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Resumen 

La fiabilidad es considerada una característica fundamental en algunos accionamientos eléctricos de velocidad variable. Es 
por ello que los sistemas multifásicos, que presentan una mayor tolerancia al fallo que los sistemas trifásicos convencionales, 
resultan una alternativa interesante para este tipo de aplicaciones. Esta mayor tolerancia al fallo es debida a su mayor número de 
grados de libertad, lo que se traduce en un aumento de su fiabilidad. En este artículo se presenta la aplicación de un control 
directo de par basado en vectores virtuales de tensión para una máquina de inducción de seis fases, considerando un fallo de fase 
abierta. La introducción de estos vectores virtuales permite reducir las pérdidas en el cobre debido a la reducción de las 
componentes x-y de corriente propias de los sistemas multifásicos. La implementación de la estrategia de control propuesta va a 
permitir tanto un incremento de la fiabilidad del accionamiento eléctrico como la disminución de las pérdidas debidas a las 
citadas componentes x-y. La bondad del método propuesto ha sido validada mediante resultados experimentales. 
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Fault Tolerance in Direct Torque Control with Virtual Voltage Vectors 

Abstract 

Reliability is considered a fundamental requirement of some variable-speed electric drives. Therefore, multiphase systems, which 
introduce a higher fault tolerance than conventional three-phase ones, turn out to be an interesting alternative for these 
applications. This high fault-tolerant capability is obtained thanks to the higher number of freedom degrees. This paper presents a 
direct torque control strategy based on virtual voltage vectors when an open phase fault appears in a six-phase induction machine. 
These virtual voltage vectors reduce the copper losses due to x-y current components. Experimental tests have been provided to 
validate the control strategy. 
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1. Introducción

La fiabilidad de un sistema se puede definir como la 
probabilidad de que el mismo proporcione un correcto 
funcionamiento ante unas condiciones preestablecidas y durante 
un periodo de tiempo determinado. Una alta fiabilidad del sistema 
se transforma en vital en aquellas aplicaciones donde la seguridad 
es fundamental, en las que sistemas de control tolerantes a fallos 
son necesarios (Benatmane, McCoy, 1998; Ferreira, Bucknall, 
2004; Hodge, Williamson, Smith, 2002; Lu, Corzine, 2005). 

Este es el caso de los sistemas eléctricos multifásicos (sistemas 
constituidos por más de tres fases), que se posicionan como una 
alternativa real frente a los sistemas trifásicos convencionales 
debido a las ventajas que estos presentan (Barrero, Durán, 2016; 
Durán, Barrero, 2016; Levi, 2016). Entre éstas cabe destacar su 
redundancia  inherente,  lo  que  les  permite  un  cierto  grado  de  

tolerancia ante una falta sin necesidad de emplear ningún tipo 
hardware adicional (Alcharea et al., 2009; Alcharea et al., 2008; 
Asadzadeh, Dastfan, Darabi, 2017; Belgacem, Salem, Abdelkrim, 
2015; Bermúdez et al., 2017; Bermúdez et al., 2016; Che et al., 
2013; Durán, Barrero, 2016; Freire, Marques Cardoso, 2013; 
González-Prieto et al., 2017b; González-Prieto, Durán, Barrero, 
2016; González-Prieto et al., 2016; González-Prieto et al., 2015; 
González-Prieto et al., 2014; González-Prieto et al., 2013; 
Guzmán et al., 2015; Guzmán et al., 2013; Guzmán, Durán, 
Barrero, 2012; Hoang, Zhu, Foster, 2013; Jiang et al., 2016; 
Kianinezhad et al., 2008; Lu, Corzine, 2005; Lu et al., 2017; Lu 
et al., 2016; Munim et al., 2016; Ríos-García et al., 2017; Riveros, 
2016; Simoes, Vieira, 2002; Sudhoff et al., 1997; Tani et al., 2011; 
Wang et al., 2016; Wang et al., 2017; Xu et al., 2017; Zhou, Lin, 



Cheng, 2015), una mejor distribución de la potencia por fase, una 
disminución en el rizado del par y un mayor aprovechamiento de 
la tensión dc-link entre otras. La mayor tolerancia al fallo 
proporcionada por los sistemas multifásicos se traduce en un 
aumento de su fiabilidad que, como anteriormente se expuso, 
resulta una condición altamente necesaria en aquellos sistemas 
que requieren una gran seguridad, como es el caso de los vehículos 
eléctricos o de las aplicaciones aeronáuticas y navales (McCoy, 
Benatmane, 1998; Simoes, Vieira, 2002; Smith, 2002; Sudhoff et 
al., 1997; Terrien, Siala, Noy, 2004). Este aumento de la fiabilidad 
también puede suponer una ventaja desde el punto de vista 
económico, como es el caso de los parques eólicos offshore (Che 
et al., 2014b; Gamesa Technological Corporation, 2016; 
Yaramasu et al., 2017), donde las tareas de mantenimiento 
correctivo no son siempre posibles. 

