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Nomenclatura

Siglas y acrónimos
PMSM : Permanent Magnet Synchronous Motor (motor síncrono de

imanes permanentes).
FOC : Field Oriented Control (control orientado al campo).
CTC : Control por torque calculado.

SVPWM : Space Vector Pulse Width Modulation (modulación por vectores
espaciales).

VSI : Voltage Source Inverter (inversor de fuente de tensión).
DSP : Digital Signal Processor (procesador digital de señales).
FPGA : Field Programmable Gate Array.
ADC : Analog-to-Digital Converter (convertidor analógico–digital).
RMSE : Root Mean Square Error (error cuadrático medio).
1–GDL : Un grado de libertad.

Símbolos
θ : Posición angular articular medida.
θd : Posición angular articular deseada o de referencia.
θ̇ : Velocidad angular articular medida.
θ̇d : Velocidad angular articular deseada.
θ̈d : Aceleración angular articular deseada.
TJ : Torque articular, referido al eje de salida del reductor.
T ∗
J : Torque articular de referencia.

Tm : Torque electromagnético del motor, referido al eje del PMSM.
T ∗
m : Torque de referencia referido al eje del motor.

Mtot : Inercia equivalente total referida al eje articular.
m : Masa equivalente del segmento.
ℓ : Distancia desde el eje articular al centro de masa equivalente.
Fv : Coeficiente de fricción viscosa.
Fc : Coeficiente de fricción de Coulomb.
ε : Parámetro de suavizado de la fricción de Coulomb.
N : Relación de transmisión mecánica.
η : Eficiencia de la transmisión.

id, iq : Corrientes del estator en el sistema de referencia dq.
i∗d, i

∗
q : Referencias de corriente en el sistema dq.

vd, vq : Tensiones del estator en el sistema de referencia dq.
Vdc : Tensión del enlace de continua del inversor.

vi



Resumen

El presente trabajo aborda el desarrollo, simulación, implementación y validación ex-
perimental de un esquema de control por torque calculado integrado con control vectorial
orientado al campo, aplicado a un motor sincrónico de imanes permanentes. La estrategia
propuesta busca generar y seguir trayectorias de posición representativas de movimientos
de rehabilitación mediante un banco equivalente de un grado de libertad. Para ello, se
desarrolla un modelo mecánico que incorpora efectos inerciales, gravitacionales y disipa-
tivos, a partir del cual se calcula una referencia de torque articular que posteriormente se
transforma en una consigna de corriente de eje q para el accionamiento eléctrico.

El sistema fue evaluado mediante simulaciones en PLECS, integrando el modelo de
la máquina, un inversor trifásico de dos niveles, modulación por vectores espaciales y la
estructura de control CTC–FOC. Se analizaron distintos escenarios articulares mediante
trayectorias conocidas, tales como perfiles senoidales, de mínimo jerk, trapezoidales y
perfiles complementarios. Los resultados muestran que el esquema CTC–FOC permite
reproducir las trayectorias principales con errores reducidos, manteniendo las demandas
de torque y corriente dentro de los márgenes operacionales considerados.

Adicionalmente, se evaluó el comportamiento del sistema frente a variaciones de carga,
momentos resistivos externos y referencias con distinto grado de suavidad cinemática. En
estos casos, el controlador compensó el aumento de la exigencia mecánica mediante un
incremento del torque articular y de la corriente iq. La comparación entre perfiles mostró
que el error de posición caracteriza la fidelidad con que se reproduce una referencia, pero no
informa por sí solo sobre el torque y la corriente requeridos ni sobre la brusquedad de sus
transiciones. En particular, las discontinuidades de velocidad presentes en las trayectorias
triangulares simétrica y asimétrica de retorno rápido produjeron demandas repentinas de
torque y activaron su limitador. Por esta razón, el error de seguimiento debe analizarse
junto con el esfuerzo del accionamiento y con métricas de regularidad cinemática, como el
jerk, al seleccionar una trayectoria.

Finalmente, se implementó el esquema de control en la plataforma digital DSP–FPGA.
La validación experimental comprendió la operación del accionamiento y el seguimiento de
trayectorias de mínimo jerk y senoidales, sobre un banco de un grado de libertad, sin inter-
acción con usuarios y utilizando configuraciones base y con discos adicionales conocidos.
La implementación evidenció además efectos propios del montaje físico, relacionados con
la fricción, la resolución del encoder, el ruido de medición y la incertidumbre paramétrica,
los cuales no se encuentran completamente representados en el modelo de simulación. En
consecuencia, los resultados respaldan la factibilidad técnica del esquema CTC–FOC para
seguir trayectorias en una plataforma controlada de un grado de libertad, quedando como
trabajo futuro su robustecimiento frente a incertidumbres biomecánicas, cargas variables,
sistemas multiarticulares e interacción directa con usuarios.

1



Capítulo 1

Introducción

El accidente cerebrovascular (ACV) constituye una de las principales causas de dis-
capacidad a nivel mundial. Esta condición provoca deficiencias motoras en el 80% de los
sobrevivientes, permitiendo una recuperación con secuelas menores en solo el 25% de los
casos [1]. La rehabilitación temprana e intensiva es fundamental para promover la recupe-
ración de la movilidad, ya que la repetición sistemática de movimientos específicos permite
activar procesos de neuroplasticidad [2], entendidos como la capacidad del sistema nervioso
para reorganizarse tras una lesión. Diversos estudios han demostrado que el reaprendizaje
motor depende fuertemente de la calidad, precisión y regularidad del movimiento aplica-
do durante la terapia [3, 4], lo que ha impulsado el desarrollo de tecnologías capaces de
entregar ejercicios controlados, seguros y altamente repetitivos.

El torque articular desempeña un rol esencial en la biomecánica del movimiento hu-
mano. La magnitud y perfil temporal del torque determinan la asistencia o resistencia
aplicada durante una tarea motora y constituyen una referencia fundamental para definir
la intensidad del ejercicio y medir el grado de participación activa del paciente.

Sin embargo, las técnicas tradicionales para estimar el torque biológico —como la di-
námica inversa del cuerpo humano basada en la captura de movimiento, los modelos mate-
máticos simplificados o los modelos neuromusculoesqueléticos— presentan limitaciones en
costo, complejidad o adaptabilidad [5], dificultando su integración en sistemas portátiles
o de bajo costo destinados al entorno clínico. Esto subraya la necesidad de métodos de
control capaces de generar perfiles de torque con significado biomecánico sin depender de
mediciones externas de alta complejidad.

La robótica de rehabilitación ha surgido como una herramienta eficaz para incrementar
la intensidad, precisión y repetitividad de la terapia, superando las limitaciones del entre-
namiento manual convencional [6]. Técnicas como asistencia según sea necesario (AAN,
por sus siglas en inglés Assist-As-Needed) y los enfoques de aprendizaje basado en el error
han demostrado favorecer la recuperación motora y promover la neuroplasticidad [7]. Sin
embargo, muchos dispositivos clínicos aún operan bajo esquemas de control pasivos o de
velocidad fija, restringiendo la capacidad de reproducir movimientos fisiológicamente re-
levantes. Esto evidencia la necesidad de controladores capaces de regular directamente el
torque, proporcionando interacciones más naturales y seguras durante la terapia.

Dentro de las tecnologías de actuadores utilizados en robótica de rehabilitación, los
motores síncronos de imanes permanentes (Permanent Magnet Synchronous Machine,

2
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PMSM) destacan por su alta densidad de potencia, bajo rizado de torque y excelente
capacidad de control mediante esquemas de control vectorial orientado al campo (FOC).
El desacople entre las corrientes d − q en FOC permite regular el torque del motor me-
diante la componente iq, habilitando una traducción precisa entre consignas de torque
y esfuerzo aplicado al usuario. Esto posiciona al PMSM como una alternativa adecuada
para sistemas de rehabilitación que requieren respuesta rápida, comportamiento dinámico
estable y perfiles de torque suaves [8].

A pesar de estos avances, la mayoría de los sistemas de rehabilitación no integra mo-
delos dinámicos articulares en sus controladores, limitando la capacidad de reproducir
perfiles de torque fisiológicos. El control por torque calculado (CTC) constituye una estra-
tegia adecuada para abordar esta limitación, ya que incorpora explícitamente el modelo
dinámico de la plataforma robótica —incluyendo inercia, gravedad y fricción del mecanis-
mo— para generar el torque necesario en función de la trayectoria deseada. Esto permite
imponer movimientos suaves y coherentes con principios biomecánicos y de aprendizaje
motor, los cuales son especialmente relevantes en terapias activas o asistidas.

Para evaluar la viabilidad experimental de esta estrategia, es adecuado utilizar una
plataforma de un grado de libertad (1-GDL) que emule el comportamiento dinámico de
una articulación humana sin requerir el acoplamiento directo a un miembro biológico
real. Este enfoque, ampliamente utilizado en investigación [9, 10], permite controlar el
rango angular, garantizar la seguridad del ensayo y reproducir trayectorias articulares
clínicas sin riesgos para el usuario. De esta forma, se emplea un PMSM con reductor como
actuador, cuya salida mecánica se interpreta como la dinámica equivalente de un segmento
anatómico rígido dentro de un rango angular clínicamente relevante, lo que permite validar
la interacción entre CTC y FOC en condiciones controladas.

Finalmente, la implementación en tiempo real de CTC–FOC requiere una plataforma
digital con capacidad de cómputo suficiente para ejecutar algoritmos avanzados con baja
latencia. Los procesadores digitales de señal (DSP) y las arquitecturas FPGA permiten
tasas de muestreo elevadas y un control preciso de corriente, habilitando la ejecución
estable del esquema propuesto.

Este trabajo presenta la implementación y validación experimental de un esquema
de control por torque calculado integrado con control vectorial orientado al campo en un
motor PMSM, sobre un banco experimental de un grado de libertad destinado al estudio de
movimientos articulares de rehabilitación. Se desarrollan y evalúan diferentes trayectorias
—senoidales, de mínimo jerk y trapezoidales— para analizar el desempeño del sistema ante
perfiles cinemáticos representativos de tareas clínicas. Los resultados permiten establecer
una base experimental sólida para futuras extensiones hacia sistemas multiarticulares y
aplicaciones de rehabilitación orientadas a pacientes.
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1.1. Objetivos

1.1.1. Objetivo general

Desarrollar e implementar un esquema de control CTC-FOC para un motor sincrónico
de imanes permanentes, evaluando su desempeño en el seguimiento de trayectorias de posi-
ción mediante simulación y validación experimental, considerando perfiles de movimientos
orientados a aplicaciones de rehabilitación.

1.1.2. Objetivos específicos

Realizar una revisión bibliográfica sobre el control de máquinas sincrónicas de imanes
permanentes, estrategias de control de torque calculado y el uso de trayectorias como
referencias de movimiento.

Desarrollar un modelo matemático integrado del sistema que permita generar y
evaluar consignas de torque asociadas al seguimiento de trayectorias.

Evaluar el sistema de control utilizando PLECS, para analizar su desempeño ba-
jo distintos perfiles de trayectoria, considerando métricas de error de seguimiento,
esfuerzo de control y la sensibilidad ante variaciones de parámetros.

Implementar el esquema CTC-FOC en la plataforma digital disponible, utilizando
un convertidor de dos niveles.

Diseñar, ejecutar y analizar ensayos experimentales en un sistema de un grado de
libertad con carga emulada, validando los resultados mediante comparación con las
simulaciones y realizando ajustes de parámetros cuando corresponda.
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Marco teórico

En el ámbito de la ingeniería eléctrica moderna, los sistemas de conversión eléctrica
en energía mecánica, y viceversa, han adquirido un rol protagónico debido al creciente
desarrollo de aplicaciones industriales, de transporte y de generación distribuida. La in-
corporación de máquinas eléctricas de alto desempeño, junto con el avance en dispositivos
semiconductores de potencia y estrategias de control digital, ha permitido desarrollar solu-
ciones cada vez más eficientes, compactas y confiables, acordes con las exigencias actuales
de eficiencia energética y sostenibilidad.

Dentro de este escenario, las máquinas sincrónicas de imanes permanentes han logrado
consolidarse como una de las tecnologías más relevantes, gracias a su alta densidad de
potencia, elevado rendimiento y capacidad de operar en un amplio rango de velocidades.
Estas características las convierten en una alternativa especialmente atractiva en aplica-
ciones de accionamiento eléctrico donde se requiere alta precisión dinámica, seguimiento
de trayectorias y regulación de torque.

No obstante, el aprovechamiento de estas capacidades requiere un entendimiento de-
tallado de su comportamiento electromagnético y mecánico, así como de las técnicas de
conversión y control que permiten gobernar su operación. En particular, la utilización de
esquemas de control avanzados exige disponer de modelos matemáticos adecuados de la
máquina y del sistema mecánico acoplado, los cuales constituyen la base para el diseño e
implementación de estrategias orientadas al seguimiento preciso de movimiento.

En este contexto, el presente capítulo aborda los fundamentos teóricos necesarios para
el desarrollo del trabajo. En primer lugar, se presenta la máquina sincrónica de imanes
permanentes y su representación matemática. Posteriormente, se introducen los principios
del control vectorial orientado al campo y la etapa de electrónica de potencia asociada al
inversor trifásico de dos niveles. Finalmente, se desarrolla el modelo mecánico equivalente
y se establecen las bases del control por torque calculado utilizado para el seguimiento de
trayectorias articulares.

5
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2.1. Máquina sincrónica de imanes permanentes

La máquina sincrónica de imanes permanentes corresponde a una máquina de corriente
alterna en la cual el campo magnético del rotor es producido por imanes permanentes,
eliminando la necesidad de devanados de excitación y de alimentación en corriente con-
tinua en el rotor. Esta característica reduce pérdidas asociadas a la excitación, mejora la
eficiencia global del sistema y favorece una construcción más compacta.

El estator cuenta con un devanado trifásico distribuido en un núcleo ferromagnético
laminado, mientras que el rotor incorpora imanes permanentes que generan el campo
magnético principal. Según la disposición de dichos imanes, la PMSM puede clasificarse
en tipo superficial (SPMSM, Surface-mounted Permanent Magnet Synchronous Machine)
o interior (IPMSM, Interior Permanent Magnet Synchronous Machine), como se ilustra
en la Fig. 2.1. Cada una de estas configuraciones presenta ventajas específicas en términos
de densidad de potencia, capacidad de debilitamiento de campo y aprovechamiento de la
saliencia magnética.

En particular, en este trabajo se utiliza una PMSM NORD IE5+ HYG de 1,1 kW
y ocho polos, cuyos imanes permanentes se encuentran alojados en el rotor. Por su con-
figuración, la máquina corresponde a una IPMSM. En este tipo de rotor, los circuitos
magnéticos asociados a los ejes d y q presentan reluctancias diferentes, lo que se refleja
en los valores identificados Ld = 25,2 mH y Lq = 45,7 mH, con una razón de saliencia
Lq/Ld = 1,81. Esta propiedad introduce en la producción de momento una componente
asociada a la interacción entre la saliencia del rotor y las corrientes id e iq, denominada
momento de reluctancia. Su participación depende de los valores adoptados para ambas
componentes de corriente, como se establece posteriormente mediante la ecuación de mo-
mento electromagnético.

Figura 2.1: Estructura transversal de máquinas de imanes permanentes: (a) imanes super-
ficiales (SPMSM), (b) imanes interiores (IPMSM) [11].
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Bajo alimentación trifásica equilibrada, el estator genera un campo magnético giratorio
cuya velocidad angular depende de la frecuencia eléctrica de alimentación y del número de
polos de la máquina. El rotor, magnetizado permanentemente, tiende a alinearse con dicho
campo, desarrollando un momento electromagnético y girando a la velocidad sincrónica
impuesta por el campo del estator. A diferencia de la máquina de inducción, la PMSM
no presenta deslizamiento en régimen estacionario, lo que la hace especialmente adecuada
para aplicaciones de servoaccionamiento y control preciso de velocidad y posición.

El análisis dinámico de la PMSM se fundamenta en la teoría de las máquinas de campo
giratorio [12]. Bajo hipótesis clásicas, tales como devanados trifásicos simétricos, ausencia
de saturación magnética y pérdidas en el hierro despreciables, es posible representar las
variables eléctricas mediante fasores espaciales, lo que permite transformar las magnitudes
trifásicas a sistemas de coordenadas de menor dimensión.

Definiendo el fasor espacial de corriente del estator como:

is =
2

3

(︁
ia + aib + a

2ic
)︁
= iα + jiβ, a = ej2π/3, (2.1)

y de manera análoga se definen los fasores espaciales de tensión y enlace de flujo del estator.
Con ello, la ecuación de equilibrio eléctrico en un sistema de coordenadas fijas (αβ) queda
dada por:

vs = Rsis +
dψs

dt
. (2.2)

Si ahora se adopta un marco de referencia giratorio a velocidad angular ωx, aparece
un término adicional asociado al movimiento relativo entre el sistema de referencia y el
vector de flujo, obteniéndose:

vs,dq = Rsis,dq +
dψs,dq

dt
+ j ωxψs,dq. (2.3)

Para fines de control, en PMSMs resulta especialmente conveniente expresar las va-
riables en un sistema de coordenadas giratorio orientado con el rotor, es decir, con el eje
de simetría magnética de los imanes permanentes. En este marco de referencia, conocido
como sistema dq, los enlaces de flujo se expresan como:

ψd = Ldid + ψPM , (2.4)
ψq = Lqiq, (2.5)

donde Ld y Lq corresponden a las inductancias en los ejes directo y en cuadratura, respec-
tivamente, e ψPM representa el flujo concatenado por el estator por efecto de los imanes
permanentes.

A partir de estas relaciones, las ecuaciones de tensión de la máquina en el sistema de
referencia rotórico pueden escribirse como:

vd = Rsid + Ld
did
dt

− ωeLqiq, (2.6)

vq = Rsiq + Lq
diq
dt

+ ωe (Ldid + ψPM) . (2.7)

donde ωe corresponde a la velocidad angular eléctrica del rotor.
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El momento electromagnético desarrollado por la PMSM queda determinado por:

Te =
3

2
p [ψPMiq + (Ld − Lq)idiq] , (2.8)

siendo p el número de pares de polos. La expresión (2.8) puede separarse en dos compo-
nentes:

Te = TPM + Trel, (2.9)

donde

TPM =
3

2
pψPMiq, (2.10)

Trel =
3

2
p(Ld − Lq)idiq. (2.11)

El primer término, TPM , se conoce como momento de excitación y corresponde al momento
producido por la interacción entre el flujo de los imanes permanentes y la corriente iq. El
segundo término, Trel, corresponde al momento de reluctancia, el cual es distinto de cero
solo si Ld ̸= Lq, id ̸= 0 e iq ̸= 0.

Para la IPMSM utilizada en este trabajo se cumple:

Ld − Lq = −20,5 mH, (2.12)

por lo que el momento de reluctancia puede contribuir al momento electromagnético de-
sarrollado. Debido a la saliencia de la máquina, es posible obtener un momento mayor que
el correspondiente a id = 0, manteniendo la misma magnitud de corriente estatórica, me-
diante una combinación adecuada de las componentes id e iq. La determinación de dicha
combinación requiere calcular la distribución de corrientes que maximiza el momento por
ampere.

Sin embargo, la estrutura CTC–FOC adoptada en este trabajo no considera esa op-
timización. En su lugar, se establece i∗d = 0, de modo que el momento solicitado por el
controlador externo se traduce directamente en una referencia de corriente i∗q . Bajo esta
condición, la referencia de momento de reluctancia es:

T ∗
rel =

3

2
p(Ld − Lq)i

∗
di

∗
q = 0, (2.13)

y la consigna de momento electromagnético se calcula mediante:

T ∗
e ≈ 3

2
pψPMi

∗
q = kT i

∗
q , kT =

3

2
pψPM . (2.14)

De esta manera, aunque la saliencia permanece presente en el modelo eléctrico de la
máquina, su contribución al momento no se utiliza en la asignación de las referencias de
corriente. La relación anterior permite convertir directamente el momento requerido por
el control externo en la referencia i∗q , manteniendo la estructura del lazo interno FOC.

Finalmente, la dinámica mecánica del sistema puede modelarse mediante:

J
dωm

dt
= Te − TL −Bωm, (2.15)

donde J es el momento de inercia total referido al eje del motor, ωm es la velocidad angular
mecánica, TL representa el momento de carga y B es el coeficiente de amortiguamiento
rotacional.
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El modelo anterior constituye la base para el diseño de estrategias avanzadas de control
del accionamiento, ya que permite relacionar explícitamente las variables eléctricas de la
máquina con el momento desarrollado y, por consiguiente, con la dinámica mecánica del
sistema. En particular, la representación en ejes dq resulta fundamental para implementar
técnicas de control desacoplado, como el control vectorial orientado al campo, abordado
en la siguiente sección.

2.2. Control vectorial orientado al campo

El control vectorial orientado al campo (Field Oriented Control, FOC) es una estrategia
ampliamente utilizada en accionamientos de alto desempeño, ya que permite regular de
manera aproximadamente desacoplada las variables asociadas al flujo y al momento de
la máquina. Su fundamento en máquinas sincrónicas radica en transformar las variables
trifásicas del estator a un sistema de referencia giratorio solidario al rotor, de modo que
el problema de control pueda formularse en términos de componentes d y q cuyo eje d
apunte en la misma dirección que el campo del rotor.

En este esquema, la componente id se asocia al flujo magnético, mientras que la compo-
nente iq se vincula directamente con la producción de momento electromagnético. De esta
forma, el accionamiento puede controlarse de manera análoga a una máquina de corriente
continua de excitación independiente, en la cual el flujo y el momento pueden manipularse
por separado.

La implementación práctica del FOC considera la medición de las corrientes de es-
tator, su transformación al marco estacionario mediante la transformada de Clarke y
posteriormente al marco rotórico mediante la transformada de Park. Una vez obtenidas
las componentes id e iq, estas son comparadas con sus referencias y reguladas median-
te controladores PI independientes. Las tensiones resultantes en el sistema dq son luego
transformadas inversamente al sistema trifásico para generar las referencias de tensión
aplicadas al inversor de potencia, tal como se muestra en la Fig. 2.2. En la implementa-

Figura 2.2: Diagrama de bloques representativo del control vectorial orientado al campo
para una PMSM [13].

ción considerada, el controlador PI del eje directo recibe la referencia i∗d = 0, mientras que
el controlador PI del eje en cuadratura regula iq respecto de la consigna i∗q . De acuerdo
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con (2.14), esta configuración permite regular el momento electromagnético mediante la
corriente de eje q. La procedencia de i∗q depende del modo de operación: durante las prue-
bas del lazo de velocidad, esta referencia es generada por el controlador PI de velocidad;
durante el seguimiento de trayectorias, se obtiene a partir del momento articular calculado
por el CTC.

La estrategia implementada no incorpora máximo momento por ampere (MTPA) ni
debilitamiento de campo [14]. Por lo tanto, la referencia i∗d no se modifica para producir
momento de reluctancia ni para reducir el flujo resultante a velocidades elevadas. Estas
funciones quedan fuera de la estructura de control evaluada en este trabajo.

2.2.1. Lazo de control de velocidad

Al operar con i∗d = 0, la producción de momento electromagnético queda determinada
por la corriente de eje q, según (2.14). Al sustituir esta relación en la dinámica mecánica
(2.15), se obtiene:

J
dωm

dt
= kT iq − TL −Bωm. (2.16)

Por lo tanto, el controlador de velocidad no actúa directamente sobre las tensiones del
inversor, sino que genera la referencia de corriente i∗q necesaria para modificar el momento
electromagnético. Definiendo el error de velocidad como:

eω(t) = ω∗
m(t)− ωm(t), (2.17)

la referencia entregada al lazo interno puede expresarse mediante:

i∗q(t) = sat[−iq,máx, iq,máx]

[︃
kp,ωeω(t) + ki,ω

∫︂ t

0
eω(τ) dτ

]︃
, (2.18)

donde kp,ω y ki,ω son las ganancias del controlador PI y iq,máx limita el momento electro-
magnético solicitado. Debido a esta saturación, la implementación debe incorporar una
acción anti-enrollamiento que impida la acumulación del término integral cuando la refe-
rencia de corriente alcanza dicho límite.

En este trabajo, el PI de velocidad se utiliza durante las pruebas destinadas a verificar
la respuesta mecánica del accionamiento. En los ensayos de seguimiento de trayectoria, este
controlador se desconecta y el control por torque calculado (CTC), descrito en detalle en
la sección 2.4, pasa a determinar el momento articular de referencia T ∗

J . Para ello, utiliza
la posición, velocidad y aceleración articulares deseadas, θd, θ̇d, θ̈d, respectivamente, junto
con la posición articular medida θ y la velocidad articular estimada θ̇.

Para convertir el momento articular solicitado en una referencia de corriente del motor,
se consideran la relación de transmisión N , definida como la razón entre la velocidad angu-
lar del motor y la velocidad angular articular, y la eficiencia mecánica η de la transmisión.
Bajo la condición i∗d = 0, la referencia de corriente se obtiene mediante:

i∗q =
T ∗
J

ηNkT
. (2.19)

El cambio entre el control de velocidad y el seguimiento mediante CTC ocurre en el
bloque que genera i∗q ; los controladores de corriente en ejes dq, las transformaciones de
coordenadas y la modulación del inversor permanecen en la misma estructura.
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Tanto en el modo de control de velocidad como en el modo de seguimiento mediante
CTC, el FOC constituye el lazo interno encargado de regular id e iq. Sus controladores
generan las referencias de tensión v∗d y v∗q , las cuales deben ser sintetizadas en los terminales
del motor mediante una etapa de conversión DC–AC. Esta función es realizada por el
inversor trifásico de potencia, descrito en la sección siguiente.

2.3. Inversores trifásicos

En electrónica de potencia, los inversores corresponden a convertidores estáticos en-
cargados de transformar energía eléctrica desde una fuente de corriente continua hacia
una salida de corriente alterna con amplitud y frecuencia controlables. Esta capacidad
los hace especialmente relevantes en sistemas de accionamiento eléctrico, ya que permiten
alimentar máquinas de corriente alterna, tales como máquinas de inducción y máquinas
sincrónicas, con tensiones ajustadas a los requerimientos dinámicos de la aplicación.

En términos generales, los inversores trifásicos pueden clasificarse de acuerdo con la
naturaleza de su fuente de entrada. Por una parte, los inversores de fuente de corriente
(Current Source Inverters, CSI) operan a partir de una corriente continua regulada. Por
otra parte, los inversores de fuente de tensión (Voltage Source Inverters, VSI) utilizan una
tensión continua estabilizada, normalmente obtenida mediante un rectificador y un enlace
de continua con condensador de almacenamiento.

Debido a su simplicidad estructural y amplia adopción industrial, los inversores VSI
constituyen la topología predominante en aplicaciones de control de máquinas eléctricas
en el rango de baja y media potencia. Por su parte, los inversores CSI resultan atractivos
en determinadas aplicaciones de alta potencia debido a la facilidad con que ciertas con-
figuraciones permiten la regeneración de energía, particularmente cuando las energías de
frenado alcanzan valores elevados.

2.3.1. Inversor trifásico de fuente de tensión de dos niveles

El inversor trifásico de fuente de tensión de dos niveles se alimenta desde un bus
DC, proveniente de un rectificador y un condensador de enlace de continua (DC-link),
cuya función es almacenar energía y reducir la variación de la tensión de entrada. A
partir de este enlace, la energía es conmutada mediante seis dispositivos semiconductores
distribuidos en tres ramas, denominadas piernas, cada una asociada a una fase de salida.

En cada pierna, los interruptores superior e inferior operan de forma complementaria;
sin embargo, debido a que las conmutaciones de los dispositivos semiconductores no son
instantáneas, es necesario introducir un intervalo de tiempo entre el apagado de un in-
terruptor y el encendido del dispositivo complementario, conocido como tiempo muerto
(dead time). Este tiempo debe seleccionarse de manera que el interruptor que se encontra-
ba conduciendo se apague completamente antes de ordenar el encendido del interruptor
complementario, evitando así una conducción simultánea que produzca un cortocircuito
directo del bus DC.

El punto medio de cada rama se conecta a una de las fases de la carga, como se ilustra
en la Fig. 2.3. De este modo, la tensión de cada polo del inversor respecto al terminal
negativo del enlace continuo, denotado por Ninv, puede tomar dos niveles, 0 o VDC . En
consecuencia, las tensiones entre fases pueden asumir los valores −VDC , 0 y VDC , según el
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Figura 2.3: Inversor trifásico de fuente de tensión de dos niveles [15].

estado de conmutación de las piernas.
Para representar los estados de conmutación, se define una variable binaria Sx ∈ {0, 1},

con x ∈ {a, b, c}, donde el valor 1 representa el estado asociado a la conducción del inte-
rruptor superior de la rama y el valor 0 el estado asociado a la conducción del interruptor
inferior de cada rama. El tiempo muerto introducido entre ambas condiciones modifica los
instantes en que ocurren las transiciones de conmutación, pero no los dos estados defini-
dos para cada pierna. Bajo esta representación, la tensión de salida en cada fase puede
expresarse como:

vxNinv = SxVDC, x ∈ {a, b, c}. (2.20)

Dado que existen tres piernas con dos estados posibles cada una, el inversor presenta un
total de ocho estados de conmutación, los cuales se detallan en la Tabla 2.1. Dos de ellos
corresponden a vectores nulos, mientras que los seis restantes generan vectores activos de
tensión. Estas combinaciones permiten sintetizar tensiones alternas mediante estrategias
adecuadas de modulación.

Tabla 2.1: Combinaciones de tensiones de salida del inversor de dos niveles.

Estados de conmutación Tensiones de salida Tensiones de línea

Sa Sb Sc vaNinv vbNinv
vcNinv vab vbc vca

0 0 0 0 0 0 0 0 0
0 0 1 0 0 VDC 0 −VDC VDC

0 1 0 0 VDC 0 −VDC VDC 0
0 1 1 0 VDC VDC −VDC 0 VDC

1 0 0 VDC 0 0 VDC 0 −VDC

1 0 1 VDC 0 VDC VDC −VDC 0
1 1 0 VDC VDC 0 0 VDC −VDC

1 1 1 VDC VDC VDC 0 0 0

Para generar tensiones trifásicas con bajo contenido armónico y amplitud controlada,
resulta necesario definir una estrategia de modulación que determine la secuencia temporal
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de los estados de conmutación del inversor. Entre las distintas alternativas disponibles, la
modulación por ancho de pulso constituye la técnica más utilizada debido a su eficiencia
y facilidad de implementación digital.

2.3.2. Modulación por vectores espaciales

La modulación por vectores espaciales (Space Vector Pulse Width Modulation, SVPWM)
es una técnica que permite aproximar el vector de tensión de referencia mediante la com-
binación temporal de los estados de conmutación disponibles en un inversor trifásico de
dos niveles durante cada período de modulación. Su formulación se basa en representar las
tensiones trifásicas mediante un vector espacial, también denominado fasor espacial, en el
plano αβ, similar a lo presentado en (2.1), lo que permite una interpretación geométrica
directa del proceso de síntesis de tensiones.

En este plano, los ocho estados de conmutación del inversor se asocian a ocho vectores
espaciales: seis vectores activos, distribuidos sobre los vértices de un hexágono regular, y
dos vectores nulos ubicados en el origen, tal como se ilustra en la Fig. 2.4. Los componentes
de estos vectores en el marco de referencia estacionario se detallan en la Tabla 2.2.

Tabla 2.2: Vectores de conmutación del inversor de dos niveles.

