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ABSTRACT    Continuum robot  has  attracted  extensive  attention  since  its  emergence.  It  has  multi-degree  of  freedom
and high compliance, which give it significant advantages when traveling and operating in narrow spaces. The flexural
virtual-center of motion (VCM) mechanism can be machined integrally, and this way eliminates the assembly between
joints. Thus, it is well suited for use as a continuum robot joint. Therefore, a design method for continuum robots based
on the VCM mechanism is  proposed in this  study.  First,  a  novel  VCM mechanism is  formed using a double leaf-type
isosceles-trapezoidal  flexural  pivot  (D-LITFP),  which  is  composed  of  a  series  of  superimposed  LITFPs,  to  enlarge  its
stroke. Then, the pseudo-rigid body (PRB) model of the leaf is extended to the VCM mechanism, and the stiffness and
stroke of the D-LITFP are modeled. Second, the VCM mechanism is combined to form a flexural joint suitable for the
continuum robot. Finally, experiments and simulations are used to validate the accuracy and validity of the PRB model
by analyzing the performance (stiffness and stroke) of the VCM mechanism. Furthermore, the motion performance of the
designed continuum robot is evaluated. Results show that the maximum stroke of the VCM mechanism is approximately
14.2°,  the  axial  compressive  strength  is  approximately  1915  N/mm,  and  the  repeatable  positioning  accuracies  of  the
continuum robot is approximately ±1.47° (bending angle) and ±2.46° (bending direction).
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1    Introduction

Continuum robots, also known as snake-arm or elephant-
trunk  robots,  have  become  popular  in  the  last  30  years.
They  have  flexible  and  hyper-redundant  structures.  One
of their main advantages over conventional rigid robots is
the  ability  to  travel  in  narrow,  confined  areas  and  reach
specific  locations  without  damaging  themselves  or  the
environment.  This  feature  allows  robots  to  interact  with
people  and  other  objects  more  safely.  Many  researchers
focus  on  the  development  of  continuum  robots  for
applications  in  narrow  spaces  due  to  their  advantages,
such  as  minimally  invasive  surgery  [1–3],  aviation
inspection and repair [4,5], nuclear power [6,7], in-space
inspection  [8],  submarine  pipeline  inspection  [9],  and
other fields [10,11]. Continuum robots can be categorized
into  two  according  to  the  type  of  backbone:  rigid
backbone and flexible backbone. The connecting links of
a  rigid  backbone  continuum  robot  are  connected  using

rotation pairs (R pairs) [12], Hooke hinges (U pair) [13],
and spherical hinges (S pair) [14]. This type of continuum
robot has distinct links and joints. However, it still has the
characteristics of a continuum robot due to the sufficient
number of joints, and its control is also inclined to active
control,  with  3  or  4  cables  per  joint  for  control.  Among
the  rigid  backbone  continuum robots,  several  continuum
robots  from  OC  Robotics  are  the  most  successful  cases
[15]. Rigid continuum robots designed with rolling joints
as the backbone are also a major research topic [16]. The
other  is  the  flexural  backbone  continuum  robot,  which
has a body structure that is composed of flexural joints or
soft  materials,  such  as  springs  [17,18],  pneumatic
artificial  muscles  [19],  hyper-elastic  nitinol  rods  with
base  plates  [20,21],  flexural  mechanisms  [22–24],  and
concentric tube structures [25,26]. Obviously, this type of
continuum robot  is  more  in  line  with  the  concept  of  the
continuous  manipulator  and  can  produce  a  continuous
bending deformation effect. The origami mechanism also
extends  a  new  direction  for  the  structural  design  of
flexural  continuum  robots  [27–29].  However,  some
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research  has  been  conducted  on  variable-length
continuum  robots  recently  [30–32],  which  not  only
enhances  the  functionality  of  continuum  robots  but  also
breaks  the  bottleneck  of  conventional  continuum  robots
in terms of length.
Continuum  robots  with  flexure  mechanisms  as  their

backbone  utilize  their  structures  to  achieve  bending.
However,  flexure  mechanisms,  mainly  including  notch-
type  and  leaf-type  [33,34],  generally  have  smaller
bending  angles  and  require  longer  arms  and  more  joints
for  the  same  stroke  due  to  the  limitations  of  their
structures. This condition is a great challenge for accurate
modeling  and  control  of  continuum  robots.  This  aspect
has also attracted the attention of scholars on large-stroke
flexural pivots, such as combining notched-type and leaf-
type pivots into different forms of Hooke hinge as joints
[35–37],  which  are  mostly  used  in  continuum robots  for
minimally  invasive  surgery.  Another  type  of  continuum
robot, which takes the whole hyper-elastic nitinol tube as
the  backbone,  uses  laser  cutting  to  process  a  series  of
flexural  mechanisms  on  the  tube  wall  for  realizing  the
motion of the continuum robot without assembly [38,39],
which  obscures  the  concept  of  movement  joint  to  some
extent.
On  the  basis  of  the  abovementioned  discussion,  the

virtual-center  of  motion  (VCM)  mechanism  is  designed
as the main configuration of the continuum robot, and its
advantages  of  integrated  processing  can  be  introduced
into  the  design  and  manufacturing  of  the  continuum
robot. This approach can improve the motion accuracy of
the  continuum robot.  Furthermore,  the  VCM mechanism
utilizes  double  leaf-type  isosceles-trapezoidal  flexural
pivot  (D-LITFP)  to  enlarge  stroke,  and  the  D-LITFP  is
configured  in  parallel  to  improve  its  stiffness.  Then,  the
VCM mechanism and the  continuum robot  composed  of
VCM  mechanisms  are  modeled.  Finally,  the  modeling
and  performance  of  the  VCM  mechanism  and  the
continuum  robot  are  validated  by  experiments  and
simulations.

 

2    Design and modeling

Compared with rigid hinges such as spherical and Hooke
hinges,  the  main  advantage  of  the  VCM  mechanism  is
that it can be processed integrally and generally does not

require assembly. Thus, it reduces the assembly tolerance
brought  by  rigid  hinges  and  precision  design  require-
ments.  At  the  same  time,  the  stiffness  of  the  VCM
mechanism  can  ensure  the  continuity  and  uniform
distribution  of  bending  action.  This  feature  provides  the
feasibility  of  the  VCM  mechanism  for  the  design  of
continuum  robots.  The  main  problem  for  the  flexural
VCM mechanism is  the  restriction  of  its  rotation  stroke.
Thus, a flexural VCM mechanism suitable for the flexural
joint of continuum robots is designed in this study, which
utilizes D-LITFP to enlarge its stroke. Then, the pseudo-
rigid  body  (PRB)  model  of  the  leaf  is  extended  to  the
VCM  mechanism,  and  its  stiffness  and  stroke  are
modeled accurately.

