.47) telle que

x(0)TPx(0) f 1 (4.54)

équivalent à
1− x(0)TPx(0) g 0 (4.55)

D’autre part, nous avons,

uT u =
[
xT (t)F T

i Fix(t)
]
f µ2 (4.56)

Puisque xT (t)X−1x(t) < xT (0)X−1x(0) f 1, si,

1

µ2

[
xT (t)F T

i Fix(t)
]
f xT (t)X−1x(t) (4.57)

Alors,

xT (t)

[
1

µ2
F T
i Fi −X

−1

]

x(t) f 0 (4.58)

En appliquant le changement de variable Mi = FiX, nous obtenons,

xT (t)

[
1

µ2
MT

i Mi −X

]

︸ ︷︷ ︸

Ii

x(t) f 0 (4.59)

Si Ii f 0 alors l’inégalité (4.59) est vraie. En appliquant le complément de SChur à la LMI
Ii dans (4.59) nous obtenons

[
X MT

i

Mi µ2

]

g 0 (4.60)

Ainsi, les conditions de stabilité (4.53), (4.55) et (4.60) concluent les preuves du Théorème
(4.6.1).

Pour valider expérimentalement la fonctionnalité de l’assistance, une première étape consiste à
résoudre le problème d’optimisation énoncé dans le théorème (4.6.1). Les contraintes matricielles
linéaires (LMI) (4.44) et (4.46), telles que définies par le Théorème (4.6.1), sont traitées à l’aide de
l’outil YALMIP [Lofberg 2004] intégré à l’environnement MATLAB. Les gains du retour d’état
Fi sont calculés hors ligne à l’aide d’un solveur numérique spécialisé, Mosek [ApS 2019], une
seule fois. En revanche, le processus d’identification des paramètres ϑi est effectué en ligne et en
temps réel, en considérant les bornes supérieures et inférieures de Ai. En fixant la saturation de
l’entrée de contrôle à µ = 35[Nm]. Les gains optimaux de l’assistance pour le côté gauche :

F1 =

[
6.8419

5.2313

]T

, F2 =

[
6.2727

5.2313

]T
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F3 =

[
6.5162

5.5534

]T

, F4 =

[
5.9509

6.0515

]T

Une fois les gains obtenus, la commande d’assistance envoyée pour aider l’utilisateur est
définie par ua = µaccessibilité Ta, ce qui implique que le paramètre du niveau d’assistance est
considéré directement. Les résultats des tests expérimentaux sont exposés dans la section de
validation expérimentale et seront comparés de manière objective à la commande adaptative
dans la section suivante.

4.6.4 Commande optimale adaptative basée sur le modèle T-S global

Dans cette section, nous proposons une seconde approche de commande pour la conception de
l’assistance basée sur une fonction de coût adaptative [Lazcano 2021, Oudainia 2023].Le schéma
de l’assistance adaptative basée sur µaccessibilité est illustré dans la Figure (4.15).

Figure 4.15 – Architecture du fonctionnement d’une assistance adaptative basée sur un indice
d’accessibilité.

L’idée est de ne pas pondérer a posteriori la commande optimale calculée, mais de prendre
en compte un paramètre de pondération dans la fonction de coût à minimiser lors du calcul de
la commande optimale.

J2(µ) =

∫
∞

0

(
yTQ(µ)y + uT Ru

)
dt (4.61)

Où µ ∈ [0, 1] et Q(µ) et R sont des matrices de pondération définies positives.

Q(µ) = µ ∗ q (4.62)

L’introduction de µ directement dans la fonction objective permet une pondération directe de
la commande d’assistance dans le processus d’optimisation. En d’autres termes, lorsque µ = 0,
cela signifie l’absence de contrainte environnementale et donc l’absence de risque de blessure,
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entraînant uniquement une propulsion manuelle. À l’inverse, lorsque µ = 1, une contrainte envi-
ronnementale significative est présente, conduisant à l’existence de Ta, la commande d’assistance
visant à minimiser de manière pondérée l’effort de l’utilisateur.

La nouvelle loi de commande TS dépendante des paramètres variants Zρ, f1 et µ est définie
telle que :

u(t) =

4∑

i=1

2∑

k=1

hi(Zρ, f1)µk Fikx(t) avec |u(t)| f µ (4.63)

Nous rappelons que la norme H∞ est également considérée dans cette approche, comme suit :

sup
||w||2 ̸=0

J2

||w||2
f Ã (4.64)

Le système en boucle fermée de l’interaction avec l’utilisateur peut être écrit comme suit :

ẋ(t) =
4∑

i=1

2∑

k=1

hi(Zρ, f1)µk (Ai +B Fik)x(t) +D w(t) (4.65)

Les gains optimaux Fj,k qui assurent la stabilisation du modèle (4.29) peuvent être obtenus en
appliquant le théorème suivant :

Theorem 4.6.2. Le contrôle PDC (4.63), qui stabilise globalement et asymptotiquement le mo-

dèle T-S flou continu (4.29) sous les contraintes d’entrée et le critère d’atténuation des per-

turbations (4.64), est obtenu en résolvant le problème de contrôle optimal suivant [Tuan 2001,

Tanaka 2004, Lendek 2011] :

min
x,M1,...,Mr

Ã2

s.t. X > 0 (4.66)

Γik < 0 (4.67)
[
1 x(0)T

∗ X

]

g 0, (4.68)

[
X MT

i,k

∗ µ2µ

]

g 0, (4.69)

où X = P−1, M = Fik X, et

Γik =










(

(AiX +B Mik)
T

+AiX +B Mik

)

XT MT
ik D

∗ Q−1 0 0

∗ 0 R−1
k 0

∗ 0 0 −Ã2I










3. Proof. Considérons la fonction candidate de Lyapunov suivante

V (x) = xTPx > 0, avec P = P T > 0 (4.70)

Qui satisfait l’inégalité suivante :

V̇ (x) + yTQ(µ)y + uTRu− Ã2wTw f 0, (4.71)
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En intégrant l’expression (4.71) de 0 à ∞ et en supposant que x(0) = 0, nous obtenions

V (x(∞)) + J f Ã2
∫

∞

0
wT (t)w(t)dt (4.72)

Puisque V (x(∞)) g 0, il en découle logiquement que l’inégalité définie dans (4.64) est res-
pectée. Maintenant, les conditions de stabilité sont dérivées comme suit :

V̇ (x)+yTQ(µ)y + uTRu− Ã2wTw =

xT
4∑

i=1

2∑

k=1

hi(Zρ, f1)µk
[
GT

ikP + PGik

]
x

+wT DTPx+ xT DPw

+yTµi q y + xT
4∑

i=1

2∑

k=1

hi(Zρ, f1) µk(µ)F
T
ik R Fikx− Ãw

Tw f 0

(4.73)

où Gik = (Ai +BFik).
L’inégalité (4.73) peut être écrite de façon compacte :

4∑

i=1

2∑

k=1

hi(Zρ, f1) zk(Ä)

[
x

w

]T






(

GT
ikP + PGik

+Q+ F T
ik Rk Fik

)

D P

∗ −Ã2I






︸ ︷︷ ︸

Γik

[
x

w

]

f 0 (4.74)

L’inégalité (4.74) n’est pas convexe conjointement en P et Fi. En multipliant l’inégalité à
gauche et à droite par P−1 et en définissant les changements de variables suivants X = P−1 et
Mik = FikX, les conditions (4.74) sont équivalentes à :

Γik =






(

XAT
i +MT

ikB
T +AiX +BMik

+XT Qk X +MT
ik R Mik

)

D

∗ −Ã2I




 (4.75)

En utilisant le lemme du complément de Schur [Tanaka 2004, Lendek 2011] de manière sé-
quentielle, la LMI (4.75) devient :

Γik =










(

(AiX +B Mik)
T

+AiX +B Mik

)

XT MT
ik D

∗ Q−1
k 0 0

∗ 0 R−1 0

∗ 0 0 −Ã2I










(4.76)

Par conséquent, l’expression d’inégalité Γik de la condition du théorème (4.6.2) est vérifiée.

Remarque : La démonstration de la preuve de saturation présentée pour la condition LMI
(4.69) est la même démonstration présentée dans la preuve (4.6.3).

Les gains optimaux de l’assistance sont :

F1 =

[
5.0703

2.809

]T

, F2 =

[
3.9827

2.8017

]T

, F3 =

[
4.0482

2.7619

]T

, F4 =

[
5.9816

2.8142

]T

F5 =

[
4.5771

2.7999

]T

, F6 =

[
4.5473

2.8028

]T

, F7 =

[
5.3930

1.9289

]T

, F8 =

[
3.9534

2.8296

]T
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4.7 Validation expérimentale

Dans cette partie, nous présentons les résultats expérimentaux de la performance des deux
types d’assistances, issus des essais réalisés en utilisant le simulateur PSCHITT-PMR.

Afin de comparer l’efficacité des deux approches, une validation expérimentale en deux étapes
a été réalisée. Dans la première étape, un scénario de locomotion en FRM standardisé a été mis
en place. Cette phase comprend deux tests : une évaluation fonctionnelle de chaque approche. La
deuxième étape implique une comparaison des deux approches à travers des évaluations objectives
et subjectives.

4.7.1 Protocole expérimental

L’évaluation objective de ces essais repose sur une combinaison de scénarios de locomotion en
fauteuil roulant, illustrée dans la Figure (4.16). Ce scénario de locomotion est représentatif des
situations typiquement rencontrées par les utilisateurs en milieu urbain, intégrant des éléments
tels que des lignes droites, des virages, des pentes et des dévers. Pour chaque configuration
d’assistance, l’utilisateur parcourt le même itinéraire sur le simulateur, une fois sans assistance
et une fois avec assistance.

Il convient de souligner que les pentes et dévers constituent une source de préoccupation
majeure pour les personnes à mobilité réduite. En effet, la compensation de l’effet de ces pentes
en propulsant le fauteuil de manière asymétrique peut entraîner des blessures aux membres
supérieurs. En reproduisant ce type de scénario spécifique, nous pouvons non seulement évaluer
les défis réels auxquels sont confrontés les utilisateurs de FRM en milieu urbain, mais également
observer comment l’assistance peut réduire le coût biomécanique pour l’utilisateur.

Figure 4.16 – Scénario de validation des deux approches d’assistance : la courbe rouge représente
l’assistance classique, tandis que la courbe bleue représente l’assistance adaptative.
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4.7.2 Comparaison fonctionnelle entre la commande optimale classique et

adaptative

Le protocole expérimental est structuré en trois phases distinctes. Dans la première phase,
l’utilisateur est invité à réaliser le scénario sans assistance, puis avec l’assistance classique (fonc-
tion de coût fixe), et enfin avec l’assistance adaptative (fonction de coût adaptative). L’objectif
initial de cette étape est d’établir une référence quant à la performance et au comportement du
système dans des conditions standardisées. Cette approche directe permet de comparer les deux
types d’assistances dans un même contexte expérimental, offrant ainsi une base objective pour
déterminer celle qui répond le mieux aux besoins de l’utilisateur.

Pour une présentation efficace des résultats expérimentaux et une comparaison pertinente,
des extraits du scénario 4.16 ont été sélectionnés afin d’illustrer les différentes situations de
locomotion telles que la ligne droite, le virage, la pente et le dévers. Les résultats obtenus sont
présentés dans les Figures 4.17 pour la ligne droite, 4.18 pour le virage, 4.19 pour la pente et 4.20
pour le dévers.

Figure 4.17 – Analyse comparative des performances de l’assistance classique et adaptative lors
d’une locomotion en ligne droite.
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Figure 4.18 – Analyse comparative des performances de l’assistance classique et adaptative lors
d’une locomotion en virage.

Figure 4.19 – Analyse comparative des performances de l’assistance classique et adaptative lors
d’une locomotion en pente.
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Figure 4.21 – Analyse comparative entre la propulsion sans assistance, la propulsion avec
l’assistance classique et la propulsion avec l’assistance adaptative.

Figure 4.20 – Analyse comparative des performances de l’assistance classique et adaptative lors
d’une locomotion en dévers.

4.7.3 Évaluation objective et discussion

L’analyse des résultats révèle que dans toutes les situations examinées, nous constatons une
réduction notable de l’amplitude du couple utilisateur avec l’assistance adaptative par rapport à
l’assistance classique. De plus, le niveau d’assistance de l’assistance adaptative soit plus élevé que
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celui de l’assistance classique pour les mêmes situations de locomotion. Cette constatation est
corroborée par une diminution du nombre de cycles de propulsion avec l’assistance adaptative,
par exemple 8 cycles contre 9 cycles pour la propulsion classique dans les situations de ligne
droite, et 8 cycles contre 10 cycles dans les virages.

Cependant, pour les portions de pente et de dévers, les différences ne sont pas aussi marquées.
En ce qui concerne la pente, une diminution modérée du nombre de cycles de propulsion est
observée, passant de 7 cycles pour la propulsion classique à 8 cycles pour l’assistance adaptative.
Une tendance comparable est également constatée dans le cas du dévers.

Pour approfondir cette analyse, nous avons procédé à une comparaison du nombre de cycles
de propulsion dans les différentes conditions expérimentales : sans assistance, avec assistance
classique et avec assistance adaptative, pour chaque situation de locomotion tout au long du
scénario étudié. Les résultats de cette comparaison sont illustrés dans la Figure 4.21. Il est
notable que le nombre de propulsions effectuées avec l’assistance adaptative est réduit comparé
à la propulsion avec l’assistance classique, et est significativement inférieur à celui observé lors
de la propulsion sans assistance dans l’ensemble des situations étudiées.

De plus, en complément de l’évaluation de la fréquence de propulsion, nous avons comparé
les performances des deux types d’assistances au moyen de mesures quantitatives. À cet effet,
nous avons utilisé comme indicateurs de performance, l’énergie de l’utilisateur ainsi que l’efficacité
mécanique de déplacement (équation 4.77) pour les tests sans assistance, avec assistance classique
et avec assistance adaptative.

Eh =

∫ tni

0
T 2
h dt et Wg =

∫ tni

0
(Th + Ta) · É dt (4.77)

Où, la période tni représente la durée de la situation i effectuée n fois dans le scénario présenté
dans la Figure 4.16. Les résultats de l’évaluation sont présentés dans les tableaux 4.2 et 4.3.

Table 4.2 – Analyse comparative de la moyenne de l’énergie pour chaque test : sans assistance,
avec assistance classique et assistance adaptative.

Eh[J]
Sans assistance

Eh[J]
Assistance classique

Eh[J ]

Assitance adaptative
Situation de locomotion Gauche Droite Gauche Droite Gauche Droite
Ligne droite 2468.594 2576.9283 1692.54 1646.741 1425.43 1265.1541
Virage 758.1108 2113.3489 789 1209.24 682.06 1207.46
Pente 2775.7013 2755.8569 1310.55 1622.42 1510.85 1517.001
Dévers 406.6527 39.6432 250 37.40 254.0 45.996

Table 4.3 – Analyse comparative de la moyenne du travail mécanique de déplacement pour
chaque test : sans assistance, avec assistance classique et assistance adaptative.

Wg[J ]

Sans assistance
Wg[J ]

Assistance classique
Wg[J ]

Assitance adaptative
Situation de locomotion Gauche Droite Gauche Droite Gauche Droite
Ligne droite 748.5713 559.868 766.7302 586.7046 720.8767 635.9632
Virage 236.0619 157.3262 253.6972 138.834 275.5029 158.7061
Pente 539.1539 490.0187 593.3856 640.5807 652.8956 631.2745
Dévers 35.1934 15.5528 34.3724 15.153 37.4048 10.3975
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L’analyse des résultats présentés dans le tableau 4.2 révèle que l’effort requis de la part de
l’utilisateur diminue de manière notable tant avec l’assistance classique qu’avec l’assistance adap-
tative par rapport à la propulsion sans assistance. Toutefois, l’assistance adaptative démontre
de meilleures performances que celles de l’assistance classique. Ces conclusions corroborent les
observations faites concernant la fréquence de propulsion, où l’assistance adaptative se distingue
en présentant le nombre le plus faible de cycles de propulsion par situation de locomotion. De
plus, les résultats présentés dans le tableau 4.3 démontrent que les systèmes d’assistance par-
viennent à compenser l’effort de l’utilisateur tout en maintenant de bonnes performances et une
meilleure efficacité mécanique de déplacement. Cependant, l’assistance adaptative se démarque
en présentant les meilleures performances, s’adaptant implicitement au paramètre du niveau
d’assistance.