Estados de conmutación Vector Componentes αβ

Sa Sb Sc vα vβ

0 0 0 V0 (nulo) 0 0
1 0 0 V1

2
3VDC 0

1 1 0 V2
1
3VDC

√
3
3 VDC

0 1 0 V3 −1
3VDC

√
3
3 VDC

0 1 1 V4 −2
3VDC 0

0 0 1 V5 −1
3VDC −

√
3
3 VDC

1 0 1 V6
1
3VDC −

√
3
3 VDC

1 1 1 V7 (nulo) 0 0

Los seis vectores activos poseen igual magnitud y se encuentran separados angular-
mente en 60◦, cumpliéndose que:

|vi| =
2

3
VDC, i = 1, . . . , 6. (2.21)

El objetivo de la técnica consiste en reproducir, en promedio durante un período de
conmutación Ts, un vector de referencia vref mediante la aplicación secuencial de los dos
vectores activos adyacentes al sector donde se ubica dicho vector y de los vectores nulos.

Matemáticamente, para el caso en que el vector de referencia se encuentra en el sector
definido por los vectores activos v1 y v2, esta síntesis puede expresarse como:

Tsvref = T1v1 + T2v2 + T00v0 + T07v7, (2.22)

donde T1 y T2 corresponden a los tiempos de aplicación de los vectores activos v1 y v2,
respectivamente. Por otro lado, T00 y T07 corresponden a los tiempos asociados a los
vectores nulos v0 y v7.
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Figura 2.4: Diagrama de vectores activos, vectores nulos y definición de sectores en el
marco de referencia αβ.

Dado que los vectores nulos se ubican en el origen del plano αβ, se cumple que:

v0 = v7 = 0, (2.23)

por lo que la expresión (2.22) se reduce a:

Tsvref = T1v1 + T2v2. (2.24)

Los tiempos de aplicación dentro de un período de conmutación satisfacen

Ts = T1 + T2 + T00 + T07. (2.25)

Por lo tanto, el tiempo total asignado a los vectores nulos queda dado por:

T00 + T07 = Ts − T1 − T2. (2.26)

En una implementación simétrica, el tiempo nulo total se distribuye por igual entre
ambos vectores nulos:

T00 = T07 =
Ts − T1 − T2

2
. (2.27)

Suponiendo que el vector de referencia se encuentra en un sector genérico k del hexá-
gono y que forma un ángulo interno θ respecto del vector vk, con 0 ≤ θ ≤ π/3, los tiempos
de aplicación de los vectores activos adyacentes pueden calcularse como:

T1 =

√
3Ts|vref |
VDC

sin
(︂π
3
− θ
)︂
, (2.28)

T2 =

√
3Ts|vref |
VDC

sin(θ). (2.29)

Para una referencia trifásica sinusoidal balanceada en régimen estacionario, el vector
de referencia gira en el plano αβ manteniendo una magnitud constante. En este caso,
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la máxima magnitud que permite mantener el vector dentro del hexágono durante una
revolución completa queda determinada por el radio de la circunferencia inscrita:

|vref |máx =
VDC√

3
. (2.30)

En comparación con una modulación PWM senoidal sin inyección de secuencia cero,
cuyo límite lineal para una referencia sinusoidal corresponde a VDC/2, la SVPWM permite
incrementar en un 15,47% la máxima magnitud de la referencia sinusoidal sintetizable para
un mismo valor de VDC.

2.4. Control por torque calculado

2.4.1. Descripción del sistema físico

El banco de ensayos para este trabajo corresponde a un manipulador de un grado de
libertad (1-GDL), compuesto por un motor sincrónico de imanes permanentes acoplado rí-
gidamente a una transmisión mecánica, junto con una carga mecánica equivalente asociada
al comportamiento dinámico de un miembro anatómico.

La coordenada generalizada del sistema se define como el ángulo articular θ, medido
en el eje de salida de la transmisión. Bajo esta convención, la posición del rotor del motor
se relaciona con la coordenada articular mediante:

θm = Nθ, ωm = Nθ̇, (2.31)

donde θm y ωm corresponden a la posición y velocidad mecánica del rotor, respectivamente.
La Fig. 2.5 muestra un esquema generalizado del conjunto PMSM–reductor–carga.

Figura 2.5: Prototipo generalizado del banco de ensayos. Adaptado de [16].

2.4.2. Consideraciones del modelado

Para formular el análisis dinámico y la ley de control, se adoptan las siguientes consi-
deraciones:
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Transmisión rígida: se desprecian la elasticidad torsional, las holguras y las resonan-
cias mecánicas del conjunto motor–reductor–carga.

Inercia equivalente constante: el conjunto motor–reductor–carga se representa me-
diante una transmisión rígida de relación fija y una carga articular cuya distribución
de masa permanece invariable respecto al eje de giro. Bajo estas condiciones, la
inercia total referida al eje de salida, denotada por Mtot, es positiva y constante,
independientemente de la posición angular [17].

Movimiento planar: el sistema se restringe a un único grado de libertad rotacional
descrito mediante la coordenada articular θ.

Momento perturbador equivalente: los momentos externos y las diferencias entre la
dinámica real y el modelo nominal que pueden representarse como un torque aditivo
requerido al eje articular se agrupan en d(t).

2.4.3. Deducción dinámica mediante Euler-Lagrange

La deducción dinámica se realiza mediante el formalismo de Euler–Lagrange para siste-
mas mecánicos sujetos a fuerzas generalizadas no conservativas [18–20]. El manipulador de
1–GDL se describe mediante la coordenada generalizada θ, con velocidad θ̇ y aceleración θ̈.

La energía cinética asociada a la inercia equivalente del sistema se expresa como:

K(θ̇) =
1

2
Mtotθ̇

2, (2.32)

donde Mtot corresponde a la inercia equivalente referida al eje de salida de la transmisión.
Tomando θ = 0 como la configuración de mínima energía potencial, la energía potencial

gravitacional de una masa equivalentem, cuyo centro de masa se encuentra a una distancia
ℓ del eje articular, queda dada por:

P (θ) = mgℓ (1− cos θ) . (2.33)

El Lagrangiano se define como la diferencia entre las energías cinética y potencial:

L(θ, θ̇) = K(θ̇)− P (θ). (2.34)

Aplicando el formalismo de Euler–Lagrange con fuerzas generalizadas no conservativas,
se obtiene:

d

dt

(︃
∂L

∂θ̇

)︃
− ∂L

∂θ
= TJ − ∂R

∂θ̇
− d(t), (2.35)

donde TJ es el torque articular aplicado, R es el potencial de disipación asociado a la
fricción. El término d(t) es un momento perturbador equivalente referido al eje articular.
Este término agrupa los momentos externos y las diferencias entre la dinámica real y el
modelo nominal que pueden representarse como un torque generalizado aditivo. Con la
convención de signos adoptada, un valor positivo de d(t) se opone a TJ .

Para representar la fricción se adopta el siguiente torque disipativo referido al eje
articular:

f(θ̇) = Fv θ̇ + Fc tanh

(︄
θ̇

ε

)︄
, (2.36)
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donde Fv > 0 es el coeficiente de fricción viscosa, Fc > 0 es la magnitud de la fricción de
Coulomb y ε > 0 es el parámetro de suavizado, con unidades de velocidad angular. Por
tanto, el argumento θ̇/ε es adimensional.

La formulación clásica de Rayleigh utiliza un potencial cuadrático para representar
fricción viscosa lineal. En este trabajo se emplea su extensión a leyes disipativas no lineales
dependientes de la velocidad [21,22]. El potencial R se define de manera que:

∂R
∂θ̇

= f(θ̇), (2.37)

mientras que el torque de fricción que actúa sobre el sistema corresponde a −f(θ̇), como
se establece en (2.35).

El potencial se obtiene integrando (2.36) respecto de la velocidad angular:

R(θ̇) =

∫︂ θ̇

0
f(ν) dν, (2.38)

=

∫︂ θ̇

0

[︂
Fvν + Fc tanh

(︂ν
ε

)︂]︂
dν, (2.39)

=
1

2
Fv θ̇

2 + Fcε ln

[︄
cosh

(︄
θ̇

ε

)︄]︄
, (2.40)

donde se ha seleccionado la constante de integración de modo que R(0) = 0. El potencial
R tiene unidades de potencia, mientras que su derivada respecto de θ̇ tiene unidades de
torque.

El carácter disipativo del modelo puede comprobarse mediante:

f(θ̇)θ̇ = Fv θ̇
2 + Fcθ̇ tanh

(︄
θ̇

ε

)︄
≥ 0. (2.41)

Por lo tanto, el torque −f(θ̇) extrae energía mecánica del sistema.
Además, para θ̇ ̸= 0:

ĺım
ε→0+

tanh

(︄
θ̇

ε

)︄
= sgn(θ̇), (2.42)

recuperándose el modelo ideal de fricción viscosa más Coulomb. La regularización mediante
la tangente hiperbólica elimina la discontinuidad en velocidad nula, pero no representa
fricción estática, efecto Stribeck ni holgura mecánica. En particular, el modelo establece
f(0) = 0.

A partir de (2.34), los términos asociados al Lagrangiano en (2.35) resultan:
d

dt

(︃
∂L

∂θ̇

)︃
=Mtotθ̈, (2.43)

∂L

∂θ
= −mgℓ sin θ. (2.44)

Utilizando además la relación disipativa definida en (2.37) y sustituyendo estos térmi-
nos en (2.35), se obtiene la ecuación de movimiento:

Mtotθ̈ +mgℓ sin θ + Fv θ̇ + Fc tanh

(︄
θ̇

ε

)︄
= TJ − d(t). (2.45)
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La ecuación (2.45) constituye el modelo mecánico equivalente de 1–GDL empleado para
sintetizar el controlador por torque calculado. En la condición nominal, d(t) = 0, el modelo
contiene las contribuciones inercial, gravitacional, viscosa y de Coulomb regularizada.

2.4.4. Motivación del CTC

Las trayectorias consideradas para rehabilitación se definen dentro de límites estable-
cidos de posición, velocidad, aceleración y torque. Para seguir estas referencias, el contro-
lador debe calcular el torque requerido por la inercia equivalente, la gravedad y la fricción
del sistema mecánico.

El control vectorial orientado al campo regula las corrientes id e iq del PMSM, pero
el lazo de corriente no determina por sí mismo el torque mecánico requerido para seguir
una trayectoria articular. Sin una compensación basada en el modelo, los efectos de la
gravedad, la inercia y la fricción se manifiestan como errores de posición o velocidad, a
partir de los cuales un controlador externo debe modificar la referencia i∗q .

La estrategia adoptada combina un generador de trayectoria con un controlador por
torque calculado. El generador proporciona las referencias cinemáticas del movimiento
deseado, mientras que el CTC utiliza estas señales, junto con la posición θ y la velocidad θ̇
realimentadas, para determinar el momento articular de referencia T ∗

J a partir del modelo
dinámico descrito por (2.45). De esta forma, la acción de control incorpora un término
inercial anticipativo, la compensación de los efectos gravitacionales y de fricción, y la
corrección de los errores de posición y velocidad.

El torque T ∗
J se refiere posteriormente al eje del motor mediante la relación de trans-

misión y la eficiencia mecánica, y se transforma en una referencia de corriente i∗q . El lazo
interno FOC regula entonces iq respecto de esta referencia, mientras mantiene i∗d = 0.

2.4.5. Ley de control de torque calculado

Generador de
trayectoria

Controlador CTC
seguimiento de θd(t)

Accionamiento FOC
T∗
J −→ i∗q

FOC–SVPWM–VSI

PMSM–reductor
y carga de 1 GDL

Parámetros
de

trayectoria θd, θ̇d, θ̈d

T ∗
J

θ(t)

d(t)

θ, θ̇

Encoder, conversión 1/N y estimación de θ̇

Figura 2.6: Ubicación del controlador CTC en el lazo general de seguimiento de trayectoria
articular.

La Fig. 2.6 muestra la ubicación del CTC en el lazo general de seguimiento de trayecto-
ria articular. El generador de trayectoria recibe los parámetros que definen el movimiento
deseado, tales como el intervalo angular y la duración o frecuencia, según el perfil selec-
cionado. A partir de estos parámetros y del tiempo transcurrido, evalúa las expresiones
cinemáticas correspondientes para obtener la posición deseada θd(t), la velocidad θ̇d(t) y
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la aceleración θ̈d(t). Por lo tanto, la velocidad y la aceleración deseadas no corresponden a
referencias independientes, sino que se determinan a partir del mismo perfil de movimiento
que define la posición. Las trayectorias consideradas y sus formulaciones matemáticas se
desarrollan en la sección 3.4.

El CTC recibe estas señales junto con la posición articular medida θ(t) y la velocidad
estimada θ̇(t), y calcula el torque articular de referencia T ∗

J . Esta consigna se convierte en
i∗q , respecto de la cual el lazo interno FOC regula la corriente iq. El momento perturbador
equivalente d(t), definido en (2.35), actúa directamente sobre el subsistema mecánico.

El controlador por torque calculado se diseña para cancelar, bajo el modelo nominal,
los términos gravitacional y de fricción de (2.45), y para imponer una dinámica lineal al
error de seguimiento.

Definiendo el error articular como:

e = θd − θ, (2.46)

sus derivadas quedan dadas por:

ė = θ̇d − θ̇, ë = θ̈d − θ̈. (2.47)

Para la condición nominal se establece la siguiente dinámica de segundo orden:

ë+ 2ζωnė+ ω2
ne = 0, (2.48)

donde ωn > 0, expresada en rad/s, es la frecuencia natural. Para un valor fijo de ζ, un
aumento de ωn reduce los tiempos de subida y establecimiento de la respuesta. Por su
parte, ζ > 0 es el factor de amortiguamiento adimensional: 0 < ζ < 1 produce una
respuesta subamortiguada, ζ = 1 una respuesta críticamente amortiguada y ζ > 1 una
respuesta sobreamortiguada.

La ecuación (2.48) establece el comportamiento requerido para el error, pero todavía
no determina el torque que debe producir el accionamiento. Al sustituir esta dinámica en
la segunda relación de (2.47) y despejar θ̈, se obtiene la aceleración que debería desarrollar
el sistema en la condición nominal:

θ̈ = θ̈d + 2ζωnė+ ω2
ne. (2.49)

La expresión (2.49) contiene una componente anticipativa, dada por θ̈d, y dos compo-
nentes de realimentación asociadas a los errores de velocidad y posición. A partir de esta
estructura se define la aceleración virtual:

v = θ̈d +
kd
Mtot

ė+
kp
Mtot

e. (2.50)

El término θ̈d establece la aceleración requerida por la trayectoria, mientras que
(kd/Mtot) ė y (kp/Mtot) e corrigen las desviaciones de velocidad y posición, respectivamen-
te. Los cocientes kd/Mtot y kp/Mtot tienen dimensiones de inverso de tiempo e inverso de
tiempo al cuadrado, respectivamente, es decir, unidades de 1/s y 1/s2. De este modo, al
multiplicarlos por ė y e, respectivamente, ambos términos poseen unidades de aceleración
angular, al igual que θ̈d . Su relación con ζ y ωn se obtiene posteriormente al comparar los
coeficientes de la dinámica de lazo cerrado.
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Para convertir la aceleración virtual en una referencia de torque, la ecuación mecánica
(2.45) se escribe de forma compacta como:

Mtotθ̈ + g(θ) + f(θ̇) = TJ − d(t), (2.51)

donde el término gravitacional se define como:

g(θ) = mgℓ sin θ, (2.52)

y f(θ̇) corresponde al modelo de fricción definido en (2.36).
A partir de (2.51), el torque articular de referencia se define como:

T ∗
J =Mtotv + g(θ) + f(θ̇). (2.53)

En (2.53), el término Mtotv corresponde al torque requerido para producir la acelera-
ción virtual, g(θ) compensa el torque gravitacional modelado y f(θ̇) compensa el torque de
fricción modelado. El momento perturbador d(t) no se incluye en la ley de control porque
se considera desconocido; por esta razón, su efecto permanece en la dinámica del error.

Para deducir la dinámica del error se supone que el lazo interno FOC reproduce la refe-
rencia de torque articular, es decir, TJ = T ∗

J . Esta igualdad corresponde a la aproximación
nominal empleada en la síntesis del CTC.

Sustituyendo (2.53) en (2.51), se obtiene:

Mtotθ̈ + g(θ) + f(θ̇) =Mtotv + g(θ) + f(θ̇)− d(t), (2.54)
Mtotθ̈ =Mtotv − d(t), (2.55)

θ̈ = v − d(t)

Mtot
. (2.56)

Por lo tanto, la igualdad Mtotθ̈ = Mtotv se obtiene únicamente cuando d(t) = 0.
Si d(t) ̸= 0, el momento perturbador modifica la aceleración articular respecto de la
aceleración virtual v.

Utilizando (2.47) y (2.56), se obtiene:

ë = θ̈d − θ̈, (2.57)

= θ̈d − v +
d(t)

Mtot
, (2.58)

= θ̈d −
[︃
θ̈d +

kd
Mtot

ė+
kp
Mtot

e

]︃
+
d(t)

Mtot
, (2.59)

= − kd
Mtot

ė− kp
Mtot

e+
d(t)

Mtot
. (2.60)

Reordenando los términos, la dinámica del error queda dada por:

ë+
kd
Mtot

ė+
kp
Mtot

e =
d(t)

Mtot
. (2.61)

De forma equivalente:
Mtotë+ kdė+ kpe = d(t). (2.62)
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La ecuación (2.62) presenta la estructura de un sistema rotacional
inercia–amortiguador–resorte. En esta representación, Mtot, kd y kp corresponden a la
inercia, el amortiguamiento y la rigidez equivalentes de la dinámica del error, respectiva-
mente. Por lo tanto, estos parámetros determinan la respuesta del error de seguimiento
frente al momento perturbador d(t).

En ausencia de perturbaciones, d(t) = 0, la ecuación (2.61) se reduce a la dinámi-
ca homogénea establecida en (2.48). Por comparación de coeficientes, las ganancias se
seleccionan como:

kd = 2ζωnMtot, kp = ω2
nMtot. (2.63)

La deducción anterior supone seguimiento nominal de torque, TJ = T ∗
J . En la im-

plementación física, el ancho de banda finito del lazo de corriente, las saturaciones y las
diferencias paramétricas producen una desviación entre ambos torques. Sus efectos me-
cánicos pueden representarse como parte del momento perturbador equivalente, mientras
que el ruido y la cuantización permanecen asociados a las señales de medición.

2.4.6. Extensión con acción integral

La dinámica (2.62) muestra que un momento perturbador constante d(t) = d0 produce,
bajo el controlador CTC–PD, un error estacionario dado por:

ess =
d0
kp
. (2.64)

Por lo tanto, la acción proporcional no elimina completamente el error producido por un
momento constante, por una diferencia paramétrica o por una componente de fricción no
incluida en el modelo nominal.

Para eliminar este error se incorpora la integral del error de posición:

eint(t) =

∫︂ t

0
e(σ) dσ, eint(0) = 0. (2.65)

La aceleración virtual se redefine como:

v = θ̈d +
kd
Mtot

ė+
kp
Mtot

e+
ki
Mtot

eint, (2.66)

donde ki es la ganancia integral. El término (ki/Mtot) eint modifica la referencia de acele-
ración mientras exista una acumulación del error de posición.

Aplicando el mismo procedimiento utilizado para obtener (2.61), la dinámica del error
queda dada por:

ë+
kd
Mtot

ė+
kp
Mtot

e+
ki
Mtot

eint =
d(t)

Mtot
. (2.67)

Para una perturbación constante d(t) = d0, el estado estacionario satisface:

ėss = ëss = 0. (2.68)

Además, para que eint permanezca constante debe cumplirse ess = 0. Al sustituir estas
condiciones en (2.67), se obtiene:

ess = 0, eint,ss =
d0
ki
. (2.69)
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Por lo tanto, la acción integral elimina el error estacionario frente a un momento pertur-
bador constante, siempre que el sistema permanezca estable y el accionamiento no alcance
sus límites de torque, corriente o tensión.

Para analizar la estabilidad se definen los estados:

x1 = e, x2 = ė, x3 = eint. (2.70)

Considerando que ėint = e, la representación de estado queda dada por:

ẋ =

⎡⎢⎢⎣
0 1 0

− kp
Mtot

− kd
Mtot

− ki
Mtot

1 0 0

⎤⎥⎥⎦x+

⎡⎢⎢⎣
0

1

Mtot

0

⎤⎥⎥⎦ d(t). (2.71)

Para estudiar la estabilidad interna se considera d(t) = 0. El polinomio característico
de la matriz del sistema es:

χA(s) = det(sI −A) = s3 +
kd
Mtot

s2 +
kp
Mtot

s+
ki
Mtot

. (2.72)

De acuerdo con el criterio de Routh–Hurwitz [23], las raíces de χA(s) se encuentran en
el semiplano izquierdo si:

kd > 0, kp > 0, ki > 0, kdkp > Mtotki. (2.73)

Para parametrizar las ganancias se adopta un polinomio compuesto por un par de
polos de segundo orden y un tercer polo real:

χd(s) =
(︁
s2 + 2ζωns+ ω2

n

)︁
(s+ ωi) , (2.74)

donde ωn > 0 y ζ > 0 determinan el par de polos de segundo orden, mientras que ωi > 0
establece la ubicación del tercer polo.

Al expandir (2.74), se obtiene:

χd(s) = s3 + (2ζωn + ωi) s
2 +

(︁
ω2
n + 2ζωnωi

)︁
s+ ω2

nωi. (2.75)

Comparando los coeficientes de χd(s) con los de χA(s), las ganancias resultan:

kd =Mtot (2ζωn + ωi) , (2.76)
kp =Mtot

(︁
ω2
n + 2ζωnωi

)︁
, (2.77)

ki =Mtotω
2
nωi. (2.78)

Esta parametrización permite modificar separadamente la frecuencia natural, el amor-
tiguamiento y la ubicación del tercer polo. La selección:

ζ = 1, ωi = ωn, (2.79)

constituye el caso particular:
χd(s) = (s+ ωn)

3. (2.80)
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Para este caso, las ganancias se reducen a:

kd = 3ωnMtot, kp = 3ω2
nMtot, ki = ω3

nMtot. (2.81)

La raíz triple reduce la selección de las tres ganancias a un único parámetro ωn. Aunque
esta elección ubica los tres polos en el semiplano izquierdo para ωn > 0, restringe la
capacidad de modificar independientemente el amortiguamiento y la ubicación del polo
integral. Por esta razón, se considera un caso particular de (2.74) y no una condición
necesaria para la sintonía del controlador.

En este trabajo se adopta esta condición como criterio de diseño, con el propósito de
reducir los grados de libertad de sintonía y simplificar la parametrización y el ajuste del
CTC.

2.4.7. Discretización e implementación del CTC

Para la implementación digital, la acción integral se discretiza mediante la transfor-
mación bilineal de Tustin. Esta transformación aproxima la integral del error mediante
la regla trapezoidal. Definiendo Ts,CTC como el periodo de ejecución del lazo CTC, se
obtiene:

eint[k] = eint[k − 1] +
Ts,CTC

2
(e[k] + e[k − 1]) . (2.82)

La implementación digital introduce diferencias respecto de la dinámica continua em-
pleada para seleccionar las ganancias. La magnitud de estas diferencias depende de la
relación entre el periodo de ejecución del controlador y la ubicación de los polos deseados.

Sean λj , con j = 1, 2, 3, las raíces del polinomio característico deseado χd(s). Se define:

ωp,máx = máx
j=1,2,3

|λj | , (2.83)

donde ωp,máx representa la magnitud del polo deseado de mayor módulo, expresada en s−1.
Para mantener una separación temporal entre la ejecución digital y la dinámica desea-

da, se adopta el siguiente criterio de diseño:

ωp,máxTs,CTC ≤ 0,1. (2.84)

La cantidad de ejecuciones contenidas en el intervalo característico 1/ωp,máx queda
dada por:

Nmuestras =
1/ωp,máx

Ts,CTC
=

1

ωp,máxTs,CTC
. (2.85)

Por lo cual, el criterio (2.84) establece al menos diez ejecuciones del controlador en dicho
intervalo característico. Esta desigualdad se utiliza como criterio práctico de discretización
y no constituye, por sí sola, una demostración de estabilidad del sistema muestreado.

Para el caso particular:
χd(s) = (s+ ωn)

3, (2.86)

los tres polos se encuentran en −ωn, por lo que:

ωp,máx = ωn. (2.87)
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En consecuencia, el criterio de muestreo se reduce a:

ωnTs,CTC ≤ 0,1. (2.88)

En la implementación experimental, la interrupción principal y el lazo interno FOC
se ejecutan a 10 kHz. El CTC utiliza un factor de decimación DCTC = 10, por lo que su
frecuencia y periodo de ejecución corresponden a:

fCTC =
fISR
DCTC

=
10 kHz

10
= 1 kHz, Ts,CTC = 1ms. (2.89)

Por lo tanto, para esta implementación, el criterio (2.84) requiere:

ωp,máx ≤ 100 rad/s. (2.90)

El término derivativo se calcula a partir de las velocidades deseada y medida:

ė[k] = θ̇d[k]− θ̇[k]. (2.91)

Esta relación proviene directamente de la derivada del error e = θd − θ, por lo que
es válida en todo el intervalo angular considerado por el modelo y no depende de una
linealización alrededor de un punto de operación. La velocidad deseada θ̇d[k] se obtiene
analíticamente del generador de trayectoria, mientras que θ̇[k] corresponde a la velocidad
obtenida mediante el sistema de medición y estimación.

Este procedimiento evita diferenciar numéricamente la posición para calcular ė[k]. Sin
embargo, el término derivativo conserva el ruido y el retardo presentes en la estimación de
θ̇[k]. Además, aunque la expresión sigue siendo válida cuando el error se encuentra lejos
de cero, el torque calculado puede alcanzar los límites del accionamiento. En esa condición
deja de cumplirse la dinámica lineal nominal empleada en la síntesis del controlador.

A partir de (2.82), la referencia de torque articular en tiempo discreto queda dada por:

T ∗
J [k] =Mtotθ̈d[k] + kd

(︂
θ̇d[k]− θ̇[k]

)︂
+ kpe[k]

+ kieint[k] + g (θ[k]) + f
(︂
θ̇[k]

)︂
.

(2.92)

La expresión anterior conserva la estructura de la ley continua e incorpora el término
inercial, la compensación gravitacional, la compensación de fricción y las acciones propor-
cional, derivativa e integral.

La ecuación (2.92) representa la referencia de torque articular calculada antes de aplicar
los límites del accionamiento. Previo a su conversión en i∗q , esta referencia debe limitarse
de acuerdo con las restricciones de torque y corriente establecidas para el sistema. Si la
acción integral se encuentra habilitada y la saturación permanece activa, debe incorporarse
un mecanismo anti-enrollamiento asociado al CTC para evitar la acumulación de eint[k].



Capítulo 3

Definición de escenarios y
trayectorias de evaluación

El modelo mecánico de 1–GDL y la estrategia de control CTC–FOC desarrollados en el
capítulo anterior constituyen la base para definir los escenarios utilizados posteriormente
en la simulación. En este capítulo se establecen las configuraciones articulares considera-
das, las trayectorias de referencia, las restricciones operacionales del accionamiento y las
métricas empleadas para evaluar su desempeño.

Los escenarios se formulan en el eje de salida de la transmisión mediante la coordenada
articular θ. Esta convención permite describir movimientos de flexión–extensión y relacio-
nar las variables cinemáticas articulares con las variables mecánicas del rotor mediante la
razón de transmisión N . Por su parte, la conversión entre el momento desarrollado por
el motor y el momento aplicado en el eje articular considera tanto N como la eficiencia
mecánica η.

De esta manera, las trayectorias articulares pueden procesarse mediante el CTC para
obtener referencias de momento compatibles con el accionamiento PMSM y con la estruc-
tura de control CTC–FOC.

Las trayectorias sinusoidal y de mínimo jerk se adoptan como referencias principales
para los escenarios de rodilla y codo, respectivamente. Asimismo, se incluye una trayec-
toria trapezoidal en velocidad como evaluación complementaria y se incorporan perfiles
de contraste cinemático para analizar el efecto de diferentes grados de suavidad sobre el
seguimiento y la demanda del accionamiento.

Las definiciones presentadas en este capítulo preceden a la implementación del mode-
lo computacional y a la obtención de resultados. La construcción del accionamiento en
PLECS, las condiciones de simulación y la evaluación de los casos de estudio se presentan
conjuntamente en el Capítulo 4.

25
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3.1. Propósito y alcance de la evaluación

El propósito de los escenarios es evaluar la respuesta del esquema CTC–FOC frente a
referencias articulares con diferentes características cinemáticas y mecánicas. Para ello, se
consideran variables asociadas a la precisión de seguimiento, el torque articular solicitado,
la corriente requerida por el motor y la suavidad temporal del movimiento.

La representación utilizada corresponde a un sistema equivalente de un grado de li-
bertad en el plano sagital. Por consiguiente, el modelo no reproduce la totalidad de la
dinámica musculoesquelética ni la interacción entre múltiples articulaciones. Su función
es proporcionar un entorno controlado en el cual sea posible modificar el rango angu-
lar, la duración del movimiento, la inercia equivalente, la contribución gravitacional y las
perturbaciones externas aplicadas sobre el eje articular.

Los movimientos considerados se inspiran en tareas de flexión–extensión empleadas en
rehabilitación motora. Sin embargo, el análisis desarrollado corresponde a una evaluación
de ingeniería sobre un modelo equivalente y no constituye una validación clínica ni deter-
mina límites terapéuticos para un usuario específico. Los valores de posición, velocidad,
torque y corriente se emplean como parámetros de los casos de estudio y deben permanecer
dentro de las restricciones operacionales establecidas para el accionamiento.

3.2. Arquitectura funcional del sistema de evaluación

La Fig. 3.1 presenta la arquitectura funcional del esquema CTC–FOC empleado para
evaluar el seguimiento de trayectorias articulares. El generador de trayectoria proporciona
las señales deseadas de posición, velocidad y aceleración, θd, θ̇d y θ̈d, respectivamente. A
partir de estas referencias y de las variables articulares realimentadas, el controlador por
torque calculado determina la referencia de momento articular T ∗

J .

Figura 3.1: Arquitectura funcional del esquema de control CTC–FOC y relación entre las
variables articulares y las variables del eje del motor.

La referencia de momento articular se transforma en una referencia de momento en
el eje del motor considerando la relación de transmisión N y la eficiencia mecánica η.
Posteriormente, se convierte en la referencia de corriente del eje q mediante:

T ∗
m =

T ∗
J

ηN
, i∗q =

T ∗
m

kT
=

T ∗
J

ηNkT
. (3.1)
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donde T ∗
m es la referencia de momento electromagnético en el eje del motor y kT es la

constante de momento definida en (2.14).
El lazo interno FOC regula iq respecto de esta referencia y mantiene i∗d = 0. Las

referencias de tensión obtenidas en los ejes dq se transforman al marco estacionario y son
sintetizadas mediante el modulador SVPWM y el inversor trifásico de dos niveles.

La posición mecánica del rotor θm, obtenida mediante el encoder, y la velocidad me-
cánica estimada ωm se convierten en variables articulares mediante:

θ =
θm
N
, θ̇ =

ωm

N
. (3.2)

En paralelo, la posición mecánica del rotor permite determinar el ángulo eléctrico utilizado
en las transformaciones del FOC:

θe = pθm + θe,0, (3.3)

donde p es el número de pares de polos y θe,0 representa el desfase eléctrico determinado
durante el alineamiento de la máquina. De esta forma, la misma medición del encoder
permite cerrar tanto el lazo externo de seguimiento articular como las transformaciones
de coordenadas del lazo interno FOC.