Para mantener el correcto funcionamiento de un accionamiento 
eléctrico en situación post-falta, es necesario llevar a cabo algunas 
medidas de actuación como son la detección de la falta, el 
aislamiento de la misma y la reconfiguración del control 
(González-Prieto et al., 2017). Debido a la importancia que han 
ganado los sistemas multifásicos en los últimos años, el número 
de aportaciones a la literatura en las que se presentan estrategias 
de control para máquinas multifásicas en condiciones de fallo ha 
aumentado considerablemente. Las más estudiadas son las 
dedicadas a la reconfiguración del control, donde resaltan las 
basadas en la aplicación de un control vectorial de campo 
orientado (Che et al., 2013; González-Prieto et al., 2017; 
González-Prieto, Durán, Barrero, 2016; González-Prieto et al., 
2016; González-Prieto et al., 2015; González-Prieto et al., 2014; 
Kianinezhad et al., 2008; Munim et al., 2016; Rolak, Malinowski, 
2015), el control predictivo basado en modelos (Asadzadeh, 
Dastfan, Darabi, 2017; González-Prieto et al., 2017; Guzmán et 
al., 2015; Guzmán et al., 2013; Lu et al., 2017; Lu et al., 2016) y 
el control directo de par (DTC por sus siglas en inglés) (Alcharea 
et al., 2009; Alcharea et al., 2008; Belgacem, Salem, Abdelkrim, 
2015; Bermúdez et al., 2017; Bermúdez et al., 2016; Jiang et al., 
2016; Kianinezhad et al., 2008; Wang et al., 2016; Wang et al., 
2017; Zhou, Lin, Cheng, 2015). Más recientemente, el concepto 
denominado “vectores virtuales de tensión”, introducido en ( Gao, 
Fletcher, Zheng, 2011; Zheng et al., 2011), es empleado para 
mejorar el control post-falta de una máquina de inducción de cinco 
fases en (Bermúdez et al., 2017; Bermúdez et al., 2016), donde se 
estudian las prestaciones de un controlador de tipo DTC basado 
en vectores virtuales en situación de fallo debido a una fase 
abierta. Tal y como se muestra en (González-Prieto et al., 2017a), 
la aplicación de los vectores virtuales de tensión limita las 
corrientes secundarias x-y que aparecen en los sistemas 
multifásicos cuando un único estado de conmutación es aplicado 
en cada periodo de muestreo. Si bien la situación de falta por 
apertura de fase genera una nueva relación de dependencia que 
impide la cancelación total de las componentes de corriente x-y, 
no existe ninguna limitación técnica que impida la aplicación de 
vectores virtuales de tensión. Parece, por tanto, oportuno extender 
el análisis de la aplicación de los vectores virtuales de tensión 
conjuntamente con un control directo de par en situación de fallo. 

En este artículo se presenta un controlador directo de par para 
una máquina de inducción de seis fases basado en vectores 
virtuales, considerando un fallo debido a una fase abierta. La 
estrategia de control propuesta requiere la definición de los 
vectores virtuales de tensión empleados, y de la tabla de selección 
empleada por el controlador. El artículo se ha estructurado de la 
siguiente manera. En la Sección 2 se describen tanto la topología 
del sistema a estudiar como el modelo de la máquina de inducción, 
constituida por dos conjuntos de devanados trifásicos en situación 

de falta en una de sus fases. La Sección 3 presenta la herramienta 
de control directo de par basada en vectores virtuales de tensión 
para un funcionamiento en situación post-falta. En la Sección 4 se 
demuestra la validez del modelo mediante resultados 
experimentales. Por último, en la Sección 5 se recogen las 
conclusiones principales obtenidas. 

2. Descripción del sistema multifásico en situación post-falta

2.1. Topología 

El sistema multifásico objeto de estudio está formado por una 
máquina de inducción (IM por sus siglas en inglés) con dos 
devanados trifásicos espaciados 30º entre sí y cuyos neutros se 
encuentran aislados. Cada conjunto de devanados trifásicos es 
alimentado por un convertidor trifásico de tensión (VSC por sus 
siglas en inglés) de dos niveles, conectados a un único dc-link (ver 
Figura 1).  

Aunque son varios los tipos de falta que pueden ocurrir en los 
accionamientos eléctricos, la más común es la debida al fallo en 
uno de los semiconductores del convertidor (Cao et al., 2012). Es 
en este tipo de fallo en el que se centra nuestro trabajo, en el que 
supondremos que la fase abierta es a1. El procedimiento de gestión 
del sistema más habitual cuando la falta aparece es aislarla 
mediante la desconexión de la fase dañada. En el caso analizado y 
tras aparecer el fallo, los posibles estados de conmutación del 
convertidor de potencia se reducen de 26=64 a 25=32; hecho que 
se deduce de la disminución del tamaño del vector de estados de 
conmutación, del que desaparece la fase en fallo: [S]=[Sb1 Sc1 Sa2 

Sb2 Sc2]. Las diferentes componentes del vector de estados de 
conmutación hacen referencia al estado del interruptor superior de 
cada una de las fases. Por ejemplo, si Si=0, indica que el 
interruptor en cuestión se encuentra abierto, mientras que si Si=1, 
se indica que está cerrado y que permite la circulación de 
corriente. 

