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双馈感应发电机并网系统的弹性能量等效结构与
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摘 要：双馈感应发电机系统大规模并网所诱发的电磁振荡问题给新型电力系统的安全稳定运行带来了严峻挑战。

因此，如何描述双馈风电系统的动态行为，定量评估动态过程中系统的阻尼分布，对系统电磁振荡的机理揭示与

抑制具有重要的现实意义。该文基于弹性能量等效结构，首先通过推导双馈风电系统的弹性能量解析表达式，构

造阻尼损耗因子指标，进而从弹性能量耗散的角度评估系统的阻尼特性。其次，建立双馈风电系统的动态小信号

模型，揭示了次同步频带下阻尼损耗因子与主导振荡模态阻尼比间的定量关系，进一步论证了双馈风电系统阻尼

分布式评估的可行性与准确性。最后，通过基于双馈风机的次同步谐振第一标准模型和沽源风电场模型等 2 个算

例，验证所提方法在双馈风电系统阻尼评估中的有效性和准确性。 
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Abstract：The electromagnetic oscillation induced by the doubly-fed induction generator(DFIG)-based grid connected 

system has brought emerging issues for the safe and stable operation of the new type of power system. Thus, it is of sig-

nificance to describe the damping characteristics of wind turbine during the electromagnetic oscillation, so as to evaluate 

the damping distribution in the wind power system for mitigating electromagnetic oscillation. First, based on the elastic 

energy equivalent structure, we derive an analytical expression of elastic energy of the doubly-fed induction generator 

wind power systems, and establish a damping loss factor for revealing damping characteristics from the view of elastic 

energy exchange and dissipation. Then, by deriving the analytical expression of elastic damping loss factor of wind power 

system and establishing the full-order dynamic small-signal model of the wind power system, the quantitative relationship 

between the damping loss factor and damping ratio of dominant oscillation mode at sub-synchronous frequencies is re-

vealed. The results demonstrate that the damping loss factor can be used in evaluating the damping distribution of the 

wind power system. Finally, the effectiveness and accuracy of the proposed approach in distributed damping evaluation 

are verified by two cases, i.e., modified IEEE first benchmark model on subsynchronous resonance and Guyuan wind 

farm. 
Key words：DFIG wind power system; electromagnetic oscillation; damping loss factor; small-signal model; distributed 
evaluation of damping characteristics 
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0 引言 

新型电力系统的“高比例新能源”与“高比例

电力电子化”特征日益凸显[1]，改变了传统电力系

统的动态行为和稳定机理，推动电力系统的振荡模

式由同步发电机主导的机电振荡向电力电子设备主

导的电磁振荡转变[2]，已然使电力系统的振荡问题

演化为成因多样、机理复杂的新型稳定问题[3-4]。因

此，如何揭示由电力电子设备主导的电磁振荡机理，

建立能够描述电力电子设备动态行为的等效模型，

对电力电子设备动态行为进行量化评估，已成为有

效抑制新型电力系统电磁振荡的关键[5]。 
近年来，电力电子设备富集的风电系统已成为

电磁振荡频发的重灾区，典型的如美国德州

ERCOT[6]、中国新疆哈密[7]和河北沽源[8]的风电系

统经串联补偿输电线路外送所激发的次同步控制相

互作用。现有研究表明，该相互作用起始于部分风

电机组在特定次同步频率下的等效电容与等效电感

串联所形成的一个或多个谐振点，并由于该振荡频

率下的负阻尼效应使振荡进一步加剧[9-10]，导致振

荡能量在电网中传播，并与电网中其他电力电子设

备相互作用，激发出全新的振荡模态[11]，使电磁振

荡由局部向全局方向发展，一方面导致系统(间)谐
波超标和电能质量恶化；另一方面引发设备跳闸、

直流闭锁、设备(阻塞滤波器/变压器)损坏、甚至系

统停运等恶劣后果[12]。因此，发展恰当的解析分析

方法，评估风电系统内部元件级、设备级的负阻尼

效应，对振荡的“事前预防”具有重要意义。 
当前解析分析方法主要分为基于状态空间模型

的特征值分析法[13-15]和频域阻抗建模分析法[16-22]。第

1 类方法基于风电系统的全阶小信号模型，从主导

振荡模态特征值轨迹[13]、阻尼比[14]和参与因子[15]