3.3. Selección y parametrización de los escenarios articulares

El sistema equivalente de 1–GDL permite representar diferentes movimientos articula-
res mediante la modificación de los parámetros mecánicos de la carga y de la trayectoria de
referencia. En este trabajo se consideran dos configuraciones principales: flexión–extensión
de rodilla y flexión–extensión de codo. Ambas se describen mediante la coordenada arti-
cular θ, medida en el eje de salida de la transmisión.

La Fig. 3.2 ilustra de manera esquemática los movimientos considerados. Aunque las
dos articulaciones se representan mediante el mismo modelo dinámico general, cada es-
cenario utiliza parámetros diferentes de masa equivalente, posición del centro de masa,
inercia, rango angular y trayectoria de referencia.

3.3.1. Convención angular y parámetros comunes

La posición articular se define respecto de la configuración de mínima energía poten-
cial del modelo equivalente. De acuerdo con la convención adoptada en el Capítulo 2, se
establece θ = 0 cuando el centro de masa equivalente se encuentra verticalmente bajo el
eje articular. Bajo esta definición, el momento gravitacional queda representado por:

g(θ) = meqgℓeq sin θ, (3.4)

donde meq es la masa equivalente movilizada y ℓeq es la distancia entre el eje articular y
el centro de masa equivalente.

Esta convención corresponde a la configuración mecánica adoptada para el modelo de
1–GDL y no constituye una definición anatómica general para todas las posiciones posibles
del miembro humano. En las ecuaciones dinámicas, las variables angulares se expresan en
radianes.
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Figura 3.2: Representación esquemática de los movimientos de flexión–extensión conside-
rados para las articulaciones de codo y rodilla. Adaptado de [24].

Los parámetros antropométricos se estiman para un individuo adulto de referencia con
masa corporalMprom = 80 kg y estatura Hprom = 1,78 m. Las fracciones de masa corporal,
las relaciones entre longitud segmentaria y estatura, las posiciones de los centros de masa
y los radios de giro se obtienen de las proporciones reportadas en [25].

Para un conjunto compuesto por n segmentos anatómicos, la masa y la posición de su
centro de masa equivalente se determinan mediante:

meq =

n∑︂
r=1

mr, ℓeq =

n∑︂
r=1

mrℓr

n∑︂
r=1

mr

, (3.5)

donde mr es la masa del segmento r y ℓr es la distancia entre su centro de masa y el eje
articular.

La inercia propia de cada segmento respecto de su centro de masa se calcula a partir
de su radio de giro:

IG,r = mr (kG,rLr)
2 , (3.6)

donde Lr es la longitud del segmento y kG,r es el radio de giro respecto del centro de masa,
normalizado por la longitud segmentaria.

Aplicando el teorema de ejes paralelos, la inercia del segmento respecto del eje articular
queda dada por:

IO,r = IG,r +mrℓ
2
r . (3.7)

El momento de inercia equivalente del conjunto movilizado corresponde a:

Iseg =
n∑︂

r=1

IO,r =
n∑︂

r=1

[︂
mr (kG,rLr)

2 +mrℓ
2
r

]︂
. (3.8)
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Desde el punto de vista del modelo dinámico completo, la inercia equivalente referida
al eje articular puede expresarse como:

Mtot = Iseg + Jred,out +N2Jm, (3.9)

donde Jred,out es la inercia equivalente del reductor referida al eje de salida y Jm es la
inercia del rotor. La contribución Iseg se particulariza para cada escenario articular en las
subsecciones siguientes.

3.3.2. Escenario articular de rodilla

El escenario de rodilla se representa mediante un sistema rotacional de 1–GDL en
el plano sagital. El segmento movilizado comprende la pierna, definida anatómicamente
como la porción comprendida entre la rodilla y el tobillo, y el pie. El movimiento evaluado
corresponde a la flexión–extensión de la rodilla, como se ilustra en la Fig. 3.3.

Para el modelo equivalente se adopta un rango de movimiento de 140◦ entre la extensión
completa y la máxima flexión considerada. De acuerdo con la referencia angular definida
previamente, la configuración de extensión completa corresponde a θ = 0◦, mientras que
el sentido positivo de la coordenada articular corresponde a la flexión. La máxima flexión
considerada se alcanza en θ = 140◦.

Figura 3.3: Representación referencial del movimiento de flexión–extensión considerado
para el escenario de rodilla. La extensión completa corresponde a θ = 0◦, mientras que la
máxima flexión considerada se alcanza en θ = 140◦, definiendo un rango total de movi-
miento de θ = 140◦. Adaptado de [26].

Los parámetros del conjunto pierna–pie se calculan utilizando las proporciones antro-
pométricas indicadas en la Subsección 3.3.1. La Tabla 3.1 resume las masas, longitudes,
posiciones de los centros de masa y propiedades inerciales obtenidas.
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Tabla 3.1: Parámetros antropométricos e inerciales del conjunto pierna–pie.

Descripción Notación Aproximación Valor

Estimación de la masa corporal
Masa pierna mpierna 0,0465Mprom 3,72 kg

Masa pie mpie 0,0145Mprom 1,16 kg

Masa total equivalente mrod mpierna +mpie 4,88 kg

Longitudes estimadas de los segmentos
Longitud pierna Lpierna 0,246Hprom 0,438m

Longitud pie Lpie 0,152Hprom 0,271m

Centro de masa del segmento respecto de la rodilla
COM pierna ℓpierna 0,433Lpierna 0,190m

COM pie ℓpie Lpierna + 0,5Lpie 0,573m

COM combinado ℓrod
mpiernaℓpierna +mpieℓpie

mrod
0,281m

Radios de giro
Radio de giro pierna kG,pierna Winter [25] 0,302

Radio de giro pie kG,pie Winter [25] 0,475

Inercia
Central pierna IG,pierna mpierna (kG,piernaLpierna)

2 0,0651 kgm2

Central pie IG,pie mpie (kG,pieLpie)
2 0,0192 kgm2

Pierna respecto de la rodilla IO,pierna IG,pierna +mpiernaℓ
2
pierna 0,1988 kgm2

Pie respecto de la rodilla IO,pie IG,pie +mpieℓ
2
pie 0,4002 kgm2

Equivalente pierna–pie Irod
seg IO,pierna + IO,pie 0,5990 kgm2

El escenario de rodilla utiliza una masa equivalente de 4,88 kg, un centro de masa
ubicado a 0,281 m del eje articular y un momento de inercia del conjunto movilizado de
0,5990 kgm2.

3.3.3. Escenario articular de codo

El escenario de codo se representa mediante un sistema rotacional de 1–GDL en el
plano sagital. El segmento movilizado comprende el antebrazo y la mano, mientras que el
brazo se considera fijo durante el movimiento. El movimiento evaluado corresponde a la
flexión–extensión del codo, como se muestra en la Fig. 3.4.

Para este escenario se adopta un rango de movimiento de 150◦ entre la extensión
completa y la máxima flexión considerada. De acuerdo con la referencia angular definida
previamente, la configuración de extensión completa corresponde a θ = 0◦, mientras que
el sentido positivo de la coordenada articular corresponde a la flexión. La máxima flexión
considerada se alcanza en θ = 150◦.

Los parámetros del conjunto antebrazo–mano se calculan a partir de las proporciones
antropométricas reportadas en [25]. Los resultados se presentan en la Tabla 3.2.
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Figura 3.4: Representación referencial del movimiento flexión–extensión considerado para
el escenario de codo. La extensión completa corresponde a θ = 0◦, mientras que la máxima
flexión considerada se alcanza en θ = 150◦, definiendo un rango total de movimiento de
θ = 150◦. Adaptado de [27].

Tabla 3.2: Parámetros antropométricos e inerciales del conjunto antebrazo–mano.

Descripción Notación Aproximación Valor

Estimación de la masa corporal
Antebrazo manteb 0,016Mprom 1,28 kg

Mano mmano 0,006Mprom 0,48 kg

Total equivalente mcodo manteb +mmano 1,76 kg

Longitudes estimadas de los segmentos
Antebrazo Lanteb 0,146Hprom 0,260m

Mano Lmano 0,108Hprom 0,192m

Centro de masa del segmento respecto del codo
Antebrazo ℓanteb 0,430Lanteb 0,112m

Mano ℓmano Lanteb + 0,506Lmano 0,357m

Combinado ℓcodo
mantebℓanteb +mmanoℓmano

mcodo
0,179m

Radios de giro
Antebrazo kG,anteb Winter [25] 0,303

Mano kG,mano Winter [25] 0,297

Inercia
Central antebrazo IG,anteb manteb (kG,antebLanteb)

2 0,007 94 kgm2

Central mano IG,mano mmano (kG,manoLmano)
2 0,001 57 kgm2

Antebrazo respecto del codo IO,anteb IG,anteb +mantebℓ
2
anteb 0,023 92 kgm2

Mano respecto del codo IO,mano IG,mano +mmanoℓ
2
mano 0,062 79 kgm2

Equivalente antebrazo–mano Icodo
seg IO,anteb + IO,mano 0,086 71 kgm2
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El escenario de codo utiliza una masa equivalente de 1,76 kg, un centro de masa
ubicado a 0,179 m del eje articular y un momento de inercia del conjunto movilizado de
0,08671 kgm2.

3.4. Definición de las trayectorias de referencia

Una vez definidos los parámetros mecánicos de los escenarios articulares, corresponde
establecer las trayectorias utilizadas como referencias de posición. Los perfiles seleccionados
presentan diferentes características de periodicidad, duración y suavidad cinemática, lo que
permite analizar su influencia sobre el seguimiento y la demanda del accionamiento.

Las referencias se expresan en la coordenada articular θ. Para cada perfil, el genera-
dor de trayectoria calcula conjuntamente la posición deseada θd(t), la velocidad deseada
θ̇d(t) y la aceleración deseada θ̈d(t). En las trayectorias suaves, estas últimas se obtienen
mediante derivación analítica de la posición. Para los perfiles definidos por tramos, las ex-
presiones cinemáticas se establecen en cada intervalo y sus discontinuidades se identifican
explícitamente.

En la implementación, las expresiones de cada trayectoria se evalúan en línea durante
cada ejecución del CTC, utilizando los instantes tk = kTs,CTC, con Ts,CTC = 1 ms. Por
lo tanto, las señales cinemáticas no se obtienen mediante diferenciación numérica de la
posición. En los perfiles triangulares simétrico y asimétrico, la aceleración se establece
igual a cero en el interior de cada tramo lineal, mientras que los cambios instantáneos de
velocidad se conservan como discontinuidades de la referencia.

3.4.1. Trayectoria sinusoidal

La trayectoria sinusoidal se utiliza como referencia principal del escenario de rodilla
debido a su carácter periódico y a la continuidad de sus variables cinemáticas [28]. Su
posición deseada se define como:

θd(t) = θ0 +A sin(ωt+ ϕ), (3.10)

donde θ0 es la posición angular central, A es la amplitud, ω = 2πf es la frecuencia angular,
f es la frecuencia del movimiento y ϕ es la fase inicial.

El intervalo angular descrito por la trayectoria queda determinado por:

θd,mı́n = θ0 −A, θd,máx = θ0 +A. (3.11)

La velocidad y la aceleración deseadas se obtienen analíticamente derivando (3.10):

θ̇d(t) = Aω cos(ωt+ ϕ),

θ̈d(t) = −Aω2 sin(ωt+ ϕ).
(3.12)

Por tanto, sus magnitudes máximas corresponden a:⃓⃓⃓
θ̇d

⃓⃓⃓
máx

= Aω,
⃓⃓⃓
θ̈d

⃓⃓⃓
máx

= Aω2. (3.13)

La velocidad alcanza su máxima magnitud cuando la trayectoria cruza la posición
central, mientras que la aceleración alcanza sus extremos en los puntos de inversión del
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movimiento. Esta relación permite determinar anticipadamente las exigencias cinemáticas
asociadas a una selección dada de amplitud y frecuencia.

Para ilustrar las características del perfil se considera un ciclo de la trayectoria utilizada
posteriormente en el escenario nominal de rodilla. Los parámetros seleccionados son:

θ0 =
7π

18
rad, A =

7π

18
rad, f = 0,2 Hz, ϕ = −π

2
rad, T =

1

f
= 5 s.

(3.14)
Con estos parámetros, la referencia utilizada para generar la Fig. 3.5 queda dada por:

θd(t) =
7π

18

[︃
1− cos

(︃
2π

5
t

)︃]︃
, 0 ≤ t ≤ 5 s. (3.15)

La trayectoria comienza en θd(0) = 0 rad, alcanza θd(2,5 s) = 7π
9 rad, correspondiente

al extremo del rango de flexión considerado y retorna a θd(0) = 0 rad. Las máximas
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Figura 3.5: Perfil cinemático de un ciclo de la trayectoria sinusoidal para el escenario de
rodilla: (a) posición angular, (b) velocidad angular y (c) aceleración angular.

magnitudes de velocidad y aceleración para este ejemplo son:⃓⃓⃓
θ̇d

⃓⃓⃓
máx

= 1,536 rad/s,
⃓⃓⃓
θ̈d

⃓⃓⃓
máx

= 1,929 rad/s2. (3.16)

El perfil genera un movimiento periódico sin discontinuidades en posición, velocidad o
aceleración. Por esta razón, se emplea como referencia representativa de una movilización
continua de flexión–extensión.
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3.4.2. Trayectoria de mínimo jerk

La trayectoria de mínimo jerk se utiliza como referencia principal del escenario de codo.
El jerk corresponde a la variación temporal de la aceleración y, para el movimiento angular
considerado, se expresa como la tercera derivada de la posición,

...
θ d(t), con unidades de

rad/s3.
Por lo tanto, valores elevados de jerk se asocian a cambios rápidos de aceleración,

mientras que su reducción favorece transiciones cinemáticas más suaves.
Este perfil describe un movimiento de punto a punto y se obtiene minimizando el

funcional asociado al cuadrado del jerk [29]:

Jjerk =

∫︂ T

0

[︃
d3θd(t)

dt3

]︃2
dt, (3.17)

sujeto a condiciones de posición, velocidad y aceleración en los extremos del movimiento:

θd(0) = θini, θd(T ) = θfin,

θ̇d(0) = 0, θ̇d(T ) = 0,

θ̈d(0) = 0, θ̈d(T ) = 0.

(3.18)

La minimización de (3.17) conduce a una trayectoria cuya sexta derivada es nula. La
posición deseada puede representarse mediante un polinomio de quinto orden. Definiendo
el tiempo normalizado y el desplazamiento total como:

s =
t

T
, ∆θ = θfin − θini, 0 ≤ s ≤ 1, (3.19)

se propone:

θd(t) = θini +∆θ q(s), q(s) =

5∑︂
r=0

ars
r. (3.20)

Las condiciones de frontera expresadas en términos de q(s) son:

q(0) = 0, q′(0) = 0, q′′(0) = 0,

q(1) = 1, q′(1) = 0, q′′(1) = 0.
(3.21)

En (3.21), las primas indican derivación respecto del tiempo normalizado s. Las tres
primeras condiciones establecen a0 = a1 = a2 = 0. En consecuencia, el polinomio norma-
lizado se reduce a:

q(s) = a3s
3 + a4s

4 + a5s
5. (3.22)

Al evaluar q(1) = 1, q′(1) = 0 y q′′(1) = 0, se obtienen las ecuaciones:

a3 + a4 + a5 = 1,

3a3 + 4a4 + 5a5 = 0,

6a3 + 12a4 + 20a5 = 0.

(3.23)
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Estas ecuaciones pueden expresarse matricialmente como:⎡⎣1 1 1
3 4 5
6 12 20

⎤⎦⎡⎣a3a4
a5

⎤⎦ =

⎡⎣10
0

⎤⎦ , (3.24)

cuya solución es:
a3 = 10, a4 = −15, a5 = 6. (3.25)

De esta manera, la trayectoria de posición queda definida por:

θd(t) = θini +∆θ
(︁
10s3 − 15s4 + 6s5

)︁
, s =

t

T
. (3.26)

La velocidad, la aceleración y el jerk deseados se obtienen analíticamente:

θ̇d(t) =
∆θ

T

(︁
30s2 − 60s3 + 30s4

)︁
, (3.27a)

θ̈d(t) =
∆θ

T 2

(︁
60s− 180s2 + 120s3

)︁
, (3.27b)

...
θ d(t) =

∆θ

T 3

(︁
60− 360s+ 360s2

)︁
. (3.27c)

El perfil comienza y termina en reposo, con velocidad y aceleración nulas. La posición
presenta una evolución sigmoidal, la velocidad tiene forma de campana y la aceleración
cambia de signo durante el movimiento. El jerk permanece acotado, aunque no es nulo en
los extremos, puesto que esta condición no forma parte de las restricciones establecidas en
(3.18).

Para ilustrar el perfil se utiliza la referencia correspondiente al escenario nominal de
codo:

θini = 0 rad, θfin =
5π

6
rad, ∆θ =

5π

6
rad, T = 5 s. (3.28)

Para esta selección, la velocidad alcanza su valor máximo en t = T/2 = 2,5 s, mientras
que los extremos de aceleración ocurren en:

t =
3∓

√
3

6
T. (3.29)

Las máximas magnitudes cinemáticas resultan:⃓⃓⃓
θ̇d

⃓⃓⃓
máx

=
15

8

|∆θ|
T

= 0,982 rad/s,⃓⃓⃓
θ̈d

⃓⃓⃓
máx

=
10
√
3

3

|∆θ|
T 2

= 0,605 rad/s2,⃓⃓ ...
θ d

⃓⃓
máx

= 60
|∆θ|
T 3

= 1,257 rad/s3.

(3.30)

Para t ≥ T , la referencia se mantiene en θfin, con velocidad y aceleración deseadas
iguales a cero.

La Fig. 3.6 muestra la evolución de la posición, la velocidad y la aceleración correspon-
dientes a esta parametrización. Se observa la evolución sigmoidal de la posición, el perfil
de campana de la velocidad y las fases de aceleración y desaceleración del movimiento.



Capítulo 3. Definición de escenarios y trayectorias de evaluación 36

0◦

75◦

150◦

P
os

ic
ió
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Figura 3.6: Perfil cinemático de la trayectoria de mínimo jerk utilizada en el escenario de
codo: (a) posición angular, (b) velocidad angular y (c) aceleración angular.

3.4.3. Perfil trapezoidal en velocidad

El perfil trapezoidal en velocidad se considera como una referencia complementaria
para el escenario de rodilla [30]. A diferencia de la trayectoria sinusoidal, este perfil divide
el desplazamiento en tres fases: aceleración constante, velocidad constante y desaceleración
constante. Esta estructura permite evaluar el desempeño del esquema CTC–FOC frente
a una referencia definida por tramos y con transiciones entre condiciones cinemáticas
diferentes.

Sean ta, tc y td las duraciones de las fases de aceleración, velocidad constante y des-
aceleración, respectivamente. La duración total del movimiento queda dada por:

T = ta + tc + td. (3.31)

Definiendo el desplazamiento angular como:

∆θ = θfin − θini, (3.32)

se define velocidad de crucero ωc como la velocidad constante alcanzada durante la fase
central del perfil, de duración tc. Su valor se determina imponiendo que el área bajo el
perfil de velocidad sea igual a ∆θ:

∆θ =
1

2
ωcta + ωctc +

1

2
ωctd. (3.33)
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Por lo tanto:
ωc =

∆θ

tc +
ta + td

2

=
2∆θ

ta + 2tc + td
. (3.34)

Los coeficientes de aceleración y desaceleración se definen como:

αa =
ωc

ta
, αd =

ωc

td
. (3.35)

La velocidad de referencia queda definida por tramos mediante:

θ̇d(t) =

⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎩

αat, 0 ≤ t < ta,

ωc, ta ≤ t < ta + tc,

ωc − αd (t− ta − tc) , ta + tc ≤ t < T,

0, t ≥ T.

(3.36)

Integrando (3.36), se obtiene la posición de referencia asociada al perfil:

θd(t) =

⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩

θini +
1

2
αat

2, 0 ≤ t < ta,

θini +
1

2
ωcta + ωc(t− ta), ta ≤ t < ta + tc,

θini + ωc

(︃
ta
2
+ tc

)︃
+ ωcτ −

1

2
αdτ

2, ta + tc ≤ t < T,

θfin, t ≥ T,

(3.37)

donde:
τ = t− ta − tc. (3.38)

Por otro parte, derivando por tramos la referencia de velocidad, la aceleración asociada
al perfil resulta:

θ̈d(t) =

⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎩

αa, 0 ≤ t < ta,

0, ta ≤ t < ta + tc,

−αd, ta + tc ≤ t < T,

0, t ≥ T.

(3.39)

Las expresiones anteriores garantizan continuidad de posición y velocidad en los cam-
bios de fase, así como el cumplimiento de θd(T ) = θfin y θ̇d(T ) = 0. Sin embargo, la
aceleración presenta discontinuidades en los instantes que delimitan las diferentes fases.
En consecuencia, el jerk es nulo dentro de cada intervalo, pero no se encuentra definido
como una función ordinaria en los instantes de transición.

Para ilustrar el perfil se utiliza la referencia correspondiente a la evaluación comple-
mentaria del escenario de rodilla:

θini = 0 rad, θfin =
7π

9
rad,

∆θ =
7π

9
rad, ta = 1,0 s,

tc = 2,5 s, td = 1,5 s,

T = 5,0 s.

(3.40)
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Para esta parametrización, la velocidad de crucero y los coeficientes de aceleración y
desaceleración corresponden a:

ωc = 0,6516 rad/s,

αa = 0,6516 rad/s2,

αd = 0,4344 rad/s2.

(3.41)

Debido a que ta ̸= td, las magnitudes de aceleración y desaceleración son diferen-
tes, aunque ambas fases producen el cambio de velocidad requerido. La posición alcanza
18,667◦ al finalizar la fase de aceleración y 112◦ al concluir la fase de velocidad constante.
Posteriormente, el sistema desacelera hasta alcanzar 140◦ con velocidad nula en t = T .

La Fig. 3.7 muestra la evolución de la posición, la velocidad y la aceleración corres-
pondientes a esta parametrización. Las líneas verticales identifican los cambios entre las
fases de aceleración, velocidad constante y desaceleración.

0◦

70◦

140◦

P
os

ic
ió
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Figura 3.7: Perfil cinemático de la trayectoria trapezoidal en velocidad utilizada en el
escenario de rodilla: (a) posición angular, (b) velocidad angular y (c) aceleración angular.

3.4.4. Perfiles de contraste cinemático

Además de las trayectorias principales, se consideran tres perfiles adicionales para con-
trastar el efecto de la suavidad cinemática sobre el seguimiento y la demanda del acciona-
miento: rampa suave, trayectoria triangular simétrica y trayectoria triangular asimétrica
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de retorno rápido. Estos perfiles se utilizan como señales de prueba y no se proponen como
referencias principales para tareas de rehabilitación.

Los tres perfiles describen periódicamente el intervalo angular comprendido entre:

θmı́n = θ0 −A, θmáx = θ0 +A, ∆θ = θmáx − θmı́n = 2A. (3.42)

Para su formulación se define el tiempo normalizado periódico:

s(t) =
t

T
−
⌊︃
t

T

⌋︃
, 0 ≤ s < 1, (3.43)

donde T es el periodo completo del movimiento. Los parámetros comunes utilizados son:

θ0 =
7π

18
rad, A =

7π

18
rad, θmı́n = 0 rad, θmáx =

7π

9
rad, T = 5 s. (3.44)

3.4.4.a. Rampa suave

La rampa suave se construye concatenando dos interpolaciones polinómicas de quinto
orden. Durante la primera mitad del periodo, la referencia se desplaza desde θmı́n hasta
θmáx; durante la segunda, retorna hasta θmı́n.

Definiendo:

ξ =

⎧⎪⎪⎨⎪⎪⎩
2s, 0 ≤ s <

1

2
,

2

(︃
s− 1

2

)︃
,

1

2
≤ s < 1,

(3.45)

y utilizando el polinomio:
q(ξ) = 10ξ3 − 15ξ4 + 6ξ5, (3.46)

la posición deseada queda dada por:

θd(t) =

⎧⎪⎨⎪⎩
θmı́n +∆θ q(ξ), 0 ≤ s <

1

2
,

θmáx −∆θ q(ξ),
1

2
≤ s < 1.

(3.47)

Sus derivadas analíticas corresponden a:

θ̇d(t) =

⎧⎪⎨⎪⎩
2∆θ

T
q′(ξ), 0 ≤ s <

1

2
,

−2∆θ

T
q′(ξ),

1

2
≤ s < 1,

θ̈d(t) =

⎧⎪⎨⎪⎩
4∆θ

T 2
q′′(ξ), 0 ≤ s <

1

2
,

−4∆θ

T 2
q′′(ξ),

1

2
≤ s < 1.

(3.48)

Este perfil mantiene continuidad de posición, velocidad y aceleración tanto en la in-
versión del movimiento como entre periodos sucesivos. Para la parametrización utilizada,
la máxima magnitud de velocidad corresponde a:⃓⃓⃓

θ̇d

⃓⃓⃓
máx

= 1,833 rad/s. (3.49)
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3.4.4.b. Trayectoria triangular simétrica

La trayectoria triangular simétrica describe desplazamientos lineales alternados entre
los extremos del intervalo angular:

θd(t) =

⎧⎪⎪⎨⎪⎪⎩
θmı́n + 2∆θ s, 0 ≤ s <

1

2
,

θmáx − 2∆θ

(︃
s− 1

2

)︃
,

1

2
≤ s < 1.

(3.50)

La velocidad deseada es constante dentro de cada tramo:

θ̇d(t) =

⎧⎪⎨⎪⎩
2∆θ

T
, 0 ≤ s <

1

2
,

−2∆θ

T
,

1

2
≤ s < 1.

(3.51)

Para los parámetros de (3.44), su magnitud es:⃓⃓⃓
θ̇d

⃓⃓⃓
= 0,977 rad/s. (3.52)

Dentro de cada tramo lineal se cumple θ̈d = 0. Sin embargo, la velocidad cambia
instantáneamente de signo en los puntos de inversión, por lo que la aceleración no se
encuentra definida como una función ordinaria en dichos instantes.

3.4.4.c. Trayectoria triangular asimétrica de retorno rápido

La trayectoria triangular asimétrica distribuye de manera desigual el periodo entre los
movimientos de avance y retorno. Definiendo ρ como la fracción del periodo asignada al
desplazamiento desde θmı́n hasta θmáx, la posición deseada se expresa mediante:

θd(t) =

⎧⎪⎨⎪⎩
θmı́n +∆θ

s

ρ
, 0 ≤ s < ρ,

θmáx −∆θ
s− ρ

1− ρ
, ρ ≤ s < 1.

(3.53)

La velocidad deseada es constante dentro de cada tramo y queda dada por:

θ̇d(t) =

⎧⎪⎪⎨⎪⎪⎩
∆θ

ρT
, 0 ≤ s < ρ,

− ∆θ

(1− ρ)T
, ρ ≤ s < 1.

(3.54)

En la implementación se utiliza:
ρ = 0,85. (3.55)

El avance utiliza 4,25 s, mientras que el retorno se realiza en 0,75 s. Las velocidades
correspondientes son:

θ̇d,avance = 0,575 rad/s, θ̇d,retorno = −3,258 rad/s. (3.56)
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Dentro de cada tramo lineal se cumple θ̈d = 0. No obstante, en las uniones entre am-
bos tramos la velocidad cambia de manera discontinua, por lo que la aceleración no se
encuentra definida como una función ordinaria en dichos instantes. En la implementación
discreta se asigna θ̈d = 0 dentro de cada tramo y no se intenta representar numérica-
mente la componente impulsiva asociada a estas discontinuidades de velocidad. De este
modo, se evita introducir en la compensación inercial del CTC un término cuya magnitud
dependería directamente del periodo de muestreo.

La asimetría introducida mediante ρ = 0,85 concentra el retorno en solo el 15% del
periodo. En consecuencia, la magnitud de velocidad durante el retorno es considerable-
mente mayor que durante el avance y la mayor exigencia cinemática se concentra en las
transiciones entre ambos tramos.

La Fig. 3.8 reúne las variables cinemáticas de los tres perfiles considerados. La rampa
suave mantiene continuidad de posición, velocidad y aceleración, mientras que las tra-
yectorias triangular simétrica y triangular asimétrica mantienen continuidad de posición,
pero presentan cambios instantáneos de velocidad en sus puntos de inversión. En estos
dos últimos casos, la aceleración nula representada corresponde únicamente al interior de
cada tramo lineal y no a los instantes de transición.

3.5. Restricciones operacionales del esquema CTC–FOC

La evaluación del esquema CTC–FOC se realiza dentro de restricciones asociadas al
movimiento articular, la capacidad mecánica de la transmisión, la corriente admisible
del motor y la tensión disponible en el inversor. Estas restricciones delimitan la región
en la cual las referencias de trayectoria pueden materializarse sin producir saturaciones
sostenidas ni exceder los valores operacionales establecidos para el accionamiento.

Se distinguen límites operacionales y límites absolutos. Los primeros definen la región
utilizada para ejecutar los casos de estudio, mientras que los segundos representan cotas
que no deben superarse durante la operación del sistema. Los valores adoptados corres-
ponden a criterios de ingeniería aplicados al modelo equivalente y no constituyen límites
clínicos para un usuario específico.

3.5.1. Límites articulares y del error de seguimiento

Los movimientos de referencia se restringen a los intervalos angulares definidos para
cada escenario articular:

θ
(j)
mı́n ≤ θd(t) ≤ θ

(j)
máx, (3.57)

donde el superíndice j identifica la articulación considerada. Los límites utilizados se re-
sumen en la Tabla 3.3.

Tabla 3.3: Intervalos angulares utilizados en los escenarios articulares.

Escenario θmı́n θmáx Sentido positivo

Rodilla 0◦ 140◦ Flexión
Codo 0◦ 150◦ Flexión
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Figura 3.8: Perfiles de contraste cinemático utilizados en la evaluación: posición, velocidad
y aceleración para (a,d,g) rampa suave, (b,e,h) trayectoria triangular simétrica y (c,f,i)
trayectoria triangular asimétrica de retorno rápido.

Estos intervalos corresponden al dominio utilizado para parametrizar las referencias y
no representan límites anatómicos universales. Asimismo, su cumplimiento no equivale por
sí solo a la presencia de topes mecánicos ni de una función independiente de detención.

Los errores de posición y velocidad utilizados por el CTC se definen como:

eθ = θd − θ, eθ̇ = θ̇d − θ̇. (3.58)

Para evitar que desviaciones transitorias elevadas produzcan contribuciones proporcio-
nal y derivativa excesivas, estas señales se limitan mediante:

ēθ = sat[−δθ,ĺım, δθ,ĺım] (eθ) ,

ēθ̇ = sat[−δθ̇,ĺım, δθ̇,ĺım]

(︁
eθ̇
)︁
.

(3.59)

En el modelo computacional se emplean:

δθ,ĺım = 10◦ = 0,1745 rad, δθ̇,ĺım = 45◦/s = 0,7854 rad/s. (3.60)
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En la implementación, el término proporcional del CTC utiliza el error de posición limi-
tado ēθ, mientras que el término derivativo utiliza el error de velocidad limitado ēθ̇. La
predicción de la variable integral se obtiene igualmente a partir de ēθ, de acuerdo con la
discretización presentada en (2.82).

Cuando los errores reales superan las cotas definidas en (3.60), las contribuciones pro-
porcional y derivativa dejan de aumentar con ellos. La limitación del error de posición
también acota el valor incorporado en cada actualización de la integral, aunque no impide
que esta continúe acumulándose si la desviación persiste.