 2.1    Design of VCM mechanism

The  proposed  VCM  mechanism  is  composed  of  two
identical  large-stroke  D-LITFPs  in  parallel,  as  shown  in
Fig. 1(a).  The D-LITFP is  superposed by two LITFPs in
series to obtain a large stroke. The instantaneous center of
rotation (ICR) of the two LITFPs are at the same point O
on the lower surface (Fig. 1(b)). The ICRs of two parallel
flexible  D-LITFPs  form  the  rotation  axis  of  the  VCM
mechanism. The D-LITFP is also designed as a tensioned
structure  to  withstand  higher  loads  (a  tensioned  leaf  is
more  stable  than  a  compressed  leaf  for  the  same
parameters).  Overall,  the  VCM  mechanism  can  rotate
around the  instantaneous  axis  of  rotation (the  line  of  the
ICRs), which has 1 degree of freedom.

 2.2    PRB model for the LITFP

θ
For the VCM mechanism that can be used as the flexural
joint,  the  stroke  ,  stiffness,  and  axial  compressive
strength are critical. First, a single LITFP is modeled and
analyzed based on the PRB model.
The main parameters of an LITFP include H, hf, and φ,

and its ICR is at the intersection of the extension lines of
two leaves AD and BC (Fig. 2(a)). Where hf and H are the
vertical  coordinates  of  the  endpoints  of  the  flexible  leaf
BC in the coordinate system {XOY}, and a1 and a2 are the
horizontal coordinates. φ is the angle between the leaf and
the  Y-axis.  To  represent  the  position  of  the  ICR,  the

 

 
Fig. 1    Design  of  the  virtual-center  of  motion  mechanism:  (a)  structure  of  the  virtual-center  of  motion  mechanism  and  (b)  structural
parameters of the double leaf-type isosceles-trapezoidal flexural pivot.
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coefficient  n  is  introduced  to  represent  it.  Their
parametric relationship can be expressed as
 

n =
H

H−hf
, n ∈ [1,+∞), (1)

  {a1 = hf tanφ,
a2 = H tanφ. (2)

When  the  LITFP  is  subjected  to  a  pure  bending
moment M,  its deformation is shown in Fig. 2(b). Figure
2(c)  is  the  force  analysis  diagram  of  link  DC.  The
corresponding relationships are as follows:
  

FCx = FNC sin(φ+α1)−FRC cos(φ+α1) ,
FCy = FNC cos(φ+α1)+FRC sin(φ+α1) ,
FDx = FND sin(φ−α2)−FRD cos(φ−α2) ,
FDy = −FND cos(φ−α2)−FRD sin(φ−α2) ,

(3)

FRC FRD

FNC FND

where    and    are  the  radial  forces  exerted  by  link
BC  and  AD  on  points C  and D  of  link DC,  which  are
perpendicular  to  the  links BC  and AD,  respectively,  and

  and    are  the  axial  forces  applied  to  link  DC,
which  are  parallel  to  links  BC  and  AD,  respectively.

FCx FCy FDx FDy

α1 α2

While  ,  ,  , and   are the x and y components
of the forces on points C and D of link CD, respectively,
and    and    are  bending  angles  of  link  BC  and  AD
under  the  action  of  bending  moment  M,  respectively
(Fig. 2(d)), which can be given by
  

α1 = 2arcsin
CC′

2lr
,

α2 = 2arcsin
DD′

2lr
,

(4)

A′D B′C
CC′ DD′

where lr is the length of the rigid link   and   of the
PRB  model.    and    are  the  displacements  of
points C  and D,  respectively,  and  their  solving  process
can be referred to Ref. [40].

FRC FRDThe radial forces   and   can be calculated as
  

FRC =
KBCα1

lr
,

FRD =
KADα2

lr
,

(5)

KBC KADwhere   and   are the bending stiffness of links BC
 

 
Fig. 2    Pseudo-rigid  body  model  of  a  leaf-type  isosceles-trapezoidal  flexural  pivot  (LITFP):  (a)  analytic  model  of  an  LITFP,
(b) equivalent four-bar model of an LITFP, (c) force analysis of the link DC, (d) bending angle at point D or C, and (e) equivalent pin-
joint model of an LITFP.
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and  AD,  respectively,  which  can  also  be  calculated
according to our previous research [40].
The  equation  for  the  moment  balance  on  the  link DC

satisfies
  

FCx+FDx = 0,
FCy+FDy = 0,
2bFDx sinθ+2bFDy cosθ = M.

(6)

By combining Eqs. (2)–(6), the bending moment M can
be obtained:
 

M = 2b
FRC cos(φ−α2+ θ)+FRD cos(φ+α1− θ)

sin(2φ+α1−α2)
. (7)

θWhen the  bending angle    is  small,  it  can  be  obtained
by Taylor’s expansion of trigonometric functions.
  {

sinθ = θ,
cosθ = 1.

(8)

Substituting Eq. (8) into Eq. (7) yields
 

M =
8EI

(
H2+Hhf+h2

f

)
cosφ

(H−hf)
3 cos

(
H+8hf

8(H−hf)

)
θ, (9)

where  E  and  I  are  the  elastic  modulus  and  moment  of
inertia of the leaf, respectively.
In this case, the stiffness K of the equivalent single pin-

joint model shown in Fig. 2(e) is
 

K =
8EI

(
H2+Hhf+h2

f

)
cosφ

(H−hf)
3 cos

H+8hf

8(H−hf)
. (10)

hf/H ⩽ 6/17 (H+8hf)/
[8(H−hf)] ⩽ 1
In  particular,  when  ,  we  have 

. In this case,
 

cos
H+8hf

8(H−hf)
≈ 1. (11)

Then,  the  stiffness  of  the  equivalent  single  pin-joint
model can be further simplified to
 

K =
8EI

(
H2+Hhf+h2

f

)
cosφ(

H−h f
)3 . (12)

Substituting Eq. (1) into Eq. (12) yields
 

K =
8nEI

(
3n2−3n+1

)
cosφ

H
. (13)

In  the  PRB  model  analysis  of  the  leaf  [40],  when  the
rotational  angle  reaches  the  maximum  θmax,  the  bending
moment  of  the  leaf  is  also  the  maximum,  so  the
maximum bending moment Mmax received by the leaf is
 

Mmax =
2EI (3n−1)cosφ

H
θmax. (14)

Then, the maximum stress σmax received by the leaf on
LITFP is
 

σmax =
Mmaxt

2I
=

Et (3n−1)ncosφ
H

θmax, (15)

where t is the thickness of the leaf.