的角度出发，揭示双馈感应发电机(doubly-fed in-
duction generator, DFIG)在参数、工况演变过程中的

动态行为，进而定量判断振荡的主导影响因素和振

荡传播路径，可以提供丰富而准确的振荡信息。而

如何通过建立等效物理模型，形成便于工程人员理

解的振荡稳定判据，可为振荡机理的揭示提供更为

便捷的理论工具[16]。为此，基于 Nyquist 稳定判 
据[17-18]和负电阻判据[19-22]的频域阻抗建模分析法应

运而生。前者通过绘制 Nyquist 曲线以可视化方式

提供直观的系统动态信息。后者通过计算等效电路

模型中的频域阻抗来定量评估系统的稳定性，其实

部(频域下的聚合等效电阻)用于评估大型风电场的

聚合负电阻效应。近期，文献[23-24]提出了一种频

域模式分析方法，通过定义各等效阻抗支路对振荡

模式的参与因子、可观度和可控度指标，量化分析

振荡的影响区域和源头等信息。 
总体而言，前述解析分析方法的分析结果仅适

用于振荡离线分析。然而，双馈风电系统在电磁振

荡过程中的运行工况多变。因此，基于非周期能量

在系统中交互、传递和耗散的过程来建模振荡过程

将更为适配振荡的在线量化分析。对此，文献[25]
通过灰箱建模的方式对双馈风机在电磁振荡下的非

周期能量进行建模，并基于 Lyapunov 理论发展出适

用于双馈风电系统动态能量评估的耗散强度指标。

文献[26]建立了适用于双馈风电系统电磁振荡分析

的等效弹性能量系统，通过弹性能量交互与耗散的

角度表征振荡发生过程设备级、元件级的阻尼效应，

提供了反映系统阻尼特性的详细频域表达式。 
综上，特征值分析法通过计算参与因子来评估

振荡过程中每个元素的贡献，这需要在系统运行工

况变化时重新求解高阶状态空间模型，进而增加计

算复杂性。频域阻抗分析法仅能通过计算聚合阻抗

的实部或绘制奈奎斯特图和波特图来评估振荡稳定

性。此外，现有能量分析法尚未明确耗散能量与系

统全局阻尼间的定量关系。基于此，本文在弹性能

量等效结构的基础上，基于能量叠加原理，构造分

布式阻尼损耗因子，将振荡系统的总阻尼效应分解

为每个元件或子系统的分布式阻尼贡献指标，明确

了局部耗散能量与系统全局阻尼比间的定量关系，

推导其简洁的解析表达式，旨在实现“参数级—元

件级—子系统级”的阻尼贡献分布式评估，为现有

振荡量化分析方法提供有益补充。 

1  双馈风电系统的弹性能量等效结构 

在次同步控制相互作用中，可通过图 1 所示的聚 

 

图 1  双馈感应发电机并网系统的 RLC 等效电路 

Fig.1  Equivalent RLC circuit for the power system  

integrated with DFIG-based grid connected system 
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合 RLC 等效电路对该模型的动态行为进行描述[27]。 
图 1 中， rR 、 sR 和 LR 分别为转子绕组、定子