Estas limitaciones modifican únicamente las señales utilizadas para calcular la acción de
control. Su superación no genera por sí misma una alarma ni una detención automática del
accionamiento. La saturación de la referencia de torque y el mecanismo anti-enrollamiento
asociado a la acción integral se describen en la subsección 3.5.4.

3.5.2. Límites de corriente y torque

La referencia de corriente entregada al FOC se limita considerando conjuntamente sus
componentes en los ejes d y q. Para ello, se define su magnitud como:

Iref,pu =

√︃(︂
i∗d,pu

)︂2
+
(︁
i∗q,pu

)︁2
. (3.61)

Cuando esta magnitud supera el límite seleccionado Iĺım,pu, ambas componentes se
escalan mediante: [︃

i∗d,ĺım,pu

i∗q,ĺım,pu

]︃
=
Iĺım,pu

Iref,pu

[︃
i∗d,pu
i∗q,pu

]︃
, Iref,pu > Iĺım,pu. (3.62)

Este procedimiento limita la magnitud de la referencia sin modificar su dirección en el
plano dq. En el modo CTC se establece i∗d,pu = 0, por lo que la restricción se reduce a un
límite sobre |i∗q,pu|.

La base de corriente corresponde al valor peak de la corriente nominal:

Ib =
√
2In,rms =

√
2 (2,10 A) = 2,97 A. (3.63)

En el modelo computacional se adopta un límite operacional de referencia de 1,5 pu y
un límite absoluto de 2,0 pu:

Iop = 1,5 pu = 4,45 Apeak,

Iabs = 2,0 pu = 5,94 Apeak.
(3.64)

El segundo valor equivale a 4,20 Arms, correspondiente a la corriente máxima considerada
para la máquina. El límite operacional se utiliza durante los casos de estudio, mientras
que el límite absoluto constituye la cota superior de la referencia de corriente.

Bajo la condición i∗d = 0, el torque electromagnético de referencia se calcula mediante:

T ∗
m = kT i

∗
q = kT Ibi

∗
q,pu, (3.65)



Capítulo 3. Definición de escenarios y trayectorias de evaluación 44

donde kT = 1,6829 Nm/A. En consecuencia, los límites de corriente anteriores correspon-
den aproximadamente a:

Tm,op = 7,50 Nm, Tm,abs = 10,00 Nm. (3.66)

El torque desarrollado por el motor se refleja al eje articular de acuerdo con:

TJ = ηNTm. (3.67)

Para los reductores helicoidales, la eficiencia mecánica satisface 0 < η ≤ 1. Sin embargo,
el bloque Ideal Gear utilizado en PLECS modela una transmisión ideal, es decir, sin
pérdidas mecánicas. En consecuencia, para el modelo computacional se adopta:

ηsim = 1. (3.68)

Para N = 10,22, la capacidad de torque operacional proyectada desde el motor hacia
el eje de salida corresponde a:

T sim
J,motor,op = ηsimN Tm,op = 1(10,22)(7,50) = 76,65 Nm. (3.69)

Este valor supera el torque máximo mecánico especificado en la placa del reductor. Por
esta razón, la capacidad eléctrica del motor no determina por sí sola el límite admisible en
el eje de salida. El límite mecánico máximo indicado para la transmisión corresponde a:

|TJ | ≤ Tred,max = 52 Nm. (3.70)

Dentro de esta cota mecánica se establecen límites particulares para cada escenario de
evaluación, según se resume en la Tabla 3.4.

Tabla 3.4: Límites de torque utilizados en los escenarios articulares.

Condición Límite de torque Carácter del límite

Escenario de rodilla 45 Nm Evaluación
Escenario de codo 15 Nm Evaluación
Transmisión 52 Nm Máximo mecánico de placa

Por tanto, el límite efectivo para cada escenario queda determinado por:

T
(j)
J,ĺım = mı́n

(︂
T
(j)
J,máx, Tred,max, ηsimN Tm,op

)︂
. (3.71)

Con los valores adoptados, se obtiene:

T
(rodilla)
J,ĺım = 45 Nm, T

(codo)
J,ĺım = 15 Nm. (3.72)

La saturación se aplica sobre la referencia de torque articular calculada por el contro-
lador CTC, antes de convertirla en torque del motor y en la referencia de corriente:

T ∗
J,sat = sat[︂−T

(j)
J,ĺım, T

(j)
J,ĺım

]︂ (︁T ∗
J,unsat

)︁
. (3.73)
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Los valores de 45 Nm y 15 Nm corresponden a límites de diseño empleados para
evaluar los escenarios considerados y no a límites terapéuticos validados. El tratamiento
de la acción integral cuando la referencia de torque alcanza alguno de estos límites se
presenta en la subsección 3.5.4.

3.5.3. Límite vectorial de tensión

Las tensiones comandadas en los ejes d y q se obtienen sumando, en cada eje, la salida
del respectivo controlador de corriente y el término de desacoplo correspondiente:

vd,cmd = vd,PI + vd,ff , vq,cmd = vq,PI + vq,ff . (3.74)

La magnitud del vector de tensión comandado se define como:

Vcmd =
√︂
v2d,cmd + v2q,cmd. (3.75)

Aunque el hexágono formado por los vectores activos delimita la región de vectores de
tensión sintetizables mediante SVPWM, en este trabajo se adopta un límite circular inde-
pendiente de la orientación del vector. Este límite corresponde al radio de la circunferencia
inscrita en el hexágono:

Vĺım =
VDC√

3
. (3.76)

Esta elección garantiza que el vector de tensión permanezca dentro de la región sintetizable
para cualquier orientación y permite implementar la saturación mediante un único factor
de escalamiento aplicado simultáneamente a las componentes d y q. Alternativamente,
podría aprovecharse la región comprendida entre la circunferencia inscrita y los límites
del hexágono mediante una saturación dependiente del ángulo del vector, aumentando la
tensión disponible en determinadas orientaciones a costa de una mayor complejidad de
implementación.

El vector de tensión aplicado debe satisfacer la restricción:

v2d,sat + v2q,sat ≤ V 2
ĺım. (3.77)

Geométricamente, esta condición implica que los valores admisibles en cada eje no son
constantes ni independientes, sino que dependen de la tensión utilizada por el otro eje:

|vd| ≤
√︂
V 2
ĺım − v2q , |vq| ≤

√︂
V 2
ĺım − v2d. (3.78)

Por esta razón, las componentes vd y vq no se saturan individualmente mediante límites
rectangulares. Cuando Vcmd > Vĺım, ambas componentes se escalan utilizando un mismo
factor:

κv =

⎧⎪⎨⎪⎩
1, Vcmd ≤ Vĺım,

Vĺım
Vcmd

, Vcmd > Vĺım.
(3.79)

Las tensiones aplicadas a la transformación inversa quedan dadas por:[︃
vd,sat
vq,sat

]︃
= κv

[︃
vd,cmd

vq,cmd

]︃
. (3.80)
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Como ambas componentes se multiplican por el mismo factor, la saturación conserva
la orientación del vector de tensión:

atan2 (vq,sat, vd,sat) = atan2 (vq,cmd, vd,cmd) . (3.81)

Un criterio diferente podría priorizar una de las componentes durante la saturación,
modificando con ello la orientación del vector de tensión. En este trabajo no se establece
prioridad entre los ejes d y q, por lo que se adopta el escalamiento común definido mediante
κv.

La transformación inversa de Park conserva la magnitud del vector, por lo que:√︂
v2α + v2β =

√︂
v2d,sat + v2q,sat ≤ Vĺım. (3.82)

En el modelo computacional se emplean:

VDC = 537,40 V, Vb = 262,91 Vpeak. (3.83)

Por lo tanto, el límite de tensión en unidades físicas y por unidad corresponde a:

Vĺım =
537,40√

3
= 310,27 Vpeak,

Vĺım,pu =
Vĺım
Vb

= 1,18 pu.

(3.84)

Con el límite circular adoptado, el índice de modulación definido respecto de Vĺım
satisface:

mSVPWM =

√︂
v2α + v2β

Vĺım
≤ 1. (3.85)

Cuando la saturación permanece activa, el inversor no puede sintetizar completamente
la tensión comandada por el esquema de control. Esta condición genera un error de se-
guimiento en id e iq, o incrementa el error existente, produciendo una diferencia entre el
torque solicitado y el torque desarrollado.

3.5.4. Saturación, anti-enrollamiento y señalización de límites

3.5.4.a. Jerarquía de las saturaciones

Las restricciones desarrolladas anteriormente actúan en diferentes niveles del esquema
CTC–FOC. La referencia de torque articular se limita a la salida del CTC; posteriormente,
la referencia de corriente se restringe antes de ingresar a los controladores de corriente,
y las tensiones comandadas se limitan antes de la transformación inversa y del SVPWM.
Esta secuencia puede representarse mediante:

T ∗
J,unsat −→ T ∗

J,sat −→ T ∗
m −→ i∗q −→ i∗dq,ĺım −→ vdq,cmd −→ vdq,sat. (3.86)

La saturación limita el valor aplicado al subsistema siguiente, pero no modifica por sí
misma los estados internos del controlador que generó la referencia. Cuando el valor cal-
culado por un controlador con acción integral difiere del valor que puede aplicarse debido
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a la saturación, el término integral puede continuar acumulándose mientras la actuación
permanece limitada. Este fenómeno, conocido como enrollamiento, puede degradar la res-
puesta transitoria del sistema.

La limitación vectorial de corriente corresponde a una operación algebraica sobre la re-
ferencia y carece de dinámica propia. Por el contrario, el CTC y los controladores PI de co-
rriente incorporan acciones integrales, por lo que requieren mecanismos anti-enrollamiento
asociados a sus respectivas saturaciones.

3.5.4.b. Anti-enrollamiento del CTC

La limitación del error de posición definida en (3.59) acota el valor incorporado en
cada actualización de la integral, pero no impide que esta continúe acumulándose cuando
la saturación de torque permanece activa. Por esta razón, el CTC incorpora un mecanismo
anti-enrollamiento por retrocálculo (back-calculation).

En primer lugar, se obtiene una estimación del estado integral mediante la aproxima-
ción trapezoidal:

eint,pred[k] = eint[k − 1] +
Ts,CTC

2
(ēθ[k] + ēθ[k − 1]) . (3.87)

A partir de esta estimación, la ley CTC calcula la referencia de torque articular antes
de aplicar la saturación:

T ∗
J,unsat[k] =Mtotθ̈d[k] + kdēθ̇[k] + kpēθ[k] + kieint,pred[k]

+ g(θ[k]) + f(θ̇[k]).
(3.88)

Esta referencia se limita de acuerdo con (3.73). La discrepancia introducida por la
saturación se define como:

∆Tsat[k] = T ∗
J,sat[k]− T ∗

J,unsat[k]. (3.89)

A partir de esta diferencia, el estado integral se corrige mediante:

eint[k] = eint,pred[k] +
αaw

ki
∆Tsat[k], αaw =

Ts,CTC

τaw
, (3.90)

donde τaw > 0 corresponde a la constante de tiempo del mecanismo anti-enrollamiento y
ki es la ganancia integral del CTC.

El esquema discreto del mecanismo anti-enrollamiento descrito se muestra en la Fig. 3.9.

Cuando no existe saturación, T ∗
J,sat[k] = T ∗

J,unsat[k], por lo que ∆Tsat[k] = 0 y el estado
integral evoluciona únicamente de acuerdo con la integración trapezoidal de (3.87). En
cambio, cuando la referencia de torque calculada excede el límite establecido, el término
de retrocálculo modifica el estado integral de acuerdo con la diferencia entre la referencia
calculada y la referencia limitada por la saturación.

El objetivo de esta corrección no es llevar el estado integral a cero ni reducir necesa-
riamente su magnitud. El retrocálculo modifica progresivamente la memoria integral de
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Figura 3.9: Esquema discreto del mecanismo anti-enrollamiento por retrocálculo imple-
mentado en el CTC.

acuerdo con la discrepancia introducida por la saturación, permitiendo que evolucione ha-
cia un valor consistente con el punto de operación y con el límite de torque impuesto. De
esta forma, se evita que el estado continúe acumulándose como si la referencia de torque
no estuviese limitada.

Una alternativa consiste en congelar el estado integral mientras la saturación perma-
nece activa. Sin embargo, dicho criterio únicamente detiene su actualización y no modifica
el valor previamente acumulado. En el esquema adoptado, la diferencia T ∗

J,sat − T ∗
J,unsat

proporciona información sobre la magnitud y el sentido de la saturación, permitiendo co-
rregir progresivamente el estado almacenado y favorecer la recuperación del controlador
cuando desaparece la limitación.

El valor corregido eint[k] se almacena como estado del controlador y se utiliza en
la siguiente ejecución del CTC. Por lo tanto, la corrección por retrocálculo actualiza la
memoria integral sin recalcular la referencia de torque dentro de la misma muestra.

Para las evaluaciones en PLECS se emplea:

τaw = 10 ms. (3.91)

Dado que en el modelo de simulación T sim
s,CTC = 100 µs, se obtiene:

αsim
aw =

T sim
s,CTC

τaw
= 0,01. (3.92)

Por tanto, la corrección asociada a la saturación se incorpora progresivamente en eje-
cuciones sucesivas del controlador. La constante τaw corresponde a un parámetro de im-
plementación, cuya adecuación se evalúa mediante la evolución del estado integral y la
recuperación del controlador al abandonar la saturación.

3.5.4.c. Anti-enrollamiento de los controladores de corriente

Los controladores PI de corriente utilizan una estructura anti-enrollamiento diferente
de la empleada por el CTC. Para cada eje x ∈ {d, q}, la realización discreta utiliza una
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acción equivalente asociada a la tensión saturada como entrada de la estructura
C−1
x (z)− c−1

∞,x, encargada de actualizar el estado interno del controlador.
En el FOC implementado, la salida del PI no se aplica directamente al inversor. Antes

de la saturación se incorpora el término de prealimentación correspondiente, de manera
que:

vdq,cmd[k] = vdq,PI[k] + vdq,ff [k]. (3.93)

La limitación de tensión se aplica sobre este vector total, puesto que corresponde a la
referencia que posteriormente debe sintetizar el inversor. De acuerdo con (3.80), se obtiene:

vdq,sat[k] = κv[k]vdq,cmd[k]. (3.94)

La discrepancia introducida por esta saturación se define como:

∆vsat[k] = vdq,sat[k]− vdq,cmd[k]. (3.95)

A partir de esta diferencia se determina la acción PI equivalente que se realimenta a la
estructura anti-enrollamiento:

vdq,PI,eq[k] = vdq,PI[k] + ∆vsat[k]. (3.96)

Sustituyendo (3.93) y (3.95), se obtiene de forma equivalente:

vdq,PI,eq[k] = vdq,sat[k]− vdq,ff [k]. (3.97)

Por componentes:
vd,PI,eq[k] = vd,sat[k]− vd,ff [k],

vq,PI,eq[k] = vq,sat[k]− vq,ff [k].
(3.98)

La estructura resultante se ilustra en la Fig. 3.10.
Los términos de prealimentación permanecen fuera de la dinámica interna de los con-

troladores PI. Su presencia en (3.97) se debe únicamente a la reconstrucción, a partir del
vector total saturado, de la acción PI equivalente compatible con dicha limitación. Por tan-
to, el término de prealimentación no se incorpora como estado ni como señal independiente
de realimentación del mecanismo anti-enrollamiento.

En ausencia de saturación, vdq,sat = vdq,cmd, por lo que ∆vsat = 0 y:

vdq,PI,eq = vdq,PI. (3.99)

De esta forma, cuando el limitador no actúa, la señal realimentada coincide con la
salida del PI y se recupera la realización nominal del controlador Cx(z). Cuando existe
saturación, en cambio, la discrepancia introducida por el limitador modifica la acción
equivalente utilizada para actualizar el estado interno, evitando que este evolucione de
acuerdo con una tensión que no puede ser sintetizada por el inversor.
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Figura 3.10: Estructura discreta del anti-enrollamiento de los controladores PI de corriente
con prealimentación y saturación vectorial de tensión. La saturación actúa sobre el vector
total comandado, mientras que la acción PI equivalente se realimenta a la estructura
interna de cada controlador.

3.5.4.d. Señalización de límites

La implementación registra mediante indicadores lógicos la activación de los límites de
torque, corriente y tensión. El indicador de torque señala que alguno de los límites aplicados
a la referencia de torque ha modificado su valor; el indicador de corriente operacional
registra el escalamiento del vector de referencia cuando su magnitud supera Iop; y el
indicador de tensión se activa cuando Vcmd > Vĺım.

Estos indicadores permiten identificar los intervalos en los cuales el accionamiento
opera bajo alguna saturación y se utilizan posteriormente para interpretar los resultados
de seguimiento y el esfuerzo requerido.

Por otra parte, se supervisa también el límite absoluto de corriente Iabs. En el modelo
computacional, el indicador correspondiente se activa tanto cuando una referencia alcanza
este límite como cuando la magnitud de la corriente medida lo supera. Este último caso
debe distinguirse de una saturación de referencia, puesto que corresponde a la superación
de una cota por una variable física medida.

En las simulaciones consideradas, estos indicadores se utilizan con fines de diagnóstico
y su activación no ejecuta una acción de desconexión. En una implementación física, la
superación de límites absolutos definidos sobre variables medidas puede incorporarse a una
capa independiente de protección, encargada de ejecutar la acción segura correspondiente.

De igual forma, los indicadores anteriores no se interpretan como detectores de una
pérdida de interacción entre el mecanismo y una extremidad. La detección de esta u
otras condiciones anómalas y la definición de una estrategia de parada asociada requieren
funciones de protección específicas, cuya implementación y validación se encuentran fuera
del alcance de los escenarios de simulación considerados en este trabajo.
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3.6. Metodología y métricas de evaluación

La evaluación del esquema CTC–FOC se realiza sobre el modelo equivalente de un
grado de libertad definido para cada escenario articular. En cada caso se establece una
trayectoria de referencia y se analizan conjuntamente la precisión de seguimiento, el es-
fuerzo requerido por el accionamiento y la suavidad cinemática de la respuesta.

En los casos destinados a evaluar rechazo de perturbaciones, se aplica un torque ex-
terno Text(t) en el lado articular de la carga. Su magnitud, signo, instante de aplicación
y duración se especifican individualmente para cada ensayo. Esta señal representa una
carga externa y no forma parte del modelo utilizado por el CTC para calcular la acción
de control.

Las métricas se calculan sobre una ventana de evaluación definida mediante:

Keval = {ka, ka + 1, . . . , kb} , Neval = kb − ka + 1, (3.100)

donde ka y kb corresponden a las muestras inicial y final del intervalo analizado, respecti-
vamente.

El instante asociado a cada muestra queda dado por: tk = kTs,eval, donde Ts,eval es el
periodo de las señales utilizadas durante el posprocesamiento. Este valor no debe confun-
dirse necesariamente con el periodo del CTC o del FOC, puesto que puede corresponder
al periodo de almacenamiento de las señales o de los búferes de captura.

Para las trayectorias periódicas, la ventana debe contener un número entero de ciclos.
En los movimientos de punto a punto, las métricas correspondientes al intervalo de mo-
vimiento y a la fase posterior de mantenimiento se calculan de manera separada cuando
ambas etapas forman parte del ensayo. De esta manera, la incorporación de intervalos
prolongados de reposo no reduce artificialmente los indicadores RMS.

Todas las comparaciones entre perfiles se realizan utilizando el mismo periodo de eva-
luación y el mismo procesamiento de las señales. Si se aplica algún filtrado durante el
posprocesamiento, su estructura y sus parámetros deben mantenerse constantes para to-
dos los casos comparados.

3.6.1. Métricas de seguimiento

Los errores de posición y velocidad articular se definen como:

eθ[k] = θd[k]− θ[k],

eθ̇[k] = θ̇d[k]− θ̇[k].
(3.101)

Como indicadores globales de seguimiento se utilizan los errores cuadráticos medios de
posición y velocidad:

RMSEθ =

√︄
1

Neval

∑︂
k∈Keval

e2θ[k],

RMSEθ̇ =

√︄
1

Neval

∑︂
k∈Keval

e2
θ̇
[k].

(3.102)
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El RMSE incorpora tanto las variaciones del error alrededor de cero como un posible
sesgo permanente de seguimiento. Por esta razón, a diferencia de la desviación estándar,
no elimina la contribución asociada al valor medio de la señal.

De manera complementaria, se calculan los máximos absolutos de los errores:

eθ,pk = máx
k∈Keval

|eθ[k]| ,

eθ̇,pk = máx
k∈Keval

⃓⃓
eθ̇[k]

⃓⃓
.

(3.103)

Mientras que los indicadores RMSE representan el desempeño acumulado durante el
intervalo de evaluación, los valores máximos permiten identificar las mayores desviaciones
puntuales.

Las métricas angulares se calculan internamente en radianes. Cuando los resultados
se presentan en grados, se aplica la conversión correspondiente después de calcular cada
indicador.

3.6.2. Métricas de esfuerzo del accionamiento

El esfuerzo mecánico se caracteriza mediante el torque articular estimado TJ,est[k],
obtenido a partir del torque electromagnético desarrollado por el motor y reflejado hacia
el eje articular mediante la transmisión. Este valor corresponde al torque asociado a la
corriente medida, después de las limitaciones del accionamiento, y no a la referencia de
torque no saturada calculada inicialmente por el CTC.

El máximo absoluto y el valor RMS del torque articular estimado se definen como:

TJ,pk = máx
k∈Keval

|TJ,est[k]| ,

TJ,RMS =

√︄
1

Neval

∑︂
k∈Keval

T 2
J,est[k].

(3.104)

El primer indicador caracteriza la mayor exigencia instantánea, mientras que el segundo
representa el nivel global de demanda mecánica durante la ventana analizada.

Para evaluar el esfuerzo eléctrico se utiliza la magnitud de la corriente medida en el
plano dq:

Idq,pu[k] =
√︂
i2d,pu[k] + i2q,pu[k], Idq[k] = IbIdq,pu[k]. (3.105)

Sus valores máximo y RMS corresponden a:

Idq,pk = máx
k∈Keval

Idq[k],

Idq,RMS =

√︄
1

Neval

∑︂
k∈Keval

I2dq[k].
(3.106)

Bajo la estrategia adoptada, con i∗d = 0, la magnitud de corriente está dominada por
la componente iq, directamente asociada a la producción de torque electromagnético. No
obstante, el uso de Idq permite incorporar también cualquier desviación de la corriente
medida en el eje d.



Capítulo 3. Definición de escenarios y trayectorias de evaluación 53

3.6.3. Métricas de suavidad cinemática

La suavidad cinemática se caracteriza mediante el jerk articular, definido como la
derivada temporal de la aceleración. Para la respuesta obtenida en forma discreta se utiliza
la aproximación:

j[k] =
θ̈[k]− θ̈[k − 1]

Ts,eval
, k ∈ Kj , (3.107)

donde:
Kj = {ka + 1, . . . , kb} , Nj = Neval − 1. (3.108)

A partir de esta señal se calculan su valor RMS y su máxima magnitud:

jRMS =

⌜⃓⃓⎷ 1

Nj

∑︂
k∈Kj

j2[k],

jpk = máx
k∈Kj

|j[k]| .
(3.109)

Debido a que el cálculo del jerk implica una diferenciación adicional, esta métrica
presenta una sensibilidad elevada al ruido, al periodo de evaluación y al procesamiento
aplicado sobre la aceleración. Por esta razón, solo deben compararse valores obtenidos con
el mismo periodo de muestreo y mediante el mismo procedimiento de estimación.

En las trayectorias senoidal, de mínimo jerk y de rampa suave, las referencias cinemá-
ticas permiten obtener un jerk finito dentro de sus intervalos de definición. En cambio,
el perfil trapezoidal en velocidad presenta cambios abruptos de aceleración, mientras que
las trayectorias triangulares simétrica y asimétrica de retorno rápido presentan disconti-
nuidades de velocidad. En estos instantes, el jerk ideal de la referencia no se encuentra
definido como una función ordinaria.

Para los perfiles discontinuos no se interpreta el jerk RMS discreto de la referencia
como una magnitud física independiente del muestreo. En estos casos, el valor calculado
sobre la respuesta se utiliza únicamente como un índice numérico de brusquedad bajo un
periodo de evaluación y un procesamiento comunes.

Las métricas anteriores se interpretan de manera conjunta. Los errores de seguimiento
caracterizan la fidelidad cinemática; las métricas de torque y corriente cuantifican la exi-
gencia mecánica y eléctrica del accionamiento; y las métricas de jerk permiten comparar
la regularidad temporal de las respuestas. Estos resultados caracterizan el desempeño del
modelo y del controlador, pero no constituyen por sí mismos una validación de seguridad
o comodidad clínica.



Capítulo 4

Simulación computacional

En este capítulo se presenta el modelo computacional del accionamiento eléctrico y
del esquema de control propuesto, desarrollado en el entorno de PLECS. El modelo inte-
gra la máquina sincrónica de imanes permanentes, el inversor trifásico de dos niveles, el
modulador SVPWM y los algoritmos discretos asociados al esquema CTC–FOC.

En primer lugar, se establecen los parámetros eléctricos y mecánicos utilizados para
representar la PMSM. Posteriormente, se verifica de manera independiente la operación
del inversor y del modulador SVPWM mediante una carga trifásica equilibrada. Una vez
comprobada la etapa de conversión, se incorpora la máquina y se evalúa el desempeño del
lazo interno de corriente.

Finalmente, el modelo completo se utiliza para evaluar los escenarios articulares de-
finidos en el Capítulo 3. Primero se analizan las condiciones nominales y las variaciones
de carga correspondientes a rodilla y codo. Posteriormente, los resultados principales se
reúnen en una síntesis comparativa. El capítulo concluye con evaluaciones complementarias
basadas en perfiles de distinta regularidad cinemática, destinadas a estudiar la influencia
de la referencia sobre el seguimiento y el esfuerzo del accionamiento.

4.1. Parametrización y validación del modelo de la PMSM

La primera etapa del estudio consiste en garantizar que el modelo computacional del
motor utilizado en las simulaciones represente adecuadamente la máquina real. Para ello,
se efectúan pruebas de caracterización en laboratorio siguiendo las recomendaciones de la
IEEE Std 1812-2023 para ensayos de máquinas PMSM [31].

Los parámetros presentados en la Tabla 4.1 constituyen la base del modelo implemen-
tado en el entorno de simulación. De este modo, el modelo computacional incorpora tanto
la información proporcionada por el fabricante como los valores validados experimental-
mente, garantizando una representación consistente de la máquina real. Para el análisis de
las variables eléctricas y mecánicas se adopta una normalización en sistema por unidad.
Las bases empleadas se presentan en la Tabla 4.2.

54
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Tabla 4.1: Parámetros de la PMSM.

Parámetro Notación Valor Unidad

Tensión nominal Vn 322 V

Corriente nominal In 2,10 A

Potencia nominal Pn 1,10 kW

Factor de potencia FPn 0,93 –
Frecuencia nominal fn 140 Hz

Velocidad nominal nn 2100 rpm

Número de pares de polos p 4 –
Momento de inercia J 0,00090 kgm2

Resistencia de estator Rs 1,66 Ω

Inductancia eje directo Ld 25,2 mH

Inductancia eje cuadratura Lq 45,7 mH

Tabla 4.2: Bases empleadas para la normalización en sistema por unidad.

Magnitud base Notación Valor Unidad

Tensión Vb 262,91 V

Corriente Ib 2,97 A

Frecuencia angular ωb 879,65 rad s−1

Impedancia Zb 88,53 Ω

Inductancia Lb 100,64 mH

Enlace de flujo Ψb 0,29 Wb

Potencia Sb 1,17 kVA

Momento Tb 5,32 Nm

4.2. Modelo del accionamiento implementado en PLECS

La simulación computacional se implementa mediante la conexión de una máquina
sincrónica de imanes permanentes a un inversor VSI trifásico de dos niveles. El inversor
se alimenta desde una fuente de tensión continua ideal, lo que permite centrar el análisis
en el comportamiento del accionamiento eléctrico y de la estrategia de control.

La utilización de una fuente DC ideal se justifica debido a que el objetivo principal del
presente trabajo es analizar el desempeño del control vectorial del PMSM bajo consignas
variables de torque. En un sistema real, el enlace de continua se estabiliza mediante con-
densadores, cuya función es atenuar las fluctuaciones de tensión y suministrar o absorber
energía durante condiciones transitorias. Sin embargo, la dinámica propia del enlace DC
se considera fuera del alcance de este análisis, ya que el enfoque se centra en la respuesta
del motor y del sistema de control.

De esta manera, la simulación se concentra en los elementos fundamentales del sistema:
la estrategia de modulación del inversor, la regulación de corrientes en el marco dq, la
dinámica electromecánica del motor y la interacción con el controlador de nivel superior.
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4.2.1. Estructura general del modelo

La Fig. 4.1 muestra el diagrama funcional simplificado del accionamiento. El mode-
lo está compuesto por una fuente continua, un inversor VSI de dos niveles, la máquina
PMSM y un bloque de control programado en C-Script, el cual representa la unidad de
procesamiento digital del sistema.

Figura 4.1: Diagrama funcional simplificado del accionamiento implementado en PLECS.

El bloque C-Script recibe las corrientes trifásicas del estator iabc y la posición mecánica
del rotor θm. A partir de esta última se determina el ángulo eléctrico utilizado por las
transformaciones del FOC y, considerando la relación de transmisión, la posición articular
realimentada.

El generador de trayectoria proporciona las referencias compatibles θd, θ̇d y θ̈d. Con
estas señales y las variables mecánicas realimentadas, el CTC calcula T ∗

J , que se convierte
en la referencia i∗q . Finalmente, el FOC y el modulador SVPWM generan las señales de
conmutación Sabc aplicadas al inversor.
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4.2.2. Verificación funcional del inversor y del modulador SVPWM

Antes de incorporar la máquina PMSM al modelo, se realizó una verificación funcional
de la etapa de potencia y de la estrategia de modulación SVPWM programada en el bloque
C-Script. Para ello, se conectó al inversor una carga trifásica RL equilibrada, compuesta
por una resistencia de 16Ω y una inductancia de 2,451mH por fase.

Estos valores corresponden a los componentes disponibles en el laboratorio para la
verificación experimental posterior, por lo que se utilizaron también en el modelo compu-
tacional. La carga presenta una constante de tiempo:

τRL =
L

R
=

2,451 mH

16 Ω
= 153,2 µs. (4.1)

Esta prueba permitió aislar el comportamiento del modulador respecto de la dinámica
propia de la máquina eléctrica, verificando de forma independiente la generación de las
señales de conmutación, la secuencia de vectores espaciales aplicada y la síntesis de las
tensiones trifásicas de salida.

La estrategia de modulación se implementó con una frecuencia de conmutación de
10 kHz. Por lo tanto, el período de conmutación y de actualización del modulador fue de
0,1ms, calculado como Tsw = 1/fsw. Este período se utilizó posteriormente como base
temporal para la discretización del lazo interno de corriente.

La Fig. 4.2 muestra una ventana temporal representativa del proceso de modulación,
en la que se observa la secuencia de vectores espaciales aplicada por el algoritmo, junto
con los estados de conmutación superiores de cada fase. La correspondencia entre sectores,
vectores activos y estados de conmutación permite verificar la correcta operación lógica
del SVPWM implementado.
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Figura 4.2: Verificación de la secuencia simétrica de conmutación SVPWM en el sector I.
(a) Vectores espaciales aplicados durante un período PWM; (b) estados de los interruptores
superiores S+

a , S+
b y S+

c ; (c) hexágono de vectores espaciales como referencia para la
ubicación del sector I.