2.2. Modelo de la máquina 

El funcionamiento de una máquina de inducción se puede 
definir con un conjunto de ecuaciones diferenciales expresadas 
tradicionalmente en variables de fase. Sin embargo, este conjunto 
de ecuaciones suele ser expresado en otros sistemas de referencias 
que presentan importantes ventajas frente al sistema estacionario 
convencional. Este es el caso de la descomposición de espacios 
vectoriales (VSD por sus siglas en inglés) (Zhao, Lipo, 1995), 
donde el sistema original para una máquina de seis fases se 
transforma en dos subespacios α-β y x-y, ortogonales entre sí, más 
dos componentes de secuencia cero  (que no se excitan porque se 
utiliza una configuración de dos neutros aislados). De este modo, 
las ecuaciones que modelan el accionamiento en el sistema de 
referencia VSD son: 

𝑣"# = %𝑅# + 𝐿#
𝑑
𝑑𝑡+ 𝑖"# + 3𝐿.

𝑑
𝑑𝑡 𝑖"/ 

𝑣0# = %𝑅# + 𝐿#
𝑑
𝑑𝑡+ 𝑖0# + 3𝐿.

𝑑
𝑑𝑡 𝑖0/ 

𝑣1# = %𝑅# + 𝐿2#
𝑑
𝑑𝑡+ 𝑖1# 

𝑣3# = %𝑅# + 𝐿2#
𝑑
𝑑𝑡+ 𝑖3#  

0 = 5𝑅𝑟 + 𝐿𝑟
𝑑
𝑑𝑡7 𝑖𝛼𝑟 + 3𝐿𝑚

𝑑
𝑑𝑡 𝑖𝛼𝑠 + 𝜔𝑟𝐿𝑟𝑖𝛽𝑟 + 𝜔𝑟3𝐿𝑚𝑖𝛽𝑠

0 = 5𝑅𝑟 + 𝐿𝑟
𝑑
𝑑𝑡7 𝑖𝛽𝑟 + 3𝐿𝑚

𝑑
𝑑𝑡 𝑖𝛽𝑠 − 𝜔𝑟𝐿𝑟𝑖𝛼𝑟 − 𝜔𝑟3𝐿𝑚𝑖𝛼𝑠

(1) 
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𝑇? = 𝑝 ∙ 𝑀 ∙ C𝑖0# ∙ 𝑖"/ − 𝑖"# ∙ 𝑖0/D 

donde Ls=Lls+3·Lm y Lr=Llr+3·Lm son las inductancias del estator 
y del rotor, respectivamente, y ωr es la velocidad eléctrica del rotor 
(ωr=p·ωm, siendo p el número de pares de polos de la máquina y 
ωm la velocidad mecánica). Los subíndices l y m hacen referencia 
a las inductancias de fuga y de magnetización, respectivamente. 

En cuanto al cálculo del flujo del estator (λs) en el nuevo 
sistema de referencia VSD, éste se realiza mediante el siguiente 
conjunto de ecuaciones: 

𝜆"# = 𝐿# ∙ 𝑖"# + 3 ∙ 𝐿. ∙ 𝑖"/ 
𝜆0# = 𝐿# ∙ 𝑖0# + 3 ∙ 𝐿. ∙ 𝑖0/ 
𝜆1# = 𝐿2# ∙ 𝑖1# 
𝜆3# = 𝐿2# ∙ 𝑖3#  

(2) 

Una característica importante de estos dos conjuntos de 
ecuaciones (1)-(2) es que siguen siendo válidos para expresar el 
comportamiento de la máquina aunque una falta de fase abierta se 
produzca en el sistema. Sin embargo, unas nuevas restricciones de 
tensión y corriente aparecen en el mismo debido a esta falta. Estas 
restricciones sí implican una serie de modificaciones en el proceso 
de transformación de los sistemas de referencia. En el caso de que 
una falta de fase abierta se produzca en la fase a1, las siguientes 
restricciones aparecerán en el sistema: 

𝑖FG = 0 = 𝑖"# + 𝑖1# → 𝑖"# = −𝑖1# 
𝑣FG = 𝐵𝑎𝑐𝑘𝐸𝑚𝑓𝑎G = −(𝑣PG + 𝑣QG) 

(3) 

La primera modificación necesaria se introduce en el cálculo 
de las tensiones de fase a partir de los estados de conmutación, 
resultando necesario añadir en dicha transformación el término 
correspondiente a la fuerza contra-electromotriz debido a la falta 
(Guzmán et al., 2013). Para el caso de una máquina de seis fases 
con una falta de fase abierta en la fase a1 y siguiendo el 
planteamiento de (Guzmán et al., 2013), se obtiene que la fuerza 
contra-electromotriz es igual a: 

