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ABSTRACT

Geometric Approach for Modulation of Three-Leg In-
verters Driving Symmetrical and Asymmetrical Two-
Phase Induction Machines
This paper presents a geometric approach for PWM
modulation of three-leg inverters driving two-phase induc-
tion machines (TPIM). The main contribution of proposed
scheme is the low computational effort to obtain symmetri-
cal and asymmetrical line voltages suitable to fed two-phase
induction machines. It is demonstrated that the amplitudes
of line voltages can to vary from zero until 0.707 pu of DC-
link for symmetrical output, while one of the voltages can
overcome 0.707 pu of DC-link voltage in the asymmetrical
case. The results obtained with the proposed modulation
technique are similar to those obtained with space vector
modulation, however, the implementation of the proposed
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modulation technique is much more simpler than the imple-
mentation of space vector modulation. Experimental results
that validate the theoretical analysis are presented and they
demonstrate the good performance and simplicity of the pro-
posed modulation method.

KEYWORDS: Three-leg voltage source inverter, Two-phase
induction machine, PWM modulation.

RESUMO

Este trabalho apresenta uma abordagem geométrica para mo-
dulação PWM de inversores a três braços acionando máqui-
nas de indução bifásicas. A principal característica do es-
quema proposto é o número reduzido de cálculos numéricos
na modulação de tensões equilibradas e desequilibradas. Na
modulação de tensões equilibradas é demonstrado que as am-
plitudes de linha das mesmas podem variar de zero até 0,707
pu da tensão do barramento CC, enquanto que na modula-
ção de tensões de linha desequilibradas a amplitude da uma
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destas pode ultrapassar o valor de 0,707 pu do barramento
CC. Os resultados obtidos com a técnica proposta são se-
melhantes aos resultados obtidos com modulação space vec-
tor, porém, a implementação da técnica geométrica proposta
neste trabalho é realizada com menor esforço computacional
comparado a modulação space vector. Resultados experi-
mentais são apresentados para validação da análise teórica, e
estes confirmam o bom desempenho do método de modula-
ção proposto.

PALAVRAS-CHAVE: Inversor de tensão de três braços, Má-
quina de indução bifásica, Modulação PWM.

1 INTRODUÇÃO

As máquinas de indução bifásicas simétricas e assimétricas
(TPIM) são largamente utilizadas em aplicações de baixa po-
tência, principalmente residenciais e comerciais. Essas má-
quinas normalmente são conectadas diretamente à rede de
alimentação e operam em velocidade constante. Entretanto,
operando dessa maneira e ainda sob certas condições de
carga essas máquinas apresentam desvantagens como baixo
rendimento, baixo fator de potência e pulsações de torque.
Tais características têm levado muitos pesquisadores a de-
senvolver trabalhos relacionados a motores de melhor efi-
ciência como: brushless DC (motores CC sem escovas) ou
motor síncrono a ímã permanente. Porém, quando se consi-
dera o volume instalado e a indústria de base já consolidada,
verifica-se que pesquisas relacionadas à máquinas bifásicas
ainda são bem recebidas pela indústria e meio acadêmico
(Blaabjerg et al., 2004; Jang, 2007).

Usualmente os equipamentos que fazem uso de máquinas de
indução bifásicas são os sistemas de refrigeração, máquinas
de lavar e ferramentas. Estes apresentam um consumo de
energia individual que pode ser considerado baixo, no en-
tanto o montante de todas aplicações consome uma parcela
considerável da energia elétrica produzida no mundo (Wells
et al., 2004). Como resultado disso várias pesquisas recen-
tes têm apresentado sistemas de acionamento em velocidade
variável aplicados a motores bifásicos. Enquanto alguns
pesquisadores têm focado seus esforços no desenvolvimento
de hardwares e drives para tais acionamentos (Chomat and
Lipo, 2003; Donlon et al., 2002; dos Santos et al., 2010),
outros pesquisadores têm desenvolvido e apresentado téc-
nicas de controle de alto desempenho, controle vetorial e
controle sensorless aplicados a máquinas bifásicas (Corrêa
et al., 2000; Vaez-Zadeh and Reicy, 2005; de F. Campos
et al., 2007; Vieira et al., 2009; Jemli et al., 2009; Zahedi and
Vaez-Zadeh, 2009; Amin et al., 2009; Guerreiro et al., 2010).