Para esta verificación se empleó una tensión de enlace continuo de VDC = 380
√
2 V y

una referencia trifásica equilibrada de 50 Hz. El vector de tensión se definió en el marco
giratorio mediante:

v∗d = 30 V, v∗q = 0 V. (4.2)
Como la prueba se realizó sin incorporar la PMSM, el ángulo utilizado para generar las
referencias trifásicas fue producido internamente por el algoritmo de modulación.
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La amplitud de 30 V se seleccionó para realizar la verificación con una corriente redu-
cida sobre la carga RL. A 50 Hz, la magnitud de su impedancia es:

|ZRL| =
√︂
R2 + (2πfL)2 = 16,02 Ω, (4.3)

por lo que la amplitud esperada de la componente fundamental de corriente es aproxima-
damente: ˆ︁Ia,1 = 30

16,02
= 1,873 A. (4.4)

Para la tensión de enlace utilizada, esta referencia corresponde a un índice de modulación:

mSVPWM =

√︂
(v∗d)

2 + (v∗q )
2

VDC/
√
3

= 0,0967. (4.5)

Esta prueba se realizó considerando una conmutación ideal del inversor, sin incorporar
tiempo muerto ni otras no idealidades de los semiconductores. Por tanto, su objetivo
es verificar la operación funcional del algoritmo SVPWM, la secuencia de conmutación
y los niveles de tensión sintetizados. Debido al bajo índice de modulación utilizado, los
efectos asociados al tiempo muerto podrían adquirir una mayor importancia relativa en
una implementación física.

La Fig. 4.3 muestra los niveles de tensión obtenidos sobre la carga RL. La tensión de
polo normalizada toma los valores 0 y 1, la tensión de línea toma los valores −1, 0 y 1,
mientras que la tensión de fase presenta los niveles −2/3, −1/3, 0, 1/3 y 2/3.

La corriente de fase ia se presenta en unidades físicas y contiene el rizado de conmu-
tación superpuesto a su componente fundamental de 50 Hz. La amplitud obtenida para
esta componente es ˆ︁Ia,1 = 1,873 A, consistente con el valor estimado previamente a partir
de la impedancia de la carga. En conjunto, estos resultados verifican la generación de los
niveles de tensión esperados y la operación funcional del algoritmo SVPWM dentro del
modelo ideal de conmutación considerado.

4.2.3. Calibración del lazo de corriente

Una vez verificada la operación del inversor y del modulador SVPWM, se incorporó
la máquina PMSM al modelo y se procedió a la sintonía del lazo interno de corriente en
los ejes d y q. Esta etapa cumple un doble propósito: por una parte, permite ajustar los
controladores PI de corriente de acuerdo con la dinámica del accionamiento; por otra,
verifica funcionalmente la correcta integración entre la máquina, el inversor y el algoritmo
de control implementado en el bloque C-Script.

La estructura de control de corriente es análoga para ambos ejes y se implementa
mediante controladores PI independientes. Sin embargo, debido a la diferencia entre las
inductancias Ld y Lq, propia de la naturaleza saliente del rotor, los parámetros del con-
trolador deben ajustarse de forma específica para cada canal.

4.2.3.a. Modelo discreto por canal

En la Fig. 4.4 se presenta el diagrama de bloques del lazo de corriente, donde se
aprecia el acoplamiento existente entre ambos ejes. Para el diseño de los controladores, se
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Figura 4.3: Tensiones de salida normalizadas y corriente de fase obtenidas sobre la carga
RL: (a) tensión de polo vaNinv/VDC; (b) tensión de línea vab/VDC; (c) tensión de fase
van/VDC, medida respecto del neutro de la carga; y (d) corriente de fase ia.

asume un modelo de planta desacoplado de primer orden para cada eje. Para asegurar la
validez de esta aproximación y mejorar el desempeño dinámico, se incorpora una acción de
prealimentación que compensa activamente tanto los términos de acoplamiento cruzados
como la tensión inducida.

La planta de cada eje se obtiene a partir de la ecuación eléctrica del estator, incorporan-
do un retardo discreto equivalente asociado al muestreo y a la conmutación del modulador,
modelado como z−1. La discretización se realizó en Matlab mediante el comando c2d, uti-
lizando un período de muestreo de 0,1 ms, correspondiente a la frecuencia de conmutación
adoptada. De este modo, se obtuvieron las siguientes funciones de transferencia discretas:

Hisd(z) =
0,3501

z2 − 0,9934z
, Hisq(z) =

0,1934

z2 − 0,9964z
. (4.6)
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Figura 4.4: Diagrama de bloques del lazo de corriente con compensación por prealimenta-
ción.

4.2.3.b. Sintonía de los controladores PI

Considerando las características dinámicas de las plantas obtenidas, se adoptó una
estructura de control proporcional-integral siguiendo los criterios de selección y sintonía
del controlador en función de la estructura de la planta descritos en [32]. Los parámetros
de los controladores se ajustaron sobre los modelos discretos mediante la herramienta rltool
de Matlab, obteniéndose:

Cisd(z) = 1,1346
z − 0,8080

z − 1
, Cisq(z) = 2,0493

z − 0,8115

z − 1
. (4.7)

4.2.3.c. Evaluación transitoria y alisamiento de la referencia

Con el fin de evaluar el desempeño transitorio del lazo de corriente, se analizaron las
respuestas al escalón teóricas de ambos canales. El ajuste inicial entrega una respuesta
rápida, aunque con un sobrepaso cercano al 59,5% en ambos ejes. Si bien esta caracterís-
tica podría ser aceptable en otras aplicaciones de servoaccionamiento, en el contexto del
presente trabajo resulta poco conveniente, ya que implica transitorios de corriente elevados
y una respuesta menos suave del accionamiento.

Por esta razón, se decidió incorporar un alisamiento de la referencia de corriente,
con el objetivo de reducir el sobrepaso y limitar exigencias transitorias innecesarias sobre
el sistema. Esta medida resulta especialmente adecuada en una aplicación orientada a
rehabilitación, donde se privilegia una respuesta suave y controlada del accionamiento por
sobre una acción excesivamente agresiva.

El alisamiento se implementó mediante prefiltros discretos de primer orden, ajustados
separadamente para cada canal:

i∗x,a(z) = Fx(z)i
∗
x(z), x ∈ {d, q}, (4.8)
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donde:
Fd(z) =

0,15772

z − 0,84228
, Fq(z) =

0,15583

z − 0,84417
. (4.9)

Ambos prefiltros poseen ganancia estacionaria aproximadamente unitaria, por lo que no
modifican el valor final de las referencias de corriente.

La incorporación de F (z) junto con el controlador de realimentación constituye una
estructura de dos grados de libertad, ya que permite ajustar separadamente la regulación
del lazo interno y el seguimiento de la referencia. En el modelo lineal y mientras no actúen
las saturaciones, el prefiltro modifica la transferencia desde la referencia hasta la corriente
medida, reduciendo su ancho de banda de seguimiento, pero no altera la ecuación carac-
terística del lazo de realimentación 1 + Cix(z)Hix(z) = 0 ni la dinámica de rechazo frente
a perturbaciones que actúan sobre la planta. Una sintonía menos agresiva del PI también
habría reducido el sobrepaso frente al escalón, pero habría modificado simultáneamente el
ancho de banda de regulación y la sensibilidad del lazo. La configuración adoptada permite
conservar la sintonía del controlador de realimentación y ajustar independientemente el
transitorio asociado a la referencia.

La Tabla 4.3 compara la respuesta desde la referencia hasta la corriente medida sin
alisamiento (SA) y con alisamiento (CA), mientras que la Fig. 4.5 presenta las respuestas
teóricas correspondientes para ambos ejes.

Tabla 4.3: Comparación de parámetros de respuesta del lazo de corriente en los ejes d y q.

Parámetro Eje d Eje q

SA CA SA CA

Sobrepaso [%] 59,50 4,65 59,40 4,50

Tiempo de subida [ms] 0,40 1,00 0,40 1,00

Tiempo de asentamiento [ms] 2,00 2,30 2,00 2,30

Ancho de banda de seguimiento [Hz] 1465,81 708,24 1461,04 697,09
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Figura 4.5: Respuesta al escalón de los lazos de corriente obtenida teóricamente desde
rltool: (a) eje d y (b) q.

Se observa que el alisamiento de la referencia reduce significativamente el sobrepaso
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y, por consiguiente, el transitorio de corriente demandado al accionamiento, a costa de
un aumento moderado del tiempo de subida y una disminución del ancho de banda de
seguimiento. Este compromiso resulta adecuado para la aplicación considerada, ya que
favorece una respuesta más suave del sistema y reduce cambios abruptos del momento
electromagnético.

4.2.3.d. Implementación de la estrategia anti-enrollamiento

La estructura del anti-enrollamiento de los controladores PI de corriente y su interac-
ción con la saturación de tensión se presentaron en la subsección 3.5.4.c. En la implemen-
tación desarrollada no se privilegia ninguno de los ejes d o q. La saturación se aplica sobre
el vector total de tensión comandada, escalando ambas componentes mediante el mismo
factor, de acuerdo con (3.80).

A partir del vector de tensión saturado se obtiene, para cada eje, la acción PI equiva-
lente utilizada por la estructura anti-enrollamiento:

vx,PI,eq[k] = vx,sat[k]− vx,ff [k], x ∈ {d, q}, (4.10)

de acuerdo con (3.98).
Para expresar la realización discreta, el controlador de cada eje se escribe como:

Cix(z) = Kx
z − ax
z − 1

, x ∈ {d, q}. (4.11)

La estructura anti-enrollamiento asociada queda dada por:

xx[k] = axxx[k − 1]− 1− ax
Kx

vx,PI,eq[k − 1], (4.12)

vx,PI[k] = Kx (ex[k]− xx[k]) , (4.13)

donde xx[k] corresponde al estado interno del controlador y vx,PI,eq[k − 1] a la acción PI
equivalente obtenida a partir de la tensión total saturada en la ejecución anterior. El error
de corriente se define como:

ex[k] = i∗x,a[k]− ix[k], (4.14)

a partir de la referencia alisada. Las variables utilizadas en esta realización se encuentran
expresadas en el sistema por unidad definido para el accionamiento.

Sustituyendo los parámetros de los controladores diseñados, se obtienen las siguientes
ecuaciones de implementación:

xd[k] = 0,8080xd[k − 1]− 0,1692 vd,PI,eq[k − 1], vd,PI[k] = 1,1346 (ed[k]− xd[k]) , (4.15)
xq[k] = 0,8115xq[k − 1]− 0,0920 vq,PI,eq[k − 1], vq,PI[k] = 2,0493 (eq[k]− xq[k]) . (4.16)

De esta manera, cuando la saturación de tensión se encuentra activa, la memoria inter-
na de los controladores se actualiza utilizando una acción PI equivalente consistente con
el vector de tensión saturado. En ausencia de saturación, vx,PI,eq = vx,PI, recuperándose la
realización nominal del controlador. Esta estructura evita la acumulación asociada a una
acción de control no realizable y facilita la recuperación del lazo al retornar a la región
lineal de operación.
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4.2.3.e. Validación del lazo de corriente en PLECS

Una vez definidos los controladores PI, incorporado el alisamiento de la referencia y
habilitada la estrategia anti-windup, se evaluó el comportamiento del lazo de corriente
directamente sobre el modelo completo implementado en PLECS.

La Fig. 4.6 presenta una prueba de respuesta al escalón obtenida mediante la aplica-
ción de una referencia de 0,2 pu, equivalente al 20% de la corriente base. Esta amplitud
se seleccionó de modo que durante el ensayo no se activaran los límites de corriente y
la saturación vectorial de tensión. Los indicadores obtenidos mediante la simulación en
PLECS se comparan con los valores teóricos determinados durante la etapa de diseño,
considerando el sobrepaso, el tiempo de subida y el tiempo de asentamiento.
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Figura 4.6: Respuestas simuladas en PLECS ante un escalón de referencia de 0,2 pu: (a)
eje d sin alisamiento (SA); (b) eje q sin alisamiento (SA); (c) eje d con alisamiento (CA);
y (d) eje q con alisamiento (CA).

Se observa una concordancia cualitativa y cuantitativa entre la respuesta teórica obte-
nida durante la etapa de diseño y la respuesta simulada en el modelo completo de PLECS.
En particular, los sobrepasos identificados en la Fig. 4.6 permanecen próximos a los valo-
res teóricos de la Tabla 4.3, tanto en los casos sin alisamiento como con alisamiento. Esto
confirma que el procedimiento de sintonía representa adecuadamente la dinámica nominal
del lazo interno implementado.

En consecuencia, el accionamiento queda en condiciones de ser integrado con la es-
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trategia de control de nivel superior y de ser evaluado bajo los escenarios virtuales de
rehabilitación definidos en las secciones siguientes.

4.3. Evaluación de los escenarios articulares

Una vez verificada la operación del accionamiento y del lazo interno de corriente, se
incorporó el controlador CTC y se evaluó el modelo completo bajo los escenarios articulares
definidos en el Capítulo 3. Los resultados se organizan según la articulación considerada
y las condiciones mecánicas aplicadas en cada caso de estudio.

4.3.1. Escenario de rodilla

El escenario de rodilla utiliza el modelo equivalente del conjunto pierna–pie definido
en la sección 3.3.2. Los parámetros antropométricos e inerciales corresponden a los pre-
sentados en la Tabla 3.1, mientras que la inercia total referida al eje articular se determina
mediante (3.9).

Para este escenario se consideran dos casos de estudio. El primero evalúa el seguimiento
de una trayectoria senoidal bajo la condición mecánica nominal. El segundo analiza el
efecto producido por la incorporación de masas distales adicionales sobre el segmento
movilizado.

4.3.1.a. Caso de estudio 1: trayectoria senoidal en condición nominal

Este caso de estudio evalúa el desempeño del esquema CTC–FOC sin torque externo
aplicado sobre la articulación, es decir, con Text(t) = 0, y considerando únicamente la diná-
mica nominal del conjunto pierna–pie. La referencia corresponde a la trayectoria senoidal
definida en la sección 3.4.1, con los parámetros establecidos en (3.14).

La simulación se ejecutó durante 10 s, correspondientes a dos períodos completos. El
movimiento comienza en extensión completa, θd(0) = 0◦, alcanza 140◦ en la mitad de cada
período y retorna posteriormente a la posición inicial.

Para A = 70◦ = 1,2217 rad y ω = 2πf = 1,2566 rad/s, las magnitudes máximas de
velocidad y aceleración de referencia son:

θ̇d,máx = Aω = 1,5353 rad/s, θ̈d,máx = Aω2 = 1,9293 rad/s2. (4.17)

Los puntos característicos de un período se presentan en la Tabla 4.4. Esta tabla
relaciona directamente los valores de posición, velocidad y aceleración con las etapas de
flexión y extensión.

La Fig. 4.7 presenta el seguimiento de posición. La respuesta articular reproduce la
referencia durante los dos períodos simulados; los máximos, los mínimos y los instantes de
inversión del movimiento coinciden con los establecidos por θd. Los recuadros ampliados
permiten distinguir las diferencias entre ambas señales durante el inicio del movimiento y
en la flexión máxima.

El error de posición presenta un valor RMSEθ = 0,00622◦ y una magnitud máxima de
eθ,pk = 0,00887◦. Estos valores muestran que el CTC compensa las contribuciones inercial,
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Tabla 4.4: Puntos característicos de la trayectoria senoidal nominal de rodilla.

Tiempo Posición Velocidad Aceleración Interpretación

t = 0 0◦ 0 +θ̈d,máx Inicio de la flexión
t = T/4 70◦ +θ̇d,máx 0 Máxima velocidad de flexión
t = T/2 140◦ 0 −θ̈d,máx Inversión en flexión máxima
t = 3T/4 70◦ −θ̇d,máx 0 Máxima velocidad de extensión
t = T 0◦ 0 +θ̈d,máx Cierre del periodo

gravitacional y disipativa del modelo, mientras que el lazo interno FOC reproduce la
corriente requerida para desarrollar el torque calculado.
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Figura 4.7: Seguimiento de posición durante la trayectoria senoidal nominal de rodilla: (a)
posición de referencia θd y posición simulada θ; (b) error de posición articular.

La Fig. 4.8 muestra la velocidad angular de referencia y la velocidad medida en el eje
articular. Después del establecimiento inicial, ambas señales mantienen la misma amplitud
y fase durante el movimiento periódico. En esta condición, el error alcanza
RMSEθ̇ = 1,37× 10−4 rad/s, con una magnitud máxima de eθ̇,pk = 1,98× 10−4 rad/s.

La Fig. 4.9 compara el torque articular de referencia T ∗
J , generado por el CTC, con el

torque articular estimado TJ,est, obtenido a partir del torque electromagnético del motor
y referido al eje de salida mediante la relación de transmisión y su eficiencia. Luego del
establecimiento inicial, ambas señales permanecen prácticamente superpuestas.

Aunque la posición de referencia es senoidal, el torque no presenta una forma senoidal
pura. Para interpretar su forma se considera la componente de prealimentación dinámica



Capítulo 4. Simulación computacional 66

0 2 4 6 8 10

−1.57

−1.05

−0.52

0.00

0.52

1.05

1.57

V
el
o
ci
d
ad

[r
ad

/s
]

(a)

θ̇d

θ̇

0 2 4 6 8 10

Tiempo [s]

−5

0

5

e θ̇
=
θ̇ d

−
θ̇
[r
a
d
/
s]

×10−4(b)

0.00 0.01 0.02
0.00

0.02

0.05

θ̇
[r

a
d
/
s]

1.22 1.25 1.28
−8

−4

0

4

8

∆
θ̇

[r
a
d
/
s]

×10−4

∆θ̇ = θ̇ − θ̇0
θ̇0 = 1.5346 rad/s
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del CTC evaluada sobre la trayectoria de referencia:

TJ,ff(t) = Mtotθ̈d(t)⏞ ⏟⏟ ⏞
componente inercial

+ mgℓ sin θd(t)⏞ ⏟⏟ ⏞
componente gravitacional

+ Fv θ̇d(t)⏞ ⏟⏟ ⏞
fricción viscosa

+ Fc tanh

(︄
θ̇d(t)

ε

)︄
⏞ ⏟⏟ ⏞

fricción de Coulomb regularizada

.

(4.18)
Esta expresión permite identificar las contribuciones que determinan la forma predomi-

nante del torque. El valor exacto de T ∗
J incluye además las correcciones de realimentación

asociadas a eθ, eθ̇ y al estado integral del CTC.
Debido a la fase seleccionada, la trayectoria puede escribirse como:

θd(t) =
7π

18
[1− cos(ωt)] . (4.19)

Como 0◦ ≤ θd ≤ 140◦, la componente gravitacional permanece positiva durante todo el
período. Su valor máximo se alcanza cuando θd = 90◦. Sustituyendo esta condición en
(4.19) se obtiene:

7π

18
[1− cos(ωt)] =

π

2
=⇒ cos(ωt) = −2

7
. (4.20)

Por lo tanto, dentro de cada período:

t1 =
1

ω
arc cos

(︃
−2

7

)︃
= 1,48 s, (4.21)

t2 =
1

ω

[︃
2π − arc cos

(︃
−2

7

)︃]︃
= 3,52 s. (4.22)
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Figura 4.9: Torque articular de referencia T ∗
J y torque articular estimado TJ,est durante la

trayectoria senoidal nominal de rodilla.

En estos instantes, la contribución gravitacional alcanza:

Tg,máx = mgℓ = (4,88)(9,81)(0,281) = 13,45 Nm. (4.23)

Durante la flexión, la compensación de fricción se suma al torque gravitacional; durante
la extensión, cambia de signo y reduce el torque requerido. Esto explica la diferencia de
amplitud entre los dos máximos observados en cada período. Las contribuciones inercial
y de fricción desplazan además los máximos del torque total respecto de los instantes t1 y
t2.

La inercia total utilizada por el CTC, referida al eje articular, está compuesta por la
inercia del segmento, la inercia del reductor ubicada en el eje de salida y la inercia del
rotor reflejada mediante la relación de transmisión:

Mtot = Jseg + Jred,out +N2Jm

= 0,7400 kgm2. (4.24)

En la flexión máxima, alcanzada en t = 2,5 s, se cumple θd = 140◦, θ̇d = 0 y
θ̈d = −1,929 rad/s2. Por lo tanto:

Tg(2,5) = mgℓ sin

(︃
7π

9

)︃
= 8,65 Nm, (4.25)

Tin(2,5) =Mtotθ̈d = −1,43 Nm, (4.26)
Tf (2, 5) = 0. (4.27)

La suma de estas contribuciones entrega TJ,ff(2,5) ≈ 7,22 Nm en el instante exacto de
flexión máxima. Después de la inversión, la velocidad se vuelve negativa y la fricción
reduce adicionalmente el torque. Por esta razón, el mínimo se desplaza aproximadamente
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hasta t = 2,64 s. En ese instante, el modelo de prealimentación entrega alrededor de
7,21 Nm, mientras que el torque de referencia completo generado por el CTC alcanza
aproximadamente 6,76 Nm.

Una situación equivalente se presenta antes de completar la extensión. En t = 5 s, se
cumple θd = 0 rad, θ̇d = 0 rad/s y θ̈d = 1,929 rad/s2. En consecuencia, las componentes
gravitacional y de fricción son nulas, por lo que:

TJ,ff(5) =Mtotθ̈d(5) = (0,7400)(1,929) = 1,43 Nm. (4.28)

La simulación entrega aproximadamente 1,43 Nm en este mismo instante. En cambio, el
mínimo cercano a 0,99 Nm ocurre antes de alcanzar la extensión completa, aproximada-
mente en t = 4,87 s. En ese momento la velocidad todavía es negativa y la contribución
de fricción reduce temporalmente el torque. Al llegar a t = 5 s, la velocidad se anula y
desaparece dicha contribución.

El torque articular alcanza una magnitud máxima de TJ,pk = 14,15 Nm y un valor
TJ,RMS = 9,19 Nm. Ambos permanecen por debajo del límite de 45 Nm definido para el
escenario de rodilla.

La Fig. 4.10 presenta las corrientes de referencia y medidas en los ejes d y q, junto con
las tensiones aplicadas después de la saturación vectorial. En el eje directo, la referencia
se mantiene en i∗d = 0, mientras que id permanece alrededor de cero con variaciones del
orden de 10−3 pu.

La tensión vd cambia de signo con la velocidad debido principalmente al término de
desacoplo:

vd,ff = −ωeLqiq. (4.29)
De esta manera, el controlador compensa el acoplamiento introducido por la corriente iq
y mantiene regulada la componente de eje directo.
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Figura 4.10: Referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con las tensiones
aplicadas por el lazo interno de corriente durante el caso nominal de rodilla.

En el eje q, la corriente medida sigue la referencia generada por el CTC. Bajo la
condición i∗d = 0, la relación entre el torque articular y la corriente puede expresarse como:

TJ ≈ ηNkT iq,A = ηNkT Ib iq,pu. (4.30)

Por esta razón, la evolución de iq reproduce la forma del torque articular requerido. La
magnitud de corriente en el plano dq alcanza Idq,pk = 0,277 pu, equivalente a 0,822 A,
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mientras que su valor RMS corresponde a Idq,RMS = 0,179 pu, equivalente a 0,534 A. Estos
valores permanecen por debajo del límite operacional de 1,5 pu.

La suavidad cinemática se caracteriza mediante jRMS = 1,714 rad/s3 y jpk = 2,539 rad/s3.
Los valores obtenidos son consistentes con una trayectoria senoidal cuyas variables de po-
sición, velocidad y aceleración evolucionan continuamente.

Durante el ensayo no se activaron los límites de torque, corriente o tensión. En conse-
cuencia, los resultados corresponden al funcionamiento del esquema CTC–FOC dentro de
la región operacional definida. El caso nominal establece así la referencia de comparación
para evaluar posteriormente el efecto de incorporar masas distales al segmento movilizado.

4.3.1.b. Caso de estudio 2: inclusión de masas distales

Este caso de estudio evalúa el desempeño del esquema CTC–FOC frente al incremento
de la carga mecánica acoplada al eje de salida del reductor. Las masas incorporadas no
representan un torque voluntario ejercido por el paciente, sino una carga pasiva adicional
que modifica la inercia y el momento gravitacional del segmento movilizado. Este escena-
rio permite representar diferencias antropométricas entre usuarios, accesorios de soporte,
órtesis o incertidumbres en la estimación de la masa distal.

Las masas añadidas se aplicaron únicamente sobre la planta mecánica, mientras que el
controlador CTC conservó los parámetros correspondientes al modelo nominal de rodilla.
Por tanto, el controlador no dispone explícitamente de los incrementos de masa e inercia
introducidos en cada ensayo. El objetivo es determinar si la realimentación del esquema
CTC–FOC mantiene el seguimiento de la trayectoria cuando la dinámica de la planta
difiere del modelo utilizado por el controlador.

Los niveles de carga se definieron como fracciones de la masa nominal del segmento
pierna–pie, mrod = 4,88 kg. Se consideraron incrementos de 50%, 150% y 200%, co-
rrespondientes a masas adicionales de 2,44 kg, 7,32 kg y 9,76 kg, respectivamente. En
consecuencia, la condición +200% representa una masa distal total igual a tres veces la
masa nominal.

Para un brazo efectivo r = 0,281 m, la inercia y el momento gravitacional máximo
asociados exclusivamente a la masa añadida se calculan mediante:

∆J = ∆mr2, ∆Tmáx
g = ∆mgr. (4.31)

Los parámetros resultantes se presentan en la Tabla 4.5.

Tabla 4.5: Parámetros de las masas distales adicionales incorporadas en la planta mecánica.

Condición ∆m [kg] mrod + ∆m [kg] ∆J [kgm2] ∆Tmáx
g [Nm]

+50% 2,44 7,32 0,1927 6,726

+150% 7,32 12,20 0,5780 20,178

+200% 9,76 14,64 0,7707 26,905

La contribución mecánica asociada a cada masa añadida se incorporó en la planta
mediante el torque equivalente referido al eje de salida:

Tc(t) = ∆J θ̈(t) + ∆mg r sin θ(t), (4.32)
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donde el primer término corresponde al torque necesario para acelerar la masa añadida y
el segundo representa su contribución gravitacional. En el balance mecánico de la planta,
Tc(t) actúa con signo opuesto al torque desarrollado por el accionamiento.

La Fig. 4.11 presenta el seguimiento de posición para los tres niveles de masa añadida.
Las respuestas permanecen próximas a la referencia senoidal durante el período analizado.
El error RMSEθ toma valores de 0,00571◦, 0,00964◦ y 0,01263◦ para las condiciones 50%,
150% y 200%, respectivamente. Las magnitudes máximas del error son 0,01040◦, 0,01670◦
y 0,01999◦.

Entre las tres condiciones cargadas se observa un aumento progresivo del error de
posición; sin embargo, incluso al añadir el 200% de la masa nominal, el RMSE permanece
por debajo de 0,013◦ y el error máximo por debajo de 0,020◦.

Una vez superado el transitorio inicial, el error observado no corresponde a un sesgo
constante, sino a un error periódico de seguimiento. Este comportamiento se debe a que
el CTC conserva el modelo nominal, mientras que la planta incorpora la inercia y la
contribución gravitacional asociadas a la masa adicional. En consecuencia, la compensación
nominal no cancela exactamente la dinámica de la planta modificada y la realimentación
corrige esta diferencia durante el movimiento. Esto explica también el aumento gradual
del error al incrementar la masa distal.
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Figura 4.11: Seguimiento de la trayectoria senoidal de rodilla para incrementos de masa
distal de 50%, 150% y 200%.

La Fig. 4.12 muestra la velocidad articular obtenida bajo las mismas condiciones. El
RMSEθ̇ aumenta desde 1,75× 10−4 rad/s para la carga de +50%, hasta 4,23× 10−4 rad/s
y 5,62 × 10−4 rad/s para las cargas de +150% y +200%. Las magnitudes máximas del
error alcanzan 3,53× 10−4 rad/s, 6,79× 10−4 rad/s y 9,07× 10−4 rad/s, respectivamente.

El incremento del error de velocidad se relaciona con el término inercial de (4.32). En
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los extremos de la trayectoria, la velocidad se anula y la aceleración alcanza su magnitud
máxima; por ello, el torque adicional ∆Jθ̈ adquiere mayor relevancia durante las inversio-
nes del movimiento. A pesar de este incremento, las tres respuestas conservan la amplitud
y la periodicidad impuestas por la referencia.
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Figura 4.12: Velocidad articular de referencia y velocidad obtenida para los tres niveles de
masa distal añadida.

La comparación conjunta de los errores RMS de posición y velocidad se presenta en la
Fig. 4.13. Los resultados muestran que la diferencia entre el modelo nominal utilizado por
el CTC y la planta cargada se manifiesta como un incremento gradual de ambos errores.
No obstante, sus magnitudes permanecen reducidas dentro de todo el intervalo de cargas
considerado.
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Figura 4.13: Errores RMS de (a) posición y (b) velocidad para los incrementos de masa
distal de 50%, 150% y 200%.
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La Fig. 4.14 presenta el torque articular para las tres condiciones. Como la trayectoria
ejecutada es prácticamente la misma en todos los ensayos, las variables θ(t), θ̇(t) y θ̈(t)
conservan su evolución temporal. Por esta razón, la forma general del torque se mantiene
respecto del caso nominal, pero su magnitud aumenta con la masa añadida.

Este incremento se explica directamente mediante (4.32). La contribución gravitacio-
nal crece en proporción a ∆m, mientras que la contribución inercial aumenta porque
∆J = ∆mr2. Cerca de θ = 90◦, el término gravitacional añadido alcanza su mayor valor.
En los instantes de extensión completa, correspondientes al inicio y al cierre de cada pe-
ríodo, se cumple θ = 0◦, por lo que la contribución gravitacional se anula y permanece la
contribución inercial asociada a la aceleración angular.

El torque articular máximo alcanza 20,77 Nm, 34,02 Nm y 40,64 Nm para las cargas
de +50%, +150% y +200%, respectivamente. Sus valores RMS corresponden a 13,80 Nm,
23,06 Nm y 27,69 Nm.

La diferencia entre el torque articular de referencia y el torque estimado desde la
máquina presenta valores RMS de 0,00672 Nm, 0,01121 Nm y 0,01346 Nm. Por lo tanto,
el lazo interno reproduce el torque solicitado por el CTC aun cuando su magnitud aumenta
con la carga.

Para el límite articular de 45 Nm, los márgenes disponibles son 24,23 Nm, 10,98 Nm
y 4,36 Nm, respectivamente. El margen mínimo se obtiene en la condición 200%, pero
durante la ventana de evaluación no se activa el indicador de saturación de torque.
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Figura 4.14: Torque articular de referencia y torque articular estimado para los incrementos
de masa distal de 50%, 150% y 200%.

La Fig. 4.15 presenta las corrientes de referencia y medidas en los ejes d y q. En el
eje directo, id permanece alrededor de la referencia i∗d = 0. En el eje de cuadratura, la
corriente aumenta con la masa distal debido al mayor torque solicitado por el CTC.

La magnitud máxima de corriente alcanza 0,407 pu, 0,666 pu y 0,796 pu, equivalentes
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a 1,207 A, 1,978 A y 2,363 A. Los valores RMS correspondientes son 0,270 pu, 0,451 pu y
0,542 pu, equivalentes a 0,802 A, 1,340 A y 1,610 A.

Incluso en la condición +200%, la magnitud máxima permanece por debajo de la base
de corriente de 1 pu y del límite operacional de 1,5 pu. Esto coincide con la ausencia de
activaciones de los límites operacional y absoluto de corriente durante los tres ensayos.
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Figura 4.15: Corrientes de referencia y medidas para los tres niveles de masa distal: (a)
eje directo d; (b) eje de cuadratura q.