4.8 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté l’élaboration de deux stratégies d’assistance pour
FRM-AE, en se basant sur un indice de coût d’accessibilité défini en fonction des contraintes
environnementales. Tout d’abord, une méthodologie est présentée pour quantifier cet indice en
considérant l’effort requis par l’utilisateur et en tenant compte des caractéristiques du terrain,
permettant ainsi de définir un paramètre de pourcentage d’assistance approprié. Ensuite, deux
approches d’assistance distinctes sont présentées pour gérer ce paramètre variable du niveau
d’assistance.

La première stratégie adopte une approche explicite, ajustant le niveau d’assistance après
le calcul de la commande, et repose sur un modèle d’interaction entre l’utilisateur et son envi-
ronnement. Cette approche offre une compréhension des besoins de l’utilisateur et des exigences
environnementales. En revanche, la seconde stratégie se distingue par sa fonction de coût dyna-
mique à minimiser, ajustant en temps réel l’assistance en fonction du niveau d’assistance requis,
offrant ainsi une réponse plus adaptative aux efforts de l’utilisateur et aux conditions environne-
mentales changeantes. Cette approche vise à optimiser continuellement l’assistance fournie pour
garantir une expérience de déplacement efficace et moins fatigante.

La stabilité des deux approches en boucle fermée est garantie grâce à l’utilisation du cadre
d’optimisation LMI basé sur des arguments de stabilité de Lyapunov. Ceci permet de tenir
compte les contraintes de saturation du couple d’assistance et les fonctions de coût classique ou
dynamiques, assurant ainsi un fonctionnement sûr et fiable du système d’assistance.

Pour évaluer l’efficacité de ces deux stratégies, une validation expérimentale a été réalisée sur
le simulateur PSCHITT-PMR. Cette validation consiste en des scénarios de locomotion standar-
disés comprenant des parcours droits, des virages, des pentes et des dévers. Les résultats obtenus
démontrent que les deux stratégies parviennent à minimiser l’effort de l’utilisateur dans toutes
les situations de déplacement. Cependant, la stratégie d’assistance adaptative se démarque en
présentant des performances supérieures à la stratégie d’assistance classique, offrant ainsi une
meilleure adaptation aux besoins individuels des utilisateurs.

Le choix du paramètre du niveau d’assistance tel qu’il a été abordé dans ce chapitre, présente
tout de même un inconvénient : son évaluation quantitative des contraintes environnementales
ne prend pas en compte la quantité de couple nécessaire pour les surmonter, ce qui peut conduire
à une assistance inadéquate pour l’utilisateur. Afin de remédier à cette limitation, le prochain
chapitre présentera une stratégie d’assistance adaptative qui repose sur un paramètre du niveau
d’assistance optimal, ajusté en fonction de l’effort requis pour franchir des obstacles environ-
nementaux spécifiques. En intégrant cette considération de l’effort physique optimal requis par
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l’utilisateur, cette nouvelle stratégie d’assistance vise à fournir une assistance plus précise et
mieux adaptée aux capacités de l’utilisateur de FRM-AE face aux contraintes environnemen-
tales.
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5.1 Introduction

Dans le précédent chapitre, nous avons exposé la conception de deux stratégies d’assistance,
chacune prenant en compte un indice empirique de risque d’accessibilité. Cet indice considère
les capacités de l’utilisateur ainsi que le niveau de difficulté associé à une contrainte environ-
nementale spécifique de manière empirique. Les résultats ont révélé plusieurs lignes directrices
pour une assistance efficace. Notamment, la stratégie d’assistance adaptative s’est avérée la plus
adaptée d’un point de vue objectif. En ajustant dynamiquement le pourcentage d’assistance
fourni à l’utilisateur en fonction de son effort et de la difficulté rencontrée, elle a démontré des
performances supérieures en termes de réduction de l’effort requis tout en améliorant l’efficacité
mécanique du déplacement.

Cependant, un inconvénient notable réside dans la quantification du paramètre du niveau
d’assistance en boucle ouverte. En effet, cette approche ne prend pas en compte les informations
de commande en retour pour ajuster ce paramètre. De plus, le paramètre d’assistance se base
sur le travail mécanique instantané de l’utilisateur, alors qu’une meilleure supervision exigerait
une connaissance préalable de l’effort nécessaire pour surmonter une contrainte environnementale
spécifique.

Dans ce contexte, l’architecture d’assistance développée dans ce chapitre repose sur une nou-
velle approche pour quantifier de manière optimale le paramètre reflétant le niveau d’assistance.
Cette approche se fonde sur le rendement instantané entre le couple exercé par l’utilisateur et
le couple nécessaire pour franchir une situation de locomotion donnée. Elle utilise un schéma
de commande optimal pour ajuster dynamiquement l’assistance en temps réel, offrant ainsi une
solution plus efficace et mieux adaptée aux besoins individuels des utilisateurs de FRM.

Figure 5.1 – Architecture d’assistance haptique centrée sur l’utilisateur, basée sur l’effort opti-
mal pour surmonter une contrainte environnementale spécifique.

Une fois que le paramètre du niveau d’assistance est calculé en temps réel, il est intégré à la
fonction de coût adaptative. La résolution du problème d’optimisation intègre une approche de
commande optimale à paramètres variants, tenant compte des incertitudes liées à l’interaction
entre l’utilisateur et les roues, ainsi que de la saturation des couples de commandes. Comme
les deux premières stratégies d’assistance, cette approche utilise la méthode de modélisation
Takagi-Sugeno (T-S) pour gérer les non-linéarités liées à la variation en temps réel du frottement
dû au contact roue-sol. Pour cela, une approche de commande pour les systèmes linéaire à
paramètres variants (LPV) a été exploitée. Basées sur la théorie de stabilité de Lyapunov, les
conditions de conception du contrôle ont été formulées sous forme d’un problème d’optimisation
LMIs (contraintes d’inégalités matricielles linéaires), qui peut être résolu efficacement à l’aide de
techniques de programmation semi-définie. La Figure 5.1 illustre le concept de fonctionnement
de l’assistance basée sur le paramètre du niveau d’assistance optimal.
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Les performances de cette stratégie d’assistance ont été validées expérimentalement et en
temps réel sur le simulateur PSCHITT-PMR. Une évaluation objective et subjective impliquant
15 participants dans une étude comparative a été réalisée. Cette évaluation comprend une ana-
lyse objective des amplitudes des couples générés, ainsi que des évaluations subjectives portant
sur la perception, le confort, la fatigue et la satisfaction des utilisateurs. L’objectif est d’évaluer
l’acceptabilité du système d’assistance et l’efficacité des différentes approches dans diverses si-
tuations de déplacement. Le concept sous-jacent de cette architecture d’assistance est représenté
dans la Figure 5.1.

5.2 Contributions

La nouvelle architecture d’assistance pour FRM-AE est illustrée dans la Figure 5.2.

Figure 5.2 – Schéma descriptif de l’architecture d’assistance adaptative basée sur le rendement
biomécanique.

Les principales contributions de ce travail peuvent être résumées comme suit :

— Quantification du paramètre du niveau d’assistance : L’approche que nous avons dé-
veloppée pour quantifier le niveau d’assistance repose sur une analyse directe du rendement
entre le couple exercé par l’utilisateur et le couple requis pour chaque action. Pour cela, nous
avons élaboré un modèle dynamique virtuel d’un FRM autonome à paramètres variants,
commandé par un contrôleur optimal LPV. Ce système virtuel en boucle fermée permet de
fournir le couple nécessaire pour franchir des difficultés liées à la configuration du terrain
et le revêtement du sol. Ensuite, ce couple est évalué dans une équation de rendement qui
compare le couple fourni par l’utilisateur et ce couple optimal requis. Enfin, le rendement
optimal, quantifié, est considéré comme le paramètre du niveau d’assistance dans la boucle
d’assistance adaptative. Contrairement à l’approche empirique, ce système permet de sur-
veiller le couple de l’utilisateur en temps réel et ajuste dynamiquement l’assistance pour
réduire les efforts de l’utilisateur tout en maintenant des performances optimales.
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— Modélisation dynamique de l’interaction utilisateur-roue : Un modèle dynamique
de l’interaction entre l’action de l’utilisateur, le mouvement de la roue et le sol est proposé.
Ce modèle prend en compte le frottement de contact roue-sol, le couple d’assistances et
l’activation musculaire, formulé sous forme d’un modèle d’impédance. Il intègre les varia-
tions du frottement de contact entre la roue et le sol induit par les irrégularités du terrain.
Une méthode d’identification basée sur la commande adaptative avec modèle de référence
directe est utilisée pour l’estimation en ligne de ses paramètres variants, assurant ainsi un
fonctionnement en temps réel du système.

— Approche de commande optimale à paramètres variants (LPV) : Une approche
de commande optimale à paramètres variants est intégrée dans l’architecture d’assistance.
Cette méthode utilise la modélisation Takagi-Sugeno pour exprimer les exigences de concep-
tion de la commande. Le problème d’optimisation considère de manière dynamique le ren-
dement instantané, pondéré en fonction du niveau d’assistance selon les conditions ren-
contrées. L’approche T-S LPV prend en compte les incertitudes liées à l’interaction entre
l’utilisateur et les roues, ainsi que la saturation des couples de commandes. Cela garantit
une solution robuste et adaptative, capable de maintenir la stabilité du système tout en
fournissant une assistance efficace.

5.3 Quantification du paramètre du niveau d’assistance

Comme indiqué précédemment, la méthode conventionnelle de définition du paramètre du
niveau d’assistance repose sur la création d’une fonction empirique basée sur un indice de difficulté
lié à l’accessibilité. Si le paramètre du niveau d’assistance se rapproche de 1, cela indique que
l’utilisateur a besoin de plus d’assistances pour surmonter une contrainte environnementale.
Toutefois, ce paramètre peut avoir une valeur similaire pour une ligne droite que pour une pente,
ce qui n’est pas optimal pour les performances du système (utilisateur et FRM-AE) en boucle
fermée.

Afin de quantifier le niveau d’assistance requis de manière plus précise, nous avons proposé
une approche optimale qui exploite la dynamique d’interaction entre l’utilisateur, le FRM et
son environnement. Cette méthode permet de calculer de manière dynamique un paramètre
reflétant le niveau d’assistance basé sur un rendement biomécanique [Medero 2022]. Ce rendement
biomécanique est défini comme le rapport entre le couple fourni par l’utilisateur Th et le couple
total optimal (Tt) pour franchir une contrainte liée à la géométrie de la route. Ainsi, le rendement
biomécanique est donné comme suit :

µ =
Th

Tt
(5.1)

Pour calculer le couple total Tt, nous considérons un modèle de fauteuil roulant autonome. Ce
modèle prend en compte les dynamiques de mouvement du fauteuil roulant manuel ainsi que les
interactions avec l’environnement. Le couple de commande Tt est obtenu par une approche de
commande optimale.

5.3.1 Modèle virtuel du FRM autonome

Dans la littérature, divers modèles dynamiques de fauteuil roulant manuel ont été dé-
veloppés pour assister le FRM avec assistance électrique. Parmi ces modèles, celui présenté
dans [Hata 2003, Matsui 2015] modélise le mouvement du FRM-AE en se basant sur la dyna-
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mique des roues arrière, décrite comme suit :

É̇L(t) = −
CL

JL
ÉL(t) +

ThL
(t)

JL
+
TaL(t)

JL

É̇R(t) = −
CR

JR
ÉR(t) +

ThR
(t)

JR
+
TaR(t)

JR

(5.2)

Où Éi=L,R représente la vitesse angulaire des roues arrière, Thi=L,R
est le couple exercé par

l’utilisateur, Tai=L,R
correspond au couple produit par le moteur d’assistance, Ci=L,R est le coef-

ficient de frottement visqueux, et Ji=L,R représente l’inertie des roues. L’indice i = L,R désigne
respectivement les roues gauche (L pour Left) et droite (R pour Right).

Dans ce modèle, le coefficient de frottement visqueux est supposé constant, ce qui implique
que la résistance au roulement est identique pour tous les types de surfaces. Toutefois, cette sim-
plification peut être remise en question, car les travaux de Sauret et al. [Sauret 2012] ont montré
que le coefficient de résistance au roulement varie significativement en fonction des caractéris-
tiques du sol. En conséquence, dans ce travail, nous adoptons une approche plus réaliste en
considérant un coefficient de frottement qui évolue dans le temps, afin de modéliser les variations
liées aux conditions du sol.

Pour transformer le modèle (5.2) du système (FRM-EA+utilisateur) en un modèle autonome,
nous remplaçons les couples Thi

et Tai par un couple total Tti , défini comme la somme des deux
couples : Tti = Thi

+ Tai . De plus, nous considérons le coefficient de frottement Ci=L,R comme
étant variable dans le temps. En conséquence, le modèle (5.2) devient :

É̇L(t) = −
CL(t)

JL
ÉL(t) +

TtL(t)

JL

É̇R(t) = −
CR(t)

JR
ÉR(t) +

TtR(t)

JR

(5.3)

Les coefficients CL(t) et CR(t) sont des paramètres variants dans le temps et doivent être
identifiés.

Ainsi, le modèle (5.3) pour chaque côté i = L,R peut être représenté sous forme d’espace
d’état comme suit [De Souza 2016, Matsui 2015] :

Σautonome :

{
Ẋi(t) = Ai(t) Xi(t) + Bi Tti(t)

Yi(t) = Ci Xi(t)
i = L,R (5.4)

où Tti(t) représente le couple total appliqué de chaque côté, avec i ∈ {L,R} pour les côtés gauche
et droit, respectivement. La matrice d’état Ai(t) est définie comme le rapport entre le coefficient
de frottement Ci(t) et le moment d’inertie Ji. Le paramètre Bi est l’inverse du moment d’inertie
Ji. Enfin, Ci est la matrice de sortie.

Dans le cadre de cette étude, l’analyse sera restreinte à l’interaction entre la main, la roue et le
sol d’un côté du système (utilisateur+FRM-AE). Par la suite, nous détaillerons la méthodologie
d’identification du paramètre variant dans le temps Ci(t).

5.3.2 Algorithme d’identification en ligne basée sur l’approche de commande

adaptative à modèle de référence (MRAC)

Dans cette étude, l’objectif est d’estimer le paramètre du frottement de contact Ai(t) tout en
assurant la stabilité asymptotique en boucle fermée du système (5.4). Pour ce faire, nous explo-
rons les concepts théoriques formulés dans la littérature concernant la synthèse de la commande
adaptative (MRAC) [Nguyen 2018].
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Considérons le modèle décrit par l’équation (5.4), nous définissons pour ce modèle une tra-
jectoire désirée régie par le modèle de référence suivant :

Ẋmi
(t) = Ami

Xmi
(t) + Bi Tti(t) avec X (0) = 0 (5.5)

La matrice Ami
est de type Hurwitz, avec Xmi

(t) ∈ L∞. Le signal de commande Tti(t) est
borné et continu par morceaux, ce qui permet à Xmi

(t) de suivre une trajectoire de référence
uniformément bornée dans le modèle.