𝐵𝑎𝑐𝑘𝐸𝑚𝑓𝑎G =
𝑑
𝑑𝑡
(3𝐿. ∙ 𝑖"# + 3𝐿. ∙ 𝑖"/) 

(4) 

Esta fuerza contra-electromotriz se introduce en el cálculo de 
las tensiones de fase a partir de los estados de conmutación tal y 
como se muestra en la ecuación: 

⎣
⎢
⎢
⎢
⎡
𝑣PG
𝑣QG
𝑣FV
𝑣PV
𝑣QV⎦

⎥
⎥
⎥
⎤
= 𝑉[Q ∙

⎣
⎢
⎢
⎢
⎡
1/2 −1/2 0 0 0

−1/2 1/2 0 0 0
0 0 2/3 −1/3 −1/3
0 0 −1/3 2/3 −1/3
0 0 −1/3 −1/3 2/3⎦

⎥
⎥
⎥
⎤

∙ [𝑆]b

−
3𝐿. ∙ %𝑑𝑖"#𝑑𝑡 + 𝑑𝑖"/𝑑𝑡 +

2 ∙

⎣
⎢
⎢
⎢
⎡
1 0 0 0 0
0 1 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0⎦

⎥
⎥
⎥
⎤
 

(5) 

La siguiente modificación necesaria aparece en la matriz de 
transformación de Clarke. Esta matriz, que permite expresar las 
variables de fase en el sistema de referencia α-β y x-y, debe ser 
retocada en función de la fase en falta. Para el caso del fallo de 
fase abierta de este trabajo (fase a1) la matriz de transformación 
de Clarke queda expresada de la siguiente forma: 

[𝑇] =
1
√3

∙

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡−1/2 − 1 −1/2 − 1 √3/2 −√3/2 0

√3/2 −√3/2 1/2 1/2 −1
−√3/2 √3/2 1/2 1/2 −1

1 1 0 0 0
0 0 1 1 1⎦

⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

 

[𝛼 𝛽 𝑦 𝑧f 𝑧g]b = [𝑇] ∙ [𝑏G 𝑐G 𝑎V 𝑏V 𝑐V]b 

(6) 

Por último, y no por ello menos importante, la ocurrencia de la 
falta se traduce también en una reducción de los estados de 
conmutación posibles tal y como se expuso en el apartado anterior, 
pasando de 64 a 32 vectores de tensión. Teniendo en cuenta la 
reducción de los estados de conmutación, así como las 
modificaciones introducidas en su proceso de transformación, se 
obtienen nuevas proyecciones de los estados de conmutación en 
los subespacios α-β y x-y, que se describen gráficamente en la 
Figura 2. 

3. Control directo de par y vectores virtuales en post-falta

La estrategia de control que se presenta en este trabajo se basa 
en el control directo de par, propuesto como alternativa al control 
vectorial o control de campo orientado (Depenbrock, 1988; 
Takahashi, Noguchi, 1986). Esta estrategia permite regular la 
velocidad de las máquinas eléctricas (Arnanz, García, Miguel, 
2016) mediante el control del par electromagnético y del flujo de 
la máquina. La regulación de estas variables de control se realiza 
de manera independiente mediante la selección adecuada de los 
estados de conmutación del convertidor, haciendo uso de un 
comparador de histéresis para cada una de dichas variables, tal y 
como se muestra en la Figura 3. 

Figura 1: Esquema de la máquina de inducción de seis fases ante una falta en 
la fase a1. 

Figura 2: Vectores de tensión en los subespacios α-β y x-y para un VSC de seis 
fases considerando una situación de fallo por fase abierta. 

58 P. García Entrambasaguas et al. / Revista Iberoamericana de Automática e Informática Industrial 16 (2019) 56-65



Figura 3: Esquema de la estrategia de control directo de par basada en vectores 
virtuales para una máquina de inducción de seis fases ante una situación de 
falta de fase abierta. 

En el caso de las máquinas multifásicas resulta imposible 
minimizar las componentes x-y al mismo tiempo que se 
proporciona la correcta regulación del flujo/par si solo un estado 
de conmutación es aplicado en un periodo de muestreo (véase la 
Figura 2). Por ello se plantea la utilización de vectores virtuales 
de tensión, tal y como en (González-Prieto et al., 2017a), pero en 
este caso en situación post-falta. De esta manera, si bien no se 
regula para que sea nula la componente y, sí se puede intentar 
reducir esa componente imponiendo en promedio una tensión nula 
en y. Si se observa de nuevo la Figura 2, se puede ver cómo las 
parejas de vectores con posición consecutiva en el subespacio α-β 
proporcionan vectores en distintos cuadrantes en el subespacio x-
y (por ejemplo, los vectores 21 y 4). Aunque debido a la falta la 
componente x ha dejado de ser independiente, es posible 
conseguir un valor promedio nulo de la componente y si cada 
vector de las parejas constituidas se aplica en un porcentaje de 
tiempo determinado de cada periodo de muestreo. Por lo tanto, se 
pueden definir una serie de vectores virtuales de tensión (VV) 
formados por cada una de las parejas de vectores de tensión del 
subespacio α-β que permiten cancelar la componente y. En la 
Figura 4 se muestran los diez vectores virtuales de tensión 
definidos, cada uno de ellos comprendido en uno de los sectores 
establecidos, así como el vector virtual nulo determinado.  