S y

When the maximum stress on the leaf reaches the yield
strength  ( ),  LITFP  has  the  maximum  rotational  angle
θmax (stroke):
 

θmax =
H

Etn (3n−1)cosφ
S y. (16)

 2.3    PRB model for the D-LITFP

The main characteristic of the LITFP is that its ICR is not
on  the  pivot.  Thus,  the  symmetrical  or  asymmetrical
superposition combination can be fully used to adjust the
stiffness  and  expand  the  stroke  for  obtaining  the  VCM
mechanism  with  a  large  stroke.  As  shown  in  Fig. 3(a),
two  LITFPs  are  selected  and  reasonably  configured  in
positions to ensure that their ICRs are overlapped. Then,
an  intermediate  element  (IE)  to  connect  the  stand  (S)  of
one LITFP is added to the movement element (ME) of the
other LITFP, and the remaining S and ME become the S
and ME of the D-LITFP.

θ1 θ2

θd

The  PRB  model  of  LITFP  in  the  abovementioned
section can be also used for similar modeling and analysis
of  the  D-LITFP.  The  PRB  model  is  shown  in  Fig. 3(b).
Under the action of a pure bending moment M,  LITFP 1
rotates    relative  to  LITFP  2,  and  LITFP  2  rotates 
relative  to  S.  Then,  the  rotation  angle  of  the  whole  D-
LITFP is  , and we have
 

θd = θ1+ θ2, (17)
 

M = K1θ1 = K2θ2, (18)
 

 
Fig. 3    Pseudo-rigid  body  model  of  the  double  leaf-type  isosceles-trapezoidal  flexural  pivot  (D-LITFP):  (a)  structure  design  of  the
D-LITFP and (b) equivalent pseudo-rigid body model of the D-LITFP.
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where  K1  and  K2  are  the  bending  stiffness  of  LITFPs
1 and 2, respectively.
From Eq. (18), we have

 

θ1

θ2
=

K2

K1
. (19)

According to Eq. (12), the stiffness of LITFPs 1 and 2
can be obtained:
 

K1 =
8EI1

(
H2

1 +H1hf1+h2
f1

)
cosφ1(

H1−hf1

)3 , (20)

 

K2 =
8EI2

(
H2

2 +H2hf2+h2
f2

)
cosφ2

(H2−hf2)
3 , (21)

where  Ii,  Hi  (i  =  1,2),  and  other  parameters  are
configuration parameters of LITFPs 1 and 2, respectively,
with the same meaning as above.
By combining Eqs. (17)–(19), we have

 

θd =

(
1+

K1

K2

)
θ1 =

K1+K2

K1K2
M. (22)

KdThen, the stiffness   of the D-LITFP is
 

Kd =
K1K2

K1+K2
. (23)

KVThus, the stiffness   of the VCM mechanism is
 

KV = 2Kd =
2K1K2

K1+K2
. (24)

σdmaxFor  the  maximum  stress    of  the  D-LITFP,  the
larger  value  of  the  maximum  stress  of  the  two  LITFPs
should be taken, that is,
 

σdmax =max {σ1max,σ2max} , (25)
σ1max σ2maxwhere    and    are  the  maximum  stress  values

corresponding  to  rotation  angles  of  LITFPs  1  and  2,
which can be obtained by Eq. (15), respectively.

θ1max θ2maxSimilarly,  the  maximum rotation angles   and 
of LITFPs 1 and 2 can be obtained by Eq. (16), if
 

θ1max >
K2

K1
θ2max. (26)

Sy

θdmax

The  maximum  stress  of  LITFP  2  is  the  first  to  reach
yield  strength  ( ).  In  this  case,  the  maximum  bending
angle   is
 

θdmax =
K1+K2

K1
θ2max =

K1+K2

K1

H2

Et2n2 (3n2−1)cosφ2

Sy.

(27)
Otherwise,

 

θdmax =
K1+K2

K2
θ1max =

K1+K2

K2

H1

Et1n1 (3n1−1)cosφ1

Sy.

(28)
That is,

 

θdmax =min
{

K1+K2

K1
θ2max,

K1+K2

K2
θ1max

}
, (29)

where ti and ni (i = 1, 2) are the same as those of t and n
above.
When  the  two  LITFP  components  of  D-LITFP  reach

the  maximum  rotation  angle,  the  following  equation
needs to be satisfied:
 

θ1max =
K2

K1
θ2max. (30)

That is,
 

K1H1

t1n1 (3n1−1)cosφ1

=
K2H2

t2n2 (3n2−1)cosφ2

. (31)

 2.4    Parameter determination

H1 = 55 mm φ1 =

b = 10 mm t = 1.0 mm

The stiffness  and rotation angle  of  the VCM mechanism
can  be  changed  by  optimizing  its  structural  parameters.
The  influence  of  each  parameter  change  on  the  overall
structural  performance  needs  to  be  verified  to  obtain  a
reasonable  rotational  stiffness  and  maximum  rotation
angle.  For  LITFP  1,  its  structural  parameters  are
preliminarily  set  as  , hf1 =  17 mm,   10°,

, and  . Figure 4 shows the change in
stiffness  K  with  the  structural  parameters  (width  b,
thickness t, height H, hf, and included angle φ of the leaf).
The  results  show  that,  when  other  parameters  remain

 

 
Fig. 4    Influence  of  each  parameter  change  on  the  stiffness:  (a)  change  in  stiffness K with  the  width b  and  thickness  t,  (b)  change  in
stiffness K with height H and hf, and (c) change in stiffness K with the included angle φ of the leaf.
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θmax ≈

K1 =

K2 = 6.88
θ1max = θ2max =

θdmax =

unchanged: (i) The stiffness K is proportional to b, t, and
hf and inversely proportional to H and φ; among them, the
influence  of  φ  and  b  on  stiffness  K  is  slight;  (ii)  the
stiffness K is inversely proportional to H/hf.  Therefore, a
certain  performance  index  (   15°)  is  used  as  the
guide  for  the  structure  design,  and  the  thickness  t  and
H/hf  are  mainly  considered,  while  the  parameters φ  and
width  b  are  supplemented  by  the  trial-and-error  method
for  parameter  selection.  Among  them,  the  parameter  φ
can be used to ensure that the bending angle of the VCM
mechanism is  not  limited by the  opening angle  of  its  V-
shape  structures.  Therefore,  the  structural  parameters  of
the  two LITFPs can be  determined as  shown in Table 1.
The  stiffness  values  of  the  two  LITFPs  are 
6.97  N·m/rad  and   N·m/rad,  and  the  maximum
strokes  are    7.11°  and    7.13°.  Furthermore,
the  composite  stiffness  and  the  maximum  stroke  of  the
designed  VCM  mechanism  are KV  =  6.92  N·m/rad  and

 14.2°, respectively, as shown in Table 2.