La suavidad cinemática se evaluó a partir del jerk obtenido desde la aceleración arti-
cular medida. Los valores jRMS son 1,7143 rad/s3, 1,7142 rad/s3 y 1,7141 rad/s3, mientras
que las magnitudes máximas alcanzan 2,5456 rad/s3, 2,5643 rad/s3 y 2,5802 rad/s3. La
reducida variación entre los tres casos indica que el aumento de masa modifica principal-
mente el esfuerzo requerido, sin introducir cambios relevantes en la evolución cinemática
de la trayectoria ejecutada.

Durante la ventana de evaluación no se activaron los indicadores de saturación de
torque o tensión, ni los límites operacional y absoluto de corriente. En consecuencia, los
resultados corresponden al funcionamiento del esquema CTC–FOC sin intervención de las
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saturaciones implementadas.
Los resultados muestran que el incremento de masa distal se traduce principalmente en

mayores demandas de torque articular y corriente de eje q. Para las condiciones evaluadas,
el controlador conserva errores reducidos de posición y velocidad frente a esta variación
paramétrica de la planta. La condición +200% constituye el ensayo más exigente, con un
torque máximo de 40,64 Nm, una corriente máxima de 0,796 pu y un margen de 4,36 Nm
respecto del límite articular configurado. De este modo, el caso permite establecer el desem-
peño del sistema frente a variaciones de carga equivalentes a diferencias antropométricas,
accesorios distales o incertidumbre en la dinámica del segmento movilizado.

4.3.1.c. Caso de estudio 3: rechazo de perturbación de torque externo

Este caso de estudio evalúa la capacidad del esquema CTC–FOC para rechazar una
perturbación mecánica externa no incluida en el modelo utilizado por el controlador. Se
mantienen la planta nominal de rodilla y la trayectoria senoidal empleada en el caso de
estudio 1, incorporando únicamente un escalón de torque externo sobre la planta mecánica.

La perturbación se aplica a partir de t = 6 s, una vez superado el transitorio inicial
del accionamiento, y permanece activa hasta finalizar la simulación:

Text(t) =

{︄
0, t < 6 s,

10 Nm, t ≥ 6 s.
(4.33)

El torque externo no se incorpora al modelo nominal empleado por el CTC, por lo que su
compensación depende de la acción de realimentación del controlador.

La Fig. 4.16a muestra el seguimiento de posición. La aplicación del escalón produce
una desviación transitoria en t = 6 s, alcanzándose una magnitud máxima de error de
eθ,pk = 0,07312◦. Posteriormente, el error disminuye y la posición continúa siguiendo la
trayectoria de referencia aun cuando la perturbación permanece aplicada.

La respuesta de velocidad se presenta en la Fig. 4.16b. En esta variable se distingue
con mayor claridad el efecto instantáneo de la perturbación: al aplicarse el escalón aparece
una desviación transitoria respecto de θ̇d, seguida de una rápida recuperación. Una vez
superado este transitorio, la velocidad vuelve a reproducir la referencia durante el resto
del movimiento.

La Fig. 4.17a muestra la respuesta del torque articular. Después del transitorio produ-
cido al aplicar la perturbación, la forma temporal del torque conserva la evolución obser-
vada en el ciclo nominal, pero con un incremento aproximadamente igual al torque externo
aplicado. Esto puede comprobarse comparando puntos equivalentes de ambos períodos.

Por ejemplo, al completar la extensión en el primer período, TJ(5 s) ≈ 1,43 Nm.
En el segundo período, con la perturbación activa, se obtiene TJ(10 s) ≈ 11,61 Nm, lo
que corresponde a un incremento de aproximadamente 10,18 Nm. Un comportamiento
similar se observa en los máximos y mínimos posteriores al transitorio, confirmando que
el controlador incrementa la acción requerida para compensar la nueva carga.

El torque articular alcanza una magnitud máxima de TJ,pk = 23,73 Nm, permaneciendo
por debajo del límite de 45 Nm definido para este escenario.

El incremento del torque solicitado se refleja directamente en la corriente del eje de
cuadratura, como se observa en la Fig. 4.17b. Al aplicarse la perturbación, i∗q aumenta
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Figura 4.16: Respuesta de la articulación de rodilla ante la aplicación de un escalón de
torque externo de 10 Nm en t = 6 s: (a) seguimiento de posición articular y el (b) error
de seguimiento; (c) seguimiento de velocidad articular y el (d) error de seguimiento.

Figura 4.17: Respuesta de la articulación de rodilla ante la aplicación de un escalón de
torque externo de 10 Nm en t = 6 s: (a) torque articular de referencia T ∗

J y torque articular
estimado TJ ; (b) corriente de referencia i∗q y corriente medida iq en el eje de cuadratura.

para generar el torque adicional requerido y la corriente medida reproduce esta referencia.
La magnitud máxima alcanza iq,pk = 0,474 pu.

Durante el ensayo no se activaron los límites de torque o corriente ni la saturación
vectorial de tensión. Por tanto, la respuesta observada corresponde a la acción del esquema
CTC–FOC sin intervención de las saturaciones implementadas. El ensayo muestra que el
controlador compensa una perturbación de torque constante no incluida en su modelo y
mantiene el seguimiento de la trayectoria después de una desviación transitoria reducida.

4.3.2. Escenario de codo

4.3.2.a. Caso de estudio 1: trayectoria de mínimo jerk en condición nominal

Este caso de estudio evalúa el seguimiento de una trayectoria de mínimo jerk en la
articulación de codo, sin torque externo aplicado, es decir, con Text(t) = 0, y considerando
la dinámica nominal del conjunto antebrazo–mano. A diferencia de la referencia periódica
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empleada en el escenario de rodilla, aquí se ejecuta un único movimiento de flexión desde
0◦ hasta 150◦, con condiciones de velocidad y aceleración nulas en ambos extremos.

La trayectoria corresponde al perfil definido en la sección 3.4.2. El movimiento se com-
pleta en T = 5 s, mientras que la simulación se extiende hasta tf = 6 s para observar el
sostenimiento de la posición final. Los parámetros utilizados corresponden a los estableci-
dos en (3.28).

Para ∆θ = 150◦ = 2,6180 rad y T = 5 s, las magnitudes características de la referencia
son:

θ̇d,máx =
1,875∆θ

T
= 0,98175 rad/s, θ̈d,máx =

10∆θ√
3T 2

= 0,60460 rad/s2. (4.34)

Para el mismo perfil, el valor RMS y la magnitud máxima del jerk de referencia se
obtienen mediante:

jRMS,ref =

√
720∆θ

T 3
= 0,56199 rad/s3, jpk,ref =

60∆θ

T 3
= 1,25664 rad/s3. (4.35)

Los puntos característicos del movimiento se presentan en la Tabla 4.6. La primera
mitad corresponde a la fase de aceleración, mientras que la segunda representa el frenado
previo a la llegada a 150◦.

Tabla 4.6: Puntos característicos de la trayectoria de mínimo jerk para codo.

Tiempo Posición Velocidad Aceleración Interpretación

t = 0 0◦ 0 0 Inicio en reposo
t ≈ 1,06 s 10◦ +θ̇d +θ̈d,máx Máxima aceleración
t = 2,5 s 75◦ +θ̇d,máx 0 Máxima velocidad
t ≈ 2,77 s 90◦ +θ̇d −θ̈d Máxima contribución gravitacional
t ≈ 3,94 s 140◦ +θ̇d −θ̈d,máx Máxima desaceleración
t = 5 s 150◦ 0 0 Llegada en reposo
t > 5 s 150◦ 0 0 Sostenimiento final

La Fig. 4.18 presenta el seguimiento de posición. La respuesta articular reproduce la
evolución sigmoidal de la referencia y alcanza la posición final sin sobreimpulso apreciable.
Para el ensayo completo se obtiene:

RMSEθ = 0,00329◦, eθ,pk = 0,00571◦. (4.36)

La Fig. 4.19 muestra el seguimiento de velocidad. La respuesta parte desde cero, al-
canza su máximo en t = 2,5 s y disminuye posteriormente hasta anularse al completar el
desplazamiento. El error presenta:

RMSEθ̇ = 3,98× 10−5 rad/s, eθ̇,pk = 6,30× 10−5 rad/s. (4.37)

La Fig. 4.20 compara el torque articular de referencia T ∗
J , generado por el CTC, con el

torque articular estimado TJ,est, calculado a partir del torque electromagnético del motor y
referido al eje articular mediante la relación de transmisión y su eficiencia. Ambas señales
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permanecen próximas durante el desplazamiento y el sostenimiento final, con un error
RMSETJ

= 6,29× 10−4 Nm.
La forma del torque se obtiene por la superposición de las contribuciones inercial,

gravitacional y de fricción. Cuando los errores de seguimiento son pequeños, su componente
de prealimentación puede escribirse como:

TJ,ff =M codo
tot θ̈d +mcodogℓcodo sin θd + Fv θ̇d + Fc tanh

(︄
θ̇d
ε

)︄
. (4.38)

Durante la primera mitad del movimiento, la aceleración positiva y la velocidad cre-
ciente incrementan las contribuciones inercial y de fricción. Posteriormente, la articulación
atraviesa 90◦ aproximadamente en t = 2,77 s, posición en la que la componente gravita-
cional alcanza su máximo. En la segunda mitad, la aceleración negativa reduce el torque
mientras el movimiento se aproxima a la posición final.
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Figura 4.20: Torque articular de referencia T ∗
J y torque articular estimado TJ,est durante

la trayectoria de mínimo jerk.

Al finalizar el desplazamiento, para t ≥ 5 s, la velocidad y la aceleración de referencia
son nulas. Por ende, desaparecen las contribuciones inercial y disipativa asociadas al movi-
miento, mientras que el accionamiento conserva un torque distinto de cero para sostener el
antebrazo en θ = 150◦ frente a la gravedad. La dependencia angular de esta contribución
está dada por:

Tg(θ) = mcodogℓcodo sin θ. (4.39)

Durante el sostenimiento, el torque de referencia y el torque articular estimado con-
vergen aproximadamente a 1,545 Nm. El error RMS entre ambas señales en esta etapa
corresponde a 9,05× 10−5 Nm. Por lo tanto, una vez completada la trayectoria, el accio-
namiento mantiene el esfuerzo requerido para conservar la posición final sin oscilaciones
apreciables.
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En el ensayo completo, el torque articular alcanza:

TJ,pk = 3,603 Nm, TJ,RMS = 2,245 Nm. (4.40)

El máximo permanece 11,398 Nm por debajo del límite articular configurado de 15 Nm.
La Fig. 4.21 presenta las corrientes de referencia y medidas en los ejes d y q. La corriente

de eje directo permanece alrededor de la referencia i∗d = 0, mientras que la corriente iq
reproduce la evolución del torque solicitado durante el movimiento y se estabiliza en el
valor requerido para mantener la posición final.
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Figura 4.21: Corrientes de referencia y medidas en los ejes d y q durante la trayectoria de
mínimo jerk del codo.

La magnitud de corriente en el plano dq alcanza

Idq,máx = 0,07053 pu = 0,20945 A, (4.41)

mientras que su valor RMS corresponde a

Idq,RMS = 0,04395 pu = 0,13051 A. (4.42)

Estas magnitudes permanecen por debajo del límite operacional de 1,5 pu.
La suavidad del movimiento ejecutado se caracteriza mediante:

jRMS = 0,56195 rad/s3, jpk = 1,31395 rad/s3. (4.43)

El valor RMS medido difiere solamente un 0,0064% del resultado analítico obtenido
en (4.35). Esta concordancia muestra que la trayectoria ejecutada conserva la suavidad
cinemática establecida por el perfil de mínimo jerk.

Durante la simulación no se activaron la saturación de torque, la saturación de ten-
sión ni los límites operacional y absoluto de corriente. Por lo tanto, los errores obtenidos
corresponden al funcionamiento del esquema CTC–FOC sin intervención de las satura-
ciones implementadas. El caso nominal establece la respuesta de referencia para evaluar
posteriormente el efecto de un torque externo aplicado durante el movimiento del codo.
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4.3.2.b. Caso de estudio 2: rechazo de momento resistivo externo

Este caso de estudio evalúa la respuesta del sistema frente a un momento resistivo ex-
terno aplicado durante el movimiento de flexión del codo. La referencia se mantiene igual
a la del caso nominal, es decir, una trayectoria de mínimo jerk desde 0◦ hasta 150◦, ejecu-
tada en T = 5 s. El objetivo no es representar un ejercicio resistivo de fortalecimiento, sino
verificar si el esquema CTC–FOC conserva el seguimiento cuando aparece una oposición
transitoria al movimiento guiado.

La perturbación se introduce en el eje articular y se modela mediante el pulso rectan-
gular:

Text(t) =

⎧⎪⎨⎪⎩
0, t < t1,

Tp, t1 ≤ t < t2,

0, t ≥ t2,

(4.44)

donde
Tp = {1,0; 1,5; 2,0} Nm, [t1, t2) = [2,0, 2,8) s. (4.45)

La Fig. 4.22 muestra las perturbaciones de torque aplicadas sobre la planta mecánica
para los tres niveles considerados.
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Figura 4.22: Torques externos aplicados sobre el eje articular para Tp = 1,0 Nm, 1,5 Nm
y 2,0 Nm, activos durante el intervalo 2,0 ≤ t < 2,8 s.

El intervalo seleccionado comprende la zona de mayor velocidad de la trayectoria, cuyo
máximo ocurre en t = 2,5 s, y se extiende hasta el paso por θd = 90◦, aproximadamente
en t = 2,77 s, donde la contribución gravitacional alcanza su máximo. De este modo, el
rechazo se evalúa durante una fase de elevada demanda cinemática y mecánica.

La Fig. 4.23 presenta el seguimiento de posición para los tres niveles de perturbación.
Las respuestas permanecen próximas a la referencia y las desviaciones se concentran alre-
dedor de los flancos del pulso. En su entrada, el momento resistivo reduce transitoriamente
el avance de la articulación; en su retiro, el cambio abrupto del torque neto produce una
desviación de signo contrario antes de recuperar la trayectoria.
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Para el ensayo completo, los errores RMS de posición, ordenados según Tp, son:

RMSEθ = {0,00586; 0,00798; 0,01024}◦. (4.46)

Las correspondientes magnitudes máximas alcanzan:

eθ,pk = {0,04163; 0,05972; 0,07781}◦. (4.47)

La magnitud máxima global se registra en la respuesta inmediatamente posterior al retiro
del pulso. Por consiguiente, no corresponde a un error estacionario, sino al segundo tran-
sitorio producido por la perturbación rectangular. Incluso en la condición de 2,0 Nm, el
error máximo permanece por debajo de 0,08◦.
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Figura 4.23: Seguimiento de posición ante momentos resistivos de 1,0 Nm, 1,5 Nm y
2,0 Nm: (a) posición de referencia θd y posiciones simuladas θ; (b) error de posición
eθ = θd − θ.

La Fig. 4.24 muestra el seguimiento de velocidad. En esta variable los flancos del pulso
resultan más visibles, debido a que el momento resistivo modifica directamente el torque
neto disponible para acelerar la articulación. La dinámica durante la perturbación puede
expresarse como:

M codo
tot θ̈ = TJ −mcodogℓcodo sin θ − f(θ̇)− Text. (4.48)

En la entrada del pulso, Text reduce el torque neto y genera una disminución transitoria
de velocidad. La acción correctiva del CTC aumenta posteriormente la consigna de torque.
Cuando el pulso se retira en t = 2,8 s, el torque neto cambia nuevamente de forma abrupta
y produce el segundo transitorio observado en la figura.

Los errores RMS de velocidad durante el ensayo completo son:

RMSEθ̇ = {2,30; 3,45; 4,60} × 10−3 rad/s, (4.49)
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mientras que sus magnitudes máximas corresponden a:

eθ̇,pk = {2,443; 3,665; 4,887} × 10−2 rad/s. (4.50)

Los máximos se concentran inmediatamente después de los cambios de estado del
pulso y aumentan de forma aproximadamente proporcional a Tp. Una vez extinguidos
estos transitorios, el error retorna hacia cero y no se observa una desviación sostenida de
velocidad.
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Figura 4.24: Seguimiento de velocidad ante momentos resistivos de 1,0 Nm, 1,5 Nm y
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La Fig. 4.25 resume los errores RMS de posición y velocidad. Ambas métricas presen-
tan un crecimiento monotónico con la amplitud del momento resistivo. Sin embargo, sus
magnitudes muestran que la perturbación afecta principalmente los transitorios asociados
a los flancos del pulso, sin producir una degradación acumulativa del seguimiento.

La Fig. 4.26 compara el torque articular de referencia T ∗
J , generado por el CTC, con

el torque articular estimado TJ,est. Durante el intervalo 2,0 ≤ t < 2,8 s, el controlador
incrementa la consigna de torque para contrarrestar la oposición externa. Al finalizar el
pulso, el torque retorna al nivel determinado por la trayectoria nominal.

Las magnitudes máximas del torque articular estimado son:

TJ,pk = {4,603; 5,103; 5,603} Nm, (4.51)

y sus valores RMS durante el ensayo completo corresponden a:

TJ,RMS = {2,465; 2,588; 2,717} Nm. (4.52)
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Figura 4.25: Errores RMS durante el ensayo completo para los tres niveles de momento
resistivo: (a) error RMS de posición y (b) error RMS de velocidad.
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Figura 4.26: Torque articular de referencia T ∗
J y torque articular estimado TJ,est para los

tres niveles de momento resistivo. El recuadro ampliado muestra la respuesta durante la
aplicación y el retiro del pulso.

En el caso nominal se obtuvo TJ,pk = 3,603 Nm. Por tanto, los incrementos producidos
por la perturbación son:

∆TJ,pk = TJ,pk(Tp)− TJ,pk(0) = {1,000; 1,500; 2,000} Nm. (4.53)

Estos incrementos satisfacen:
∆TJ,pk = Tp, (4.54)

Esta correspondencia es consistente con el balance mecánico en el eje articular: durante la
aplicación de la perturbación, el accionamiento debe desarrollar un incremento de torque
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aproximadamente igual al momento resistivo externo para mantener el seguimiento de
la trayectoria. En el modelo computacional se considera además una transmisión ideal,
ηsim = 1, por lo que no se introducen pérdidas adicionales en esta relación.

El error RMS entre T ∗
J y TJ,est durante el ensayo completo es:

RMSETJ
= {3,16; 4,68; 6,20} × 10−3 Nm. (4.55)

Incluso al evaluar únicamente la ventana del pulso, el error RMS de torque no supera
1,20 × 10−2 Nm. Por tanto, el lazo interno FOC reproduce la consigna generada por el
CTC mientras aumenta la demanda mecánica.

Los márgenes respecto del límite articular de 15 Nm son 10,398 Nm, 9,898 Nm y
9,398 Nm, respectivamente. En ninguno de los tres casos se activa la saturación de torque.

La Fig. 4.27 presenta las referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con
las tensiones aplicadas por el controlador. La corriente id permanece alrededor de i∗d = 0,
con oscilaciones del orden de 10−3 pu. El efecto principal de la perturbación se concentra
en iq, cuya referencia aumenta durante el pulso para generar el torque adicional requerido.

La magnitud vectorial de corriente alcanza los valores máximos:

Idq,pk = {0,09010; 0,09989; 0,10968} pu, (4.56)

equivalentes a:
Idq,pk = {0,26759; 0,29666; 0,32573} A. (4.57)

Los valores RMS durante el ensayo completo son:

Idq,RMS = {0,04826; 0,05066; 0,05319} pu, (4.58)

equivalentes a {0,14331; 0,15044; 0,15797} A.
Respecto del máximo nominal de 0,07053 pu, los incrementos de corriente son:

∆Idq,pk = {0,01958; 0,02936; 0,03915} pu. (4.59)

La relación entre estos incrementos es 1 : 1,5 : 2, igual a la relación entre las amplitudes
de los momentos resistivos. Esto confirma la cadena causal entre perturbación, torque
compensatorio y corriente de eje q. El mayor valor de corriente corresponde únicamente
al 7,3% del límite operacional de 1,5 pu.

En este escenario, el jerk calculado a partir de la aceleración medida no se utiliza como
indicador de suavidad. El momento resistivo se aplica mediante una señal rectangular,
cuya derivada ideal está dada por:

dText
dt

= Tp [δ(t− t1)− δ(t− t2)] , (4.60)

donde δ(·) representa la delta de Dirac. Por tanto, los flancos del pulso producen cambios
abruptos en la aceleración y componentes impulsivas en el jerk. En la implementación
discreta, la magnitud numérica de estos máximos depende del período de muestreo y de
la representación discreta de la discontinuidad.

En los tres ensayos, el máximo de jerk se registra en t = 2,0001 s, inmediatamente
después de la entrada del pulso, y su magnitud aumenta proporcionalmente con Tp. Esta
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Figura 4.27: Referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con las tensiones
aplicadas, para los tres niveles de momento resistivo. Cada fila corresponde a una amplitud
de perturbación: 1,0 Nm, 1,5 Nm y 2,0 Nm.

coincidencia temporal confirma que dichos máximos están determinados por el flanco de
la perturbación y no por una pérdida de suavidad de la referencia de mínimo jerk. Por esta
razón, estas magnitudes no se comparan con el caso nominal como métricas de desempeño
cinemático.

Durante los tres ensayos no se activaron la saturación de torque, la saturación de
tensión ni los límites operacional y absoluto de corriente. En la condición más exigente,
correspondiente a Tp = 2,0 Nm, el error máximo de posición permanece por debajo de
0,08◦, el error máximo de velocidad es inferior a 0,049 rad/s, el torque máximo alcanza
5,603 Nm y la corriente máxima corresponde a 0,10968 pu.

En conjunto, los resultados muestran que el esquema CTC–FOC rechaza los momentos
resistivos considerados mediante un aumento transitorio y proporcional del torque articular
y de la corriente iq. La perturbación produce desviaciones localizadas en los flancos de
entrada y salida, pero no genera un error sostenido ni conduce al accionamiento hacia sus
límites operacionales.
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4.4. Síntesis comparativa de los escenarios

Los escenarios principales permiten evaluar el esquema CTC–FOC frente a distintos
tipos de exigencia mecánica. En la rodilla se estudia, por una parte, una variación paramé-
trica producida por masas distales no incorporadas en el modelo nominal del controlador
y, por otra, el rechazo de un escalón de torque externo aplicado sobre la planta. En el
codo se analiza el rechazo de un torque resistivo externo aplicado transitoriamente duran-
te el movimiento. Los casos nominales establecen las condiciones de referencia para cada
articulación.

La Tabla 4.7 resume las métricas más representativas. Los márgenes de torque se
calculan respecto de los límites configurados de 45 Nm para la rodilla y 15 Nm para el
codo.

Tabla 4.7: Síntesis de los resultados obtenidos en los escenarios principales.

Condición RMSEθ [◦] RMSEθ̇ [rad/s] TJ,pk [Nm] Margen de torque [Nm] Idq,pk [pu]

Rodilla nominal 0,00622 1,37× 10−4 14,15 30,85 0,277

Rodilla +50% 0,00571 1,75× 10−4 20,77 24,23 0,407

Rodilla +150% 0,00964 4,23× 10−4 34,02 10,98 0,666

Rodilla +200% 0,01263 5,62× 10−4 40,64 4,36 0,796

Rodilla, Text = 10 Nm 0,00946 4,02× 10−3 23,73 21,27 0,474

Codo nominal 0,00329 3,98× 10−5 3,603 11,398 0,071

Codo, Tp = 1,0 Nm 0,00586 2,30× 10−3 4,603 10,398 0,090

Codo, Tp = 1,5 Nm 0,00798 3,45× 10−3 5,103 9,898 0,099

Codo, Tp = 2,0 Nm 0,01024 4,60× 10−3 5,603 9,398 0,110

Los casos nominales muestran un seguimiento de posición y velocidad con errores
reducidos en ambas articulaciones. La rodilla presenta una demanda mecánica mayor,
asociada principalmente a la compensación gravitacional del conjunto pierna–pie y a sus
contribuciones inercial y disipativa. El codo, en cambio, opera con menores niveles de
torque y corriente durante la trayectoria de mínimo jerk y mantiene un torque distinto de
cero al finalizar el movimiento para sostener la posición de 150◦.

Aunque los errores nominales del codo resultan menores que los obtenidos en la ro-
dilla, esta diferencia no debe interpretarse como un mejor ajuste del controlador. Ambos
escenarios emplean trayectorias, duraciones, rangos articulares y condiciones mecánicas
diferentes, por lo que las métricas deben analizarse dentro de cada condición de operación.

En la rodilla, la incorporación de masas distales únicamente en la planta genera una
discrepancia persistente respecto del modelo nominal utilizado por el CTC. El incremento
de carga se refleja principalmente en una mayor demanda de torque y corriente, mientras
que los errores de seguimiento permanecen reducidos. La condición +200% constituye
el caso más exigente: utiliza aproximadamente el 90,3% del límite articular de torque,
pero solo el 53,0% del límite operacional de corriente. En consecuencia, dentro de la
configuración evaluada, el margen mecánico resulta más restrictivo que el margen eléctrico.

El ensayo adicional de rodilla con Text = 10 Nm permite distinguir este comportamiento
de una perturbación externa aplicada directamente sobre la planta. En este caso, los
parámetros nominales permanecen inalterados y la perturbación produce una desviación
transitoria de posición y velocidad. La recuperación del seguimiento se obtiene mediante
un incremento del torque solicitado y de la corriente isq, sin activación de las saturaciones
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implementadas.
En el escenario de codo, los pulsos resistivos producen transitorios localizados en sus

instantes de aplicación y retiro. Al aumentar Tp, crecen los errores de posición y velocidad
y el esfuerzo requerido por el accionamiento, pero no aparece una desviación acumulativa
del seguimiento. Para la condición más exigente, Tp = 2,0 Nm, el error máximo de posición
permanece por debajo de 0,08◦ y el error máximo de velocidad es inferior a 0,049 rad/s.

El aumento del torque articular requerido durante estos ensayos sigue la magnitud de
la perturbación aplicada. Para Tp = {1,0; 1,5; 2,0} Nm, se obtiene:

∆TJ,pk = {1,000; 1,500; 2,000} Nm, (4.61)

por lo que, para los casos evaluados:

∆TJ,pk ≈ Tp. (4.62)

Esta correspondencia es consistente con el balance mecánico en el eje articular: el accio-
namiento incrementa el torque desarrollado para compensar el momento resistivo aplicado.
La transmisión ideal considerada en el modelo, ηsim = 1, evita además la incorporación de
pérdidas adicionales en esta relación.

Incluso en la condición Tp = 2,0 Nm, el torque máximo utiliza solo el 37,4% del límite
articular del codo y la corriente máxima representa el 7,3% del límite operacional. Por
tanto, el rechazo de estas perturbaciones se obtiene con un margen amplio respecto de las
restricciones configuradas.

En conjunto, los ensayos muestran dos comportamientos complementarios de la estra-
tegia de control. Cuando la discrepancia respecto del modelo nominal es persistente, como
ocurre con las masas distales añadidas, la realimentación mantiene el seguimiento aunque
los errores aumentan gradualmente con la diferencia paramétrica. En cambio, ante pertur-
baciones externas aplicadas de forma abrupta, las mayores desviaciones se concentran en
los transitorios de entrada o salida, recuperándose posteriormente el seguimiento. Estos
resultados muestran el aporte de la compensación basada en modelo del CTC en condi-
ciones nominales y de la realimentación frente a dinámicas no incluidas explícitamente en
dicho modelo.

La comparación entre T ∗
J y TJ,est permite separar este comportamiento del desempeño

del lazo interno FOC. Considerando los escenarios principales, el mayor error RMS de
torque corresponde a 1,35× 10−2 Nm, registrado en la condición de rodilla con +200% de
masa distal. Por tanto, el aumento de los errores articulares observado al incrementar las
perturbaciones se relaciona principalmente con la diferencia entre la dinámica efectiva de
la planta y la acción calculada por el CTC, y no con una incapacidad del lazo de corriente
para reproducir la consigna de torque.

La suavidad cinemática debe interpretarse de acuerdo con la regularidad de cada ex-
citación. En la trayectoria senoidal de rodilla y en sus variantes con masa añadida, el jerk
RMS permanece alrededor de 1,714 rad/s3, lo que indica que el incremento de carga mo-
difica principalmente el esfuerzo requerido sin alterar de forma apreciable la trayectoria
ejecutada. En el caso nominal de codo, el valor medido de 0,56195 rad/s3 concuerda con
el resultado analítico del perfil de mínimo jerk.

Estos valores no deben utilizarse para concluir directamente que una trayectoria es
más suave que la otra, debido a que ambos movimientos poseen amplitudes, duraciones
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y perfiles temporales diferentes. Su utilidad en este análisis consiste en comprobar la
correspondencia entre la referencia y el movimiento ejecutado dentro de cada escenario.

En los ensayos de codo con perturbación rectangular, el jerk numérico no constituye
una métrica directamente comparable con los casos nominales, ya que los flancos del pulso
introducen cambios discontinuos en la aceleración y, por ende, componentes impulsivas en
el jerk. Su magnitud numérica depende del período de muestreo y del procedimiento de
diferenciación utilizado.

En todos los escenarios principales se mantuvieron inactivos los indicadores de satura-
ción de torque y tensión, así como los límites operacional y absoluto de corriente. De esta
forma, los resultados permiten observar la cadena de actuación del esquema implementado:

{θd, θ̇d, θ̈d} −→ T ∗
J −→ i∗q −→ FOC–PMSM −→ TJ,est −→ planta mecánica −→ θ. (4.63)

El CTC determina el esfuerzo articular requerido a partir de la trayectoria y de las
variables realimentadas, mientras que el FOC regula la corriente necesaria para desarrollar
dicho esfuerzo mediante el accionamiento.

Los resultados respaldan el funcionamiento del esquema CTC–FOC en el modelo equi-
valente de un grado de libertad y dentro de los rangos simulados. En particular, muestran
seguimiento preciso bajo condiciones nominales, capacidad de compensación frente a va-
riaciones paramétricas de carga y rechazo frente a perturbaciones externas de torque.
Estas conclusiones corresponden al entorno de simulación y no constituyen por sí solas
una validación clínica o experimental.

Con esta síntesis se cierra la evaluación de los escenarios articulares principales. La
sección siguiente complementa estos resultados mediante perfiles de contraste cinemático,
con el propósito de estudiar la influencia de la estructura temporal de la referencia sobre
el seguimiento y el esfuerzo del accionamiento.
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4.5. Evaluación complementaria de perfiles de contraste
cinemático

Una vez cerrada la comparación de los escenarios articulares principales, se incorporan
evaluaciones complementarias destinadas a estudiar la influencia de la regularidad cinemá-
tica de la referencia. Todas las pruebas se realizan sobre el modelo nominal de rodilla, de
manera que las diferencias observadas se atribuyen principalmente a la evolución temporal
de la posición, la velocidad y la aceleración impuestas.

La evaluación se organiza en dos grupos. En primer lugar, se analiza un perfil tra-
pezoidal en velocidad, cuya velocidad permanece continua, pero cuya aceleración cambia
por tramos. Posteriormente, se contrasta una rampa suave, que mantiene continuidad de
posición, velocidad y aceleración, con dos trayectorias triangulares: una simétrica y otra
asimétrica de retorno rápido. Estas últimas presentan discontinuidades de velocidad. Es-
ta organización permite incrementar progresivamente la exigencia cinemática aplicada al
esquema CTC–FOC.