Téngase en cuenta que todas las parejas de vectores de tensión 
que constituyen los vectores virtuales no cuentan con el mismo 
módulo, por lo que es necesario calcular los distintos tiempos de 
aplicación para cada una de las parejas, de modo que se cancele 
así la componente y. Estos tiempos se pueden obtener según el 
siguiente sistema de ecuaciones: 

𝑉𝑉i(𝑣G, 𝑣V) = 𝑣G ∙ 𝐾mG + 𝑣V ∙ 𝐾mV 
𝑣3G ∙ 𝐾mG + 𝑣3V ∙ 𝐾mV = 0 
𝐾mG + 𝐾mV = 1 

(7) 

 

donde 𝑣G	y 𝑣V	son cada uno de los vectores que constituye un 
vector virtual activo y Kv1 y Kv2 indican los porcentajes de tiempo 
de aplicación en p.u. de cada vector de tensión por cada periodo 
de muestreo, los cuales quedan recogidos en la Tabla 1. 

Una vez calculados los vectores virtuales de tensión y los 
sectores que comprenden a los mismos, se define la tabla de 
selección de vectores virtuales en función de la acción de control 
de par (HTe) y flujo (Hλs) que se desee tomar en cada punto de 
operación. El criterio de selección es el seguido en (Bermúdez et 
al., 2017; Gao, Fletcher, Zheng, 2011), donde se considera que el 
flujo magnético se encuentra directamente relacionado con la 
componente radial de los vectores de tensión, mientras que el par 
electromagnético está relacionado con la componente tangencial 
de los mismos. En el caso del par se toma como sentido positivo 
del mismo el contrario al de las agujas del reloj. 

Tabla 1: Porcentajes de aplicación en p.u. de los vectores de tensión 
pertenecientes a los vectores virtuales en situación post-falta. 

p.u. VV1 VV2 VV3 VV4 VV5 
Kv1 0,732 0,577 0,886 0,577 0,732 
Kv2 0,267 0,423 0,134 0,423 0,267 
p.u. VV6 VV7 VV8 VV9 VV10 
Kv1 0,732 0,577 0,886 0,577 0,732 
Kv2 0,267 0,423 0,134 0,423 0,267 

Figura 4: Vectores virtuales de tensión y sectores en los que se encuentran 
comprendidos en el subespacio α-β. 

Sin pérdida de generalidad del método, se procede a analizar el 
caso para cualquier punto de operación comprendido en el sector 
1. Por ejemplo, si se requiere aumentar tanto el flujo magnético
como el par electromagnético, es decir, Hλs=+1 y HTe=+1 según 
los controladores de histéresis de cada variable de control, el 
vector VV2 es seleccionado. Si la acción de control necesaria es 
aumentar el flujo y disminuir el par, Hλs=+1 y HTe=-1, es posible 
seleccionar los vectores VV9 o VV10. Para disminuir el flujo y 
aumentar el par, Hλs=-1 y HTe=+1, se pueden seleccionar los 
vectores VV4 o VV5. En caso de que sea necesario disminuir tanto 
el flujo como el par, Hλs=-1 y HTe=-1, el vector VV7 debe ser 
aplicado. Por último, si el error del par electromagnético está 
dentro del ancho de banda del controlador de histéresis, HTe=0, se 
selecciona el vector VV0, independientemente de la salida 
proporcionada por el controlador de histéresis del flujo 
electromagnético. Con esto se llega a la conclusión de que se 
pueden confeccionar dos posibles tablas de selección de vectores 
virtuales (Tablas 2 y 3), las cuales serán validadas posteriormente 
mediante test experimentales. 

 Mientras que la opción 1 (Tabla 2) favorece la producción y 
disminución de par frente al flujo en cada posible acción de 
control a tomar, la opción 2 (Tabla 3) representa un criterio de 
selección mixto, es decir, favorece la producción y/o disminución 
de par frente al flujo con las acciones de control Hλs=+1 y 
HTe=+1 y Hλs=-1 y HTe=-1, mientras que si la acción de control 
a  tomar  es  Hλs=+1 y HTe=-1 o Hλs=-1 y HTe=+1, los  vectores  
 

Tabla 2: Tabla de selección de vectores virtuales de tensión en función de la 
acción de control y del sector del punto de funcionamiento (Opción 1). 