 

3    Kinematic analysis

In  this  chapter,  a  complete  kinematic  model  is  establi-
shed,  including  the  relationships  between  the  difference
in driving cables length and the bending configuration of
the  proposed  VCM  mechanism  (we  call  the  VCM

∆l (i) θ η

mechanism  a  half  joint,  which  can  be  simplified  as  a
single-axis  rotating  pivot),  single-joint,  and  single-
segment, as well as the relationship between the bending
configuration  of  each  segment  and  the  end  pose  of  the
whole  continuum robot.  The  process  is  shown  in Fig. 5.
In each section, the basic symbols  ,  , and   are used
to  represent  the  cable  length  difference,  bending  angle,
and bending direction,  respectively,  to make the formula
more concise. The specific symbols are shown in Table 3.

 3.1    Kinematic analysis of single joint

φ1 φ2

For  the  designed  continuum  robot,  each  joint  requires  2
degrees  of  freedom.  Considering  that  the  half  joint  only
has  1  degree  of  freedom,  every  two half  joints  can form
an independent functional joint. The combination mode is
shown  in  Fig. 6(a).  The  rotation  axes  of  the  two  half
joints  are  on  the  same  plane  and  perpendicular  to  each
other.  This  arrangement  means  that  the  phase  difference
of the rotation axis is 90°, which forms a joint similar to
the  Hooke  hinge  in  function.  Moreover,  the  rotation
angles  of  the  two  half  joints  are  set  as    and  ,
respectively (Fig. 6(b)).
Through  the  Denavit‒Hartenberg  parameter  method,

the  pose  transformation  matrix  can  be  obtained  from
Fig. 6(b).
 

2
0T =

1
0T

2
1T =


cosφ2 cosφ1 sinφ2 cosφ1 −sinφ1 0
cosφ2 sinφ1 sinφ2 sinφ1 cosφ1 0

sinφ2 −cosφ2 0 0
0 0 0 1

 ,
(32)

i
jTwhere    represents  the  coordinate  transformation  of

coordinate system {Oi} with respect to coordinate system
{Oj}.

φ1 φ2

θjoint ηjoint

As shown in Fig. 6(b), the relationship between rotation
angles (  and  )  of  two half  joints  and joint  configura-
tions (  and  ) is

  

Table 1    Characteristic parameters of the two LITFPs

Type t/mm b/mm H/mm hf/mm φ/(° ) K/(N·m·rad−1) θmax/(° )

LITFP 1 0.6 9 55 17 12 6.97 7.11

LITFP 2 0.6 9 46 14 34 6.88 7.13
 

  

Table 2    Characteristic parameters of the VCM mechanism

Type Length Diameter KV θdmax

VCM mechanism 66 mm 115 mm 6.92 N·m/rad 14.2°
 

 

 
Fig. 5    Mappings among driving space, configuration space, and task space.
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sinφ2 = sinθjoint cosηjoint,

sinθjoint sinηjoint = sinφ1 cosφ2,

cosθjoint = cosφ1 cosφ2.

(33)

According to Eq. (33), the mapping relationship is
 

φ1 = arctan(tanθjoint sinηjoint),
φ2 = arcsin(sinθjoint cosηjoint),
(φ1,φ2 ∈ [−14°, 14°]), (34)

 

θjoint = arccos(cosφ1 cosφ2),

ηjoint = arctan
sinφ1

tanφ2

,

(θjoint ∈ [−14°, 14°], ηjoint ∈ [0°, 360°]). (35)

φ Pi0

Figure 7(a) shows the relationship between cable length
difference  and rotation angle   of  half  joint.  Point    is

Pi

P′i
lsingle (i) =

∣∣∣Pi0P′i
∣∣∣

φ
φ

defined as the position of the cable in the lower plate, 
is  the  position  of  the  corresponding  cable  in  the  upper
plate, and   is the position of the cable in the upper plate
after  bending.  The  cable  length  .  The
assumption  is  that  each  driving  cable  is  parallel,  that  is,
the bending angle of each driving cable is  . The rotation
angle   can be expressed as
 

φ = arcsin
∆lsingle(i)

r sin
2π(i−1)

9

, (36)

where i indicates the number of cables, and r is the radius
of  the  circle  where  the  driving  cable  is  located.  Figure
7(b)  shows  the  distribution  location  and  number  of
driving cables.  The driving cable that passes through the

  

Table 3    Symbol description table
Symbol Description

lsingle (i) Driving cable length in half joint

∆lsingle (i) Difference in driving cable length in half joint

ljoint (i) Driving cable length in single joint

∆ljoint (i) Difference in driving cable length in single joint

lsegment (i) Driving cable length in a single segment

∆lsegment (i) Difference in driving cable length in a single segment

ltotal (i) Driving cable length of the whole continuum robot

∆ltotal (i) Difference in driving cable length of the whole continuum robot

φ Bending angle of the half joint

θjoint ηjoint,  Bending angle and bending direction of the single joint

θsegment ηsegment,  Bending angle and bending direction of the single segment

Tsegment Pose transformation matrix of the single segment

Ttotal End pose transformation matrix of the whole continuum robot
 

 

 
Fig. 6    Design of the flexural joint: (a) combination mode of half joint and (b) coordinate transformation of half joint.
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half  joint  rotating  shaft  is  set  as  No.  1,  and  then,  it  is
numbered counterclockwise.

θjoint ηjoint

∆ljoint(i)
φ1 φ2

When    and    are  known  (inverse  solution),  the
length  of  the  driving  cable  can  be  obtained  indirectly
from the bending angles of the two half joints. However,
the  bending  angles  of  the  two  half  joints  cannot  be
obtained  directly  from the  difference  in  the  cable  length
in the joint given that the distribution of the driving cable
length  in  the  two  half  joints  of  a  single  joint  cannot  be
controlled.  Therefore,  the  relationship  between  the
difference  in  the  cable  length    and  the  bending
angles ( ,  ) needs to be resolved.
When  the  driving  cable  of  group  i  is  driven,  the

following equations can be listed.

 



r sin
2(i−1)π

9
sinφ1

+r sin
(
2(i−1)π

9
− π

2

)
sinφ2 = ∆ljoint(i),

r sin
2(i+2)π

9
sinφ1

+r sin
(
2(i+2)π

9
− π

2

)
sinφ2 = ∆ljoint(i+3),

r sin
2(i+5)π

9
sinφ1

+r sin
(
2(i+5)π

9
− π

2

)
sinφ2 = ∆ljoint(i+6).