Além do esforço realizado no desenvolvimento de leis de
controle, muitos pesquisadores têm investigado técnicas para
otimizar o método de modulação PWM usada no aciona-

mento destas máquinas (Holmes and Kotsopoulos, 1993;
Jang and Yoon, 2003; Jabbar et al., 2004; Charumit and Kin-
nares, 2009). Em Holmes e Kotsopoulos (1993), os autores
desenvolvem uma técnica de modulação PWM de fácil im-
plementação, que pode atuar em toda faixa da região linear
do inversor modulando tensões médias que podem ter ampli-
tude de 0,707 pu da tensão do barramento CC. Esta técnica é
análoga a injeção da terceira harmônica para o caso de acio-
namentos de cargas trifásicas.

Por outro lado, o conceito de modulação vetorial e a sua
aplicação digital são bem conhecidos em sistemas trifási-
cos acionando cargas trifásicas (Holmes and Lipo, 2003; Pi-
nheiro et al., 2005). Porém, quando se considera o aciona-
mento de cargas bifásicas, principalmente bifásicas assimé-
tricas, o tanto a modulação e controle ainda não foram am-
plamente explorados (Charumit and Kinnares, 2009). Em
(Jang and Yoon, 2003; Kinnares and Charumit, 2009; Jab-
bar et al., 2004; Martins et al., 2006) os autores desenvolvem
técnicas de modulação baseadas na abordagem space vector
aplicadas a conversores de dois e três braços. Entretanto,
técnicas que utilizam modulação vetorial apresentam peso
computacional maior, consequentemente o grande número
de multiplicações e somas pode inviabilizar a implementa-
ção digital em sistemas microcontrolados de custo reduzido,
e com baixa capacidade de realização de cálculos numéricos.

A abordagem geométrica para modulação de conversores
PWM foi desenvolvida em (Ryan et al., 1999). No traba-
lho é estabelecida uma transformação linear que relaciona o
espaço das tensões de saída do conversor com dimensão 2
com o espaço das tensões das fases com dimensão 3. Para
definir uma relação única entre estes espaços é utilizada uma
variável adicional, que pode ser sintetizada como a tensão de
modo comum do conversor, ou como a tensão que representa
a injeção da harmônica múltipla de três.

Neste trabalho é proposto um método geométrico aplicado
na modulação de conversores trifásicos de três braços aci-
onando cargas bifásicas simétricas e assimétricas, o qual
complementa o trabalho apresentado previamente (Vieira
et al., 2010). O método de modulação apresentado pode ser
aplicado no acionamento de cargas equilibradas e desequili-
bradas. Na modulação de tensões bifásicas equilibradas as
amplitudes das tensões de linha podem atingir 0,707 pu do
barramento CC, enquanto na modulação de tensões desequi-
libradas umas das tensões de linha pode ultrapassar 0,707
pu do barramento CC. O trabalho é organizado como segue,
na Seção 2 é apresentada a descrição da técnica de modula-
ção proposta e operação com tensões equilibradas, já a Se-
ção 3 mostra operação com tensões assimétricas. A Seção
4 apresenta resultados experimentais obtidos com a técnica,
por fim, a Seção 5 traz os principais pontos abordados no
trabalho.
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2 DESCRIÇÃO DA TÉCNICA DE MODU-
LAÇÃO PROPOSTA

A estratégia de modulação proposta neste trabalho é baseada
no uso de um inversor trifásico de três braços, mostrado na
Figura 1. A partir da Figura 1 pode-se definir as tensões nos
pontos a, b, e c do conversor, relacionadas com um ponto de
conexão comum g, onde as tensões dos braços aplicadas aos
interruptores S4, S5 e S6 podem ser definidas como: Vag ,
Vbg e Vcg. As tensões de linha, ou as tensões aplicadas à
carga bifásica podem ser relacionadas na forma matricial de
acordo com (1).