Hλs HTe S1 S2 S3 S4 S5 S6 S7 S8 S9 S10 
+1 +1 VV2 VV3 VV4 VV5 VV6 VV7 VV8 VV9 VV10 VV1 

+1 -1 VV9 VV10 VV1 VV2 VV3 VV4 VV5 VV6 VV7 VV8 

+1 0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 

-1 +1 VV4 VV5 VV6 VV7 VV8 VV9 VV10 VV1 VV2 VV3 

-1 -1 VV7 VV8 VV9 VV10 VV1 VV2 VV3 VV4 VV5 VV6 

-1 0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 

Tabla 3: Tabla de selección de vectores virtuales de tensión en función de la 
acción de control y del sector del punto de funcionamiento (Opción 2). 

Hλs HTe S1 S2 S3 S4 S5 S6 S7 S8 S9 S10 
+1 +1 VV2 VV3 VV4 VV5 VV6 VV7 VV8 VV9 VV10 VV1 

+1 -1 VV10 VV1 VV2 VV3 VV4 VV5 VV6 VV7 VV8 VV9 

+1 0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 

-1 +1 VV5 VV6 VV7 VV8 VV9 VV10 VV1 VV2 VV3 VV4 

-1 -1 VV7 VV8 VV9 VV10 VV1 VV2 VV3 VV4 VV5 VV6 

-1 0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 VV0 
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virtuales seleccionados priman la producción y/o minimización de 
flujo frente al par. Además, en ambas opciones debe considerarse 
que las magnitudes de los VVs no son iguales, por lo que en cada 
caso podrá aplicarse mayor o menor tensión independientemente 
de que se favorezca más a la producción y/o minimización de par 
o de flujo. Por este motivo ambos casos serán objeto de estudio.
De este modo se podrá analizar tanto la robustez del método como 
la respuesta y prestaciones del sistema ante un cambio en el 
criterio de selección de VVs. 

Es importante reseñar que debido a que las variables de control 
no se pueden medir directamente, es preciso hacer uso de un 
observador que, a través de las variables medibles de la máquina 
como son las corrientes de fase y la velocidad, permita estimar los 
valores de par y de flujo (Durán et al., 2012). Haciendo uso de la 
técnica de discretización aplicada a las ecuaciones del modelo de 
la máquina (1), se plantea el siguiente sistema matricial en 
variables VSD descrito en (8): 

[𝑥̇] = [𝐴] ∙ [𝑥] + [𝐵] ∙ [𝑢] 
[𝑦] = [𝐶] ∙ [𝑥] (8) 

Las matrices [A], [B] y [C] están constituidas por coeficientes 
que dependen de los parámetros de la máquina (Martín et al., 
2016) y definen la dinámica de esta. Para el cálculo de dichas 
matrices en su forma discreta se ha hecho uso del teorema de 
Cayley-Hamilton. En cuanto a las variables de estado, éstas 
quedan definidas por (9): 

 

[𝑥] = [𝑖"# 𝑖0# 𝑖1# 𝑖3# 𝜆"/ 𝜆0/]b 
[𝑢] = [𝑉"# 𝑉0# 𝑉1# 𝑉3# 0 0]b 
[𝑦] = [𝑖"# 𝑖0# 𝑖1# 𝑖3# 0 0]b 

(9) 

Este observador es incorporado en el esquema de control de la 
Figura 3 y va a permitir determinar las variables no medibles, así 
como la estimación del sector.  

4. Resultados

El funcionamiento del controlador propuesto se analiza 
experimentalmente en esta sección, empleando una bancada de 
ensayos para accionamientos multifásicos que permite la 
imposición de la falta de fase abierta y la implementación del 
controlador propuesto junto con las dos tablas de selección de 
vectores virtuales definidas. 

4.1. Bancada experimental 

En la Figura 5 se muestra la bancada empleada para la 
realización de los test experimentales. El accionamiento 
multifásico consta de una máquina de inducción asimétrica 
constituida por seis fases y alimentada por dos convertidores de 
tensión trifásicos de dos niveles (Módulos Semikron SKS22F). 
Los parámetros del motor de inducción empleados han sido 
estimados utilizando técnicas basadas en el dominio del tiempo y 
stand-still (Riveros et al., 2012). Estos se muestran en la Tabla 4. 
La alimentación de los VSC se realiza con una única fuente de 
alimentación de corriente continua y las acciones de control son 
realizadas por un procesador de señales digitales 
(TMS320F28335 de Texas Instruments). Dicha unidad de control 
se programa haciendo uso de un JTAG mediante el software Code 
Composer Studio. Las mediciones de corriente y velocidad se 
realizan con cuatro sensores de efecto Hall (LEM LAH 25-NP) y 
un encoder digital (GHM510296R/2500), respectivamente. El 
motor de inducción de seis fases se encuentra acoplado a una 
máquina de corriente continua que actúa como generador.  