(37)

Any two of these equations are solved.

 

sinφ1 =

sin
(
2(i−1)π

9
− π

2

)
∆ljoint(i+3)− sin

(
2(i+2)π

9
− π

2

)
∆ljoint(i)

r sin
2(i+2)π

9
sin

(
2(i−1)π

9
− π

2

)
− r sin

2(i−1)π
9

sin
(
2(i+2)π

9
− π

2

) , (38)

 

sinφ2 =

sin
2(i+2)π

9
∆ljoint(i)− sin

2(i−1)π
9

∆ljoint(i+3)

r sin
2(i+2)π

9
sin

(
2(i−1)π

9
− π

2

)
− r sin

2(i−1)π
9

sin
(
2(i+2)π

9
− π

2

) . (39)

The  bending  angle  and  bending  direction  of  the  joint
can be deduced by Eq. (35).

 3.2    Kinematic analysis of continuum robot

For  the  kinematic  relationship  of  the  single-segment
robot,  the single-segment continuum robot is  assumed to
bend  uniformly  based  on  piecewise  constant  curvature
theory. Thus, the single-segment continuum robot can be
simplified  into  the  model  shown  in Fig. 8.  According  to

Rbend = lsingle

/
tan
θjoint

2

the bending properties  of  a  single segment,  the center  of
the lower and upper surface of each joint  is  on the same
arc,  and  the  center  of  the  arc  falls  on  the  bending  plane
and  the  lower  surface  of  the  first  joint,  with  a  radius  of

  (Fig. 8(a)). O  and A  have  2  degrees
of freedom.
First,  each  rotation  axis  is  determined.  Then,  it  is

defined  as  the  Z-axis.  Finally,  the  X-axis  is  determined
according  to  the  vertical  relationship.  According  to  the

 

 
Fig. 7    Half joint: (a) analytical model of cable length difference for half joint and (b) distribution, and a serial number of driving cables
(uniform distribution). Each segment is driven by three evenly distributed driving cables, of which Nos. 1, 4, and 7 driving cables are the
first group, Nos. 2, 5, and 8 driving cables are the second group, and Nos. 3, 6, and 9 driving cables are the third group.
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{XYZ}
−η

geometric  relationship  and  the  properties  of  the
continuum  robot,  the  coordinate  transformation  (point A
relative  to  point O)  of  the  end  poses  in  the  coordinate
system   can be calculated. The pose matrix of each
segment also needs to be adjusted by rotating   around
axis Z3, as shown in Fig. 8(b).
 

Tsegment =

[
4
0R 4

0 P
01×3 1

]

=

[
RZ (η) 0
01×3 1

]  RY (θ)
R (1− cosθ)

0
Rsinθ

01×3 1


[

RZ (−η) 0
01×3 1

]
,

(40)

Rbend θ
θsegment η ηsegment

4
0R 4

0 P
{O4} {O0}

where R is the bending radius  ,   is the bending angle
,  and    is  the bending direction angle   of  the

segment.    and    are  the  rotation  matrix  and
displacement vector from   to  , respectively. RY(θ)
represents  the  rotation  matrix  which  rotated  at  a  certain
angle θ around the Y-axis. RZ(η) means the same thing.

TtotalThen,  the  pose  matrix    of  the  whole  continuum
robot is
 

Ttotal =

n∏
i

Ti
segment. (41)

 

4    Performance validation

To validate the validity and accuracy of the PRB model,
finite element analysis (FEA) and experiments, including
the  validation  of  the  compressive  strength,  the  stiffness,
and  the  stroke  of  the  VCM  mechanism,  are  conducted.
Furthermore,  the  motion  performance  of  the  continuum
robot is tested.

 4.1    Finite element analysis

The  cables  can  only  provide  tension  in  practical
applications.  Thus,  the  joints  of  the  continuum robot  are

lsingle = 66 mm

in a state of compression, which places great demands on
their  strength  and  stability.  The  axial  compressive
strength of the VCM mechanism, which is determined by
its  yield  strength,  can  be  verified  by  FEA,  as  shown  in
Fig. 9.  Its  structural  parameters  are  consistent  with those
shown in Table 1. In the simulation, the lower surface of
the  VCM  mechanism  is  fixed,  and  a  uniform  force  of
1800 N perpendicular to the upper surface is applied. The
maximum  stress  received  by  the  leaf  is  450.58  MPa,
which is approximately equal to the yield strength of the
leaf  material:  aluminum  alloy  (Al  alloy,  yield  strength:
455 MPa), as shown in Fig. 9(a). The maximum stress of
the  VCM  mechanism  also  occurs  in  the  excessive
position between the leaf and the stand, which belongs to
the phenomenon of stress concentration and conforms to
the general law. Therefore, the overall axial compressive
capacity of the VCM mechanism is approximately 1800 N.
The  deformation  in  Fig. 9(b),  which  is  symmetrically
distributed on both sides of the rotation axis of the VCM
mechanism, is  mainly reflected on the upper surface and
the tensioned leaves.  The maximum axial  deformation is
0.94  mm,  which  appears  on  the  upper  surface  farthest
from  the  rotating  axis.  Thus,  the  axial  stiffness  is
approximately  1915  N/mm,  and  the  deformation  ratio  is
approximately 1.42% (the length  ).

φ2

On this basis, the stiffness K and stroke θ of the VCM
mechanism are verified by FEA. As shown in Figs. 10(a)
and 10(b), the stiffness calculation and simulation results
of  LITFPs  1  and  2  exhibit  great  consistency,  especially
LITFP 2, which is related to the included angle   of the
leaf  to  a  certain  extent.  Figure 10(c)  shows  the  relative
error of stiffness for LITFPs 1 and 2. First, the simulation
result  is  assumed  to  be  closer  to  the  real  value.  The
relative  error  ε  of  PRB  model  with  respect  to  FEA  is
defined as
 

ε =

∣∣∣rf− rp

∣∣∣
rf
, (42)

rf rpwhere    is  the  result  of  FEA,  and    is  the  calculation
result of the PRB model. The accuracy of the calculation

 

 
Fig. 8    Schematic of single-segment bending: (a) bending plane and (b) coordinate transformation.
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Fig. 9    Axial stiffness simulation of virtual-center of motion mechanism: (a) equivalent stress and (b) axial deformation.