TPIM

a
b

c

g

Vag Vbg Vcg

Vdc

Vab

Vcb

S1 S2 S3

S6S5S4

Figura 1: Inversor de três braços no acionamento de uma
máquina de indução bifásica.

[

Vab

Vcb

]

=

[

1 −1 0
0 −1 1

]





Vag

Vbg

Vcg



 (1)

A equação (1) relaciona as tensões dos braços do conversor
no espaço das tensões de saída. Para garantir que a ma-
triz de transformação apresentada em (1) seja não-singular,
aqui faz-se a definição de uma variável chamada de tensão de
modo comum V ∗

0
, a qual é inserida como uma última linha

da matriz de transformação de (1). Neste caso V ∗
0

representa
a soma das tensões nos braços do conversor, sendo mostrada
em (2).

V ∗
0

= Vag + Vbg + Vcg (2)

A partir de (2) é possível reescrever (1), como,





Vab

Vcb

V ∗
0



 =





1 −1 0
0 −1 1
1 1 1









Vag

Vbg

Vcg



 (3)

Se a matriz de transformação é não-singular, (3) pode ser
reescrita na forma





Vag

Vbg

Vcg



 =
1

3





2 −1 1
−1 −1 1
−1 2 1









Vab

Vcb

V ∗
0



 (4)

Com isso é possível definir as tensões dos braços do conver-
sor relacionadas com as tensões de linha aplicadas aos termi-
nais da máquina e a tensão de modo comum V ∗

0
. Logo,

Vag =
1

3
(2Vab − Vcb + V ∗

0
)

Vbg =
1

3
(−Vab − Vcb + V ∗

0
)

Vcg =
1

3
(−Vab + 2Vcb + V ∗

0
)

(5)

Normalizando a tensão do barramento CC do conversor de
três braços em 1 pu, os limites que podem ser modulados das
tensões de fase para que o inversor opere na região linear, são
dados por (6).

0 ≤ Vag ≤ 1
0 ≤ Vbg ≤ 1
0 ≤ Vcg ≤ 1

(6)

A partir de (5) e (6) é possível definir os limites da tensão V ∗
0

em função das tensões de linha desejadas Vab e Vcb. Logo, as
seguintes desigualdades podem ser escritas,

i) V ∗
0
≥ −2Vab + Vcb

ii) V ∗
0
≥ Vab + Vcb

iii) V ∗
0
≥ Vab − 2Vcb

iv) V ∗
0
− 3 ≤ −2Vab + Vcb

v) V ∗
0
− 3 ≤ Vab + Vcb

vi) V ∗
0
− 3 ≤ Vab − 2Vcb

(7)

A partir das desigualdades apresentadas em (7), com o in-
tuito de simplificar a obtenção da tensão V ∗

0
são definidas as

seguintes funções:

r1 = −2Vab + Vcb

r2 = Vab + Vcb

r3 = Vab − 2Vcb

(8)

Assim, para que sejam respeitadas as desigualdades estabe-
lecidas em (7), a tensão V ∗

0
deverá estar compreendida entre,

max{r1, r2, r3} ≤ V ∗
0
≤ 3 + min{r1, r2, r3} (9)
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A partir de (9) é possível verificar que existem infinitas so-
luções para a definição da tensão V ∗

0
, desde que a mesma

satisfaça (9). Uma das soluções possíveis é igualar o valor
de V ∗

0
ao valor superior ou inferior do limite apresentado na

equação. Neste caso, é possível reduzir o número de comuta-
ções. Neste trabalho o valor de V ∗

0
é definido como a média

aritmética dos valores máximos e mínimos, ou seja conforme
apresentado em (10). Essa definição foi realizada com o in-
tuído de que o valor de V ∗

0
seja calculado de maneira simples

e ainda se tenha uniformidade no número de comutações en-
tre cada meio ciclo das tensões dos braços.