Tabla 4: Parámetros de la máquina de inducción de seis fases. 
Parámetros Valores Unidades 

Resistencia del estator, Rs   14,2 Ω 
Resistencia del rotor, Rr     2,0 Ω 
Inductancia del estator, Lls     1,5 mH 
Inductancia del rotor, Llr   55,0 mH 
Inductancia mutua, M 420,0 mH 
Número de pares de polos, p     3,0 - 
Par nominal, Tn     7,0 N·m 
Flujo nominal del estator, λs

* 0,336 Wb 
Frecuencia de muestreo, fm     7,5 kHz 
Tensión del bus de continua, Vdc 200,0 V 

Figura 5: Bancada experimental empleada. 

La armadura de la máquina de corriente continua está 
conectada a una carga pasiva R variable que disipa la potencia y 
el par de carga es, por consiguiente, dependiente de la velocidad. 

4.2. Resultados experimentales 

Para validar la bondad del esquema de control se han llevado a 
cabo un total de tres conjuntos de test experimentales en los que, 
además, se ha estudiado la respuesta del sistema empleando las 
distintas tablas de selección de vectores virtuales propuestas 
(Tablas 2 y 3). Un primer conjunto de ensayos se ha realizado en 
estado estacionario para verificar tanto el control directo de par 
como la correcta aplicación de los vectores virtuales de tensión en 
la situación post-falta analizada. Para observar la respuesta del 
sistema ante un cambio en la velocidad de referencia se ha llevado 
a cabo un segundo conjunto de pruebas. Finalmente, un tercer 
conjunto de ensayos se ha realizado con objeto de determinar qué 
tabla de selección proporciona un mayor rango de operación. 

     En primer lugar, se establece una velocidad de referencia 
constante de 250 rpm al accionamiento. Debido a que la máquina 
de inducción debe vencer la resistencia impuesta por la máquina 
de corriente continua a la que se encuentra conectada, existe un 
par de carga de aproximadamente 4 N·m. Debe tenerse en cuenta 
que, ante una situación de falta de fase abierta, el par máximo que 
el sistema es capaz de proporcionar se ha visto reducido de 7 N·m 
a 4,25 N·m según (Munim et al., 2016). En la Figura 6 se muestran 
los resultados para las distintas tablas de selección de vectores 
virtuales (Opción 1 a la izquierda y Opción 2 a la derecha). En 
ambos casos se observa como tanto la regulación de la velocidad 
(Figura 6a) como del par eléctrico y del flujo magnético se 
realizan de forma satisfactoria (ver Figuras 6b y 6c, 
respectivamente). En cuanto a las corrientes, ante una falta en la 
fase a1 (Figura 6d), se comprueba que existe una relación 
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dependiente entre las componentes de corriente α y x (ixs=-iαs) 
(Figuras 6e y 6f). Sin embargo, gracias a la aplicación de los 
vectores virtuales de tensión obtenidos, la corriente 𝑦 toma valores 
próximos a cero independientemente de la tabla de selección 
implementada,  minimizando  así  las  pérdidas  en  el  cobre. Para

concluir este primer bloque de pruebas, se muestra el espectro de 
frecuencia de la corriente de la fase a2 (Figura 6g), donde es 
posible observar que dicha corriente está constituida en su mayor 
parte por la componente referida a la frecuencia fundamental, 
gracias a la minimización de los armónicos anteriormente descrita. 

a) 

b) 

c) 

d) 

e) 

f) 

g) 

Figura 6: Ensayos estacionarios empleando el controlador propuesto (DTC basado en VVs) en situación post-falta. Se han considerado la Opción 1 de 
configuración de la tabla de selección de VVs (columna de la izquierda) y la Opción 2 para dicha configuración (columna de la derecha). En la figura se muestran 
a) la velocidad mecánica, b) el par electromecánico, c) el módulo del flujo α-β del estator, d) las corrientes de fase a1 y a2, e) las corrientes α-β, f) las corrientes
x-y, y g) el espectro de frecuencia de la corriente de fase a2.
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Cabe resaltar que mientras con la Opción 1 de selección de 
VVs (gráficas mostradas a la izquierda) las corrientes de fase 
presentan una tasa de distorsión armónica (THD por sus siglas en 
inglés) del 20,72%, dicho valor aumenta ligeramente hasta un 
21,44% cuando se emplea la Opción 2 de selección de VVs. 

Una vez validado el funcionamiento en régimen estacionario, 
se pasa a estudiar el comportamiento dinámico del esquema de 
control propuesto (Figura 7). En este segundo bloque de ensayos, 
la velocidad de referencia sigue el perfil de una rampa, cuyo valor 
de referencia cambia de 200 rpm en t=5s a 350 rpm en 
t=7s	(Figura 7a). Aunque en ambas opciones de selección de VVs 
el sistema alcanza la velocidad de referencia, no se produce 
instantáneamente debido a la limitación de par establecida. Tal y 
como se muestra en la Figura 7b, el par se satura durante el periodo 
en el que el sistema intenta alcanzar el nuevo punto de operación. 
Sin embargo, cabe esperar que, mientras que con la Opción 1 el 
par se satura en los 4,25 N·m definidos anteriormente como valor 
nominal del par en esta situación post-falta, con la Opción 2 el 
sistema no sea capaz de proporcionar ese par máximo. Esto es 
debido a que, como se comentó con anterioridad, los vectores 
virtuales de la primera tabla de selección favorecen la producción 
y/o disminución de par frente al flujo con cada acción de control. 
En cambio, con la segunda opción esto no siempre ocurre para 
cada acción de control, puesto que se ha tomado un criterio mixto 
de maximización y/o minimización de una variable de control 