4.5.1. Evaluación complementaria del perfil trapezoidal

Con el propósito de ampliar la evaluación realizada en los escenarios principales, se
analiza el comportamiento del esquema CTC–FOC frente a una trayectoria trapezoidal en
velocidad. La prueba se implementa sobre el mismo modelo nominal de rodilla utilizado en
la sección 3.3.2, por lo que las diferencias respecto del caso senoidal se deben principalmente
a la estructura temporal de la referencia.

El movimiento comprende una flexión desde 0◦ hasta 140◦ durante 5 s, seguida de un
intervalo de sostenimiento hasta t = 6 s. La trayectoria se divide en una fase de aceleración
entre 0 y 1 s, una fase de velocidad constante entre 1 y 3,5 s, y una fase de desaceleración
entre 3,5 y 5 s.

Los valores analíticos de la referencia corresponden a:

θ̇d,máx = 0,65159 rad/s, θ̈d,ac = 0,65159 rad/s2, θ̈d,des = −0,43439 rad/s2. (4.64)

A diferencia de una referencia senoidal, este perfil mantiene la aceleración constante
dentro de cada fase dinámica y presenta cambios instantáneos de aceleración en t = 1 s y
t = 3,5 s. Considerando además las condiciones de borde, la aceleración también cambia al
iniciar el ensayo en t = 0 y al comenzar el sostenimiento en t = 5 s. El análisis localizado
se concentra en las dos transiciones internas, donde se modifica la estructura dinámica
durante el desplazamiento.

La Fig. 4.28 muestra el seguimiento de posición y velocidad. La respuesta angular re-
produce el desplazamiento impuesto y alcanza la posición final sin sobreimpulso apreciable.
Durante el ensayo completo se obtiene:

RMSEθ = 0,00279◦, eθ,pk = 0,00381◦. (4.65)

El error angular máximo se registra en t = 1,005 s, inmediatamente después de la pri-
mera transición. Esta localización indica que la desviación no se produce por acumulación
de error, sino por el cambio de aceleración aplicado al finalizar la primera fase.
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Figura 4.28: Seguimiento del perfil trapezoidal de velocidad para la rodilla: (a) posición
de referencia, posición simulada y error angular; (b) velocidad de referencia, velocidad
simulada y error de velocidad.

El seguimiento de velocidad presenta:

RMSEθ̇ = 3,51× 10−5 rad/s, eθ̇,pk = 2,42× 10−4 rad/s. (4.66)

La desviación máxima de velocidad ocurre en t = 1,0005 s, prácticamente coincidente
con el primer cambio de fase. El análisis por intervalos muestra que el error RMS de
velocidad disminuye hasta 6,83 × 10−6 rad/s durante el crucero, mientras que alcanza
6,70 × 10−5 rad/s durante la aceleración y 4,26 × 10−5 rad/s durante la desaceleración.
Por lo tanto, la mayor exigencia de seguimiento se concentra en las fases donde existe
aceleración y, especialmente, en sus transiciones.

Esta concentración del error en los cambios de fase es consistente con la estructura
del CTC, ya que una discontinuidad de θ̈d produce un cambio abrupto de la componente
inercialMtotθ̈d y, por tanto, de la referencia de torque que debe reproducir el accionamien-
to. La Fig. 4.29 compara el torque articular de referencia con el torque estimado a partir
del accionamiento. Ambas señales permanecen prácticamente superpuestas durante todo
el ensayo, con un error:

RMSETJ
= 7,50× 10−3 Nm. (4.67)

Los cambios localizados observados en t = 1 s y t = 3,5 s se deben a la variación
instantánea de la componente inercial Mtotθ̈d. La segunda transición ocurre, además, en
una posición donde la contribución gravitacional es mayor, por lo que el nivel de torque
asociado resulta superior.

Durante el ensayo completo, el esfuerzo mecánico alcanza:

TJ,pk = 14,394 Nm, TJ,RMS = 10,166 Nm. (4.68)

El máximo global se presenta durante el crucero, cerca de la región en que la articula-
ción atraviesa 90◦ y la contribución gravitacional alcanza su mayor magnitud. Este valor
permanece 30,607 Nm por debajo del límite articular configurado de 45 Nm.
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Figura 4.29: Torque articular de referencia T ∗
J y torque articular estimado TJ,est durante

el perfil trapezoidal de velocidad para la rodilla.
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Figura 4.30: Referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con las tensiones
aplicadas por el lazo interno de corriente durante el perfil trapezoidal de velocidad para
la rodilla.

La Fig. 4.30 presenta la respuesta eléctrica del accionamiento. La corriente id perma-
nece alrededor de la referencia i∗d = 0, mientras que iq sigue la consigna generada por el
CTC y reproduce la evolución del torque articular. Los cambios de corriente observados en
t = 1 s y t = 3,5 s corresponden a la compensación de las variaciones de torque asociadas
a las transiciones del perfil.

La magnitud de corriente en el plano dq alcanza:

Idq,pk = 0,28179 pu = 0,83686 A, Idq,RMS = 0,19900 pu = 0,59101 A. (4.69)

Los cambios de corriente asociados a ambas transiciones permanecen ampliamente por
debajo del límite operacional de 1,5 pu.
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Las aceleraciones medias medidas en las tres fases son:

θ̈ac = 0,65344 rad/s2, θ̈cr = 0,00494 rad/s2, θ̈des = −0,43160 rad/s2. (4.70)

Estas magnitudes concuerdan con los valores analíticos de (4.64): la diferencia relativa
es aproximadamente 0,284% durante la aceleración y 0,642% durante la desaceleración,
mientras que la aceleración media del crucero permanece próxima a cero. La magnitud
máxima de la aceleración medida corresponde a 0,702 rad/s2.

En este perfil, el jerk requiere una interpretación diferente a la utilizada para trayec-
torias suaves. Debido a que la referencia trapezoidal ideal presenta saltos de aceleración,
su derivada contiene componentes impulsivas en los cambios de fase. Por esta razón, las
magnitudes numéricas del jerk dependen de la frecuencia de muestreo, del filtrado y del
método de diferenciación, y no se utilizan como indicadores absolutos de suavidad.

Durante la simulación no se activaron la saturación de torque, la saturación de tensión
ni los límites operacional y absoluto de corriente. En comparación con el caso senoidal
nominal de rodilla, el torque máximo aumenta solamente 0,249 Nm, mientras que la co-
rriente máxima aumenta 0,00487 pu. Por lo tanto, el cambio en la estructura temporal
de la referencia introduce exigencias localizadas en las transiciones, pero no modifica de
forma significativa el margen operacional del accionamiento.

En síntesis, esta evaluación complementaria muestra que el esquema CTC–FOC pue-
de seguir una referencia trapezoidal en velocidad con errores reducidos y reproducir los
cambios de esfuerzo requeridos en cada fase. El perfil constituye un caso de contraste
frente a las referencias suaves evaluadas anteriormente, al introducir discontinuidades de
aceleración durante el movimiento.

4.5.2. Rampa suave y trayectorias triangulares

A continuación, el contraste cinemático se amplía mediante tres trayectorias perió-
dicas con diferente grado de regularidad: rampa suave, triangular simétrica y triangular
asimétrica de retorno rápido. A diferencia del perfil trapezoidal de velocidad, las dos últi-
mas referencias introducen cambios instantáneos de velocidad. Esta comparación permite
distinguir el efecto de las discontinuidades de aceleración del producido por las disconti-
nuidades de velocidad.

Los tres perfiles se aplicaron al modelo nominal de rodilla y cubren el mismo rango
angular, entre 0◦ y 140◦. Cada trayectoria posee un período de 5 s y se evaluaron dos
períodos completos, de modo que la ventana de análisis corresponde a 0 ≤ t < 10 s. De
esta forma, las diferencias observadas responden principalmente a la estructura temporal
de las referencias y no a cambios en los parámetros mecánicos.

Los perfiles corresponden a las definiciones presentadas en la sección 3.4.4. La rampa
suave conserva continuidad hasta la aceleración, mientras que la triangular simétrica pre-
senta inversiones instantáneas de velocidad. En la triangular asimétrica, el avance ocupa
el 85% del período y el retorno el 15% restante, lo que incrementa la magnitud del cambio
de velocidad en sus puntos de inversión. La Fig. 4.31 presenta el seguimiento global de
posición para los tres perfiles evaluados. En la rampa suave, la respuesta permanece prác-
ticamente superpuesta a la referencia durante ambos períodos, con RMSEθ = 0,00670◦ y
eθ,pk = 0,01057◦.
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Figura 4.31: Seguimiento de posición para los perfiles de contraste cinemático: (a) rampa
suave, (b) triangular simétrica y (c) triangular asimétrica de retorno rápido.

En la trayectoria triangular simétrica, el error aumenta principalmente alrededor del
inicio y de las inversiones instantáneas del movimiento, alcanzando un valor RMS de
0,1809◦ y una magnitud máxima de 1,797◦. La trayectoria triangular asimétrica de re-
torno rápido presenta la mayor desviación, con RMSEθ = 0,8395◦ y eθ,pk = 6,710◦. En
este último perfil, el retorno concentrado en el 15% del período exige un cambio de ve-
locidad considerablemente mayor, que no puede ser reproducido instantáneamente por el
accionamiento.

Para examinar estos transitorios, la Fig. 4.32 presenta ampliaciones alrededor de los
vértices superior e inferior de ambas trayectorias triangulares. En ambas trayectorias se
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Figura 4.32: Ampliaciones del seguimiento de posición alrededor de los vértices de las
trayectorias triangular simétrica y triangular asimétrica de retorno rápido.
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observa que la posición simulada permanece próxima a la referencia antes de cada inversión,
pero continúa transitoriamente en el sentido anterior del movimiento después del cambio
de velocidad impuesto. Esto produce un redondeo de la respuesta y sobrepasos transitorios
de los extremos angulares, a diferencia de los vértices definidos de la referencia.

En la trayectoria triangular simétrica, estas desviaciones permanecen relativamente
acotadas y se corrigen durante el tramo siguiente. En cambio, la triangular asimétrica
presenta una respuesta más pronunciada, especialmente al comenzar el retorno rápido en
t = 4,25 s y al invertir nuevamente el movimiento en t = 5 s. En este último instante, la
posición simulada desciende transitoriamente por debajo de 0◦. Esto muestra que restrin-
gir el rango angular de la referencia no garantiza que la posición ejecutada permanezca
dentro de ese intervalo, aspecto relevante al seleccionar trayectorias para aplicaciones de
rehabilitación asistida.

La Tabla 4.8 resume las métricas globales y los resultados calculados fuera de las ven-
tanas inmediatas de transición. Estas últimas excluyen intervalos de ±0,05 s alrededor
de cada cambio de tramo. Por consiguiente, no representan necesariamente un régimen
estacionario, sino el seguimiento una vez excluido el entorno más próximo a cada discon-
tinuidad.

Tabla 4.8: Métricas de seguimiento para los perfiles de contraste cinemático.

Perfil Posición [◦] Velocidad [rad/s]
RMSE total Error máx RMSE fuera de trans. RMSE total Error máx RMSE fuera de trans.

Rampa suave 0,006696 0,01057 0,006817 0,0001617 0,0002286 0,0001645
Triangular simétrica 0,1809 1,797 0,08403 0,1215 1,955 0,04744
Triangular asimétrica 0,8395 6,710 0,6713 0,3744 3,833 0,2446

Al excluir las ventanas de transición, el error RMS de posición de la trayectoria triangu-
lar simétrica disminuye hasta 0,08403◦. En la triangular asimétrica, en cambio, permanece
en 0,6713◦. Esta diferencia muestra que el efecto del retorno rápido no se limita al entorno
inmediato de los vértices, sino que la recuperación del seguimiento se prolonga durante el
tramo posterior a la inversión.
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Figura 4.33: Seguimiento de velocidad para los perfiles de contraste cinemático: (a) rampa
suave, (b) triangular simétrica y (c) triangular asimétrica de retorno rápido.

La Fig. 4.33 presenta el seguimiento de velocidad. En la rampa suave, la referencia
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evoluciona continuamente y se anula antes de cada inversión. El error permanece pequeño,
con RMSEθ̇ = 1,62× 10−4 rad/s y eθ̇,pk = 2,29× 10−4 rad/s.

En la trayectoria triangular simétrica, para A = 70◦ = 1,2217 rad y T = 5 s, la
magnitud de velocidad impuesta y el salto producido en cada inversión corresponden a:⃓⃓⃓

θ̇d,sim

⃓⃓⃓
=

4A

T
= 0,9774 rad/s,

⃓⃓⃓
∆θ̇d,sim

⃓⃓⃓
=

8A

T
= 1,9548 rad/s. (4.71)

El salto de referencia coincide prácticamente con el error máximo de velocidad regis-
trado. Esto se explica porque la velocidad articular no puede invertir instantáneamente su
sentido, mientras que la referencia cambia entre ambos valores en un mismo instante.

Para la trayectoria triangular asimétrica de retorno rápido, las velocidades de avance
y retorno son:

θ̇d,avance =
2A

0,85T
= 0,5749 rad/s, θ̇d,retorno = − 2A

0,15T
= −3,2580 rad/s. (4.72)

El cambio entre ambos tramos alcanza 3,8329 rad/s, valor que también coincide apro-
ximadamente con el error máximo de velocidad obtenido. Por tanto, la mayor degradación
del seguimiento en la trayectoria asimétrica se relaciona directamente con la magnitud
de los cambios de velocidad impuestos durante las inversiones. La Fig. 4.34 presenta la
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Figura 4.34: Aceleración de referencia y aceleración medida para los perfiles de contraste
cinemático: (a) rampa suave, (b) triangular simétrica y (c) triangular asimétrica de retorno
rápido.

respuesta de aceleración. En la rampa suave, la aceleración de referencia permanece con-
tinua y la aceleración simulada alcanza una magnitud máxima de 2,263 rad/s2, con un
error RMS de 8,51× 10−3 rad/s2. Para este perfil, el jerk puede emplearse como métrica
cuantitativa y presenta:

jRMS = 4,197 rad/s3, jpk = 10,913 rad/s3. (4.73)

Aunque el jerk cambia de valor en las uniones entre los segmentos polinomiales, la acele-
ración conserva su continuidad.

En las trayectorias triangulares, el generador discreto entrega θ̈d = 0 dentro de cada
tramo lineal y no representa numéricamente las componentes impulsivas ideales asociadas
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a las inversiones, tal como se explicó en el marco teórico. Los máximos de aceleración si-
mulada corresponden a la respuesta dinámica del sistema frente a los cambios instantáneos
de velocidad de referencia, y no a una representación de dichos impulsos. Sus magnitudes
máximas alcanzan 76,27 rad/s2 y 76,18 rad/s2 para la triangular simétrica y la asimétrica,
respectivamente.

La similitud entre estos máximos, pese a la diferencia en las magnitudes de los saltos de
velocidad, es consistente con que ambas trayectorias alcanzan el mismo límite de referencia
de torque articular, como se analiza posteriormente.

En estos perfiles, el jerk numérico depende del período de muestreo y del procedimiento
de diferenciación. Sus valores RMS corresponden a 1,56× 103 rad/s3 y 1,63× 103 rad/s3,
mientras que sus máximos alcanzan aproximadamente 1,19 × 105 rad/s3. Estas magni-
tudes se utilizan únicamente como diagnóstico de los transitorios y no como indicadores
comparables de suavidad.

La Tabla 4.9 reúne los máximos obtenidos al considerar el conjunto de ventanas de
±0,05 s alrededor de las transiciones de cada perfil. En una misma fila, cada columna
representa el máximo encontrado entre todas las ventanas y no necesariamente corresponde
al mismo instante.

Tabla 4.9: Respuesta máxima localizada alrededor de las transiciones.

Perfil máx |eθ| máx |eθ̇| máx |θ̈| máx |T ∗
J,sat| Idq,pk

[◦] [rad/s] [rad/s2] [Nm] [pu]

Rampa suave 8,589× 10−5 5,640× 10−5 0,4454 8,648 0,1693
Triangular simétrica 1,797 1,955 76,27 45,00 0,9290
Triangular asimétrica 6,489 3,833 76,18 45,00 0,9289

En la rampa suave, los errores localizados alrededor de las transiciones permanecen por
debajo de los máximos globales del ensayo. En cambio, en las trayectorias triangulares,
los mayores errores de velocidad y las mayores aceleraciones se concentran alrededor de
las inversiones. En la triangular asimétrica, el máximo global de posición aparece después
del entorno inmediato considerado en la tabla, debido al tiempo requerido para corregir
la desviación producida durante el retorno rápido.

Para interpretar el esfuerzo mecánico es necesario distinguir entre la salida original del
CTC y la referencia entregada al lazo interno. El limitador de torque se expresa mediante:

T ∗
J,sat = sat

(︁
T ∗
J,unsat,−45 Nm, 45 Nm

)︁
. (4.74)

El indicador de limitación se activa cuando T ∗
J,unsat ̸= T ∗

J,sat. Esta condición indica que la
consigna calculada originalmente por el CTC supera el intervalo permitido y es recortada
antes de convertirse en una referencia de corriente. No implica, por sí sola, la activación
de las saturaciones de corriente o tensión del FOC.

La Tabla 4.10 presenta las métricas de esfuerzo y la activación de límites. En la rampa
suave, la referencia de torque permanece dentro del intervalo permitido. En cambio, las
trayectorias triangular simétrica y asimétrica generan solicitudes originales de 104,27 Nm
y 186,99 Nm, respectivamente, que son limitadas a 45 Nm antes de ingresar al lazo interno.
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Tabla 4.10: Esfuerzo y activación de límites para los perfiles de contraste.

Perfil T ∗
J,unsat,pk T ∗

J,sat,pk TJ,est,RMS Idq,pk Idq,RMS Limitador de torque Sat. tensión
[Nm] [Nm] [Nm] [pu] [pu]

Rampa suave 14,01 14,01 8,737 0,2742 0,1710 NO NO
Triangular simétrica 104,27 45,00 11,56 0,9290 0,2263 SÍ NO
Triangular asimétrica 186,99 45,00 14,18 0,9289 0,2777 SÍ NO

El torque articular estimado alcanza magnitudes máximas de 14,007 Nm, 47,391 Nm
y 47,409 Nm para la rampa suave, la triangular simétrica y la triangular asimétrica,
respectivamente. En los dos perfiles discontinuos, el torque estimado presenta un sobrepaso
transitorio respecto de la referencia limitada de 45 Nm, asociado a la respuesta dinámica
del lazo interno de corriente. Por tanto, el limitador restringe la consigna entregada al
FOC, pero no garantiza que el torque estimado permanezca instantáneamente dentro de
ese valor durante los transitorios.

El error RMS entre la referencia limitada de torque y el torque estimado es 4,82 ×
10−3 Nm para la rampa suave. En las trayectorias triangular simétrica y asimétrica au-
menta a 0,671 Nm y 0,700 Nm, respectivamente. Este comportamiento refleja la mayor
exigencia dinámica sobre el lazo interno cuando se producen cambios abruptos en la refe-
rencia de torque.

La corriente máxima alcanza 0,2742 pu en la rampa suave y aproximadamente 0,929 pu
en las dos trayectorias triangulares. La similitud entre los máximos de estas últimas es
consistente con el recorte de sus referencias de torque al mismo valor. Sin embargo, la
triangular asimétrica presenta una corriente RMS mayor, debido al retorno rápido y a la
recuperación más prolongada de los errores de seguimiento.

En los tres ensayos, la corriente permanece por debajo de los límites operacional y
absoluto de 1,5 pu y 2,0 pu. Los máximos diagnósticos de tensión vectorial corresponden
a 0,0857 pu, 0,9452 pu y 0,9614 pu para la rampa suave, triangular simétrica y triangular
asimétrica, respectivamente. En ningún caso se activa la saturación de tensión. En conse-
cuencia, la primera restricción que interviene en los perfiles discontinuos es el limitador de
la referencia de torque articular, no los límites eléctricos del accionamiento.

En conjunto, los resultados muestran que la rampa suave mantiene errores bajos y
no requiere la intervención de los límites configurados. Las trayectorias triangulares, aun-
que continuas en posición, introducen inversiones instantáneas de velocidad que producen
errores transitorios mayores y solicitudes de torque superiores al intervalo permitido. La
triangular asimétrica de retorno rápido representa la condición más exigente, debido a
la mayor magnitud de sus cambios de velocidad y a la recuperación más prolongada del
seguimiento.

Por esta razón, estas trayectorias triangulares no resultan adecuadas como referencias
directas de movimiento asistido bajo la configuración evaluada. Su utilización requeriría
incorporar transiciones suavizadas o perfiles con aceleración acotada, de modo que las in-
versiones se realicen durante intervalos finitos. Esta evaluación muestra que la regularidad
cinemática constituye un criterio de diseño relevante, junto con el error de seguimiento y los
límites de actuación, para seleccionar trayectorias destinadas a sistemas de rehabilitación
asistida.
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Implementación experimental

En este capítulo se presenta la implementación experimental del esquema de control
CTC–FOC desarrollado en los capítulos anteriores. La validación se realiza de manera
incremental, comenzando con la comprobación de la plataforma digital, las etapas de me-
dición y el accionamiento eléctrico. Posteriormente, se verifica la operación bidireccional
del motor mediante el lazo de velocidad y, finalmente, se evalúa el seguimiento de trayec-
torias mediante el controlador CTC.

Los ensayos de trayectoria consideran perfiles de mínimo jerk y senoidales dentro de un
intervalo angular comprendido entre 0◦ y 140◦. Para evaluar el efecto de la carga mecáni-
ca, se incorporan discos removibles en el extremo del mecanismo y se ajustan previamente
los parámetros inerciales y gravitacionales utilizados por el controlador. De esta mane-
ra, los ensayos permiten comprobar la ejecución del esquema CTC–FOC bajo diferentes
configuraciones conocidas de carga.

La validación experimental se concentra en el seguimiento de posición y velocidad, la
regulación de las corrientes id e iq, el torque electromagnético estimado y la activación de
los límites del accionamiento.

5.1. Plataforma y montaje experimental

5.1.1. Plataforma digital y etapa de potencia

La plataforma de control utiliza una arquitectura híbrida DSP–FPGA con interfaz
HPI [33,34]. La disposición física e interconexión de las placas se muestra en la Fig. 5.1. El
DSP TMS320C6713, operando a 225 MHz, ejecuta las transformaciones de Clarke y Park,
los controladores de corriente, la estimación de velocidad, la generación de referencias y
la ley de control CTC.

La FPGA Xilinx Spartan-6 utiliza una fuente de reloj de 260 MHz y realiza las tareas
asociadas a la temporización y a los periféricos de alta velocidad. Entre ellas se encuen-
tran la adquisición sincronizada de las corrientes, la lectura del encoder incremental y la
actualización de los registros utilizados para generar las señales PWM del inversor.

La interfaz HPI permite acceder desde el computador anfitrión a las variables internas
del DSP. Mediante MATLAB se configuran los parámetros de cada ensayo, se inicia la

98
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secuencia de prueba, se supervisa el estado del sistema y se descargan los búferes de
captura. Estas operaciones no forman parte de los lazos de control en tiempo real ni
sustituyen los mecanismos físicos de parada y protección.

Figura 5.1: Plataforma digital híbrida DSP–FPGA con interfaz HPI utilizada para la
implementación del sistema de control.

El código de control ejecutado por el DSP se desarrolló y compiló mediante Code
Composer Studio. Su implementación contempla una secuencia de estados mutuamente
excluyentes para el alineamiento, el control de corriente, el control de velocidad, la ejecu-
ción del CTC y la parada controlada del accionamiento.

La etapa de potencia está constituida por un inversor trifásico de dos niveles alimen-
tado desde un enlace de continua. Durante la puesta en marcha, la tensión de entrada se
ajustó mediante un variac conectado a la etapa de rectificación, lo que permitió energi-
zar el sistema de manera gradual. El enlace DC está compuesto por dos condensadores
conectados en serie, cada uno con una capacitancia de 3000µF y una tensión nominal de
400V.

Las señales PWM generadas por la plataforma se transmiten mediante una tarjeta
de expansión de fibra óptica, proporcionando aislamiento entre las etapas de control y
potencia. Posteriormente, una tarjeta gate driver acondiciona estas señales y genera los
pulsos aplicados a los interruptores del inversor, incorporando el tiempo muerto entre las
señales complementarias.

La medición del enlace de continua se realiza mediante una tarjeta de acondiciona-
miento de tensión. Por su parte, dos corrientes de fase son adquiridas mediante sensores
LEM y circuitos de acondicionamiento analógico. La tercera corriente se obtiene en el DSP
a partir de la condición de sistema trifásico sin conductor neutro:

ic = −(ia + ib). (5.1)

5.1.2. Carga mecánica equivalente

El accionamiento utiliza un motorreductor NORD equipado con un encoder incremen-
tal TTL de 2048 pulsos por revolución. El encoder proporciona la posición mecánica del
rotor utilizada en las transformaciones del FOC y, por medio de la relación de transmisión
N = 10,22, permite obtener la posición angular del eje de salida.
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Para representar una carga rotacional ajustable de un grado de libertad, el eje de
salida se prolonga mediante un acople rígido. Sobre este conjunto se instala perpendicu-
larmente un elemento de sujeción, denominado caimán, desde el cual se dispone una barra
destinada a soportar discos removibles. El mecanismo gira en un plano vertical, de mo-
do que la incorporación de discos modifica tanto la inercia equivalente como la amplitud
del torque gravitacional aplicado al accionamiento. El diseño conceptual del acople y su
implementación final en el banco experimental se muestran en la Figura 5.2.

Figura 5.2: Comparación entre el diseño conceptual del acople mecánico (izquierda) y
su implementación final en el banco experimental (derecha). La configuración construida
se adaptó a los componentes y elementos disponibles en el laboratorio, manteniendo la
funcionalidad requerida para la incorporación de masas removibles en el eje de salida del
motorreductor.

Cada disco utilizado posee una masa aproximadamd = 2,5 kg y un radio Rd = 0,075 m.
Para el modelo utilizado por el controlador se adoptó una distancia efectiva L = 0,63 m
entre el eje de rotación y el centro del disco. La inercia de un disco respecto del eje de
salida se calcula mediante:

Jdisco,sal = mdL
2 +

1

2
mdR

2
d. (5.2)

Su valor referido al eje del motor corresponde a:

Jdisco,m =
Jdisco,sal
N2

= 0,00956722 kgm2. (5.3)

La amplitud del torque gravitacional producido por cada disco, referida al eje del
motor, queda dada por:

Gdisco,m =
mdgL

ηN
= 1,542668 Nm, (5.4)

donde se utiliza una eficiencia mecánica η = 0,98.
La Tabla 5.1 presenta los parámetros utilizados por el controlador para las tres con-

figuraciones de carga. Los valores de inercia incluyen la inercia base referida al eje del
motor y la contribución calculada de los discos adicionales. La contribución gravitacional
tabulada corresponde exclusivamente a los discos incorporados.
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Tabla 5.1: Configuraciones mecánicas utilizadas en los ensayos experimentales.

Configuración Discos Jeq,m [kgm2] Gdiscos,m [Nm]

Base 0 0,00368032 0

Un disco 1 0,01324754 1,542668

Dos discos 2 0,02281477 3,085337

Las contribuciones del acople, del elemento de sujeción y de los componentes auxiliares
no se modelan de manera independiente. Por tanto, sus efectos permanecen incorporados
en la incertidumbre asociada a la configuración mecánica experimental.

5.2. Implementación del control y procedimiento de ensayo

La implementación conserva la estructura general CTC–FOC desarrollada en los ca-
pítulos anteriores. El generador de trayectoria calcula en tiempo real las referencias ar-
ticulares compatibles de posición, velocidad y aceleración. A partir de estas señales y de
las variables realimentadas, el CTC obtiene una referencia de torque en el eje del motor,
la cual se transforma en la referencia de corriente i∗q . El lazo interno FOC regula iq y
mantiene i∗d = 0.

Para los ensayos con discos, los parámetros de inercia y gravedad se calcularon pre-
viamente para cada configuración y se cargaron en el DSP antes de iniciar el movimiento.
Los términos inercial y gravitacional se consideraron debido a que sus parámetros podían
obtenerse directamente a partir de la geometría y de las masas del montaje. Los efectos
mecánicos no modelados permanecieron como parte de la diferencia entre la planta real y
el modelo utilizado por el controlador.

La Tabla 5.2 resume las frecuencias utilizadas por los principales subsistemas.

Tabla 5.2: Frecuencias de ejecución y adquisición experimental.

Subsistema Frecuencia

Interrupción principal, adquisición y FOC 10 kHz

Estimación de velocidad 2 kHz

Controlador CTC 1 kHz

Almacenamiento de señales experimentales 2 kHz

La frecuencia de ejecución del CTC se estableció en 1 kHz mediante un factor de
decimación DCTC = 10 respecto de la interrupción principal de 10 kHz. Esta elección
permite mantener una mayor frecuencia de actualización en el lazo interno FOC, encargado
de la regulación de las corrientes, mientras que el CTC calcula las referencias asociadas
a la dinámica mecánica articular. De este modo, por cada ejecución del CTC se realizan
diez ciclos del lazo de corriente y dos actualizaciones de la estimación de velocidad.

Adicionalmente, para el periodo de ejecución Ts,CTC = 1 ms, el criterio de discretización
establecido en (2.84) requiere ωp,máx ≤ 100 rad/s. Por lo tanto, la frecuencia seleccionada
resulta compatible con dicho criterio para las sintonías cuyos polos deseados satisfagan
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esta condición.
Antes de cada ensayo se ejecutó una secuencia compuesta por el autocero de los sen-

sores de corriente, el alineamiento eléctrico del rotor, la escritura y verificación de los
parámetros del controlador y la comprobación del estado del sistema. Una vez cumpli-
das estas condiciones, MATLAB enviaba una única orden de inicio y el DSP asumía la
ejecución de la trayectoria, la regulación del accionamiento y la parada controlada.

La coordinación de las funciones del código se implementó mediante una lógica su-
pervisora encargada de mantener el accionamiento en una condición segura durante la
inicialización, validar las solicitudes de operación y conceder la ejecución a un único modo
de control. El diagrama completo de esta secuencia se presenta en la Fig. A.1, incluida en
el Apéndice A.

El procedimiento de alineamiento eléctrico se implementó mediante una secuencia in-
dependiente, encargada de aplicar la corriente de alineamiento, verificar la estabilidad del
rotor y almacenar el offset eléctrico antes de habilitar la operación del FOC. Su funcio-
namiento se detalla en la Fig. A.2. Por su parte, la secuencia utilizada para configurar,
ejecutar y descargar cada ensayo experimental se resume en la Fig. A.3.

Las variables almacenadas incluyen la posición y la velocidad de referencia y medidas,
las corrientes dq, las referencias generadas por el CTC, el torque electromagnético estima-
do, la tensión del enlace de continua y los indicadores de saturación y falla. Las capturas
se descargaron después de cada ensayo para realizar el análisis y generar las figuras.

5.3. Resultados experimentales

Los resultados se organizan de acuerdo con la secuencia incremental utilizada durante
la puesta en marcha. En primer lugar, se presenta una prueba de velocidad bidireccional
destinada a verificar la coherencia del encoder, el sentido de giro y la regulación de co-
rriente. Posteriormente, se evalúa el seguimiento mediante CTC para las trayectorias de
mínimo jerk y senoidal.

Para cada trayectoria se analizan la posición en el eje de salida, el error angular, la
velocidad, la corriente iq y el torque electromagnético estimado. Este último se obtiene
evaluando la expresión general de la IPMSM presentada en la ecuación (2.8) mediante las
corrientes id e iq calculadas a partir de las corrientes de fase adquiridas.