V ∗
0

=
max{r1, r2, r3} + (3 + min{r1, r2, r3})

2
(10)

A Figura 2 mostra os valores máximos e mínimos para a ten-
são V ∗

0
durante a operação na região linear do conversor.

No exemplo ilustrado pela Figura 2, as amplitudes das ten-
sões máximas de saída do conversor para uma carga equili-
brada são definidas 0,68 pu do valor do barramento CC. Este
valor foi escolhido para melhor visualização dos limites de
V ∗

0
, porém a máxima amplitude possível das tensões de li-

nha é 0,707 pu do barramento CC. As tensões de linha estão
defasadas em 90◦ e têm frequência de 60 Hz.
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Figura 2: Valores máximos e mínimos de V
∗

0 .

As amplitudes máximas das tensões de linha moduladas pelo
conversor podem ser obtidas a partir do ponto onde o valor
da tensão V ∗

0
é igual ao valor max{r1, r2, r3}, e também

quando V ∗
0

é igual a (3 + min{r1, r2, r3}), como pode ser
verificado na Figura 2. Neste ponto as amplitudes máximas

das tensões de linha equilibradas aplicadas a carga são 0,707
pu do barramento CC.

De forma análoga, a partir da representação do espaço das
tensões de saída do conversor é possível a obtenção das am-
plitudes máximas das tensões de linha. Para tanto, assume-se
que os estados de condução dos interruptores S4, S5 e S6,
bem como as tensões de linha produzidas pelo conversor são
representados na Tabela 1.

Tabela 1: Estado dos interruptores e tensões de saída cor-
respondentes.

S4 S5 S6 Vab Vcb

0 0 0 0 0 v0

1 0 0 0 1 v1

1 0 1 1 1 v2

0 0 1 0 1 v3

0 1 1 -1 0 v4

0 1 0 -1 -1 v5

1 1 0 0 -1 v6

1 1 1 0 0 v7

Como consequência, é possível obter a trajetória das tensões
de linha produzidas no conversor, bem como os planos limi-
tes destas tensões, mostrados na Figura 3. Com base na Fi-
gura 3 são obtidas as relações trigonométricas que mostram
que as amplitudes máximas das tensões de linha devem ser
0,707, ou 1/

√
2 para que o círculo que representa a trajetória

das tensões fique circunscrito ao hexágono irregular que re-
presenta os planos limites do conversor mostrados na Figura
3.

Vab

V bc

1(100)

2(101)
3(001)

4(011)

5(010) 6(110)

V7(111)
V0(000)

u

uu

uu

u
V bc

Vab

Figura 3: Espaço das tensões no plano das tensões de saída.

A Figura 4 mostra as tensões de referência Vag , Vbg , e Vcg

dos braços do conversor para obtenção das tensões de linha
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equilibradas com amplitudes de saída Vab e Vcb definidas em
0,68 pu do barramento CC, e freqüências em 60 Hz. A Figura
5 mostra as tensões de saída sintetizadas pelo conversor.
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Figura 4: Tensões Vag, Vbg, Vcg nos braços do conversor.

Como sugerido neste trabalho, outra solução possível para
determinação de V ∗

0
é igualar o mesmo ao valor superior ou

inferior do limite apresentado em (9). Neste caso, é possível
reduzir o número de comutações. Para exemplificar isto, a
Figura 6 mostra as tensões Vag , Vbg e Vcg quando o valor de
V ∗

0
é definido como o mínimo de 3 + (r1, r2 e r3), enquanto

a Figura 7 mostra as tensões nos braços do conversor para
V ∗

0
igual ao máximo de (r1, r2 e r3).
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Figura 5: Tensões de linha equilibradas aplicadas a carga
bifásica.
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Figura 6: Vag, Vbg e Vcg para V
∗

0 igual ao mínimo de 3 + (r1,
r2 e r3)

É possível observar a partir da Figura 6 e da Figura 7 que
durante os intervalos de tempo em que a tensão permanece
com valor mínimo ou máximo o interruptor não deve comu-
tar, consequentemente reduz-se o número de comutações no
inversor. As tensões nos braços do conversor para estes casos
produzem tensões de linha como ilustrado na Figura 5.