绕组和传输线路的电阻； 1rL 、 1sL 、 TL 和 LL 分别表

示转子绕组、定子绕组、变压器和传输线路的电感；

SCLC 为串联补偿电容； mL 为双馈风机的激磁电感；

RSCR 和 RSCC 分别为双馈风机转子侧逆变器的等效

电阻和电容。 mL 通常远大于定转子漏感 1sL 和

1rL [27]，忽略 mL 后(忽略 mL 的误差定量分析在附录 A
中给出)，双馈风机等效电阻 DFIG ( )R s 、等效电抗

DFIG ( )X s 的频域表达式和除风机外其余系统(rest of 
the system，ROS)的等效电阻 ROS ( )R s 、等效电抗

ROS ( )X s 的解析表达式为： 
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式中： slipS 为转差率； sE 为定子电压幅值； p1k 、 i1k 、

p2k 和 i2k 分别为(rotor-side converter，RSC)控制策略

功率外环和电流内环的比例积分系数。基于双馈风

机的次同步谐振第一标准模型[28]与双馈风机的控

制结构如附录 B 图 B1 所示，双馈风机经串联补偿

输电线路与无穷大电网相连。该模型等效的串联

RLC 电路可按照表 1 所示参数与变量间的对应关 
系[26]，映射为由弹簧与粘滞阻尼器并联所构成的弹

性能量等效结构(如图 2 所示)，映射关系的推导与

物理机理解释如附录 A 所示。此外， RSCR 和 RSCC 的

推导步骤如附录 C 所示。 
表 1  变量和参数的映射关系 

Table 1  Relationships of variables and parameters 
弹簧阻尼系统 串联 RLC 电路 

F U 
l I 

mDω  R 
k e/X ω  

表 1 中，F 和 l 分别为并联弹簧阻尼支路的受

力与形变量；U 和 I 分别为串联 RLC 电路的电压与 

 

图 2  双馈感应发电机并网系统的弹性能量等效结构 

Fig.2  Elastic energy equivalent structure for the power  

system integrated with DFIG-based grid connected system 

 

电流； mω 为弹簧阻尼系统的固有角频率；D 为粘滞

阻尼器的阻尼系数；k 为弹簧的劲度系数； eω 为串

联 RLC 电路的角频率；R 和 X 分别串联电路的电阻

和电抗系数，按照弹性能量交互和耗散性质，图 2
中弹性能量结构可初步划分为弹性势能 p _E 和弹性

耗散能 d _E ，并根据弹性能量是否与逆变器控制策

略相关可进一步细分为可控弹性能与固有弹性能[26]。 
基于此，上述等效结构的弹性能量表达式为： 

TOTAL dDFIG pDFIG dROS pROS

2 2DFIG DFIG

0e

2 2

0e

ROS
ROS

/1d
2

1d
2

E E E E E

IR X cI I
Ic

IXR I I
I

θ
ω

θ
ω

= + + + =

 
∆ ∆ + + 

 
 

∆ ∆ +  
 

∫

∫

 (2) 

式中：ETOTAL、EdDFIG、EpDFIG、EdROS 和 EpROS 分别

为总能量、双馈风机的耗散能量和势能、系统剩余

部分的耗散能量和势能；∆I 和∆θ 分别为电流幅值

和相位的差值；I0 为电流初始值； DFIG e( ) /X s ω 和

ROS e( ) /X s ω 分别为双馈风电机组和其外部系统的

等效劲度系数；c 为聚合风机台数。式(2)中耗散能

d _E 与系统的阻尼特性息息相关，第 2 章将根据式(2)
进一步推导适用于风电系统阻尼分布式评估的弹性

阻尼损耗因子，以此揭示弹性耗散能与系统阻尼之

间的定量关系。 

2  双馈风电系统的等效阻尼损耗因子 

2.1  弹性阻尼损耗因子的物理含义 
图 3 为纵方向的弹簧阻尼惯量系统，该系统的

弹性阻尼损耗因子由弹性振荡系统的动能、耗散能

与势能所构成，m 为系统惯量，是从能量交互角度

反映系统阻尼特征的量化指标[29]，具体推导步骤如

下文所述。 
在系统弱阻尼条件下，质量体受外力 F 的激励

后，弹簧阻尼惯量系统的动态行为可近似为等幅振 
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图 3  纵方向的弹簧阻尼惯量系统物理结构 