La loi adaptative qui permet d’ajuster le paramètre variant Ai(t) est défini comme suit :

Ȧi(t) = −ÃAi
XiEi (5.6)

avec ÃAi
g 0 représentant le taux d’apprentissage. L’erreur de suivi est définie par Ei = Xmi

−Xi,
qui correspond à la différence entre la trajectoire de référence Xmi

(t) et la trajectoire du système
réel Xi(t). La dynamique de l’erreur est donc obtenue comme suit :

Ėi(t) = Ẋmi
(t)− Ẋi(t)

Ėi(t) = (Ami
Xmi

(t) + Bi Tti(t))− (Ai(t) Xi(t) + Bi Tti(t))

Les termes Bi Tti(t) se simplifient et si nous réécrivons Xmi
= Ei(t) + Xi(t), nous avons :

Ėi(t) = Ami
(Ei(t) + Xi(t))−Ai(t) Xi(t)

En développant, nous obtenons la dynamique de l’erreur :

Ėi(t) = Ami
Ei(t) + (Ami

−Ai(t))Xi(t)

Nous définissons l’expression de l’erreur d’estimation comme suit : Ãi = Ami
−Ai.

La démonstration de la validité de la loi d’adaptation pour stabiliser le système en boucle
fermée est exposée dans le théorème ci-dessous.

Theorem 5.3.1. Si un signal de commande borné et continu par morceaux Tti , est appliqué au

système (5.4) pour suivre une trajectoire définie par le modèle de référence (5.5). Alors, il existe

une loi adaptative capable de contraindre le paramètre variant Ai(t) à converger vers Ami
lorsque

t → ∞. Cette convergence assure une stabilité asymptotique au sens de Lyapunov du système

FRM-utilisateur en boucle fermée.

Proof. Nous choisissons la fonction candidate de Lyapunov définie positive telle que :

V(Ei, Ãi) =
E
2
i

2
+
Ãi

2

2ÃAi

g 0 avec Ã > 0 (5.7)

Qui satisfait l’inégalité suivante :

V̇(E , Ã(Ä)) = E Ė +
ÃiȦi

ÃAi

f 0

= E
(

Ami
E + ÃiX

)

+
ÃiȦ

ÃAm

f 0

= Ami
E
2 + Ã

(

E X +
Ȧ(Ä)

ÃA

)

f 0

(5.8)
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Alors V̇(E , Ã) = Ami
E
2
f 0, si,

Ȧi(t) = −ÃAE X (5.9)

Avec ÃA est la vitesse d’apprentissage de Ai(t). Puisque V̇ (E , Ã) f 0, alors E(t) et Ai(t) sont
bornés. Alors,

lim
t→∞

V
(

e, Ã(t)
)

= V
(

e(0), Ãi(0)
)

+Ami
∥e∥22 (5.10)

Par conséquent, V (e, Ãi) à une limite finie quand t → ∞. Puisque ∥E∥2 existe alors E(t) ∈
L2 ∩ L∞, et, ∥Ė∥ ∈ L∞.

Maintenant, nous effectuant la seconde dérivée de la fonction de Lyapunov V̈ (E , Ãi) telle que

V̈
(

E , Ãi

)

= 2Ami
Ė = 2Ami

E

(

Ami
E + ÃisX

)

(5.11)

Puisque E(t) et Ãi sont bornés parce que V̇ (E , Ãi) f 0, X est borné, car Ami
et E sont bornés.

Alors, V̈
(

E , Ãi

)

est bornée. Par conséquent, V̇ (E , Ãi) f 0 est uniformément continu.

Nous introduisions le Lemme de Barbalat [Slotine 1991],

Lemma 5.3.2. Si f(t) ∈ R une fonction différentiable telle que limt→∞ f(t) existe et est finie,

et si ḟ(t) est uniformément continue, alors lim
t→∞

ḟ(t) = 0.

En vertu du Lemme de Barbalat (5.3.2), on observe que V̇ (E , Ã)→ 0 lorsque t→∞, ce qui
implique que E(t)→ 0 dans la même limite. Par conséquent, l’erreur de suivi est asymptotique-
ment stable. Cependant, il convient de noter que l’ensemble du système de contrôle adaptatif ne
peut être considéré comme asymptotiquement stable, puisque l’erreur Ã ne peut être établie que
comme bornée.

Dans la sous-section suivante, nous explorons la conception de la commande optimale, qui se
traduit par le couple total requis (Tti) pour piloter efficacement le FRM autonome.

5.3.3 Modélisation polytopique du fauteuil roulant manuel

L’objectif de cette représentation est de développer un contrôle LPV capable de générer le
couple optimal requis, Tni

. Le paramètre variant dans le temps, A(Ä), est borné pour satisfaire
∥A(Ä)∥ f ΘA, où ΘA est une constante positive. La paire (A(Ä),B) est uniformément contrôlable,
ce qui facilite la conception et la mise en œuvre du contrôle.

Considérons le modèle dynamique décrivant le comportement du FRM autonome 5.4. Le
paramètre variant Ai(t) selon ses valeurs limites q1 = max(A(Ä)) et q2 = min(Ai(t)), délimitant
ainsi le domaine de non-linéarité. Ainsi, le paramètre variant s’écrit :

A(t) = E1q1 + E2q2 (5.12)

Nous attribuons les deux fonctions d’appartenance suivantes :

E1(t) =
q1 −A(Ä)

q1 − q2
et E2(t) = 1− E1

Les fonctions d’appartenance, E1 et E2, doivent respecter la contrainte E1+E2 = 1, garantissant
ainsi la normalisation des degrés d’appartenance. Les règles du système Takagi-Sugeno (T-S) sont
conçues pour couvrir toutes les combinaisons possibles de paramètres variables. Étant donné que
nous traitons un paramètre variant dans le temps, cela conduit à un total de 21 règles à formuler.
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— Si A(t) est E1, alors,
Ẋ (t) = A1 X (t) + B u(t) +D W(t)

— Si A(Ä) est E2, alors,
Ẋ (t) = A2 X (t) + B u(t) +D W(t)

Ainsi, la représentation T-S du système de FRM autonome (5.4) est définie comme suit :






Ẋ =
2∑

i=1

Ei (Ai) X (t) + B u(t) +D W(t)

Y = CX (t)

(5.13)

5.3.4 Validation des Modèles LPV et TS

Dans cette section, nous présentons la validation des modèles LPV et TS en utilisant le
scénario décrit dans la partie validation du chapitre 4, Figure 4.8. Le processus de validation
commencera par l’application du modèle LPV, une étape essentielle pour déterminer les bornes
supérieures et inférieures du paramètre variant A(t), garantissant ainsi une analyse rigoureuse
des variations du système. Les résultats de l’identification du modèle autonome sont présentés
dans la Figure 5.3, où nous comparons la sortie du modèle TS avec celle du modèle LPV ainsi
qu’avec le signal de référence du simulateur PSCHITT-PMR. Le signal d’entrée utilisé pour
valider les modèles LPV et TS est illustré dans la Figure 5.4. Enfin, les paramètres variants du
frottement AL(t) et AR(t) sont présentés dans la Figure 5.5.

L’analyse comparative entre les vitesses de sortie prédites par le modèle LPV et le modèle TS,
ainsi que les données réelles enregistrées sur le simulateur PSCHITT-PMR, montre clairement
que le modèle TS parvient à reproduire de manière très fidèle le comportement observé lors de
l’interaction utilisateur-FRM-sol. Bien que le modèle LPV offre des prédictions cohérentes, le
modèle TS se rapproche davantage des résultats expérimentaux. Ces résultats confirment l’effi-
cacité du modèle TS pour représenter les scénarios d’interaction en temps réel entre l’utilisateur
et le FRM dans le simulateur, tout en offrant une meilleure correspondance avec les données
enregistrées.
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Figure 5.3 – Validation du modèle T-S du modèle du FRM autonome.
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Figure 5.5 – Représentation du paramètre variant du frottement de contact.

À présent, nous présentons la conception ainsi que la synthèse du contrôleur LPV afin de
générer le couple optimal.

5.3.5 Commande LPV pour le suivi de trajectoire

Les spécifications de performance du contrôle incluent, les conditions de stabilité, les
contraintes d’entrée et le rejet des perturbations.

Considérons le système décrit par l’équation (5.13), où W est une perturbation appartenant
à un ensemble S borné dans L2. L’ensemble S est défini comme suit : S = {W : [0,∞) →

R
q ;
∫
∞

0 W(Ä)TW(Ä)dÄ f µ−1
}, avec µ−1 étant un scalaire positif.

Nous choisissons la norme H∞ comme critère de performance tel que :

sup
||W||2 ̸=0

J

||W||2
f Ã (5.14)

avec :

J =

∫
∞

0

(

E
T (t)QE(t) + UT (t)RU(t)

)

dt et Ã = [Ãxref
, Ãẋref

] (5.15)

La stratégie de contrôle mise en œuvre pour générer la commande optimale s’appuie sur
la modélisation T-S, en utilisant la méthode de Compensation Parallèle-Distribuée (PDC)
[Tanaka 2004, Lendek 2011].

Le contrôleur flou PDC est formulé comme suit :

U(t) =
2∑

i=1

EiLiE(t) (5.16)
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Là, où Li représente la matrice des gains de rétroaction d’état optimale à concevoir. Définis-
sons l’erreur de suivi e comme suit :

E = X − Xref

En dérivant cette expression par rapport au temps, on obtient :

Ẋ = Ẋ − Ẋref

En substituant les expressions de ẋ et ẋref, nous avons :

Ė =
2∑

i=1

Ei (Ai +BLiX )− Ẋref (5.17)

L’étatX peut être exprimé en fonction de Xref et E :

X = Xref + E

En substituant cette expression dans l’équation de la dynamique de l’erreur Ė , nous obtenons :

Ė =
2∑

i=1

Ei (Ai +BLi) (Xref + E)− Ẋref

=
2∑

i=1

Ei (Ai +BLi) E +
2∑

i=1

Ei (Ai +BLi)Xref − Ẋref

=

2∑

i=1

Ei (Ai +BLi) E +
[∑2

i=1Ei (Ai +BLi) −I
]
[
Xref

Ẋref

]

Ė =
2∑

i=1

Ei (GiE +HiW(t))

Les gains optimaux Li qui assurent la stabilisation du modèle (5.13) peuvent être obtenus en
appliquant le théorème suivant :

Theorem 5.3.3. Le contrôle PDC (5.16), qui stabilise globalement et asymptotiquement le

modèle T-S flou continu (5.13) est obtenu en résolvant le problème de contrôle optimal sui-

vant [Tuan 2001, Tanaka 2004, Lendek 2011] :

min
x,M1,...,Mr

Ã2

s.t. X > 0 (5.18)

Γi < 0 (i=1,2) (5.19)

où X = P−1, M = Li X, et

Γi =










(

(AiX + B Mi)
T

+AiX + BMi

)

XT
M

T
i Hi

∗ Q−1 0 0

∗ 0 R−1 0

∗ 0 0 −Ã2I
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1. Proof. Considérons la fonction candidate de Lyapunov suivante :

V(E) = ETPE > 0, avec P = PT > 0 (5.20)

Qui satisfait l’inégalité suivante :

V̇(E) + ETQE + UTRU − Ã2WT
W f 0, (5.21)

En intégrant l’expression (5.20) de 0 à ∞ et en supposant que X (0) = 0, on obtient :

V(X (∞)) + J f Ã2
∫

∞

0
W

T (t)W(t)dt (5.22)

Puisque V(E(∞)) g 0, il en découle logiquement que l’inégalité définie dans (5.14) est res-
pectée. Maintenant, les conditions de stabilité sont dérivées comme suit :

V̇(E) + ETQE + UTRU − Ã2WT
W =

E
T

2∑

i=1

Ei

[
GT

i P + PGi

]
E

+WT
2∑

i=1

EiH
T
i PE + E

T
P

2∑

i=1

EiHiW

+ ETQE + ET
2∑

i=1

EiL
T
i RLiE − ÃW

T
W f 0

(5.23)

où Gi = (Ai + BLi).
L’inégalité (5.23) peut être écrite de façon compacte :

2∑

i=1

Ei

[
E

W

]T






(

GT
i P + PGi

+Q+ LTi RLi

)

HiP

∗ −Ã2I






︸ ︷︷ ︸

Γij

[
E

W

]

f 0 (5.24)

L’inégalité (5.24) n’est pas convexe conjointement en P et Li. En multipliant l’inégalité à
gauche et à droite par P−1 et en définissant les changements de variables suivants X = P−1 et
Mi = LiX, la condition (5.24) est équivalente à :

Γi =






(

XAT
i +MT

i B
T +AiX + BMi

+ ETQE +MT
i RMi

)

Hi

∗ −Ã2I




 (5.25)

En utilisant le lemme du complément de Schur [Tanaka 2004, Lendek 2011] de manière sé-
quentielle, la LMI (5.25) devient :

Γi =










(

(AiX + B Mi)
T

+AiX + B Mi

)

XT
M

T
i Hi

∗ Q−1 0 0

∗ 0 R−1 0

∗ 0 0 −Ã2I










(5.26)

Par conséquent, l’expression d’inégalité Γi de la condition du théorème (5.19) est vérifiée.
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Les gains optimaux obtenus sont donnés comme suit :

F1 = 62.0629

F2 = 67.7432
(5.27)

5.3.6 Validation fonctionnelle

Dans cette section, nous allons présenter la validation en temps réel du calcul du paramètre
du niveau d’assistance µ∗ à partir des résultats expérimentaux. Afin de valider l’efficacité du
contrôleur optimal et de déterminer la valeur optimale du paramètre d’assistance µ∗ sur le simu-
lateur PSCHITT-PMR, nous avons opté pour une méthodologie rigoureuse. Le scénario présenté
dans la Figure 5.6 a été spécifiquement choisi à cet effet.

Le protocole de validation fonctionnelle se déroule de la manière suivante : l’utilisateur
applique un couple de propulsion dans une situation de locomotion spécifique (en pente par
exemple), puis la vitesse de rotation des roues mesurées en sortie du simulateur sont utilisées
comme trajectoires de référence pour le FRM virtuel. La commande optimale nécessaire au FRM
autonome virtuel pour suivre ces trajectoires de référence est ensuite comparée au couple appli-
qué par l’utilisateur, reflétant ainsi le niveau de performance de l’utilisateur tel que c’est illustré
dans la figure 5.11. Les résultats de cette analyse pour différentes situations de locomotion (ligne
droite, virage, pente et dévers) sont présentés dans les figures 5.7, 5.8, 5.10 et 5.9. Il est à noter
que ce test a été réalisé en considérant le mode assistance.

Figure 5.6 – Scénario de validation du couple optimal requis pour piloter le FRM autonome
comparé au couple de l’Utilisateur.
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Figure 5.7 – Résultats de comparaison pour le calcul du paramètre du niveau d’assistance lors
d’un déplacement en ligne droite.
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Figure 5.8 – Résultats de comparaison pour le calcul du paramètre du niveau d’assistance lors
d’un déplacement en virage.
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Figure 5.9 – Résultats de comparaison pour le calcul du paramètre du niveau d’assistance lors
d’un déplacement en dévers.
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Figure 5.10 – Résultats de comparaison pour le calcul du paramètre du niveau d’assistance lors
d’un déplacement en pente.
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5.3.6.1 Calcul du paramètre du niveau d’assistance optimal

Après avoir déterminé le couple optimal U(t), nous établissons le paramètre correspondant
au niveau d’assistance optimal comme suit :

µ∗ =
|Th|

|U
∗
|

(5.28)

Lorsque l’utilisateur se déplace en ligne droite, nous observons que la diminution du couple utili-
sateur par rapport au couple optimal entraîne une réduction du paramètre du niveau d’assistance
µ∗. Cela signifie que le couple d’assistances est élevé et qu’il doit être diminué afin de maintenir
l’activité physique de l’utilisateur. À l’inverse, lorsque le couple utilisateur se rapproche du couple
optimal, le paramètre µ∗ augmente. Cette observation confirme que des niveaux plus élevés d’as-
sistance sont nécessaires lorsque le couple utilisateur se rapproche de l’amplitude du signal du
couple optimal, et vice versa, pour éviter une contrainte excessive sur les membres supérieurs de
l’utilisateur.