Com o objetivo de estabelecer um critério de comparação
em função da escolha de V ∗

0
, dois parâmetros são analisa-

dos neste trabalho. O primeiro índice é o fator de distorção
de primeira ordem, DF1, que é um índice de desempenho
proporcional à taxa de distorção harmônica das correntes de
saída do inversor quando se utiliza um filtro de primeira or-
dem (Enjeti et al., 1990),

DF1 = 100

√

√

√

√

∞
∑

n=2

(

Vn

n

)2

(11)

onde Vn é a tensão de linha de saída do conversor e n é a
ordem da harmônica.

A Figura 8 mostra a comparação do índice DF1 para duas
escolhas de V ∗

0
, uma dada por (10) e outra escolhendo V ∗

0
=

Máximos, em relação ao índice de modulação. A escolha
de V ∗

0
= Mı́nimos tem comportamento idêntico a escolha

de V ∗
0

= Máximos.
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Figura 7: Vag, Vbg e Vcg para V
∗

0 igual ao máximo de (r1, r2

e r3)

O segundo parâmetro analisado é o número de comutações
com relação ao índice de modulação, a Figura 9 mostra
esta comparação considerando as comutações de S1 e que
a frequência de comutação do conversor seja de 5 KHz.

Com base nas equações (1) - (10) é possível verificar a re-
alização de poucos cálculos numéricos para implementação
da estratégia de modulação proposta, sendo estes, multiplica-
ções ou somas. Se comparado a uma estratégia de modulação
space vector, como a apresentada em (Kinnares and Charu-
mit, 2009), para determinação dos tempos de comutação das
chaves em cada setor do espaço das tensões são necessários
vários cálculos de senos, além de multiplicações e somas.
Com base na Tabela III apresentada em (Kinnares and Charu-
mit, 2009) é possível verificar que a estratégia de modulação
aqui proposta é realizada com menor esforço computacional
produzindo resultados muito semelhantes.

3 OPERAÇÃO COM TENSÕES DESEQUI-
LIBRADAS

Grande parte das máquinas bifásicas é do tipo monofásica,
onde um dos enrolamentos é conectado em série com capa-
citor de partida ou com capacitor permanente. Nestas máqui-
nas, os enrolamentos chamados auxiliar e principal têm im-
pedâncias diferentes, e consequentemente, tensões desequili-
bradas devem ser aplicadas para reduzir as pulsações de tor-
que. Com isso o conversor de três braços pode sintetizar uma
tensão com amplitude superior a 0,707 pu do barramento CC
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Figura 8: Índice DF1 com diferentes V
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Figura 9: Número de comutações de S1 para diferentes V
∗

0

em um dos enrolamentos da máquina na região de operação
linear do conversor, enquanto que no outro enrolamento uma
tensão de menor amplitude é aplicada. A relação entre as am-
plitudes máximas sintetizadas pelo conversor pode ser obtida
com base na Figura 10. Na Figura 10 é apresentado o espaço
das tensões considerando que estas sejam desequilibradas. A
operação na região linear do conversor requer que a elipse
formada pelas tensões assimétricas de linha esteja circuns-
crita ao hexágono irregular que representa os planos limites
das tensões do conversor, como ilustra a Figura 10, para os
casos onde Vcb < Vab e Vcb > Vab.