frente a la otra. En la Figura 7c es posible comprobar cómo con el 
control directo de par propuesto, tanto el par como el flujo se 
controlan de manera independiente, puesto que el seguimiento del 
flujo es constante e igual a su valor de referencia de 0,336 Wb en 
ambos casos durante todo el ensayo. En cuanto a lo referido a las 
corrientes, el comportamiento es el mismo que en el primer 
análisis (caso estacionario). Debido a la correcta aplicación de los 
vectores virtuales, la corriente y muestra valores en torno a cero 
(Figura 7d). 

Finalmente, un tercer conjunto de pruebas se realiza para 
determinar el máximo punto de operación que es capaz de 
alcanzarse con cada una de las tablas de selección de VVs 
propuestas (Figura 8). Si la Opción 1 es implementada, el sistema 
logra alcanzar una velocidad de referencia de 550 rpm (Figura 8a). 
En cambio, con la Opción 2 dicha velocidad queda limitada a 400 
rpm. Esta diferencia de máximo punto de operación también 
puede comprobarse en la Figura 8b, donde al igual que en el 
segundo bloque de ensayos, la Opción 1 proporciona un par algo 
superior al proporcionado por la Opción 2. En cambio, el flujo no 
se ve afectado en ninguno de los dos casos (Figura 8c), 
presentándose una regulación satisfactoria e independiente del 
par. Por último, se observa que un mayor punto de operación no 
afecta al objetivo perseguido con la aplicación de VVs de 
minimización de las pérdidas del sistema (Figura 8d). 

a) 

b) 

c) 

d) 

Figura 7: Ensayos de comportamiento dinámico del sistema ante cambios en la referencia de velocidad empleando el controlador propuesto (DTC basado en VVs) 
en situación de post-falta. Se han considerado la Opción 1 de configuración de la tabla de selección de VVs (columna de la izquierda) y la Opción 2 (columna de 
la derecha). La figura muestra a) la velocidad mecánica, b) el par electromecánico, c) el módulo del flujo α-β del estator y d) las corrientes x-y del sistema.
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a) 

b) 

c) 

d) 

Figura 8: Ensayos estacionarios de máximo punto de operación del sistema multifásico con el controlador propuesto en situación post-falta considerando la Opción 
1 (columna de la izquierda) y 2 (columna de la derecha) de configuración de la tabla de selección de VVs. La figura muestra a) la velocidad mecánica, b) el par 
electromecánico, c) el módulo del flujo α-β del estator, y d) las corrientes x-y en el accionamiento. 

Las pruebas realizadas muestran la robustez del esquema de 
control propuesto, que ofrece una buena respuesta dinámica 
cuando aparece un fallo de fase abierta. Además, la aplicación de 
VVs ha permitido solventar uno de los mayores inconvenientes 
del DTC para sistemas multifásicos, como es la minimización de 
las pérdidas en el cobre debidas a las componentes que aparecen 
en los nuevos subespacios x-y, que no contribuyen en nuestro caso 
a la creación de par (accionamiento multifásico con devanados 
distribuidos). No obstante, se observa también como la opción de 
selección definida como Opción 1 proporciona un mayor rango de 
funcionamiento, por lo que a igualdad de prestaciones en lo que 
se refiere calidad de las corrientes, esta opción se posiciona como 
la más interesante. 

5. Conclusiones

En este artículo se propone una nueva estrategia de control 
basada en control directo de par y en vectores virtuales de tensión 
aplicable en máquinas de inducción de seis fases con bobinados 
distribuidos, en situación de fallo de fase abierta. El 
comportamiento del sistema en bucle cerrado se ha analizado 
experimentalmente, ofreciendo éste un comportamiento adecuado 
en estado estacionario y ante cambios en la velocidad de 
referencia. El  interés  de  los  vectores virtuales de tensión  queda  

patente por la minimización de las componentes de corriente en el 
plano x-y, lo que se traduce en la generación de menores pérdidas 
en el cobre. En otras palabras, el uso de los vectores virtuales 
permite mitigar uno de los principales retos que afrontan los 
sistemas multifásicos para su implementación cuando la estrategia 
de control no permite el empleo de una modulación por ancho de 
pulso. Es interesante resaltar que una adecuada configuración de 
la tabla de selección de VVs permite extender el punto de 
operación alcanzable por el sistema en situación de fallo, 
proporcionando por lo tanto mayores prestaciones al 
accionamiento eléctrico. 
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