Pour distinguer la différence entre le paramètre du niveau d’assistance obtenu à partir de
l’indice d’accessibilité µaccessibilité et µ∗, le calcul du paramètre µaccessibilité a été activé tout au
long du scénario. Les résultats sont présentés dans les mêmes figures que précédemment. Nous
remarquons que µaccessibilité reste près de 1 pendant la majeure partie du trajet en ligne droite,
tandis que µ∗ évalue instantanément l’amplitude du couple utilisateur par rapport au couple
optimal nécessaire pour parcourir la distance X en ligne droite. Pour le virage, nous constatons
une superposition de µaccessibilité et µ∗ lorsque l’utilisateur applique un couple proche du couple
optimal. De manière similaire, lors du franchissement du dévers, où l’utilisateur utilise une fré-
quence de propulsion asymétrique entre les côtés gauche et droit pour maintenir la trajectoire au
milieu de la voie de la route, µaccessibilité reste près de 1, tandis que µ∗ ajuste le niveau d’assistance
en fonction du couple utilisateur. Un résultat similaire est observé lors du franchissement de la
pente.

Ces résultats conduisent à la conclusion objective que µ∗ est plus adapté à la conception d’un
système d’assistance adaptative. Par conséquent, la section suivante détaillera la conception et
la synthèse de la commande optimale (TS-LPV) pour générer cette assistance adaptative.
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5.4 Conception de la Commande d’assistance robuste basée sur

un modèle flou Takagi-Sugeno

Dans le chapitre précédent, nous avons démontré que la stratégie d’assistance adaptative était
la plus performante. En conséquence, dans cette section, nous appliquons l’approche développée
précédemment pour générer la commande d’assistance. Ici, le paramètre du niveau d’assistance
optimal est intégré de façon dynamique par une approche LPV dans la fonction de coût dans
l’algorithme d’optimisation. La figure 5.11 illustre explicitement le schéma de fonctionnement de
la stratégie d’assistance adaptative en interaction avec l’utilisateur.

Figure 5.11 – Schéma descriptif de la stratégie d’assistance adaptative en considérant µ∗

5.4.1 Représentation polytopique du modèle d’interaction Utilisateur-Roues

du FRM et Roues-rouleaux le simulateur

Dans cette section, nous allons exploiter le modèle polytopique de l’interaction utilisateur-
FRM, décrit dans le chapitre 4, équation 4.29 en vue de concevoir la commande d’assistance
pour un fauteuil roulant avec assistance électrique.

Nous rappelons que les paramètres variables dans le temps, à savoir le frottement de contact
f1(t) et l’impédance à la main courante Zρ(t), sont bornés.

f1min
f f1 f f1max

Zρmin
f Zρ f Zρmax

(5.29)

La paire (A(t), B) est uniformément contrôlable. L’entrée de commande est soumise à une satu-
ration symétrique dans un ensemble compact U(umin, umax), défini comme suit :

U(umin, umax) = {u ∈ R
m : −umin f Ta f umax} (5.30)
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Nous définissons les paramètres variables f1(t) et Zρ selon leurs valeurs limites q11 =

max(f1(t)), q12 = max(Zρ), q21 = min(f1(t)) et q22 = min(Zρ). Ainsi, les paramètres variables
s’écrivent :

f1(t) = E1
1q

1
1 + E2

1q
2
1

Zρ = E1
2q

1
2 + E2

2q
2
2

(5.31)

Pour chaque paramètre variant, nous attribuons les deux fonctions d’appartenance suivantes :

E1
1 =

q11 − f1(t)

q11 − q
2
1

avec E2
1 = 1− E1

1

E1
2 =

q12 − Zρ

q12 − q
2
2

avec E2
2 = 1− E1

2

Les fonctions d’appartenance, E1
i et E2

i , doivent satisfaire la propriété suivante E1
i +E

2
i = 1.

Les règles du système T-S sont conçues pour inclure toutes les combinaisons possibles de para-
mètres variables. En utilisant l’approche des secteurs non linéaires [Takagi 1985], nous obtenons
la représentation LPV floue T-S du modèle 4.14 à 22 règles suivante :

{

ẋ =
∑4

i=1 hi(Aix) +Bu+Dw,

y = [0 1]x.
(5.32)

où Ai est calculé selon :

i = 1 : {A (f1min
, Zρmin

)} i = 3 : {A (f1max
, Zρmin

)}

i = 2 : {A (f1min
, Zρmax

)} i = 4 : {A (f1max
, Zρmax

)}
(5.33)

La fonction d’appartenance de la règle i est calculée comme le produit des fonctions E1
i et E2

i

correspondant aux ensembles flous des règles d’inférence floues, c’est-à-dire :

h1 = E1
1 E

1
2 h2 = E2

1 E
1
2

h3 = E1
1 E

2
2 h4 = E2

1 E
2
2

(5.34)

5.4.2 Commande LPV adaptative basée sur le paramètre optimal de niveau

d’assistance

Dans le chapitre précédent, nous avons démontré que la stratégie d’assistance adaptative of-
frait le meilleur compromis entre l’efficacité mécanique du déplacement et minimisation de l’effort
de la propulsion. Par conséquent, dans cette section, nous adoptons une approche d’assistance
adaptative pour générer la commande d’assistance, en considérant le paramètre du niveau d’as-
sistance optimal µ∗ comme un paramètre de pondération dans la fonction de coût adaptative
suivante :

J2(µ) =

∫
∞

0

(
yTQ(µ)y + uT Ru

)
dt (5.35)

Où µ ∈ [0, 1] et Q(µ) et R sont des matrices de pondération définies positives.

Q(µ) = µ ∗ q (5.36)

L’introduction de µ directement dans la fonction de coût à minimiser permet une pondération
directe de la commande d’assistance dans le processus d’optimisation. En d’autres termes, lorsque
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µ = 0, cela signifie l’absence de contrainte environnementale, et donc l’utilisateur n’a besoin que
d’une assistance minimale. En revanche, lorsque µ ̸= 0, une contrainte environnementale est
présente, conduisant à la minimisation de manière pondérée l’effort de l’utilisateur.

La nouvelle loi de commande TS dépendante des paramètres variants Zρ, f1 et µ est définie
telle que :

u(t) =

4∑

i=1

2∑

k=1

hi(Zρ, f1)µk Fikx(t) avec |u(t)| f µ (5.37)

La démonstration de l’analyse de la stabilité ainsi que la résolution des LMI permettant de
générer la commande d’assistance a été présentée dans le Théorème 4.6.2 du Chapitre 4.

5.5 Validation expérimentale

Dans cette section, nous présentons les résultats expérimentaux visant à comparer les per-
formances de deux stratégies d’assistance adaptative : la première s’appuie sur un paramètre
d’assistance non optimisé, noté µIaccessibilité

, tandis que la seconde repose sur un paramètre opti-
misé, noté µ∗. Ces performances ont été évaluées à l’aide de tests fonctionnels expérimentaux et
de tests utilisateurs, tous réalisés sur le simulateur PSCHITT-PMR.

5.5.1 Performance de l’assistance adaptative basée sur le paramètre du ni-

veau d’assistance optimal

Afin d’évaluer les performances de la stratégie d’assistance basée sur un paramètre du niveau
d’assistance empirique µIAccessibilité

(Assistance A), une comparaison est effectuée par rapport à
l’assistance adaptative basée sur le paramètre du niveau d’assistance optimal µ∗ (Assistance B).
Pour une présentation efficace des résultats expérimentaux et une comparaison pertinente, des
extraits du scénario présenté dans la Figure 4.16 ont été sélectionnés afin d’illustrer différentes
situations de locomotion telles que la ligne droite, le virage, la pente et le dévers. Les résultats
obtenus sont présentés respectivement dans les Figures 5.12 pour la ligne droite, 5.13 pour le
virage, 5.14 pour la pente, et 5.15 pour le dévers.
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Figure 5.12 – Analyse comparative des performances de l’assistance adaptative A(µIAccessibilité
)

et adaptative B(µ∗) lors d’une locomotion en ligne droite.

Figure 5.13 – Analyse comparative des performances de l’assistance adaptative A(µIAccessibilité
)

et adaptative B(µ∗) lors d’une locomotion en virage.
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Figure 5.14 – Analyse comparative des performances des assistances adaptatives A(µIaccessibilité
)

et B(µ∗) lors d’une locomotion en pente.

Figure 5.15 – Analyse comparative des performances des assistances adaptatives A(µIaccessibilité
)

et B(µ∗) lors d’une locomotion en dévers.
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Figure 5.16 – Analyse comparative entre la propulsion sans assistance, la propulsion avec
l’assistance classique et la propulsion avec des assistances adaptatives A(µIaccessibilité

) et B(µ∗)

pour tout le scenario 4.8.

Sur la base des résultats observés, il est évident que, dans toutes les situations de locomotion,
l’assistance adaptative basée sur µ∗ entraîne une réduction notable de la fréquence de propulsion
par rapport à l’assistance adaptative basée sur µIaccessibilité

. Comme indiqué dans le chapitre état
de l’art (1), une réduction de la fréquence de propulsion diminue le risque de blessures liées à
la propulsion en fauteuil roulant manuel. Pour l’amplitude des couples propulsifs générés par
l’utilisateur, nous notons que, sur une ligne droite, l’amplitude moyenne du couple fourni par
B(µ∗) est de 8Nm contre 6, 5Nm pour le couple fourni par A(µIaccessibilité

). Lors des virages,
l’amplitude moyenne du couple fourni par B(µ∗) est de 6, 7Nm contre 7, 5Nm pour le couple
d’assistance par A(µIaccessibilité

). Pour les pentes, l’amplitude moyenne du couple fourni par B(µ∗)

est de10, 2Nm contre 9Nm pour le couple fourni par A(µIaccessibilité
). Enfin, pour les dévers,

l’amplitude moyenne du couple fourni par B(µ∗) est de 7, 5Nm contre 6, 5Nm pour le couple
fourni par A(µIaccessibilité

).

À première vue, l’assistance adaptative basée sur µ∗ est plus efficace que celle basée sur
µIaccessibilité

en termes de réduction de la fréquence de propulsion, ce qui diminue le risque de
blessures pour l’utilisateur. Cependant, elle présente généralement une amplitude de couple pro-
pulsif légèrement plus élevée dans diverses situations (ligne droite, pente, dévers), à l’exception
des virages où le couple est légèrement inférieur avec µ∗. Ces résultats suggèrent que, bien que
µ∗ soit avantageux pour la fréquence de propulsion, le couple de l’utilisateur est légèrement in-
férieur lorsqu’il est assisté par A(µIaccessibilité

). En effet, cela s’explique par un exemple simple :
au démarrage, l’utilisateur génère un couple élevé pour atteindre la vitesse désirée, puis continue
avec des propulsions plus faibles et rapprochées pour maintenir cette vitesse. En revanche, avec
l’assistance de B(µ∗), la propulsion de démarrage est modérée, permettant une bonne perfor-
mance de déplacement. Lorsque l’utilisateur ressent une diminution de vitesse, il propulse de
nouveau le FRM, mais avec une période de cycle plus longue comparée à celle de la propulsion
assistée par A(µIaccessibilité

), expliquant ainsi la diminution de la fréquence de propulsion et une
légère augmentation du couple propulsif.

La Figure 5.16 représente la comparaison de la fréquence de propulsion pour le même utilisa-
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teur effectuant le scénario 4.8, en mode sans assistance, avec l’assistance classique, avec l’assis-
tance adaptative basée sur µIaccessibilité

et avec l’assistance adaptative basée sur µ∗. Ces résultats
confirment que l’assistance adaptative basée sur µ∗ est la plus performante.

Dans la prochaine section, nous présenterons les tests utilisateurs afin de déterminer, du point
de vue ressenti de l’utilisateur, quelle assistance est la plus adaptée.

5.5.2 Tests-utilisateur

Les tests utilisateur sont une étape cruciale pour évaluer l’efficacité et l’ergonomie des sys-
tèmes d’assistance développés. Cette section présente la méthodologie utilisée pour réaliser ces
tests, les scénarios de test définis, ainsi que les résultats obtenus. Les objectifs principaux de ces
tests sont d’analyser et de comparer les performances d’assistance en conditions réelles d’uti-
lisation, de recueillir des retours d’expérience des utilisateurs, et de valider les hypothèses de
conception. Les utilisateurs sélectionnés pour ces tests représentent un échantillon diversifié afin
de garantir la représentativité des résultats.

La Figure 5.17 décris l’organigramme du processus du protocole expérimental du test-
utilisateur.

Figure 5.17 – Organigramme du protocole expérimental

5.5.2.1 Protocole expérimental

L’objectif de cette expérimentation est de valider de manière expérimentale l’assistance adap-
tative basée sur un paramètre du niveau d’assistance optimal et de la comparer objectivement à
l’assistance classique ainsi qu’à l’assistance adaptative avec le paramètre empirique vue dans le
chapitre (4). Pour ce faire, un protocole expérimental a été mis en place à l’aide du simulateur
PSCHITT-PMR, en utilisant un fauteuil roulant manuel de type « Action 4NG » et en prenant
en compte deux scénarios de locomotion standardisés.

Un scénario standardisé d’environnement urbain a été conçu pour une étape de familiarisation
à la conduite sur simulateur (voir Figures 4.8). Durant ce test, l’utilisateur est amené à se dépla-
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cer sans assistance et à tester diverses situations de locomotion dans un environnement virtuel
en considérant le mouvement de l’hexapode (mode dynamique). Durant ce scénario, l’utilisateur
répondra à un questionnaire semblable à celui utilisé lors du test expérimental. L’étape de fami-
liarisation présente deux avantages : elle permet à l’utilisateur de ne pas être impressionné par le
simulateur et de vérifier si l’utilisateur souffre du mal du simulateur. Si l’utilisateur ne présente
aucun signe de nausée, d’étourdissements, de problèmes de vision ou de maux de tête, le second
scénario (voir Figure 1.20) est initié. Ce scénario de test consiste en une combinaison des quatre
situations de locomotion de base : la ligne droite, le virage, la pente et le dévers. La définition des
normes géométriques du sol pour ces scénarios a été créée et développée par l’équipe du CERAH
dans le cadre du projet CapaCITIES [Demestre 2024], puis conçue et reproduite dans le logiciel
SCANeR par l’équipe d’ingénieurs de recherche au LAMIH, afin de proposer une progression
graduelle de la difficulté pour les participants.

Par exemple, les chemins étroits ont une largeur de 1,5 mètre pour les virages et les lignes
droites, incluant des transitions de pente et de dévers variant de 6% à 12%, ainsi qu’une exigence
d’arrêt avec une distance de freinage de 1 mètre. Ce scénario implique des tests expérimen-
taux où l’utilisateur évalue les performances de trois types d’assistances : l’assistance classique,
l’assistance adaptative basée sur un paramètre du niveau d’assistance empirique µIaccessibilité

, et
l’assistance adaptative avec un paramètre optimal µ∗. Les résultats de ces tests permettent de dé-
terminer objectivement l’efficacité et la satisfaction de l’utilisateur pour chaque type d’assistance
dans des conditions de locomotion variées.

À la fin de l’expérience, les participants sont invités à remplir un questionnaire composé
de deux parties distinctes. La première partie vise à obtenir des informations générales sur les
participants. La seconde partie consiste à évaluer chaque situation de locomotion élémentaire,
en se basant sur trois critères : le niveau de difficulté de la situation de locomotion, le niveau de
difficulté à manœuvrer le fauteuil roulant dans cette situation, et enfin, le classement par ordre
de préférence des trois types d’assistances.

5.5.2.2 Description de la cohorte

Pour cette expérimentation, seize (16) participants ont été initialement sélectionnés. Tou-
tefois, trois d’entre eux ont dû interrompre leur participation en raison du mal du simulateur,
réduisant le nombre de participants à treize : onze hommes âgés en moyenne de 30 ans (écart
type : 5.05) et deux femmes âgées en moyenne de 28 ans (écart type : 8.5). Tous les participants
étaient en bonne santé et avaient une expérience préalable avec l’utilisation d’un fauteuil roulant
manuel, avec une durée moyenne d’expérience comprise entre 1 mois et 3 mois.