Assumindo que as tensões de linha do conversor sempre te-
nham defasagem de 90◦, a partir da “Lei dos Cossenos” é
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Figura 10: Espaço das tensões no plano das tensões de
saída com modulação de tensões assimétricas.

possível definir a relação entre as amplitudes máximas de
Vab e Vcb para que a soma destes seja igual a tensão do barra-
mento (1 pu), e consequentemente para que a elipse formada
por estas tensões seja máxima e circunscrita ao hexágono ir-
regular do espaço das tensões. A relação entre as amplitudes
das tensões normalizadas é dada em (12).

V 2

ab + V 2

cb = 1 (12)

A relação entre as amplitudes das tensões de saída produzi-
das no conversor pode ser definida como,

n =
Vab

Vcb

(13)

Considerando (12) e (13) é possível obter os valores das ten-
sões Vab e Vcb relacionadas por n, (14) e (15) mostram essas
equações.

Vab =

√

n2

n2 + 1
(14)

Vcb =

√

1

n2 + 1
(15)

A partir de (14) e (15) é possível traçar a curva das tensões
de saída do conversor, mostrada na Figura 11, quando este
opera na região linear, pela razão n das tensões de saída.
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Figura 11: Amplitudes máximas das tensões de linha do con-
versor com operação na região linear e tensões assimétricas.

A Figura 11 mostra que para operação com tensões assimé-
tricas, a amplitude da tensão de uma das fases da máquina
pode ultrapassar o valor de 0,707 pu do barramento CC. Para
este caso a tensão V ∗

0
deve estar entre os limites impostos de

acordo com a equação (9). Na Figura 11 é possível verificar
que quando a relação entre as tensões de saída do conversor
é igual a 1, n = 1, é obtida a condição de carga simétrica,
neste caso é confirmado que a amplitude máxima das ten-
sões de saída moduladas pelo conversor é igual a 0,707 pu
do valor do barramento CC.

Para ilustrar a operação com tensões assimétricas, considera-
se um caso onde a relação n seja igual a 0,64. A Figura
12 ilustra os limites definidos na equação (9) e a tensão V ∗

0
.

Para este caso, a tensão máxima que pode ser modulada é
0,54 para Vab e 0,84 para Vcb. Na Figura 12 é verificado que
V ∗

0
atinge o valor limite entre seu valor máximo e mínimo

conforme (9).

A Figura 13 apresenta as tensões moduladas nos braços do
inversor na obtenção de tensões de linha desequilibradas, en-
quanto a Figura 14 mostra as tensões de linha moduladas pelo
conversor, nesta ilustração, a trajetória das tensões de linha
deverá descrever uma elipse conforme mostra a Figura 10.
Enquanto que para obtenção de tensões simétricas a trajetó-
ria destas é circular, como é mostrado na Figura 3.
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∗

0 para condição
de tensões desequilibradas onde n = 0.64.
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Figura 13: Vag, Vbg e Vcg para o caso assimétrico.

4 RESULTADOS EXPERIMENTAIS

Na obtenção dos resultados experimentais da técnica de mo-
dulação proposta foi desenvolvido um ambiente constituído
de um inversor trifásico de três braços (vide Figura 1), o
qual é comandado por um processador de ponto fixo, DSP
TMS320F2812. A freqüência de comutação adotada foi de
5kHz. Na obtenção dos resultados experimentais um motor
bifásico assimétrico foi acionado. Os parâmetros elétricos
dessa máquina são apresentados na Tabela 2.
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Figura 14: Tensões de linha desequilibradas moduladas pelo
conversor.

Tabela 2: Parâmetros elétricos da máquina de indução.

Rs Rr Ls = Lr Lm

eixo q 7,0Ω 12,26Ω 0,2459H 0,2145H
eixo d 20,63Ω 28,01Ω 0,4264H 0,3370H

Os dados de placa da máquina são: 370 W, 220 V, 1610RPM,
3,4 A.