 

 
Fig. 10    Finite element analysis (FEA): (a) FEA and pseudo-rigid body (PRB) values of stiffness for LITFP 1, (b) FEA and PRB values
of  stiffness  for  LITFP 2,  (c)  relative errors  of  stiffness  for  LITFPs 1 and 2,  (d)  FEA and PRB values of  maximum stress  for  LITFP 1,
(e) FEA and PRB values of maximum stress for LITFP 2, (f) relative errors of maximum stress for LITFPs 1 and 2, (g) FEA and PRB
values of stiffness for virtual-center of motion (VCM) mechanism, (h) FEA and PRB values of maximum stress for VCM mechanism, and
(i) relative errors of stiffness and maximum stress for VCM mechanism. LITFP: leaf-type isosceles-trapezoidal flexural pivot.
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result  is  acceptable  when  the  relative  error  is  less  than
10%.

θdmax

Figure 10(c)  shows  that,  when  the  rotation  angles  of
LITFPs  1  and  2  are  within  12.7°,  the  relative  errors  of
stiffness for the two LITFPs are less than 10%. Thus, the
calculated  values  of  stiffness  for  the  PRB  model  are
available. Then, the maximum stress values of LITFPs 1
and  2  at  corresponding  rotation  angles  are  compared,  as
shown  in  Figs. 10(d)–10(f).  The  results  show  that  the
relative errors of maximum stress for the two LITFPs are
also less than 10% when the rotation angles of LITFPs 1
and  2  are  within  12°.  Similarly,  the  stiffness  and
maximum stress of the VCM mechanism are verified,  as
shown in Figs. 10(g)–10(i). The relative errors of stiffness
and  the  maximum  stress  are  within  10%.  Thus,  the
maximum  stroke    =  14.2°  of  the  VCM  mechanism
can be reached. It demonstrates the accuracy and validity
of the PRB model of LITFP.

 4.2    Experimental validation

±0.2%
±0.02%

As shown in Fig. 11(a), the stiffness experimental device
of  the  VCM  mechanism  is  installed  on  the  vibration
isolation  platform.  The  device  is  mainly  composed  of  a
lead  screw  slide,  force  sensor  (YISIDA:  DS2-100N;
Accuracy:    Full  Scale),  displacement  sensor
(Keyence: LK-H050; Accuracy:   Full Scale), and
voltage  stabilized  power  supply.  Among  them,  the  lead
screw  slide  is  fixed  on  the  vibration  isolation  platform
and the hand wheel is installed above the slide. The force
sensor  is  fixed  on  the  lead  screw  slide  and  its
displacement  can be  applied  by rotating the  hand wheel.
The  laser  displacement  sensor  is  used  to  monitor  the
moving  distance  for  measuring  the  displacement  of  the
lead screw slide more accurately.
The  experimental  object  is  the  VCM  mechanism

processed  by  3D  printing  (material:  polylactic  acid
(PLA)),  as  shown  in Fig. 11(b).  To  demonstrate  that  the
3D  printed  sample  can  be  used  for  experimental
validation  instead  of  the  designed  VCM  mechanism
(material:  Al  alloy),  two  conditions  need  to  be  satisfied:

(i) The range of motion (maximum bending angle) of the
3D printed sample is not smaller than that of the Al alloy
sample;  (ii)  the  PRB  model  is  also  applicable  to  the
stiffness  modeling  analysis  of  the  3D printed  sample.  In
the  abovementioned  conditions,  condition  (i)  is  used  to
verify  that  the  configuration  can  reach  the  designed
maximum bending angle without the leaves being pulled
off.  Without  considering  the  limitation  of  V-shape
structures,  the  data  in  Table 4  show  that  the  VCM
mechanism made of PLA can reach a maximum bending
angle  of  29.6°.  Furthermore,  the  maximum  bending
angles  of  the  two  LITFPs  are  14.79°  and  14.83°,
respectively.  These  angles  are  larger  than  those  of  the
VCM mechanism made of Al alloy. Condition (ii) and the
VCM  mechanism’s  configuration  together  ensure  the
accuracy of the motion of the mechanism.
The thickness of the printed leaf is selected as  t = 1.0,

1.2,  and  1.4  mm  due  to  the  limitation  of  processing
technology. The stiffness of the experimental samples can
be calculated as
 

K =
Fr

arctan
∆l
r

, (43)

∆l
where r  is  the  vertical  distance  between  the  force F  and
the rotating axis,  and    is  the displacement of the force
sensor.

∆lAt least five sets of F values and   values are taken for
each  experiment,  and  the  average  value  of  the
experiments  is  taken  as  the  measured  stiffness  of  the
VCM mechanism,  as  shown in Fig. 12.  The  trend  of  the
experimental  stiffness  of  the  samples  is  consistent  with
that of the calculated stiffness of the PRB model, and the
difference  is  stable  within  a  certain  range.  The  reason is
that  a  certain  difference  exists  between  the  elastic
modulus  of  different  types  of  PLA  materials  and  the
standard value.  It  also shows that  the stiffness of  the 3D
printed  sample  can  also  be  analyzed  by  the  PRB model.
Therefore,  the  3D  printed  sample  can  be  used  as  a
substitute for the experimental validation from the results
in Table 4 and Fig. 12.

 

 
Fig. 11    Stiffness experiment of virtual-center of motion mechanism: (a) experimental device and (b) experimental scene.
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 4.3    Kinematic performance

The workspace of the continuum robot is a vital criterion
for evaluating its property. The previous section indicates
that  the  bending  range  of  each  VCM  mechanism  is
±14.2°.  The  assumption  is  that  the  continuum  robot  has
three  segments,  each  consisting  of  three  flexible  joints

[0, 2π]

(six VCM mechanisms). Therefore, the range of bending
angle  of  the  single  segment  can  be  set  to  ±42°,  and  the
range  of  the  bending  direction  of  the  single  segment  is

. Figure 13 shows the several different workspaces
of  the  continuum  robot  (single-segment,  two-segment,
and three-segment) according to Eq. (41).

θ η

θ = 0 η = 0

φX

φY

The  instrument  (DXL  digital  angle  ruler)  is  used  to
measure  the  pose  (   and  )  during  motion  for  further
evaluating  the  motion  performance  of  the  continuum
robot.  First,  the  DXL  digital  angle  ruler  is  fixed  on  the
end  plane  of  the  continuum  robot.  In  the  initial  state
( ,  ,  Fig. 14(a)),  the  horizontal  installation
direction  of  the  DXL  digital  angle  ruler  is  set  to  the X-
axis and the axis direction of the continuum robot is set to
the Y-axis. Then, the motion pose of the continuum robot
can be calculated by measuring the dual-axis tilt angle (
and  ) at each position.
  