5.5.2.3 Évaluation objective

L’évaluation objective se décompose en deux parties. La première partie suit la même pro-
cédure que celle utilisée pour comparer l’assistance classique à l’assistance adaptative dans le
chapitre précédent. Cette comparaison repose sur le calcul de deux indicateurs de performance
pour les trois types d’assistances, à partir de mesures quantitatives. Nous avons utilisé, comme
indicateurs de performance, l’énergie dépensée par l’utilisateur et l’efficacité mécanique de dé-
placement décrits dans l’équation (5.38) lors des tests effectués sans assistance, avec assistance
classique, assistance adaptative A(µIaccessibilité

) et l’assistance adaptative B(µ∗).

Eh =

∫ tni

0
T 2
h dt et Wg =

∫ tni

0
Tg · É dt (5.38)
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Où, la période tni représente la durée de la situation i effectuée n fois dans le scénario présenté
dans la Figure 4.16. Les résultats de l’évaluation sont présentés dans les tableaux 5.1 et 5.2.

Table 5.1 – Analyse comparative de la moyenne d’énergie pour chaque test : sans assistance,
propulsion avec assistance classique, propulsion avec assistance adaptative A(µIaccessibilité

) et pro-
pulsion avec assistance adaptative B(µ∗).

Eh[J]
Sans assistance

Eh[J]
Assistance classique

Eh[J]
Assitance adaptative A

Eh[J]
Assitance adaptative B

Situation de locomotion Gauche Droite Gauche Droite Gauche Droite Gauche Droite
Ligne droite 2468.594 2576.9283 1692.54 1646.741 1425.43 1265.1541 1027.0361 1142.6304
Virage 2858.1108 2113.3489 789 1209.24 682.06 1207.46 319.6274 1155.0831
Pente 2775.7013 2755.8569 1310.55 1622.42 1510.85 1517.001 1217.3587 1131.6985
Dévers 406.6 39.6432 250 37.40 254.0 45.996 198.7855 83.7916

Table 5.2 – Analyse comparative de la moyenne du Travail mécanique de déplacement pour
chaque test : sans assistance, propulsion avec assistance classique, propulsion avec assistance
adaptative A(µIaccessibilité

) et propulsion avec assistance adaptative B(µ∗).
Wg [J]
Sans assistance

Wg [J]
Assistance classique

Wg [J]
Assitance adaptative A

Wg [J]
Assitance adaptative B

Situation de locomotion Gauche Droite Gauche Droite Gauche Droite Gauche Droite
Ligne droite 748.5713 559.868 766.7302 586.7046 720.8767 635.9632 941.4137 936.7016
Virage 236.0619 157.3262 253.6972 138.834 275.5029 158.7061 324.2965 159.8706
Pente 539.1539 490.0187 593.3856 640.5807 652.8956 631.2745 657.8764 696.6448
Dévers 35.1934 15.5528 34.3724 15.153 37.4048 10.3975 40.9694 23.8546

Tout d’abord, les résultats du tableau 5.1 représentent l’énergie dépensée (Eh) par l’utilisa-
teur pour chaque situation. Les résultats montrent une nette réduction lorsque les utilisateurs
bénéficient d’une assistance, par rapport à la locomotion complètement en manuelle (sans assis-
tance). Dans chaque situation de locomotion, de la ligne droite au dévers, l’assistance adaptative
B(µ∗) se démarque en consommant le moins d’énergie. Par exemple, lors de la locomotion en ligne
droite, les valeurs moyennes d’énergie pour l’assistance adaptative B(µ∗) sont significativement
inférieures à celles de l’assistance adaptative A(µIaccessibilité

), de l’assistance classique et surtout
de la locomotion sans assistance. Ce schéma se répète également dans les virages, les pentes et
les dévers, indiquant une efficacité accrue de l’assistance adaptative B(µ∗) dans la gestion de
l’énergie nécessaire à la propulsion.

L’analyse du travail mécanique de déplacement (Wh) présentée dans le tableau 5.2 révèle
une tendance similaire. L’assistance adaptative B(µ∗) montre le plus grand travail mécanique
par rapport à l’assistance classique et à l’assistance adaptative A(µIaccessibilité

). Cela indique que
l’assistance B(µ∗) parvient à générer de meilleures performances de déplacement tout en ré-
duisant l’énergie du couple de l’utilisateur. Ces résultats sont particulièrement notables dans
des situations spécifiques, telles que les virages et les pentes, où l’assistance adaptative B(µ∗)

peut considérablement produire plus de travail mécanique par rapport à l’assistance adaptative
A(µIaccessibilité

) et à l’assistance classique.
Les résultats étendus de cette étude sont présentés dans les figures suivantes. La Figure 5.18
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Figure 5.18 – Comparaison de l’amplitude d’énergie pour chaque test pour 5 sujets : sans
assistance, avec assistance classique, assistance adaptative A(µIaccessibilité

) et assistance adaptative
B(µ∗).
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Figure 5.19 – Comparaison de l’amplitude du travail mécanique global pour chaque test pour
5 sujets : sans assistance, avec assistance classique, assistance adaptative A(µIAccessibilité

) et assis-
tance adaptative B(µ∗).
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compare l’amplitude de l’énergie pour chaque test effectué sur cinq sujets sur une moyenne de
treize sujets, en distinguant les conditions suivantes : sans assistance, avec assistance classique,
assistance adaptative A(µIaccessibilité

), et assistance adaptative B(µ∗). De manière similaire, la
Figure 5.19 illustre la comparaison de l’amplitude du travail mécanique global pour ces mêmes
configurations d’assistance.

Les résultats révèlent que l’assistance adaptative B(µ∗) se distingue significativement en mi-
nimisant le couple exercé sur l’utilisateur comparé aux autres types d’assistance évalués, tout
en améliorant considérablement les performances de travail mécanique. En revanche, bien que
l’assistance adaptative A(µIaccessibilité

) montre une amélioration légèrement supérieure à celle ob-
tenue avec l’assistance classique en termes de performance globale, elle reste inférieure à B(µ∗)

en termes d’efficacité générale.
En résumé, les résultats de cette étude confirment qu’un système d’assistance adaptative op-

timal présente de meilleures performances qu’un système d’assistance classique. En revanche, un
système d’assistance adaptative basé sur un paramètre du niveau d’assistance optimal montre
des résultats plus performants qu’une assistance adaptative basée sur un paramètre d’assistance
empirique. Ces systèmes représentent un compromis idéal entre efficacité énergétique et per-
formance mécanique dans les différentes situations de locomotion. Par conséquent, la stratégie
d’assistance adaptative, basée sur un paramètre du niveau d’assistance optimal, offre une pers-
pective prometteuse pour améliorer significativement l’expérience utilisateur en FRM-AE.

5.5.2.4 Évaluation subjective

Afin d’obtenir une évaluation objective du ressenti des utilisateurs concernant l’effort requis
pour franchir différentes situations de locomotion, 13 participants ont répondu à la question
suivante : ( Quel est le niveau d’effort ressenti ?). Cinq situations de locomotion ont été étudiées :
ligne droite, virage à droite, virage à gauche, pente de 12% et dévers de 8%. Pour chaque mode
de conduite (sans assistance, avec assistance classique, avec assistance adaptative A(µIaccessibilité

)

et B(µ∗)), les réponses des 13 sujets sont illustrées dans la Figure 5.20.
Pour la ligne droite, une diminution significative de l’effort ressenti a été observée avec l’as-

sistance classique et l’assistance adaptative A, présentant des scores très similaires. En revanche,
l’assistance adaptative B a montré le score le plus faible en termes d’effort ressenti par rapport
au mode sans assistance. Pour les virages, les scores varient, l’assistance classique présentant le
score le plus élevé et l’assistance B le plus faible par rapport à la situation sans assistance. Une
tendance similaire a été observée pour la pente, tandis que pour le dévers, l’assistance classique
a montré un niveau d’effort ressenti similaire à celui de l’assistance adaptative A, tandis que
l’assistance adaptative B a présenté le score le plus bas en termes d’effort ressenti comparé à la
situation sans assistance. Par conséquent, Que ce soit en ligne droite, dans les virages, sur une
pente de 12% ou lors du franchissement d’un dévers de 8%, l’assistance B(µ∗) a systématiquement
affiché les scores les plus bas en termes d’effort perçu, surpassant à la fois l’assistance classique et
l’assistance adaptative A(µIaccessibilité

). Ces résultats suggèrent que l’assistance adaptative B(µ∗)

est particulièrement efficace pour réduire l’effort de l’utilisateur.
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Figure 5.21 – Pourcentage de préférence pour l’assistance la plus adéquate chez 13 sujets.

Figure 5.20 – Comparaison du ressenti de la difficulté pour les modes de conduite chez 13 su-
jets : sans assistance, avec assistance classique, assistance adaptative A(µIaccessibilité

) et assistance
adaptative B(µ∗) pour chaque situation de locomotion.

Une fois les tests terminés, les utilisateurs ont été ensuite invités à nous faire part de leur avis
sur le système d’assistance qui leur a semblé le plus adéquat. Le résultat des réponses des utili-
sateurs est présenté dans la Figure 5.21. En analysant les résultats, nous constatons que 72.7%

des utilisateurs préfèrent l’assistance adaptative basée sur le paramètre du niveau d’assistance
optimale B(µ∗), 18.2% préfèrent l’assistance adaptative basée sur le paramètre du niveau d’assis-
tance empirique A(µIaccessibilité

) et seulement 9.1% des utilisateurs préfèrent l’assistance classique.
Cela démontre explicitement une préférence marquée pour l’assistance adaptative B(µ∗).
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5.6 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons détaillé la conception d’une nouvelle stratégie d’assistance
adaptative, centrée sur l’action de l’utilisateur et le niveau d’assistance optimal. S’appuyant sur
les avantages de la stratégie d’assistance décrite dans le chapitre précédent, ce système fonctionne
en temps réel, évaluant instantanément le couple appliqué par l’utilisateur par rapport au couple
optimal exigé pour une situation de locomotion spécifique.

Ce couple optimal est déterminé par une architecture de commande pour les systèmes linéaires
à paramètres variants (LPV) basée sur un modèle de fauteuil roulant virtuel à deux roues. Cette
commande vise à aligner la vitesse prédite par le modèle virtuel autonome sur la vitesse mesurée
du FRM dans le simulateur. Une fois le couple optimal calculé, il est instantanément comparé
au couple appliqué par l’utilisateur pour ajuster le paramètre du niveau d’assistance.

Un modèle de l’impédance au niveau de la main courante ressentie par l’utilisateur a été mo-
délisée pour représenter la variation du contact roue-sol pendant la propulsion. Cette impédance
est identifiée en ligne à l’aide d’un contrôle adaptatif basé sur un modèle de référence (MRAC).
Les paramètres variants, notamment l’impédance à la main courante et le niveau d’assistance,
sont incorporés dans un contrôleur adaptatif optimal, ajusté en fonction d’une fonction de coût
dynamique. Cette conception permet une adaptation flexible du niveau d’assistance, intégrant
ainsi l’utilisateur dans la boucle de contrôle.

L’architecture d’assistance utilise une approche floue Takagi-Sugeno permettant de gérer les
non-linéarités dues à la variation en temps réel de l’impédance au niveau de la main courante et le
niveau d’assistance requis. Les conditions de conception du contrôle, basées sur la théorie de sta-
bilité de Lyapunov, ont été formulées sous forme d’un problème d’optimisation LMIs (contraintes
d’inégalités matricielles linéaires). Des essais avec le simulateur dynamique PSCHITT-PMR nous
ont permis de valider l’efficacité de cette stratégie d’assistance avancée.

Une évaluation objective et subjective avec 13 utilisateurs a comparé cette nouvelle stratégie
avec ses prédécesseurs : l’assistance optimale conventionnelle et l’assistance adaptative basée
sur un paramètre empirique. Les résultats ont montré que cette nouvelle stratégie basée sur un
paramètre du niveau d’assistance optimal offrait les meilleures performances. Elle a également
amélioré le maintien de l’activité physique, la maniabilité du FRM-AE et l’ergonomie avec 79, 9%

des utilisateurs préférant cette stratégie aux autres.
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6.1 Conclusion

Ce travail de thèse s’inscrit dans le cadre du projet ANR CapaCITIES, en partenariat avec
plusieurs institutions (Institut de Biomécanique Humaine Georges Charpak des Arts et Métiers-
IBHGC, Institut de Recherche en Informatique et Systèmes Aléatoires-IRISA, Centre d’Études et
de Recherche sur l’Appareillage des Handicapés-CERAH). L’objectif est de développer un indice
reflétant le coût biomécanique pour l’accessibilité des utilisateurs de FRM dans diverses situa-
tions environnementales, en utilisant le simulateur PSCHITT-PMR (Plateforme de Simulation
Collaborative, Hybride, Intermodale en Transports Terrestres – Personne à Mobilité Réduite).

La présente thèse a traité de la quantification de l’interaction entre l’utilisateur et le fauteuil
roulant, ainsi que de celle entre le fauteuil roulant et les contraintes environnementales. L’objectif
était de concevoir un système d’assistance adaptatif qui s’ajuste instantanément en fonction des
informations relatives aux contraintes environnementales et aux capacités de l’utilisateur.

Plusieurs enjeux scientifiques ont été identifiés pour répondre à cette problématique :

• Quelles sont les contraintes environnementales qui engendrent la dégradation
de l’efficacité mécanique de la propulsion en FRM, et quel impact exercent-elles
sur le comportement et les performances de l’utilisateur de fauteuil roulant ?

Nous avons examiné la littérature existante qui montre que des contraintes environnementales
telles qu’un revêtement de sol avec une mauvaise adhérence, les pentes longitudinales ou trans-
versales, limitent la mobilité des personnes en fauteuil roulant, les privant de l’accès à de nom-
breux lieux et services essentiels. Cette exclusion peut avoir des répercussions significatives sur
la santé mentale, provoquant des sentiments d’isolement, de frustration et d’injustice. Sur le
plan physique, les difficultés rencontrés peuvent entraîner des complications de santé physique,
accentuant les risques de blessures et de fatigue chronique. Dans ce contexte, le premier enjeu de
cette thèse était de définir et de quantifier les contraintes environnementales qui compromettent
l’accessibilité en fauteuil roulant manuel (FRM).

La conception et le développement d’un système d’assistance performant reposent fondamen-
talement sur la connaissance de ces contraintes qui augmentent l’effort biomécanique nécessaire
à la propulsion en fauteuil roulant. La quantification des contraintes environnementales permet
d’apporter des solutions plus adaptées.

• Comment quantifier les contraintes environnementales en fonction des capacités
instantanées de l’utilisateur ?
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Pour une quantification précise de la dynamique de propulsion en fauteuil roulant manuel
(FRM), il est nécessaire de combiner une modélisation mathématique détaillée de l’interaction
entre l’utilisateur, le FRM et l’environnement, incluant les forces propulsives, motrices, de frot-
tement et l’inertie. Le modèle doit fidèlement représenter les mouvements en ligne droite, en
virage, en pente et en dévers. Ce modèle est ensuite implémenté dans un simulateur.

Une étape clé de cette recherche est le développement d’une interface haptique pour repro-
duire la locomotion en FRM dans le simulateur. Cette interface a permis de recréer la locomotion
du FRM pour différentes situations environnementales et de quantifier les indices de difficulté
associés à ces situations. La validation de cette interface haptique a conduit à l’intégration d’une
architecture d’assistance tenant compte des contraintes environnementales, offrant une expérience
utilisateur immersive et réaliste.

Pour évaluer la performance de cette interface haptique, des tests ont été effectués avec 30
utilisateurs sur le simulateur PSCHITT-PMR. Ces tests comprenaient des scénarios de locomo-
tion variés, tenant compte des contraintes environnementales dans des conditions réalistes. Les
indicateurs objectifs et subjectifs recueillis durant ces tests ont fourni une évaluation complète
de la performance de l’interface haptique, offrant des informations précieuses pour son améliora-
tion continue et son adaptation aux besoins des utilisateurs. Les résultats obtenus renforcent la
confiance dans la capacité de l’interface à offrir une expérience utilisateur immersive et intuitive,
tout en soulignant sa pertinence dans l’intégration d’une architecture d’assistance.