No primeiro experimento tensões equilibradas com o má-
ximo índice de modulação são aplicadas nos enrolamentos
principal e auxiliar do TPIM. Nesse experimento o barra-
mento CC foi limitado em 100 V, logo as amplitudes das
tensões médias Vab e Vcb devem ser de 70,7 V em ambos
os enrolamentos. A Figura 15 mostra as tensões modulantes
V ∗

ag , V ∗
bg e V ∗

cg calculadas pelo método de modulação pro-
posto, enquanto a Figura 16 mostra a tensão de linha Vcb me-
dida neste experimento.

A Figura 17 mostra as correntes estatóricas medidas. A cor-
rente no enrolamento auxiliar tem amplitude menor em rela-
ção a corrente no enrolamento principal devido a diferença
de impedância entre eles. Além disso, a corrente no enrola-
mento auxiliar é distorcida devido a assimetria da máquina.

No segundo experimento tensões desequilibradas são apli-
cadas na máquina. A tensão aplicada no enrolamento auxi-
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Figura 15: Tensões Modulantes Vag, Vbg e Vcg para o caso
simétrico.

Figura 16: Tensão experimental Vcb para o caso simétrico.

liar tem amplitude maior que a tensão aplicada no enrola-
mento principal para compensar a ausência do capacitor per-
manente. Então, com a tensão do barramento CC limitada
em 100 V, para n = 0, 64 a amplitude da tensão média do
enrolamento auxiliar é de 84,01 V enquanto que no enrola-
mento principal a amplitude da tensão média é de 54,25 V,
com defasagem de 90◦ entre elas. A Figura 18 mostra as ten-
sões modulantes, enquanto as correntes estatóricas medidas
são mostradas na Figura 19. Nesse experimento as corren-
tes medidas apresentam forma quase senoidal, não apresen-
tando distorção significativa na corrente do enrolamento au-
xiliar, isto implica em redução nas pulsações de torque como
descrito em (Charumit and Kinnares, 2009). Neste caso a
assimetria característica da máquina é compensada com um
aumento da corrente drenada pelo enrolamento auxiliar, con-
sequentemente há uniformalidade nos fluxos estatóricos q e
d.

I
auxIprincipal

Figura 17: Correntes estatóricas medidas com o TPIM ali-
mentado com tensões equilibradas.
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Figura 18: Tensões modulantes Vag, Vbg e Vcg para o caso
assimétrico.

Para verificar o desempenho do método de modulação pro-
posto em um sistema acionando um TPIM com velocidade
variável, uma estratégia V/f foi implementada. A Figura 20
mostra a operação em velocidade variável. A Figura 20 (a)
apresenta a resposta de velocidade para esse experimento,
enquanto a Figura 20 (b) ilustra as correntes estatóricas me-
didas. A freqüência das tensões estatóricas varia de zero até
60 Hz, enquanto que as amplitudes das tensões médias nos
enrolamentos principal e auxiliar variam de zero até 81,37 V
e 126,01 V respectivamente.

5 CONCLUSÕES

Neste trabalho foi apresentada uma técnica de modulação
PWM aplicada a conversores trifásicos no acionamento de
máquinas bifásicas simétricas e assimétricas. O equaciona-
mento matemático da técnica proposta mostrou que com o
uso desta metodologia é possível aplicar tensões com ampli-
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Figura 19: Correntes estatóricas medidas com o TPIM ali-
mentado com tensões desequilibradas.
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Figura 20: Operação com velocidade variável para um motor
de indução bifásico.

tudes máximas de 0,707 pu do barramento CC nos dois en-
rolamentos de uma máquina simétrica. Ainda, neste trabalho
foi apresentada a operação de conversor no acionamento de
cargas assimétricas com tensões desequilibradas. A princi-
pal característica da técnica de modulação apresentada neste
trabalho é o baixo esforço computacional na implementação
da mesma e consequentemente pode ser implementada em
controladores digitais de baixo custo. O uso desta técnica
ainda pode ser estendido a outros tipos de cargas bifásicas
acionadas por conversores de três braços.
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