θ = arcsin
√

sin2φX + sin2φY ,

η = arctan
sinφX

sinφY

.
(44)

The  prototype  of  the  continuum  robot  is  shown  in
Fig. 14(a).  It  has  three  segments,  and  each  segment  is
composed  of  two  flexural  joints,  that  is,  four  VCM
mechanisms.  Therefore,  the  maximum  bending  angle  of
the  whole  continuum  robot  is  approximately  84°,  as
shown  in  Fig. 14(b).  The  continuous  robot  can  also
perform  S-shape  bending  (Fig. 14(c)).  The  continuum
robot is controlled to complete a uniform circular motion
shown  in  Fig. 14(d).  In  this  process,  the  preset  bending
direction  and  bending  angle  can  be  used  as  the  input
values  by  the  control  system,  and  several  positions  are
selected  to  compare  the  input  values  with  the  actual
values  (measured  values).  The  selected  positions  are
shown in Table 5.

  

Table 4    Comparison of the performance of the VCM mechanism for
two different materials.

Type Material E/GPa Sy/MPa K/(N·m·rad−1) θmax/(° )

LITFP 1 Al alloy 71 455 6.97 7.11

PLA 3 40 0.29 14.79

LITFP 2 Al alloy 71 455 6.88 7.13

PLA 3 40 0.29 14.83

VCM Al alloy 71 455 6.92 14.20

PLA 3 40 0.29 29.60
 

 

 
Fig. 12    Trend  of  experimental  stiffness  and  theoretical
calculation stiffness of samples (t = 1.0, 1.2, and 1.4 mm).

 

 
Fig. 13    Workspaces of the continuum robot.

12 Front. Mech. Eng. 2023, 18(2): 23



The  results  in  Fig. 15  show  that  the  repeatable
positioning  accuracies  of  the  bending  angle  of  the
continuum  robot  are  approximately  ±0.11°  (η  =  0°),
±0.53°  (η  =  30°),  ±0.36°  (η  =  60°),  ±0.67°  (η  =  90°),
±0.73°  (η  =  120°),  ±0.43°  (η  =  150°),  and  ±0.05°  (η  =
180°)  for  the  respective  bending  direction  angles  (Fig.
15(a)).  The maximum repeatable positioning accuracy of
the  continuum  robot  is  ±0.73°  for  the  same  bending
direction angle. However, for the whole bending direction
angle (θ = 0°−180°), the maximum repeatable positioning
accuracy of the continuum robot can still reach ±1.47° at
the  bending  angle,  and  the  maximum  deviation  of  the
bending  angle  is  approximately  1.5°  (Fig. 15(c)).  The
repeatable positioning accuracies  of  the continuum robot

at  the  bending  direction  angle  are  approximately  ±2.12°
(η = 0°), ±0.70° (η = 30°), ±0.50° (η = 60°), ±1.82° (η =
90°),  ±2.46°  (η  =  120°),  ±0.71°  (η  =  150°),  and  ±1.74°
(η  =  180°)  at  a  bending  angle  of  30°  (Fig. 15(b)).
Therefore, the maximum repeatable positioning accuracy
of  the  bending  direction  is  ±2.46°,  and  the  maximum
deviation is approximately 3.81° (Fig. 15(d)). The results
show  that  the  repeatable  positioning  accuracy  of  the
continuum  robot  is  acceptable.  The  experimental  error
mainly  comes  from  the  assumption  in  Section  3.2:  The
single-segment  continuum  robot  bends  uniformly  which
ignores  the  self-weight  and  payload  of  the  continuum
robot.  When the load is ignored, the bending stiffness of
the  joint  needs  to  offset  the  influence  of  the  bending
moment  caused  by  its  weight  to  achieve  the  uniform
bending  of  the  continuum robot.  Therefore,  the  stiffness
of  each  VCM  mechanism  constituting  the  continuum
robot  can  be  considered  to  increase  sequentially,  rather
than  equally,  to  offset  the  effect  of  self-weight  in
subsequent studies.

 

5    Discussion

The  V-shape  structures  are  unavoidable  for  the  VCM
mechanism, but they do not limit the bending angle of the

 

 

0◦ −180◦
Fig. 14    Motion performance of the continuum robot: (a) prototype and control system of continuum robot, (b) C-shape, (c) S-shape, and
(d) uniform circular motion ( ).

  

Table 5    Repeatable positioning accuracy experiment arrangement

Number Bending angle, θ/(° ) Bending direction, η/(° )

0 30 0

1 30 30

2 30 60

3 30 90

4 30 120

5 30 150

6 30 180
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mechanism.  First,  when  LITFPs  receive  pressure,  they
can  be  divided  into  two  types  depending  on  the  state  of
the  leaf:  compressed  leaf-type  isosceles-trapezoidal
flexural  pivots  (CLITFPs)  and  tensioned  leaf-type
isosceles-trapezoidal  flexural  pivots  (TLITFPs).  The
CLITFP  is  easily  destabilized  when  under  pressure  and
cannot withstand large axial pressure due to the structural
characteristics of the leaf itself. By comparison, the axial
pressure  resistance  of  the  TLITFP  has  a  greater
advantage,  but  it  also  determines  its  structural
characteristics (V-shape structure): Its bending angle will
be  limited  to  a  certain  extent  by  its  structure.  However,
according  to  the  conclusions  mentioned  in  Section  2.4,
the parameter φ, which has a small effect on the stiffness
of  the  VCM mechanism,  can  be  used  to  ensure  that  the
bending  angle  of  the  VCM mechanism is  not  limited  by
the  opening  angle  of  its  V-shape  structures  as  much  as
possible.  Second,  the  V-shape  structure  is  composed  of
two  parts:  the  ME  and  IE.  The  IE  (with  minimal
deformation)  can  be  considered  a  rigid  element.  These
rigid elements can also provide a limiting and protective
effect when the VCM mechanism is bent to its maximum
bending  angle.  This  condition  prevents  the  VCM
mechanism  from  continuing  to  bend  to  the  point  where
the  leaves  are  pulled  off.  Overall,  the  advantages  of  the

V-shape  construction  outweigh  the  disadvantages  when
the extreme bending angle of the structure is not required.
Meanwhile,  the  complexity  of  the  structure  and  its

miniaturization  is  a  major  conflict  in  structural  design.
The  VCM  mechanism  designed  is  formed  using  D-
LITFPs, which limit its miniaturization to some extent. In
subsequent  studies,  the  miniaturized  design  of  the  VCM
mechanism  will  be  the  focus  of  our  research,  and  a
miniaturized VCM mechanism with a diameter of 40 mm
will  be  proven  feasible.  A  continuum  robot  of  this  size
should be adequate for applications in the most complex,
constrained  scenarios  (other  than  minimally  invasive
surgery),  such  as  the  maintenance  of  aerospace,  space,
and nuclear power plants.