• Quelles stratégies d’assistance sont les plus efficaces pour intégrer de manière
précise les données quantitatives relatives aux contraintes environnementales
et à l’état ponctuel des capacités de l’utilisateur ?

Une fois les contraintes environnementales quantifiées, deux stratégies d’assistance pour
FRM-AE ont été développées, en se basant sur un indice de coût d’accessibilité défini en fonction
des contraintes environnementales. Tout d’abord, une méthodologie est présentée pour quantifier
cet indice en considérant l’effort requis par l’utilisateur et en tenant compte des caractéristiques
du terrain, permettant ainsi de définir un paramètre de pourcentage d’assistance approprié. En-
suite, deux approches d’assistance distinctes sont présentées pour gérer ce paramètre du niveau
d’assistance.

La première stratégie adopte une approche explicite, ajustant le niveau d’assistance après le
calcul de la commande, et repose sur un modèle d’interaction entre l’utilisateur et son environ-
nement. Cette approche offre une compréhension approfondie des besoins de l’utilisateur et des
exigences environnementales. En revanche, la seconde stratégie se distingue par sa dynamique,
ajustant en temps réel l’assistance en fonction du paramètre du niveau d’assistance, offrant ainsi
une réponse plus adaptative aux efforts de l’utilisateur et aux conditions environnementales.

Pour évaluer l’efficacité de ces deux stratégies, une validation expérimentale a été réalisée sur
le simulateur PSCHITT-PMR. Cette validation consiste en des scénarios de locomotion standar-
disés comprenant des parcours droits, des virages, des pentes et des dévers. Les résultats obtenus
démontrent que les deux stratégies parviennent à minimiser l’effort de l’utilisateur dans toutes
les situations de déplacement. Cependant, la stratégie d’assistance adaptative se démarque en
présentant des performances supérieures à la stratégie d’assistance classique, offrant ainsi une
meilleure adaptation aux besoins individuels des utilisateurs.

• Comment intégrer de manière optimale une assistance qui s’adapte instanta-
nément en fonction des capacités de l’utilisateur et des contraintes environne-
mentales ?

Le choix du paramètre du niveau d’assistance basé sur un indice empirique de la difficulté
liée à l’accessibilité ne prend pas en compte la quantité de couple nécessaire pour surmonter les
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contraintes environnementales de façon instantanée, ce qui peut conduire à une assistance inadé-
quate pour l’utilisateur. Dans ce contexte, nous avons conçu une nouvelle stratégie d’assistance
adaptative, centrée sur l’action de l’utilisateur et un paramètre du niveau d’assistance optimal.
S’appuyant sur les avantages de la stratégie d’assistance adaptative, ce système fonctionne en
temps réel, évaluant instantanément le couple appliqué par l’utilisateur par rapport au couple
optimal exigé pour une situation de locomotion spécifique.

Ce couple optimal est déterminé par une architecture de commande à paramètres variants
(LPV) basée sur un modèle de fauteuil roulant virtuel à deux roues. Cette commande vise à
aligner la vitesse prédite par le modèle virtuel autonome sur la vitesse mesurée du FRM dans le
simulateur. Une fois le couple optimal calculé, il est instantanément comparé au couple appliqué
par l’utilisateur pour ajuster le paramètre du niveau d’assistance.

Une évaluation objective et subjective avec 13 utilisateurs a été réalisée afin de comparer cette
nouvelle stratégie avec ses prédécesseurs : l’assistance optimale conventionnelle et l’assistance
adaptative basée sur un paramètre empirique. Les résultats ont montré que la stratégie basée sur
un paramètre du niveau d’assistance optimal offrait les meilleures performances. Elle a également
amélioré le maintien de l’activité physique, la maniabilité du FRM-AE et l’ergonomie, 79, 9%
des utilisateurs préférant cette stratégie aux autres.

6.2 Perspectives

Dans cette section, nous présentons les travaux futurs qui constituent les axes de recherche
et d’amélioration en conséquence des résultats des travaux de cette thèse.

• Intégration de la dynamique du tronc de l’utilisateur dans le mouvement du
FRM

Lors de la propulsion d’un fauteuil roulant, le mouvement du tronc induit une variation an-
téropostérieure de la vitesse durant le cycle de propulsion, une variation non prise en compte
par le modèle développé dans cette thèse. De plus, le mouvement du haut du corps influence
la résistance au roulement au cours du cycle de propulsion. En effet, en propulsant le FRM,
une accélération vers l’avant du haut du corps, entraînant une décélération du fauteuil roulant,
tandis que l’accélération vers l’arrière du haut du corps après la poussée génère une accélération
du fauteuil roulant durant la phase de récupération. Pour améliorer le réalisme du simulateur
de fauteuil roulant manuel, il est crucial d’intégrer la dynamique du mouvement du tronc (buste
et membres supérieurs) dans le comportement du FRM simulé. Un axe de recherche future
consistera à modéliser cette dynamique comme un pendule inverse afin d’enrichir la fidélité du
mouvement simulé.

• Amélioration du réalisme du simulateur

Dans le cadre de l’amélioration continue du réalisme du simulateur de FRM, un FRM instrumenté
a été développé. Celui-ci vise à permettre une modélisation plus fine de l’interaction entre le FRM
et les environnements variés, en mesurant des données précises sur les forces exercées lors du
déplacement du fauteuil. Dans ce contexte, la piste Gyrovia, située sur le site du Mont-Houy de
l’UPHF, intégrera prochainement des pentes variées et des dévers afin de recréer des conditions
réalistes. La complexité des terrains testés permettra une analyse approfondie des effets de la
topographie sur les performances du fauteuil roulant.

L’objectif principal de ce projet est d’améliorer la précision du simulateur de FRM PSCHITT-
PMR. Un second objectif sera de permettre des va-et-vient entre les essais sur la piste et ceux
réalisés sur simulateur, afin d’affiner les modèles physiques utilisés.

• Personnalisation du système d’assistance
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Les récents progrès dans le domaine de l’intelligence artificielle ouvrent la voie à une exten-
sion prometteuse pour le système d’assistance adaptative. L’idée est d’intégrer un algorithme
d’apprentissage, tel qu’un réseau de neurones ou une méthode d’apprentissage automatique, à
l’architecture d’assistance existante. Cet algorithme serait capable d’analyser et d’apprendre la
tendance de propulsion spécifique de chaque utilisateur de fauteuil roulant manuel, en anticipant
de manière dynamique et adaptative le couple de propulsion nécessaire. En utilisant des données
en temps réel provenant de capteurs intégrés au fauteuil roulant, telles que la vitesse, l’accéléra-
tion et les mouvements du corps, l’algorithme ajusterait continuellement le niveau d’assistance
pour répondre aux besoins de l’utilisateur. Cette approche promet d’améliorer significativement
la qualité de vie des utilisateurs en offrant une assistance plus intuitive et personnalisée, optimisée
en fonction des comportements individuels de propulsion.

• Simulateur numérique pour évaluer de manière quantitative l’efficacité biomé-
canique et mécanique de la propulsion en FRM.

Au cours de cette thèse, un travail préliminaire a été réalisé en collaboration avec un post-
doctorant (voir [Bentaleb 2022]) pour développer un simulateur numérique basée sur l’approche
de commande MPC non-linéaire (NMPC) afin de prédire les mouvements de propulsion d’un
fauteuil roulant en 2D, que ce soit sur un sol plat ou en pente. Cette méthode se concentre sur
la trajectoire de la main et la dynamique de la roue arrière, permettant de sélectionner automa-
tiquement les points de contact initial et final de la main pendant la phase de poussée, ainsi que
d’optimiser la trajectoire de retour à la position initiale pendant la phase de récupération. Ainsi,
pour une vitesse de référence donnée, le simulateur numérique génère le schéma de propulsion le
plus approprié. L’avantage clé de cet outil est sa mise en œuvre intuitive permettant d’évaluer
l’efficacité biomécanique de la propulsion. Sur la base de ces résultats, nos futures recherches
viseront à étendre ce simulateur numérique pour inclure une variété de situations de locomotion,
notamment les mouvements en virage et sur des surfaces en dévers.
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Annexe

A.1 Bases théoriques de la commande optimale

Figure A.1 – Schéma descriptif de la problématique de commande d’un système non linéaire

Nous débutons par l’analyse des problèmes de commande optimale pour des systèmes non
linéaires et invariants dans le temps. Considérons le système illustré dans la Figure A.1, où le
couple (x∗,u∗) est continûment contrôlable :

{
ẋ = f(x, u)

x(0) = x0

Ici, x ∈ R
n et u ∈ R

m représentent respectivement les variables d’état et les entrées de
contrôle, avec f(x, u) étant une fonction non linéaire continue et x0 les conditions initiales.
L’objectif est de déterminer une commande u qui minimise l’indice de performance suivant :

J(u(t)) = G (x (tf )) +

∫ tf

0
F (x(t), u(t)) dt

Dans cette expression :

— t représente le temps courant et tf le temps final ;

— J(u(t)) est la fonction coût intégral ;

— F (x(t), u(t)) désigne la fonction coût instantané scalaire ;

— G (x (tf )) est la fonction coût terminal scalaire.

Il est important de noter que l’équation d’état sert de contrainte pour l’optimisation de
l’indice de performance J(u(t)). De plus, l’utilisation de la fonction G (x (tf )) est facultative ;
si l’état final x (tf ) est spécifié, l’expression G (x (tf )) n’est pas nécessaire dans la fonction coût
à minimiser. Il existe une littérature abondante sur les solutions applicables pour résoudre le
problème d’optimisation visant à minimiser J(u(t)) sur un horizon de temps fini et infini. Dans
ce travail, nous nous intéressons à la problématique des systèmes linaire avec une optimisation
quadratique.



198 Annexe A. Annexe

L’optimisation quadratique joue un rôle fondamental en contrôle optimal en visant à minimi-
ser une fonction coût quadratique tout en respectant des contraintes linéaires. Cette approche est
largement appliquée dans la conception de systèmes de commande optimale et robuste. Les stra-
tégies de commande utilisant l’optimisation quadratique incluent le contrôle par retour d’état
optimal (LQR) [Miquel 2022], qui vise la stabilisation en minimisant une fonction coût qua-
dratique des états et des commandes. D’autres méthodologies comme le contrôle prédictif basé
sur un modèle (MPC) [Borrelli 2017] exploitent également l’optimisation quadratique pour dé-
terminer les commandes sur un horizon de prédiction, tout en respectant les contraintes opé-
rationnelles du système. De plus, les approches de commande adaptative [Nguyen 2018] et la
commande floue [Tanaka 2004] tirent parti de l’optimisation quadratique pour ajuster les stra-
tégies de contrôle en fonction des variations et des incertitudes du système, assurant ainsi une
réponse efficace et adaptable aux conditions réelles. Cette diversité d’approche illustre la sou-
plesse et l’efficacité de l’optimisation quadratique dans l’amélioration des performances de divers
systèmes dynamiques réels.

Comme mentionné précédemment, le choix de la méthode de contrôle est largement dicté par
les caractéristiques spécifiques de chaque système. Dans le cadre de l’interaction utilisateur-FRM
et FRM-ergomètre, nous avons opté pour les trois approches citées précédemment : la commande
adaptative optimale, la commande prédictive et la commande floue.

A.1.1 Commande adaptative par modèle de référence

Il existe généralement deux classes de contrôle adaptatif : le contrôle adaptatif direct et
le contrôle adaptatif indirect [Nguyen 2018]. Un contrôleur adaptatif direct typique peut être
exprimé comme suit :

u = kx(t)x+ kr(t)r (A.1)

où kx(t) et kr(t) sont des gains de contrôle ajustables. Le mécanisme pour ajuster ces gains de
contrôle se fait via une loi adaptative. En revanche, un contrôleur adaptatif indirect atteint le
même objectif en ajustant les gains de contrôle de manière indirecte, ce qui peut être exprimé
comme suit :

u = kx(p(t))x+ kr(p(t))r (A.2)

où p(t) représente les paramètres du système estimés en ligne pour actualiser les gains de contrôle.
Dans ce travail, seule la commande adaptative directe est détaillée.

A.1.1.1 Commande adaptative directe classique

De façon générale, la commande adaptative se compose de trois blocs :

• Modèle de référence
Le modèle de référence spécifie la réponse souhaitée en fonction des commandes et des
entrées. L’adaptation est effectuée en minimisant l’erreur entre le modèle de référence et
la sortie réelle du système. Ce modèle est généralement linéaire, bien que des modèles non
linéaires puissent être utilisés malgré leur complexité.

ẋm = amxm + bmr (A.3)

• Loi de commande
La loi de commande doit être conçue pour garantir les performances et la stabilité du
système en présence d’incertitudes. Elle peut être linéaire ou non linéaire, bien que les
régulateurs non linéaires soient plus difficiles à concevoir et à analyser. Le régulateur peut
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être un contrôleur nominal, auquel s’ajoute un contrôleur adaptatif, ou un contrôleur en-
tièrement adaptatif.

u∗ = k∗xx+ k∗rr(t)− Γ∗¦·(x) (A.4)

• Loi adaptative
La loi adaptative détermine comment ajuster les paramètres pour minimiser l’erreur de
suivi. Elle peut être linéaire, variable dans le temps, ou non linéaire, et la stabilité du
système est généralement analysée via la théorie de Lyapunov.

La Figure A.2 illustre le schéma fonctionnelle de la commande adaptative par modèle de
référence.

Figure A.2 – Schéma bloque du fonctionnement de la commande adaptative.

Pour le développement de la synthèse de la commande adaptative, nous considérons un modèle
linaire de premier ordre définit par l’équation suivante :

ẋ = ax+ b[u+ f(x)] (A.5)

Où f(x) est une incertitude qui peut être paramétrée linéairement comme

f(x) =

p
∑

i=1

¸∗i ·i(x) = Γ∗¦·(x)

où Γ∗ =
[
¸1 ¸2 . . . ¸p

]
¦

∈ R
p est un vecteur constant inconnu, et ·(x) =

[·1(x)·2(x) . . . ·p(x)]
¦

∈ R
p est un vecteur de fonctions de base connues et bornées. Après sub-

stitution de la commande (A.4) dans le modèle (A.5), nous obtenons le modèle en boucle fermée.

ẋ = (a+ bk∗)x+ bk∗rr

En comparant le modèle en boucle fermée (A.5) au modèle de référence (A.3), les gains idéaux
k∗x et k∗r peuvent être déterminés par les conditions de correspondance du modèle suivantes :

{

a+ bk∗x = am

bk∗r = bm
(A.6)

Définissons maintenant les erreurs d’estimation des gains adaptative de la commande telle
que

k̃x(t) = kx(t)− k
∗

x

k̄r(t) = kr(t)− k
∗

r

Γ̄(t) = Γ(t)− Γ∗
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En substituant ces erreurs dans le modèle du système, on obtient

ẋ = (a+ bk∗x
︸ ︷︷ ︸

am

+bk̃x)x+ ( bk∗r
︸︷︷︸

bm

+bk̃r)r − bΓ̃
¦·(x)

Soit e(t) = xm(t)− x(t) l’erreur de suivi. Alors, l’équation d’erreur de suivi en boucle fermée
est établie comme

ė = ẋm − ẋ = ame− bk̃xx− bk̃rr + bΓ̃¦·(x)

Maintenant, la définition des lois adaptatives pour ajuster kx(t), kr(t) et Γ(t) est accompli en
menant une preuve de stabilité de Lyapunov comme suit :

Theorem A.1.1. Considérons la fonction candidate de Lyapunov suivante :

V
(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

= e2 + b

(

k̃2x
µx

+
k̃2r
µr

+ ·̃¦P−1·̃

)

> 0

où µx > 0 et µr > 0 sont les taux d’adaptation (ou d’apprentissage) pour kx(t) et kr(t), et

P = P¦ > 0 ∈ R
p
× R

p est une matrice de taux d’adaptation positive définie pour Γ(t).