Como la estrategia FOC establece i∗d = 0 y la corriente id medida permanece próxima a
cero, la contribución de reluctancia es residual. En consecuencia, el torque electromagnético
estimado satisface aproximadamente Tm,est ≈ kT iq, de manera consistente con la relación
definida en la ecuación (2.14). Esta magnitud corresponde a una estimación basada en
las corrientes del motor y no a una medición directa mediante un transductor de torque.

5.3.1. Verificación bidireccional del accionamiento

Antes de habilitar el seguimiento de trayectorias mediante CTC, se verificó el funcio-
namiento bidireccional del accionamiento utilizando referencias de velocidad de +8 rpm y
−8 rpm, referidas al eje de salida del reductor. En ambos ensayos, el comando de velocidad
fue aplicado una única vez desde el computador, mientras que la generación de la rampa,
la regulación y la parada posterior fueron ejecutadas internamente por el DSP.
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La Fig. 5.3 presenta la referencia rampada, la velocidad medida y el error de segui-
miento para ambos sentidos de giro. La velocidad medida corresponde a la señal obtenida
a partir del encoder y procesada en tiempo real mediante el estimador implementado en el
DSP. Para facilitar la observación de su tendencia, se incorporó además una señal filtrada
fuera de línea mediante un filtro Butterworth pasabajos de orden 2 y frecuencia de corte
de 3 Hz.
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Figura 5.3: Verificación bidireccional del lazo de velocidad: (a) referencia positiva, velo-
cidad medida y velocidad filtrada; (b) referencia negativa, velocidad medida y velocidad
filtrada; (c) errores de seguimiento para la referencia positiva; (d) errores de seguimiento
para la referencia negativa.

La respuesta sigue la referencia con el signo esperado en ambos sentidos, sin pérdida
de la correspondencia entre el comando y el movimiento del eje. El error RMS asociado
a la velocidad medida fue de 0,369 rpm para la referencia positiva y 0,309 rpm para la
referencia negativa. Para la señal procesada fuera de línea, el error RMS fue de 0,105 rpm
y 0,099 rpm, respectivamente. La proximidad entre los resultados obtenidos confirma un
comportamiento bidireccional consistente del accionamiento.

La Fig. 5.4 presenta las principales variables eléctricas registradas durante ambos en-
sayos.

Las corrientes de fase presentan el comportamiento alterno esperado para cada sentido
de giro. Las corrientes ia e ib fueron adquiridas mediante los sensores de corriente, mientras
que ic fue reconstruida en el DSP mediante la expresión (5.1).

En el canal d, la referencia se mantuvo en i∗d = 0 y la corriente id permaneció alrededor
de cero. En el canal q, la corriente medida siguió la referencia generada por el PI de
velocidad y cambió de signo de acuerdo con el sentido de giro solicitado. Las tensiones
vd y vq representan las actuaciones calculadas por el DSP después de aplicar el límite
vectorial de tensión.

Los ciclos de trabajo permanecieron dentro del intervalo de modulación del inversor
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Figura 5.4: Variables eléctricas registradas durante la verificación bidireccional del acciona-
miento. Las columnas izquierda y derecha corresponden, respectivamente, a las referencias
de +8 rpm y −8 rpm. En cada columna se presentan: (a) las corrientes de fase; (b) los
ciclos de trabajo del inversor; (c) la tensión del enlace DC; (d) las variables del canal d; y
(e) las variables del canal q.

y la tensión del enlace DC se mantuvo acotada alrededor de su valor medio durante la
ejecución. Sobre dicha tensión se observa un rizado de baja amplitud, consistente con el
funcionamiento del rectificador y las variaciones de potencia asociadas a la operación del
inversor y del motor. En conjunto, estos resultados verifican la coherencia del encoder,
la operación bidireccional del lazo de velocidad y la regulación de las corrientes dq. Esta
comprobación establece la condición previa para evaluar experimentalmente el seguimiento
de trayectorias mediante el controlador CTC.

5.3.2. Seguimiento de trayectoria de mínimo jerk

La trayectoria de mínimo jerk se ejecutó desde 0◦ hasta 140◦ durante 4 s, seguida de
una etapa de sostenimiento de 2 s. La prueba se realizó para la configuración base y para
las condiciones con uno y dos discos adicionales.

Para cada configuración, los parámetros inerciales y gravitacionales se calcularon pre-
viamente y se cargaron en el DSP antes de iniciar el movimiento. De este modo, los ensayos
permiten evaluar el seguimiento obtenido cuando el modelo utilizado por el CTC se adapta
a una carga mecánica conocida. La comparación se concentra en el error de posición, el
sostenimiento de la posición final y el incremento del esfuerzo electromagnético requerido
al incorporar los discos.

La referencia utilizada conserva analíticamente condiciones nulas de velocidad y acele-
ración al inicio y al término del desplazamiento. Para el movimiento de 140◦ ejecutado en
4 s, el jerk de referencia presenta una magnitud máxima de 2,291 rad/s3 y un valor RMS
de 1,024 rad/s3, calculados durante el intervalo de movimiento.
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5.3.2.a. Configuración base sin discos adicionales

La configuración base corresponde al mecanismo sin discos adicionales. Sin embargo,
el eje permanece conectado al reductor, al acople y a los elementos de sujeción descritos en
la sección 5.1.2. Por esta razón, esta configuración no representa una condición mecánica
ideal sin carga, sino el punto de referencia experimental para evaluar posteriormente el
efecto de los discos.

La Fig. 5.5 presenta el seguimiento de posición y velocidad en el eje de salida. La
posición medida reproduce la evolución continua de la referencia y alcanza la región co-
rrespondiente a 140◦ al finalizar los 4 s de movimiento, sin sobrepasamiento apreciable. El
error permanece predominantemente positivo, por lo que la posición medida se mantiene
ligeramente por debajo de la referencia durante el desplazamiento.

El error de posición se calculó utilizando la posición obtenida directamente del encoder
y reconstruida en el DSP, referida al eje de salida del reductor, sin aplicar un filtra-
do adicional a la señal angular. Durante el movimiento se obtuvo un error de posición
RMSEθ = 0,551◦ y una magnitud máxima eθ,pk = 0,855◦. Estos valores corresponden,
respectivamente, al 0,393% y al 0,611% del desplazamiento total de 140◦.
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Figura 5.5: Seguimiento cinemático de la trayectoria de mínimo jerk en la configuración
base: (a) posición de referencia y posición medida; (b) velocidad de referencia y velocidad
medida; (c) error de posición eθ = θd − θ; y (d) error de velocidad eθ̇ = θ̇d − θ̇.

La velocidad medida conserva la forma general de la referencia, incluyendo las condi-
ciones próximas a cero al inicio y al término del desplazamiento. Durante el movimiento
se observan variaciones alrededor de la referencia, asociadas a la estimación de velocidad a
partir del encoder y a las no idealidades del accionamiento experimental. El error alcanza
RMSEθ̇ = 0,0393 rad/s, con una magnitud máxima de eθ̇,pk = 0,0985 rad/s. Estas varia-
ciones no producen pérdida de continuidad ni desviaciones acumulativas en la posición.

Durante los últimos 0,5 s de sostenimiento, el error medio de posición corresponde a
0,323◦, mientras que su valor RMS es 0,323◦ y su magnitud máxima alcanza 0,343◦. Puesto
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que el error se define como eθ = θd − θ, el signo positivo indica que la posición medida
permanece aproximadamente 0,323◦ por debajo de la referencia final.

La Fig. 5.6 muestra las corrientes de fase y el torque electromagnético estimado en
el eje del motor. Durante el movimiento, las corrientes presentan la alternancia trifásica
correspondiente al giro del rotor, con una frecuencia instantánea que varía de acuerdo
con la velocidad. Una vez alcanzada la posición final, el rotor permanece prácticamente
detenido y las corrientes de fase adoptan valores cuasiestacionarios para producir el torque
requerido durante el sostenimiento.
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Figura 5.6: Variables eléctricas durante la trayectoria de mínimo jerk en la configuración
base: (a) corrientes medidas ia, ib e ic; y (b) torque electromagnético estimado Tm,est,
referido al eje del motor.

El torque estimado aumenta durante la primera parte del desplazamiento y alcanza
una magnitud máxima de Tm,pk = 0,554 Nm. Posteriormente disminuye a medida que la
trayectoria reduce su aceleración y velocidad antes de alcanzar la posición final. Su valor
RMS es Tm,RMS = 0,386 Nm durante el movimiento y 0,366 Nm al considerar el ensayo
completo.

En la ventana final de sostenimiento, el torque estimado presenta un valor medio de
0,397 Nm. La presencia de un torque distinto de cero en esta condición es consistente
con el esfuerzo requerido para mantener la posición frente a la carga mecánica propia del
montaje, la fricción y los efectos no modelados de los elementos auxiliares. Por tanto, este
valor constituye la referencia experimental con la cual se comparará posteriormente el
incremento producido por los discos.

La Fig. 5.7 presenta la regulación de las corrientes en los ejes d y q, junto con las
actuaciones de tensión correspondientes.

En el canal d, la referencia se mantiene en i∗d = 0 y la corriente medida permanece
alrededor de este valor. Durante el movimiento, el error de seguimiento presenta un RMSE
de 4,53 mA, con una magnitud máxima de 17,9 mA. La tensión vd varía a lo largo del
desplazamiento para compensar el acoplamiento eléctrico asociado a la velocidad y a la
corriente de torque.
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Figura 5.7: Referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con las tensiones
aplicadas por el lazo interno FOC durante la trayectoria de mínimo jerk: (a) canal d;
y (b) canal q. Las corrientes y tensiones se expresan por unidad respecto de sus bases
correspondientes.

En el canal q, la corriente medida reproduce la referencia generada por el CTC, con
RMSEiq = 5,66 mA y una magnitud máxima del error de 21,30 mA. De acuerdo con (2.14),
la evolución de iq determina principalmente el torque electromagnético desarrollado cuando
id se mantiene próximo a cero. Por esta razón, el aumento de iq durante el sostenimiento
coincide con el torque requerido para conservar la posición final.

La magnitud de corriente en el plano dq alcanza Idq,RMS = 0,217 A, equivalente a
0,0732 pu, y un valor máximo Idq,pk = 0,329 A, equivalente a 0,111 pu. Ambos valores
permanecen ampliamente por debajo del límite operacional de 1,5 pu.

En conjunto, la configuración base verifica el seguimiento de la trayectoria de mínimo
jerk, el sostenimiento de la posición final y la regulación de las corrientes dq. Estos re-
sultados establecen la referencia experimental para cuantificar los cambios en el error de
seguimiento y en el esfuerzo electromagnético al incorporar uno y dos discos adicionales.

5.3.2.b. Configuraciones con discos adicionales

Para evaluar el efecto de la carga mecánica, la trayectoria se repitió incorporando uno
y dos discos en el extremo del mecanismo. La Fig. 5.8 compara el seguimiento cinemáti-
co, mientras que las Figs. 5.9 y 5.10 presentan las corrientes, el torque electromagnético
estimado y las variables de los ejes dq.

La Tabla 5.3 resume los principales indicadores obtenidos para las tres configuracio-
nes. Las métricas cinemáticas y de seguimiento de corriente se calcularon durante los 4 s
de movimiento. Los valores RMS y máximos de corriente y torque consideran el ensayo
completo.

La configuración con un disco presentó el menor error de seguimiento, con
RMSEθ = 0,0957◦ y una magnitud máxima de 0,268◦. Con dos discos, estos indicadores
aumentaron a 1,401◦ y 2,590◦, equivalentes aproximadamente al 1,00% y al 1,85% del
recorrido total. En el sostenimiento, el signo negativo del error indica que la posición
medida quedó ligeramente por encima de la referencia final.
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Figura 5.8: Seguimiento cinemático de la trayectoria de mínimo jerk para distintas con-
figuraciones de carga: configuración con un disco (izquierda) y con dos discos (derecha).
En ambos casos se muestran: (a) la posición de referencia y la posición medida; (b) la
velocidad de referencia y la velocidad medida; (c) el error de posición eθ = θd − θ; y (d) el
error de velocidad eθ̇ = θ̇d − θ̇.
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Figura 5.9: Variables eléctricas durante la trayectoria de mínimo jerk para las configura-
ciones con un disco (izquierda) y dos discos (derecha). En ambos casos se muestran: (a)
las corrientes medidas ia, ib e ic; y (b) el torque electromagnético estimado Tm,est.

El aumento de la carga produjo un incremento del esfuerzo electromagnético. La mag-
nitud máxima de corriente pasó de 0,111 pu en la configuración base a 0,388 pu con un
disco y 0,605 pu con dos discos. Estos valores permanecieron por debajo del límite opera-
cional de 1,5 pu. De manera correspondiente, el torque electromagnético estimado máximo
aumentó desde 0,554 Nm hasta 1,938 Nm y 3,024 Nm, respectivamente.

A pesar del incremento del esfuerzo, los errores RMS de los canales d y q permanecieron
próximos a 5 mA y 6 mA en las tres configuraciones. Esto muestra que el lazo interno FOC
mantuvo una regulación de corriente comparable al aumentar la carga. En conjunto, los
resultados verifican la ejecución de la trayectoria de mínimo jerk con parámetros mecánicos
adaptados a cada configuración, aunque el caso con dos discos presentó una degradación
del seguimiento cinemático.

5.3.3. Seguimiento de trayectoria senoidal

La referencia senoidal describe un ciclo completo entre 0◦ y 140◦, retornando poste-
riormente a la posición inicial. En los ensayos experimentales, el ciclo se ejecutó durante
4 s, lo que corresponde a una frecuencia de 0,25 Hz, seguido de una etapa de sostenimiento
de 1 s.
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Figura 5.10: Variables dq durante la trayectoria de mínimo jerk para las configuraciones
con un disco (izquierda) y dos discos (derecha). En ambos casos se muestran: (a) el canal d;
y (b) el canal q, incluyendo las referencias, las corrientes medidas y las tensiones aplicadas
por el lazo interno FOC.

Tabla 5.3: Comparación experimental para la trayectoria de mínimo jerk.

Métrica Base Un disco Dos discos

RMSEθ [◦] 0,551 0,096 1,401

eθ,pk [◦] 0,855 0,268 2,590

eθ,hold [◦] +0,323 −0,103 −0,634

RMSEθ̇ [rad/s] 0,039 0,030 0,073

RMSEid [mA] 4,530 4,670 4,780

RMSEiq [mA] 5,660 5,890 6,110

Idq,RMS [pu] 0,073 0,287 0,399

Idq,pk [pu] 0,111 0,388 0,605

Tm,RMS [Nm] 0,366 1,434 1,995

Tm,pk [Nm] 0,554 1,938 3,024

Tm,hold [Nm] 0,397 1,562 1,958

Para la evaluación experimental, la frecuencia se incrementó de 0,2 Hz, utilizada en
simulación, a 0,25 Hz. Este ajuste se realizó para reducir el tiempo de operación a veloci-
dades muy bajas, donde la cuantización del encoder afecta en mayor medida la estimación
de velocidad. Sin embargo, en los puntos de inversión la velocidad de referencia necesaria-
mente pasa por cero.

A diferencia de la trayectoria punto a punto de mínimo jerk, esta referencia exige
que el accionamiento invierta el sentido de movimiento durante el mismo ensayo. Como
consecuencia, la velocidad, la corriente iq y el torque electromagnético pueden cambiar de
signo entre las etapas de avance y retorno.

5.3.3.a. Configuración base sin discos adicionales

La configuración base corresponde al mecanismo sin discos adicionales, aunque con-
serva la carga mecánica propia del reductor, el acople y los elementos de sujeción. Este
ensayo establece la referencia para evaluar posteriormente el efecto de incorporar carga
adicional.

La Fig. 5.11 presenta el seguimiento de posición y velocidad durante el ciclo completo.
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La posición medida reproduce las etapas de ascenso, inversión y retorno de la referencia,
aunque se observan diferencias mayores que en la trayectoria de mínimo jerk. Durante
el movimiento, el error de posición presenta un RMSE de 2,109◦ y una magnitud máxi-
ma de eθ,pk = 4,416◦, equivalentes al 1,51% y al 3,15% del recorrido angular de 140◦,
respectivamente. La diferencia respecto del mínimo jerk puede relacionarse con la mayor
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Figura 5.11: Seguimiento cinemático de la trayectoria senoidal en la configuración base: (a)
posición de referencia y posición medida; (b) velocidad de referencia y velocidad medida;
(c) error de posición eθ = θd − θ; y (d) error de velocidad eθ̇ = θ̇d − θ̇.

exigencia dinámica de la trayectoria senoidal. Mientras que el perfil de mínimo jerk realiza
un desplazamiento desde 0◦ hasta 140◦ en 4 s, la trayectoria senoidal completa el avan-
ce y retorno dentro del mismo intervalo. Para estas condiciones, la velocidad máxima de
referencia aumenta desde 1,145 rad/s hasta 1,920 rad/s, y la aceleración máxima desde
0,882 rad/s2 hasta 3,014 rad/s2.

En la respuesta de velocidad se distingue una desviación transitoria alrededor de los
2 s, cuando la referencia pasa por cero e invierte el sentido del movimiento. En esta
región, la estimación de velocidad basada en el encoder presenta mayor sensibilidad a la
cuantización y al tiempo de acumulación de cuentas. La fricción y las diferencias entre el
modelo utilizado por el CTC y la dinámica real del montaje también pueden contribuir a
la desviación observada.

El error de velocidad alcanzó RMSEθ̇ = 0,072 rad/s, con una magnitud máxima de
eθ̇,pk = 0,218 rad/s. A pesar de estas desviaciones, el accionamiento completó la inversión
de movimiento y retornó a las proximidades de la posición inicial.

Durante los últimos 0,5 s de sostenimiento, el error medio de posición fue −1,118◦,
con una magnitud máxima de 1,125◦. El signo negativo indica que la posición medida
permaneció por encima de la referencia final. En esta misma ventana, la velocidad medida
presentó un valor RMS de 1,23× 10−3 rad/s, por lo que el eje permaneció prácticamente
detenido.

La Fig. 5.12 muestra las corrientes de fase y el torque electromagnético estimado en
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el eje del motor. Durante el ciclo, las corrientes cambian su evolución de acuerdo con la
velocidad y el sentido de movimiento. De manera correspondiente, el torque estimado toma
valores positivos y negativos durante las etapas de avance y retorno.
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Figura 5.12: Variables eléctricas durante la trayectoria senoidal en la configuración base:
(a) corrientes medidas ia, ib e ic; y (b) torque electromagnético estimado Tm,est, referido
al eje del motor.

Durante el movimiento, el torque estimado alcanzó un máximo de 0,814 Nm y un mí-
nimo de −1,961 Nm, con un valor RMS de 1,048 Nm. La diferencia entre sus magnitudes
positiva y negativa muestra que el esfuerzo requerido no es simétrico entre ambas direc-
ciones. Este comportamiento es consistente con la combinación de los efectos inerciales, la
fricción y las características mecánicas del montaje.

En el sostenimiento final, el torque estimado presentó un valor medio de −0,674 Nm. Su
signo es coherente con la acción requerida para reducir el error final negativo y mantener
el eje próximo a la posición inicial.

La Fig. 5.13 presenta las referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con
las tensiones aplicadas por el lazo interno FOC.

En el canal d, la referencia se mantuvo en i∗d = 0 y la corriente medida permaneció
próxima a este valor, con RMSEid = 4,48 mA y una magnitud máxima del error de
20,3 mA. En el canal q, la corriente medida siguió la referencia generada por el CTC y
cambió de signo con el torque solicitado. El error presentó RMSEiq = 7,83 mA, con una
magnitud máxima de 48,7 mA.

La magnitud de corriente en el plano dq alcanzó Idq,RMS = 0,569 A, equivalente a
0,192 pu, y un valor máximo Idq,pk = 1,161 A, equivalente a 0,391 pu. Ambos valores
permanecieron por debajo del límite operacional de 1,5 pu.

En conjunto, la configuración base permitió ejecutar la trayectoria senoidal completa,
incluyendo la inversión del movimiento y el retorno a la posición inicial. Las diferencias
cinemáticas observadas establecen la referencia experimental para analizar el efecto de la
carga adicional y de los ajustes del controlador.
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Figura 5.13: Referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con las tensiones
aplicadas durante la trayectoria senoidal: (a) canal d; y (b) canal q.

5.3.3.b. Configuración con carga adicional

La trayectoria senoidal se repitió después de incorporar la carga adicional. Para esta
configuración se actualizaron en el DSP los parámetros inerciales y gravitacionales del
modelo y, adicionalmente, se realizó un ajuste empírico iterativo de los parámetros del
CTC a partir del error observado. Por tanto, los resultados con carga corresponden a una
parametrización específica del controlador y no a la aplicación de una misma sintonización
sobre ambas configuraciones mecánicas.

En aplicaciones con cargas variables o desconocidas, esta dependencia del modelo po-
dría abordarse mediante la estimación o actualización en línea de los parámetros mecá-
nicos, o mediante estrategias de control que consideren la incertidumbre paramétrica. La
implementación y evaluación de estos mecanismos quedan fuera del alcance experimental
de este trabajo.

La Fig. 5.14 presenta el seguimiento cinemático. Durante el ciclo, el error de posición
alcanza RMSEθ = 0,316◦ y una magnitud máxima de 0,789◦. Para la velocidad se obtiene
un valor RMSEθ̇ = 0,0512 rad/s, con una magnitud máxima del error de 0,212 rad/s.

En la ventana final de sostenimiento, el error medio de posición corresponde a +0,268◦.
El estimador de velocidad registra 0 rad/s durante esta ventana. Este valor debe interpre-
tarse considerando la resolución del encoder y del estimador, por lo que indica ausencia
de movimiento detectable y no una velocidad físicamente nula con precisión ilimitada.

Respecto del ensayo efectuado con la configuración base, en esta prueba se obtuvieron
menores errores cinemáticos. El RMSE de posición disminuyó de 2,655◦ a 0,316◦, mientras
que el RMSE de velocidad se redujo de 0,104 rad/s a 0,0512 rad/s.

Esta reducción no indica que la incorporación de la carga mejore por sí misma el
seguimiento, puesto que los parámetros del CTC no se mantuvieron invariantes entre
ambos ensayos. La diferencia observada responde al efecto conjunto de la modificación
mecánica, la actualización del modelo dinámico y el reajuste iterativo de las ganancias del
controlador CTC.

La Fig. 5.15 muestra las corrientes de fase y el torque electromagnético estimado.
Durante el movimiento, el torque presenta un valor RMS de 1,472 Nm, con valores extremos
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Figura 5.14: Seguimiento cinemático de la trayectoria senoidal con carga adicional: (a)
posición de referencia y posición medida; (b) velocidad de referencia y velocidad medida;
(c) error de posición eθ = θd − θ; y (d) error de velocidad eθ̇ = θ̇d − θ̇.

de −2,757 Nm y +1,220 Nm. La diferencia entre ambas magnitudes es consistente con las
distintas exigencias mecánicas durante las etapas de avance y retorno.
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Figura 5.15: Variables eléctricas durante la trayectoria senoidal con carga adicional: (a)
corrientes medidas ia, ib e ic; y (b) torque electromagnético estimado Tm,est.

El incremento del esfuerzo electromagnético se observa al comparar el torque RMS du-
rante el movimiento, que aumenta desde 1,052 Nm en la configuración base hasta 1,472 Nm
con carga. Asimismo, la máxima magnitud de torque aumenta desde 1,956 hasta 2,757 Nm.

La Fig. 5.16 presenta las variables de los ejes d y q. Durante el movimiento, los errores
de seguimiento de corriente alcanzan valores RMS de 5,85 mA en el canal d y 16,18 mA
en el canal q. La magnitud máxima de corriente en el plano dq corresponde a 1,642 A,
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equivalente a 0,553 pu, por debajo del límite máximo de corriente del actuador.
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Figura 5.16: Referencias y corrientes medidas en los ejes d y q, junto con las tensiones
aplicadas por el lazo interno FOC durante la trayectoria senoidal con carga adicional: (a)
canal d; y (b) canal q.

La Tabla 5.4 resume los resultados obtenidos con la parametrización utilizada en cada
configuración. La comparación caracteriza los puntos de operación evaluados, pero no
permite aislar individualmente el efecto de la carga adicional.

Tabla 5.4: Resultados experimentales de la trayectoria senoidal para las parametrizaciones
utilizadas en cada configuración.

Métrica Configuración base Con carga

RMSEθ [◦] 2,109 0,316

eθ,pk [◦] 4,416 0,789

RMSEθ̇ [rad/s] 0,072 0,0512

eθ̇,pk [rad/s] 0,218 0,212

eθ,hold [◦] −1,118 +0,268

RMSEisd [mA] 4,48 5,85

RMSEisq [mA] 7,83 16,18

Idq,pk [pu] 0,391 0,553

Tm,RMS durante movimiento [Nm] 1,048 1,472

máx |Tm,est| [Nm] 1,961 2,757

En síntesis, después de actualizar el modelo dinámico y reajustar los parámetros del
CTC, el sistema siguió la trayectoria senoidal con carga adicional y presentó menores erro-
res cinemáticos que los obtenidos en el ensayo base. Esta respuesta estuvo acompañada
de una mayor demanda de corriente y torque electromagnético. Por tanto, los resultados
muestran la posibilidad de ajustar el esquema CTC–FOC para una configuración mecá-
nica conocida, pero no constituyen una evaluación de robustez ante cambios de carga
manteniendo una única sintonización.
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Conclusiones

En este trabajo se desarrolló e implementó un esquema CTC–FOC para el seguimiento
de trayectorias de posición mediante una PMSM. La solución integró el modelo mecánico
equivalente de un grado de libertad, el cálculo del torque requerido, su conversión en
una referencia de corriente i∗q y la regulación eléctrica mediante FOC y SVPWM. La
incorporación de las inercias del segmento movilizado, del rotor y del reductor permitió
representar de forma más consistente el esfuerzo mecánico del sistema. De esta manera,
se estableció una cadena funcional completa entre las referencias de posición, velocidad y
aceleración, el torque calculado por el CTC y la actuación electromagnética desarrollada
por el motor.

La evaluación en PLECS permitió verificar progresivamente el inversor trifásico de dos
niveles, el modulador SVPWM, los lazos de corriente y el controlador de movimiento. En
los escenarios nominales, ante variaciones paramétricas de carga y frente a perturbaciones
externas de torque, el incremento de la exigencia mecánica se manifestó principalmente en
el torque y en la corriente iq, mientras que el FOC mantuvo la regulación de las corrien-
tes. El análisis también mostró la importancia del margen disponible de torque articular,
particularmente ante condiciones de mayor exigencia mecánica. Por otra parte, las tra-
yectorias suaves pudieron ejecutarse sin activar las restricciones consideradas, mientras
que las discontinuidades de velocidad de las trayectorias triangular simétrica y triangular
asimétrica de retorno rápido generaron solicitudes abruptas y activaron el limitador de
torque. Estos resultados permitieron analizar conjuntamente el error de seguimiento, el
esfuerzo del accionamiento y la sensibilidad del sistema frente a cambios en la dinámica y
en la trayectoria.

La implementación experimental permitió comprobar la operación bidireccional del
accionamiento, la adquisición de las variables eléctricas y la ejecución del CTC en la pla-
taforma DSP–FPGA. La trayectoria de mínimo jerk se completó con cero, uno y dos discos
adicionales, manteniendo los errores RMS de seguimiento de corriente entre el 0,15% y
0,21% de la corriente base del sistema, sin alcanzar los límites de corriente establecidos. En
la trayectoria senoidal, la actualización del modelo y el reajuste de los parámetros del CTC
redujeron los errores de posición y velocidad en la configuración con carga, mostrando la
utilidad del proceso iterativo de ajuste contemplado en la metodología experimental. Esta
comparación debe considerar que las configuraciones no utilizaron una misma sintonización
del controlador. En ambas trayectorias, la incorporación de carga produjo el aumento es-
perado de iq y del torque electromagnético estimado, mientras que id permaneció regulada
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alrededor de cero.
En conjunto, los resultados dan cuenta del cumplimiento de los objetivos planteados:

el sistema fue modelado y evaluado bajo diferentes perfiles y condiciones mecánicas, el
esquema CTC–FOC fue implementado con un convertidor de dos niveles y se ejecutaron
ensayos experimentales con carga emulada, incorporando ajustes cuando las característi-
cas del montaje lo requirieron. La comparación entre ambos entornos mostró tendencias
coherentes en la relación entre carga, corriente iq y torque, mientras que las diferencias
cuantitativas permitieron reconocer efectos propios del banco, como la resolución de la
medición, especialmente en la estimación de velocidad a bajas revoluciones, la fricción y
las incertidumbres mecánicas. Por tanto, el trabajo proporciona una validación ingenieril
del accionamiento y de la estrategia de control dentro de las condiciones evaluadas. Su
alcance permanece limitado a un mecanismo de un grado de libertad y a una estimación
del torque basada en las corrientes, por lo que no corresponde a una validación clínica ni
a una caracterización de la interacción directa con un usuario.

Las líneas futuras pueden orientarse a mejorar tres aspectos del sistema. En primer
lugar, el modelo y el control pueden fortalecerse mediante la identificación sistemática de
la inercia, la fricción, la eficiencia y las holguras del mecanismo, junto con observadores
de perturbación o versiones robustas y adaptativas del CTC que reduzcan la dependencia
de parámetros conocidos. También resulta pertinente estudiar estrategias que incorporen
explícitamente las restricciones de torque, corriente y tensión. En segundo lugar, la va-
lidación experimental puede ampliarse mediante un sensor de torque, ensayos repetidos
con diferentes cargas y protocolos que permitan evaluar el desempeño manteniendo una
misma sintonización del controlador. Finalmente, la plataforma puede mejorarse mediante
el perfeccionamiento de la estimación de velocidad a bajas revoluciones o la evaluación
de sensores alternativos, como un resolver con su correspondiente electrónica de interfaz,
además de una mayor capacidad de procesamiento y adquisición sincronizada y prue-
bas hardware-in-the-loop. Estas mejoras permitirían posteriormente evaluar estrategias de
control de impedancia, admitancia o regulación de torque, orientadas a ejercicios asisti-
dos y resistivos en los que la interacción del usuario pueda determinar el movimiento, sin
imponer necesariamente una trayectoria predefinida ni el retorno a una posición fija de
referencia. Asimismo, permitirían extender el estudio hacia mecanismos multiarticulares
y condiciones de interacción física de mayor complejidad.
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Diagramas de flujo de la
implementación experimental

A.1. Lógica supervisora del accionamiento
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Figura A.1: Diagrama de flujo de la máquina supervisora del accionamiento.
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A.2. Procedimiento de alineamiento eléctrico

Inicio

Validar configuración y
verificar tensión DC

Configurar lectura sincronizada
del encoder

Verificar estabilidad
inicial
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válidas?
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de offset eléctrico
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a cero

Aplicar vector cero y
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offset válido

Listo para control FOC

Fallo de alineamiento
offset inválido y
PWM bloqueado
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No

No
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Figura A.2: Diagrama de flujo del proceso de alineamiento del rotor.
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A.3. Ejecución y análisis de los ensayos

Inicio

Cargar y verificar
el firmware

Preparar el accionamiento

Configurar ensayo y
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Iniciar ensayo

Ejecutar control
y registrar señales

¿Ensayo finalizado
correctamente?

Llevar el accionamiento a
estado seguro y registrar la causa

Descargar datos
disponibles

Analizar y guardar
los resultados

Fin

Sí

No

Flujo de un ensayo experimental

Figura A.3: Diagrama de flujo general para la ejecución y análisis de un ensayo experi-
mental.
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