 

6    Conclusions

A  continuum  robot  based  on  the  VCM  mechanism  is
designed  in  this  study.  The  robot  takes  the  VCM
mechanism  as  the  flexural  joint  and  integrates  the
advantages of the VCM mechanism into the joint design.
In this way, the flexural joint can be processed integrally
to be free from assembly and has a fixed axis of rotation.
This  design  simplifies  the  kinematics  modeling  of  the

 

 
Fig. 15    Repeatable  positioning  accuracy  experiment:  repeatable  positioning  accuracy  of  (a)  bending  angle  and  (b)  bending  direction;
deviation angle of (c) bending angle and (d) bending direction.
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continuum  robot.  It  also  has  a  considerable  stiffness  to
ensure  the  uniformity  of  bending  deformation.  The  D-
LITFP  which  can  rotate  at  a  larger  stroke  is  adopted  as
the  main  configuration  of  the  VCM mechanism,  and  its
main principle is to connect LITFPs in series in the same
direction to increase its rotation angle and then in parallel
to increase its stiffness.
In  the  whole  continuum  robot,  every  two  VCM

mechanisms  (diameter:  115  mm,  length:  66  mm)  can
form a  flexural  joint  with  2  degrees  of  freedom and one
fixed rotation axis.  The length of the whole robot is  792
mm,  which  is  composed  of  3  segments  and  12  VCM
mechanisms in series (each segment has 2 flexural joints),
and  its  length–diameter  ratio  is  approximately  7.
Moreover,  the  length–diameter  ratio  can  be  changed  by
the  number  of  VCM  mechanisms  in  series.  In  the
performance  analysis  of  the  VCM  mechanism  and
continuum  robot,  the  axial  compressive  stiffness  of  the
VCM  mechanism  is  approximately  1915  N/mm,  which
can  bear  the  pressure  of  at  least  1800  N.  The  maximum
stroke  (bending  angle)  of  the  flexural  joint  can  reach
14.2°,  and  the  composite  stiffness  is  approximately  6.92
N·m/rad.  The  repeatable  positioning  accuracies  of  the
continuum  robot  are  approximately  ±1.47°  (bending
angle)  and ±2.46°  (bending direction).  In  the  later  stage,
the  stiffness  of  each  joint  within  the  segment  should  be
different  to  balance  the  influence  of  weight  and  load  on
the  whole  stiffness  for  realizing  the  uniform  bending  of
the continuum robot.

 

Nomenclature

Abbreviations

Al alloy Aluminum alloy

CLITFP Compressed leaf-type isosceles-trapezoidal flexural pivot

D-LITFP Double leaf-type isosceles-trapezoidal flexural pivot

FEA Finite element analysis

ICR Instantaneous center of rotation

IE Intermediate element

LITFP Leaf-type isosceles-trapezoidal flexural pivot

ME Movement element

PLA Polylactic acid

PRB Pseudo-rigid body

S Stand

TLITFP Tensioned leaf-type isosceles-trapezoidal flexural pivot

VCM Virtual-center of motion

Variables

a1, a2 X-coordinate of the end points B and C of link BC

b Width of the leaf

CC′, DD′ Displacements of points C and D, respectively

E Elastic modulus

I, Ii Moments of inertia of the leaf and LITFP i, respectively

F Force

FCx FCy,  Component  forces  at  point  C  on  the  X-  and  Y-axis,

respectively

FDx FDy,  Component  forces  at  point  D  on  the  X-  and  Y-axis,

respectively

FNC FND,  Axial  forces  applied  to  link  DC  on  points  C  and  D,

respectively

FRC, FRD Radial forces exerted by link BC and AD on points C and D of

link DC, respectively

hf Height of the lower plane of LITFP from the ICR

hfi Height of the lower plane of LITFP i from the ICR, i = 1, 2

H Height of the upper plane of LITFP from the ICR

Hi Height of the upper plane of LITFP i from the ICR, i = 1, 2

K Bending stiffness of LITFP

KBC, KAD Bending stiffness of links BC and AD, respectively

Kd Bending stiffness of the D-LITFP

Ki Bending stiffness of the LITFP i, i = 1, 2

KV Bending stiffness of the VCM mechanism

ljoint (i) Driving cable length in single joint

lr A′D B′CLength of the rigid links   and 

lsegment (i) Driving cable length in a single segment

lsingle (i) Driving cable length in half joint

ltotal (i) Driving cable length of the whole continuum robot

M A pure bending moment

Mmax Maximum bending moment which LITFP can bear

n Position coefficient of ICR

ni Position coefficient of the ICR of the LITFP i

r Radius of the circle where the driving cable is located
rf Result of FEA
rp Calculation result of the PRB model

R Bending radius

Rbend Bending radius of the segment

RY Rotation matrix around the Y-axis

RZ Rotation matrix around the Z-axis

4
0R 4

0 P,  {O4} {O0}Rotation  matrix  and  displacement  vector  from    to  ,

respectively

Sy Tensile yield strength

t Thickness of the leaf

ti Thickness of the leaf of LITFP i

Tsegment Pose transformation matrix of the single segment

Ttotal End pose transformation matrix of the whole continuum robot

1
0T {O1} {O0}Coordinate transformation matrix from   to 

2
0T {O2} {O0}Coordinate transformation matrix from   to 
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2
1T {O2} {O1}Coordinate transformation matrix from   to 

α1 α2,  Bending  angles  of  link  BC  and  AD  under  the  action  of

bending moment M
σ1max σ2max,  Maximum  stress  values  corresponding  to  rotation  angles  of

LITFPs 1 and 2, respectively
σdmax, σmax Maximum stress of the D-LITFP and LITFP, respectively
φ Bending angle of the half joint
φi Half of the angle between the two leaves of the LITFP i, i = 1, 2
φX φY,  X- and Y-axis tilt angles, respectively

θ Rotation angle (stroke) of the VCM mechanism

θd Rotation angle of the whole D-LITFP

θdmax Maximum bending angle of the whole D-LITFP

θi, θimax (Maximum) Bending angle of the LITFP i, i = 1, 2

θjoint θsegment,  Bending  angles  of  the  single  joint  and  single  segment,

respectively

θmax Maximum bending angle of the LITFP
η Bending direction
ηjoint ηsegment,  Bending  directions  of  the  single  joint  and  single  segment,

respectively
ε Relative error of PRB model with respect to FEA

∆l Displacement of the force sensor

∆l (i) Cable length difference

∆ljoint (i) Difference in driving cable length in a single joint

∆lsegment (i) Difference in driving cable length in a single segment

∆lsingle (i) Difference in driving cable length in half joint

∆ltotal (i) Difference  in  driving  cable  length  of  the  whole  continuum

robot
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