La dérivée de V
(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

s’exprime alors comme suit :

V̇
(

e, k̄x, k̄r, Γ̃
)

=2eė+ b

(

2k̄x
˙̄kx

µx
+

2k̄r
˙̄kr

µr
+ 2Γ̃¦

P
−1Γ̇

)

=2ame
2 + 2k̄x

(

−ebx+ b
˙̄kx
µx

)

+ 2k̄r

(

−ebr + b
˙̄kr
µr

)

+ 2Γ̃¦

[

eb·(x) + bP−1Γ̇
]

Ainsi, V̇
(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

f 0 si

−e x b+
˙̄kx
µx

= 0

−e r b+
˙̄kr
µr

= 0

e·(x)b+ P−1Γ̇ = 0

(A.7)

Puisque k∗x, k
∗

r et Γ∗ sont constants, alors, à partir des équations (A.7), nous avons
˙̃
kx = k̇x,

˙̃
kr = k̇r et ˙̃Γ = Γ̇. Ainsi, les lois adaptatives suivantes sont obtenues :

k̇x = µxxeb

k̇r = µrreb

Γ̇ = −P·(x)b

Par conséquent, la dérivée de la fonction candidate de Lyapunov s’exprime alors comme suit :

V̇
(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

= 2ame
2
f 0

Puisque V̇
(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

f 0, alors e(t), kx(t), kr(t) et Γ(t) sont bornés. Ainsi,

lim
t→∞

V
(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

= V
(

e0, k̃x0
, k̃r0 , Γ̃0

)

+ 2am∥e∥22
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où e(0) = e0, k̃x(0) = k̃x0
, k̃r(0) = k̃r0 et Γ̃(0) = Γ̃0. Ainsi, V

(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

a une limite finie

lorsque t→ ∞. Étant donné que |e|2 existe, donc e(t) ∈ L2 ∩ L∞, et |ė| ∈ L∞.

Calculons maintenant la deuxième dérivée de la fonction de Lyapunov :

V̈
(

e, k̃x, k̃r, Γ̃
)

= 4ameė = 4ame
[

ame− bk̃xx− bk̃rr + bΓ̃¦·(x)
]

Puisque e(t), kx(t), kr(t) et Γ(t) sont bornés, en vertu du fait que V̇ (e, k̃x, k̃r, Γ̃) f 0, x(t) est

bornée car e(t) et xm(t) sont bornées, r(t) est un signal de commande de référence borné, et ·(x)

est bornée car x(t) est bornée ; par conséquent, V̈ (e, k̃x, k̃r, Γ̃) est bornée. Ainsi, V̇ (e, k̃x, k̃r, Γ̃)

est uniformément continue. Il s’ensuit, d’après le lemme de Barbalat, que V̇ (e, k̃x, k̃r, Γ̃) → 0,

donc e(t) → 0 lorsque t → ∞. L’erreur de suivi est asymptotiquement stable, mais l’ensemble

du système de contrôle adaptatif n’est pas asymptotiquement stable puisque kx(t), kr(t) et Γ(t) ne

peuvent être montrés que comme bornés.

A.1.1.2 Commande adaptative directe optimale

Figure A.3 – Contrôle adaptatif par modèle de référence hybridé avec un algorithme d’optimi-
sation.

Le contrôle adaptatif a démontré son efficacité dans divers domaines, néanmoins, les dé-
fis relatifs à l’optimalité et à la robustesse demeurent un défi. Dans des environnements où
les incertitudes sont significatives, une adaptation rapide est cruciale pour maintenir des per-
formances de suivi du système commandé. Ainsi, certaines approches récentes de contrôle
adaptatif se concentrent désormais sur l’optimisation des gains pour répondre à ces exigences
spécifiques [Nguyen 2008]. Pour ajuster de manière optimale les paramètres du contrôleur,
diverses méthodes d’optimisation jouent un rôle crucial, telles que les algorithmes de des-
cente de gradient [Sinha 1999], les techniques basées sur des critères de performance quadra-
tiques [Ioannou 1991], les réseaux de neurones [Patino 2000] et les algorithmes métaheuris-
tiques [Mohideen 2013]. Tous visent à minimiser un critère de performance de la dynamique
du système en boucle fermée, en intégrant les gains du contrôleur pour explorer efficacement
l’espace de recherche et atteindre des performances optimales, sans nécessiter une connaissance
précise du modèle dynamique.

La condition nécessaire d’optimalité est utilisée pour dériver une loi adaptative via la mé-
thode de Lyapunov, permettant de limiter de manière uniforme l’erreur de suivi. Cette approche
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permet l’utilisation d’un gain adaptatif élevé sans induire d’effets indésirables liés à des gains
élevés en contrôle. La loi adaptative assure que l’erreur de suivi tend vers zéro lorsque le gain
adaptatif approche l’infini, facilitant ainsi une adaptation rapide. La Figure A.3 illustre le schéma
opérationnel d’une commande adaptative basée sur un modèle de référence optimal en intégrant
un algorithme d’optimisation pour améliorer les performances et la robustesse du contrôle en
boucle fermée.

A.1.2 Commande prédictive

Le Contrôleur à Horizon Glissant (Receding Horizon Controller - RHC), également connu
sous le nom de Contrôle Prédictif de Modèle (Model Predictive Control - MPC), est cou-
ramment utilisé dans les domaines de la recherche et de l’industrie en raison de sa capacité
à gérer naturellement les problèmes de contrôle multivariables avec des contraintes de sécu-
rité [Bentaleb 2015, Borrelli 2017].

La commande MPC est une approche de commande optimale, souvent formulée de manière
quadratique. Un contrôleur sous-optimal à horizon infini peut être conçu en résolvant de ma-
nière répétée des problèmes de contrôle optimal à horizon fini, dans une optique de décalage de
l’horizon, comme illustré dans la figure A.4. À chaque instant d’échantillonnage, en partant de
l’état actuel, un problème de contrôle optimal en boucle ouverte est résolu sur un horizon fini. Le
signal de commande optimal calculé est appliqué au processus uniquement pendant l’intervalle
d’échantillonnage suivant [t, t+1]. Au pas de temps d’échantillonnage suivant t+1, un nouveau
problème de contrôle optimal est résolu, basé sur la nouvelle mesure de l’écart entre l’état à t+1
et le signal de référence, sur un horizon décalé.

Figure A.4 – Courbe descriptive du fonctionnement de la commande prédictive
MPC [Borrelli 2017].
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A.1.2.1 Commande MPC pour un système linéaire à paramètre invariant dans le
temps

Dans cette partie, nous présentons une vue d’ensemble de la formulation du problème de
base de la commande prédictive utilisant un modèle linéaire. Pour des détails supplémentaires,
nous vous invitons à consulter les ouvrages suivants : "Predictive Control for Linear and Hybrid
Systems" de F. Borrelli [Borrelli 2017] et "Receding Horizon Control : Model Predictive Control
for State Models" de W.H. Kwon et S. Han [Kwon 2005]. Considerons le modèle linaire decrit
dans l’espace d’etat suivant :

xt+1 = Axt +But

zt = Czxt
(A.8)

où xt ∈ R
n et ut ∈ R

m sont respectivement les vecteurs d’état et d’entrée, soumis aux
contraintes,

xt ∈ X , ut ∈ U , ∀t g 0,

Les ensembles X ¦ R
n et U ¦ R

m. Supposons maintenant que l’information de l’état xt soit
disponible à l’instant t, alors la formulation de problème de commande optimale est défini sous
forme générale comme suit

J∗

t (xt|t) = min
Ut→t+N|t

Jt
(
xt|t, Ut→t+N |t

)
= p

(
xt+N |t

)
+

N−1∑

k=0

q
(
xt+k|t, ut+k|t

)

subj. to xt+k+1|t = Axt+k|t +But+k|t, k = 0, . . . , N − 1

xt+k|t ∈ X , ut+k|t ∈ U , k = 0, . . . , N − 1

xt+N |t ∈ Xf

xt|t = x(t)

(A.9)

Où Ut→t+N |t =
{
ut|t, . . . , ut+N−1|t

}
et où xt+k|t désigne le vecteur d’état à l’instant t+ k prédit

à l’instant t obtenu en partant de l’état actuel xt|t et en appliquant au modèle du système

xt+k+1|t = Axt+k|t +But+k|t

La séquence d’entrée ut|t, . . . , ut+k−1|t est définie en fonction du temps de prédiction. Les
symboles xt+k|t et ut+k|t représentent respectivement l’état et l’entrée au temps t+ k prédits ou
calculés au temps t. Par exemple, x3|1 est l’état prédit au temps 3 lorsque la prédiction est faite
au temps t = 1, tandis que x3|2 est l’état prédit au temps 3 lorsque la prédiction est faite au
temps t = 2, partant des états actuels x(1) et x(2) respectivement.

Puisque dans cette thèse, nous traitons la résolution de problèmes sous forme quadratique, la
classe des fonctions coût est définie avec la norme 2. Ainsi, la fonction coût J∗

t (xt|t) est formulée
comme suit :

J∗

t (xt|t) = min
Ut→t+N|t

∥Pxt+N |t∥
2
2 +

N−1∑

k=0

(
∥Qxt+k|t∥

2
2 + ∥Rut+k|t∥

2
2

)
(A.10)

les matrices P,Q,R sont de plein rang, avec P ° 0, Q ° 0 et R { 0. La solution du problème
optimal A.9 est obtenue en déterminant la commande optimale, qui est le premier élément du
vecteur de la commande optimaleU∗

t→0|t = u0|t = ut.
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A.1.2.2 Commande MPC pour un système linéaire à paramètre variant dans le
temps

Dans cette étude, nous nous concentrons sur le contrôle prédictif de modèle appliqué à des
systèmes linéaires à paramètres variant dans le temps. Pour une discussion approfondie du dé-
veloppement théorique, nous recommandons la lecture du livre référence de James B. Rawlings,
David Q. Mayne et Moritz M. Diehl intitulé "Model Predictive Control : Theory, Computation,
and Design, 2nd Edition" [Rawlings 2017].

Considérons le système linéaire à paramètre variant (LPV) avec contraintes strictes sur les
entrées et les états, donné par

xt+k+1 = At+k xt+k +But+k (A.11)

Où xt+k ∈ R
n est l’état du système, ut+k ∈ R

m est l’entrée de contrôle à l’instant k, et xt+k+1

est la prédiction de l’état à l’instant t + k. L’entrée de contrôle et l’état sont variables dans le
temps et doivent satisfaire les contraintes suivantes :

xt+k ∈ X = {x : |x| f xmax}

ut+k ∈ U = {u : |u| f umax}

xt+N ∈ Xf

(A.12)

Où U est un sous-ensemble compact de R
m, X est un sous-ensemble convexe fermé de R

n

incluant l’origine, et xt+N ∈ Xf est un ensemble de contraintes terminales. Par la suite, nous
supposons qu’il existe des constantes positives de rayon r1 et r2 telles que X § Br1 , U § Br2 ∀ k g

t avec Br = {x ∈ R
n : ∥x∥ f r}. Le paramètre variant dans le temps At+k est borné, de sorte

que ∀ t g k : ∥At+k∥ f A, où A est une constante positive finie. La matrice B est connue, et
le couple (.At+k, B) est uniformément stabilisable. De plus, une mesure complète de l’état xt+k

est disponible à l’instant d’échantillonnage t + k. Ainsi, nous pouvons formuler le problème de
commande optimale variant dans le temps à résoudre avec l’approche MPC-LTV comme suit :

J(t, x̂, û∗k) =min
Ut

{ t+N−1∑

k=t

x̂T (k)Qx̂(k) + ûT (k)Rû(k)

+ x̂Tt+NPf x̂t+N | u ∈ U

}

s.t.

xk+1 = Akxk +Buk, k = t, . . . , t+N − 1

uk ∈ U, k = t, . . . , t+N − 1

xk ∈ X, k = t, . . . , t+N

xt+N ∈ Xf ,

(A.13a)

où x̂(k) = [x̂t, . . . , x̂t+N−1] est la trajectoire d’erreur entre l’état prédit x(k) =

[xt, . . . , xt+N−1] et la trajectoire de référence xref(k) = [xreft
, . . . , xreft+N−1

] sur l’horizon tem-
porel t + N , et û∗k = [û∗t , û

∗

t+1, . . . , û
∗

t+N−1] est la variable de contrôle à optimiser à l’instant
k. Les matrices de poids (Q,R) et (Qf , Rf ) sont respectivement les matrices de poids (état,
commande d’entrée) de l’horizon fini et de l’horizon infini telles que Q = QT

g 0, R = RT
g 0,

Qf = QT
f g 0 et Rf = RT

f g 0. Les notations ℓ(., ., .) et Pf (., .) représentent respectivement
le coût instantané et le coût terminal. Il est important de noter que la principale motivation



A.1. Bases théoriques de la commande optimale 205

pour introduire un ensemble de contraintes terminales Xf et une fonction de coût terminale
Pf (., .) par rapport à un schéma MPC standard est de garantir la stabilité du système LPV en
boucle fermée. Une fois qu’une solution û∗k =

[
u∗t , . . . , u

∗

t+N−1

]
du problème (A.13a)-(A.13a) est

disponible, la première composante de û∗k, u(t, x(t)) = u∗t est appliquée au système A.12.
Dans ce qui suit, nous présentons la preuve de stabilité de la loi de commande optimale. Nous

supposons la faisabilité persistante de la commande dans tout l’ensemble de Xf et nous nous
concentrons sur les conditions de stabilité.

Theorem A.1.2. Considérons le problème défini dans l’équation (A.13). Afin d’assurer la sta-

bilité asymptotique en boucle fermée du système LPV, il est nécessaire que les axiomes suivants

soient vérifiés [Mayne 2000] :

A.1 Xf ¢ X, Xf est fermé, xref ∈ Xf , ce qui représente la satisfaction des contraintes d’état

dans l’ensemble des contraintes terminales faisables.

A.2 û∗k ∈ U, ∀x ∈ Xf , ce qui représente la satisfaction des contraintes de contrôle dans l’en-

semble des contraintes terminales faisables.

A.3 f(xk, uk) ∈ Xf , ∀x ∈ Xf , ce qui signifie que Xf est un ensemble positivement invariant

sous u∗k.

A.4 q(x̂∗t+N−1,t, u
∗

t+N−1,t) < q(x∗t−1,t−1, u
∗

t−1,t−1) − L(xt, xt−1) ∀t > 0 ∀x ∈ X avec

L(xt, xt−1) =
∑N−2

i=0

∥
∥Q
(
x̂∗t+k − x̂∗t+k−1

)∥
∥
2

Pour étudier la stabilité asymptotique uniforme de l’erreur de suivi, nous introduisons les
définitions et hypothèses suivantes.

Définition 1. Considérons J∗

N (k, x̂(k)) comme la valeur de la fonction de coût total J(k, x̂, û∗)

à l’instant k tel que u(t) = u∗t et xt est l’état initial.

Lemma A.1.3. Considérons le problème MPC donné en (A.13) par rapport aux contraintes

(A.13a) ∀N g 1., soit l’ensemble C

∞

LQR l’ensemble maximal contrôlable pour le système en boucle

fermée xt+1(At, xt, But). Alors, le problème LPV-MPC est faisable si et seulement s’il existe un

ensemble d’états initiaux X0 = {x0 ∈ R
n : ∃ u∗k : xk ∈ X, uk ∈ U, xN ∈ Xf} tel que X0 ¦ X et

X0 = C

∞

LQR (la preuve est détaillée dans l’ouvrage [Mayne 2000]).

Lemma A.1.4. Si Xf est un ensemble invariant par contrôle pour le système (A.12), alors la

loi de commande optimale est faisable. (La preuve est détaillée dans [Mayne 2000]).

Assumption 1 (Faisabilité persistante). Considérons le problème LPV-MPC (A.13) soumis aux

contraintes (A.13a), nous supposons que les lemmes (A.1.3) et (A.1.4) sont vrais.

Assumption 2 (Continuité du système et de la fonction coût). Les fonctions (xk, uk) 7→

f(xk, uk, k), (xk, uk) 7→ q(xk, uk, k) et (xk, uk) 7→ Pf (x̂, û, k) sont continues pour tout k g 0.

Et f(0, 0, k) = 0, q(0, 0, k) = 0 et Pf (0, 0, k) = 0.

Définition 2 (Fonction localement définie positive). Considérons la fonction continue J(k, .) :

X → R
+ satisfaisant x(k) ∈ X, ∀ t g 0. J(t, .) est une fonction localement définie positive et

décroît dans le domaine X s’il existe r g 0 et ³j(.) ∈ K∞, j = {1, 2} : ³1(|x|) f J(x, u) f

³2(|x|) ∀x ∈ Br, k g 0

Proposition 1 (Diminution du coût optimal total). Supposons que les hypothèses (1) et (2)

tiennent. De plus, rappelons que xk et u∗k sont bornés, car les ensembles X et U sont respectivement

fermés et compacts, et nous savons également que ∥Ak∥ f A et B sont bornés et contrôlable. Par

conséquent, J∗

N (xk) est bornée et est une fonction décroissante ∀x ∈ X et il est toujours faisable

d’appliquer la définition (2).
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Proposition 2 (q(x̂∗t+N−1, û
∗

t+N−1) est inférieur au coût terminal P). Supposons que les

hypothèses (1) et (2) sont vraies. Alors, q(x̂∗t+N−1,t, u
∗

t+N−1,t) < q(x∗t−1,t−1, u
∗

t−1,t−1) −

L(xt, xt−1) ∀t g 0 ∀x ∈ X pour tout x ∈ ÇN , tout t ∈ Ig0.

Proof Considérons la valeur de la différence de la fonction de coût optimal total à un instant
d’échantillonnage k donnée par ∆J∗

N (t, x̂t) = J∗

N (t− 1, x̂(t− 1))−J∗

N (t, x̂t) g 0. Par conséquent,

∆J∗

N =

N−1∑

i=0

∥Qx̂∗t−1(t+ i− 1)∥2 +

N−1∑

i=0

∥Rû∗t−1(t+ i− 1)∥2

+ ∥Pf x̂
∗

t−1(t+N − 1)∥2 −

N−1∑

i=0

∥Qx̂∗t (t+ i)∥2

−

N−1∑

i=1

∥Rû∗t−1(t+ i− 1)∥2 − ∥Rû∗t (t+N − 1)∥2

− ∥Pf x̂
∗

t (t+N)∥2

(A.14)

Soit û∗t−1 = [û∗t−1(t−1), û∗t−1(t), . . . , û
∗

t−1(t+N −2)] la solution du problème (A.13-A.13) à l’ins-
tant d’échantillonnage k− 1. Ensuite, pour l’instant d’échantillonnage k, nous avons la séquence
de contrôle suivante

û∗t = [û∗t−1(t), . . . , û
∗

t−1(t+N − 2), û∗t (t+N − 1)].

Ainsi, la fonction de différence ∆J∗

N peut être écrite comme suit

∆J∗

N =

N−2∑

i=0

∥Qx̂∗t−1(t+ i)∥2 + ∥Qx̂∗t−1(t− 1)∥2

+
N−1∑

i=1

∥Rû∗t−1(t+ i− 1)∥2 + ∥Rû∗t−1(k − 1)∥2

+ ∥Pf x̂
∗

t−1(t+N − 1)∥2

−

N−2∑

i=0

∥Qx̂∗t (t+ i)∥2 − ∥Qx̂∗t (t+N − 1)∥2

−

N−1∑

k=t

∥Rû∗t−1(t+ i− 1)∥2 − ∥Rû∗t (t+N − 1)∥2

− ∥Pf x̂
∗

t (t+N)∥2

Après simplification, la fonction ∆J∗

N devient

∆J∗

N = −

t−2∑

i=0

(∥Qx̂∗t−1(t+ i)∥2 + ∥Qx̂∗t (t+ i)∥2)

︸ ︷︷ ︸

L(x̂t,x̂t−1)

+ ∥Qx̂∗t−1(k − 1)∥2 + ∥Rû∗t−1(t− 1)∥2
︸ ︷︷ ︸

q(x̂∗

t−1
(t−1),û∗

t−1
(t−1))

− ∥Qx̂∗t (t+N − 1)∥2 + ∥Rû∗t (t+N − 1)∥2
︸ ︷︷ ︸

q(x̂∗

t (t+N−1),û∗

t−1
(t+N−1))

(A.15)
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En utilisant le théorème de l’inégalité triangulaire ∥a∥ − ∥b∥ f ∥a − b∥ sur le premier terme de
la relation (A.15), nous obtenons l’inégalité suivante

∆J∗

N (t, x̂(t)) g− L(x̂t, x̂t−1) + q(x̂∗t−1, û
∗

t−1)

− q(x̂∗t+N−1, û
∗

t+N−1)
(A.16)

Puisque la valeur de la fonction ∆J∗

N (t, x̂(t)) g 0, alors la condition de la proposition 2 est
satisfaite.

A.1.3 Commande floue T-S

La maniabilité d’un système non-linaire à l’état pur, peut être très fastidieuse et complexe.
Prenons comme exemple le système de Lotka-Volterra, un modèle qui decrit la dynamique des
populations de prédateurs et de proies, les équations différentielles du système sont :

{
dx
dt

= ³x− ´xy
dy
dt

= ¶xy − µy
(A.17)

Ce système dispose de deux points de fonctionnement nominal :

— (x∗, y∗) = (0, 0), qui est un point équilibre trivial où les deux populations sont éteintes.

— (x∗, y∗) =
(
γ
δ
, α
β

)

, qui est un point d’équilibre non trivial où les deux populations co-
existent.

En reformulant ce système en termes de représentation d’état, il est possible de décomposer
le système en deux sous-systèmes linéaires distincts. Le premier sous-système, associé au point
d’équilibre p1 = (0, 0), est instable et peut être décrit par l’équation Ẋt = A1Xt. Le second

sous-système, qui est marginalement stable, correspond au point d’équilibre p2 =
(
γ
δ
, α
β

)

et est

décrit par l’équation Ẋt = A2Xt. Où,

A1 =

(
³ 0

0 −µ

)

A2 =

(

0 −´ γ
δ

¶α
β

0

)

(A.18)

Ainsi, la représentation globale du système non linéaire s’écrit comme Ẋt = A(x, y)Xt, où
les variables d’état x et y sont définies dans les intervalles x ∈ [0, γ

δ
] et y ∈ [0, α

β
] respectivement.

Cette représentation est appelée modélisation linéaire à paramètres variant, qui constitue une
approximation précise d’un système non linéaire au voisinage de ces points d’équilibre.

Comme nous l’avons vu dans la partie consacrée à l’approche MPC-LPV, il existe plusieurs
méthodes pour traiter les systèmes linéaires à paramètres variant. Cependant, dans cette sec-
tion, nous nous concentrons sur l’approximation du modèle non linéaire en adoptant une forme
particulière, le modèle Takagi-Sugeno. Ce modèle présente la propriété remarquable de pouvoir
représenter exactement ou approximer avec une précision arbitraire dans une partie compacte de
l’espace d’état.

Le modèle TS appartient à une classe de représentations dérivées de la théorie des ensembles
flous proposée par Lotfi Zedeh [Zadeh 1996], et introduite par Takagi et Sugeno [Takagi 1985]. Il
vise à approximer un modèle non linéaire en combinant ses sous-modèles autour de leurs regions
de fonctionnement nominales. Cette combinaison se fait selon une base de règles "si-alors", où
les antécédents des règles définissent des sous-ensembles flous des variables du modèle. Dans la
partie suivante, nous détaillons le principe de construction d’un modèle T-S.
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A.1.3.1 Modélisation dynamique d’un modèle flou Takagi-Sugeno (T-S)

Considérons le modèle dynamique suivant,

{
ẋ(t) = A(Ä)x(t) +B(Ä)u(t)

y(t) = C(Ä)x(t)
(A.19)

où x(t) ∈ R
n est le vecteur d’état, u(t) ∈ R

m est le vecteur d’entrée de contrôle, y(t) ∈ R
p est le

vecteur de sortie mesurée, Ä(t) est le vecteur de prémisse contenant les paramètres variant et est
défini dans un ensemble compact Cρ =

{
Ä ∈ R

r : Äi f Äi f Äi, i = 1, 2, . . . , r
}

où Äi représente
la ie composante du vecteur Ä, et Äi, Äi sont les bornes minimales et maximales respectivement.
Les matrices A(Ä) ∈ R

n×n, B(Ä) ∈ R
n×m, C(Ä) ∈ R

p×n. Les termes dépendants du paramètre
variant Äi peuvent être réécrits de manière convexe pour Ä ∈ Cρ comme suit :

Äi = w1
i Äi + w2

i Äi,

w1
i =

Äi − Äi

Äi − Äi
, w2

i = 1− w1
i .

(A.20)

Ces deux fonctions de pondération sont normalisées, c’est-à-dire, wi(ρ) g 0 et
∑r

i=1wi(ρ) = 1.
La ie règle des modèles continus flous est donnée comme suit :

Si Ä1 est Zi
1 et · · · et Äp est Zi

p, alors,

{
ẋ(t) = Aix(t) +Biu(t),

y(t) = Cix(t),
i = 1, 2, . . . , r. (A.21)

Nous définissons pour chaque sous-modèle local (A.21) un niveau d’appartenance au modèle
global en utilisant des fonctions d’appartenance normalisées (A.20) de la manière suivante :

hi(Ä) =

r∏

i=1

wl
i

où l’indice l ∈ {1, 2}. wi (Äi) est, soit w1
i (Äi) soit w2

i (Äi), selon la fonction de pondération utilisée
dans la règle.

Ainsi, le système à paramètre variant est représenté exactement par le modèle flou T-S donné
par







ẋ =

r∑

i=1

wi(ρ) (Aix+Biu) ,

y =

r∑

i=1

wi(ρ) Cix.

(A.22)

A.1.3.2 Analyse de stabilité d’un système TS

Pour analyser la stabilité dans la conception de contrôleurs pour les systèmes T-S, les inéga-
lités matricielles linéaires (LMI) sont fréquemment utilisées [Lendek 2011]. La formulation d’un
problème de commande sous forme de contraintes d’inégalités matricielles permet d’assurer la
stabilité et les performances du système TS en utilisant des techniques d’optimisation convexe.
Dans ce qui suit, nous détaillons la procédure à suivre pour atteindre cet objectif en considérant
les propriétés suivantes :

• Propriété de convergence
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Considérons une matrice symétrique définie positive P = P T et une matrice Q telles que

P > 0 ⇒ QPQT > 0.

La formulation d’un problème d’optimisation convexe nécessite la reformulation du système de
manière quadratique. Pour cela, la simplification par complément de Schur est souvent utilisée.

• Propriété de complément de Schur

Considérons une matrice A = AT =

(
a11 a12
aT12 a22

)

, où a11 et a22 sont des matrices carrées.

Alors,

A < 0 ô

{
a11 < 0

a22 − aT12a
−1
11 a12 < 0

ô

{
a22 < 0

a11 − a12a
−1
22 a

T
12 < 0

La formulation d’un problème en utilisant les LMI peut parfois être très conservatrice, c’est-à-
dire que le nombre de paramètres variables peut être très important, de même que les limites qui
délimitent ces paramètres. Plus le domaine de recherche de la solution est large, plus le problème
tend à être infaisable. Afin de relaxer le problème optimal pour trouver des solutions faisables et
stables, nous considérons la propriété de relaxation suivante :

• Propriété de relaxation

Considérons la contrainte suivante :
r∑

i=1

r∑

j=1

wi(ρ)wj(ρ)Γij(x) < 0,

où les matrices symétriques Γij(x) dépendent de manière affine des variables inconnues x ∈ R
n

et les fonctions wi(ρ) sont des fonctions non linéaires satisfaisant la propriété de somme convexe,
c’est-à-dire

∑r
i=1wi(ρ) = 1 et wi(ρ) g 0. L’objectif est de déterminer les conditions les moins

conservatrices sur Γij telles que cette contrainte soit vérifiée, en utilisant uniquement la propriété
de somme convexe pour les fonctions non linéaires wi(ρ). La solution en termes de LMI pour
ce problème est : Γij(x) < 0 pour i, j = 1, . . . , r. Ces conditions peuvent être assouplies en
considérant que, avec wi(ρ) g 0 et wi(ρ)wj(ρ) = wj(ρ)wi(ρ), une solution suffisante peut être
formulé comme suit [Lendek 2011, Tanaka 2004] :

Γii < 0,

Γij + Γji < 0,

pour i = 1, 2, . . . , r et j = i+ 1, i+ 2, . . . , r.
Pour établir la stabilité du modèle basé sur la méthode T-S, on utilise le critère de stabilité

de Lyapunov [Tanaka 2004].
Considérons une fonction candidate de Lyapunov de forme quadratique :

V (x) = x
TPx > 0 avec P = P T > 0 (A.23)

La dérivée première de la fonction de Lyapunov (A.23) est :

V̇ = ẋ
TPx+ x

TP ẋ

V̇ =

(
r∑

i=1

wi(ρ)Aix

)T

Px+ x
TP

(
r∑

i=1

wi(ρ)Aix

)

=

r∑

i=1

wi(ρ)x
T
(
AT

i P + PAi

)
x

(A.24)
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Le modèle non contrôlé ẋ =
∑r

i=1wi(ρ)Aix est globalement stable s’il existe une matrice
P = P T > 0 telle que le problème d’Inégalité Matricielle Linéaire (équation A.25) soit réalisable :

AT
i P + PAi < 0 (A.25)

A.1.3.3 Stabilisation par retour d’état d’un système T-S

Considérons un système commandé de type (A.22), une loi de commande de type retour
d’état peut stabiliser le modèle de manière naturelle. Cette commande peut être formulée sous
forme floue en considérant le gain optimal comme paramètre variant (PDC - Parallel Distributed
Compensation) :

u = −

r∑

i=1

wi(ρ)Fix (A.26)

En substituant la loi de commande (A.26) dans le modèle (A.22), le modèle en boucle fermée
s’écrit comme suit :

ẋ =

r∑

i=1

r∑

j=1

wi(ρ)wj(ρ) (Ai −BiFj)x (A.27)

L’analyse de stabilité est établie en considérant le théorème suivant :

Theorem A.1.5. Le modèle T-S continu (A.22) avec la loi de contrôle PDC (A.26) est asymp-

totiquement stable s’il existe des matrices X > 0 et Mi, i = 1, 2, . . . , r, telles que, avec

Γij ≜ XAT
i +AiX +BiMj +MT

j B
T
i , les conditions (3.5) ou (3.6) soient satisfaites. De plus, si

ces conditions sont remplies, les gains PDC sont les suivants : Fi =MiX
−1, i = 1, 2, . . . , r.

Proof Pour prouver la stabilité du système (A.27), considérons la fonction de Lyapunov
définie dans (A.23). La dérivée première de V (x) est donnée par :

V̇ =
r∑

i=1

r∑

j=1

wi(ρ)wj(ρ)x
T
(

(Ai −BiFj)
T P + P (Ai −BiFj)

)

x

=

r∑

i=1

r∑

j=1

wi(ρ)wj(ρ)x
T
(
AT

i P + PAi − PBiFj −F
T
j B

T
i P
)
x < 0

(A.28)

L’expression PBiFj n’est pas sous forme quadratique. Pour l’exprimer avec des conditions de
LMI, le changement de variables suivant peut être effectué : X = P−1,Mi = FiX, i = 1, 2, . . . , r.
En utilisant la propriété de congruence avec une matrice de plein rang, X est équivalente à :

r∑

i=1

r∑

j=1

wi(ρ)wj(ρ)
(
XAT

i +AiX +BiMj +MT
j B

T
i

)
< 0 (A.29)
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