Fig.3  Physical structure of mass-spring-damper system in 

vertical direction 

 

荡，形变量 l 的响应可近似表示为： 
 ssin( )l L tω ϕ= +  (3) 
式中：L 为振荡系统的形变量幅值，在较短的时间

内可等效为常数； sω 为振荡频率；ϕ为形变量的初

始相位角。系统内交互转化的动能 kE 和势能 pE 可

表示为： 

 

2 2 2
p s

2 2 2 2
k s s

1 1 sin ( )
2 2
1 1 cos ( )
2 2

E kl kL t

E ml mL t

ω ϕ

ω ω ϕ

 = = +

 = = +




 (4) 

当形变量响应的振荡频率 sω 与系统的自然振

荡频率接近时，质量体动能与系统的暂态势能相互

转换，在 1 个振荡周期内，系统的最大暂态能量可

表示为： 

 s

2π
2

t p k0

1 1( )d
2π 2

E E E t kLω= + =∫  (5) 

线性粘滞阻尼器每个周期的耗散能为： 

 s

2π
2 2 2 2

d s s s0
cos ( )d πE D L t t DLω ω ω ϕ ω= + =∫  (6) 

阻尼损耗因子η 与系统每个周期的耗散能量和

最大暂态能量有关，其表达式为： 

 d s

t2π
E D

E k
ω

η = =  (7) 

然后，选取形变量 l 作为状态变量，得到该系

统状态空间模型的系数矩阵为： 

 
0 1
k D
m m

 
 =
 − −
  

A  (8) 

进一步求解该状态空间模型的主导振荡模态： 

 
2

1,2
4j j

2 2
D D mk
m m

λ σ δ − −
= ± = ±  (9) 

式中：σ 和δ 分别为特征值的实部和虚部。主导振

荡模态的阻尼比为： 

 s
2 2

/
2 2

DD k m
k k

ωσξ
σ δ

= − = − =
+

 (10) 

由此可见，在弱阻尼振荡条件下，系统主导振

荡模态阻尼比ξ 与系统总体的阻尼损耗因子η 间存

在 2 倍关系，下面将通过求解基于双馈风机的次同

步谐振第一标准模型的阻尼损耗因子与全阶状态模

型主导振荡模态的阻尼比来验证该关系。 
2.2  基于双馈风机的次同步谐振第一标准模型的

等效弹性阻尼损耗因子 
根据式(2)，基于双馈风机的次同步谐振第一标

准模型在 1 个振荡周期内的等效弹性耗散能为： 

 2 2DFIG
dTOTAL ROSd dθ θ= ∆ ∆ + ∆ ∆∫ ∫

RE I R I
c

 (11) 

假设弹性系统在平衡点的动能为 0，该模型的

最大暂态能量为： 

2 2DFIG ROS
pTOTAL pDFIG pROS

0 0e e

1 1
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= + = +   
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I IX XE E E I I
I Ic

 

  (12) 
将式(11)、(12)代入式(7)，得到该模型的阻尼损

耗因子(damping loss factor，DLF)为： 
2 2DFIG

ROS
dTOTAL

pTOTAL 2 2DFIG ROS

0 0e e

d d

2π 1 12π
2 2

θ θ
η

ω ω

∆ ∆ + ∆ ∆
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∫ ∫
R I R IE c
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 (13) 

式(13)表示系统阻尼损耗因子的解析表达式，

风电机组的动态信息通过量测得到的风机端口振荡

分量电流 I 与振荡分量电压相位 θ∆ 的信息反映。接

着，根据式(13)计算 1 个振荡周期内的等效阻尼损

耗因子为： 
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ROS0

TOTAL e

TOTAL2DFIG ROS

0e e
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12π
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R R I
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XIX X I

Ic
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式中： TOTALR 和 TOTALX 分别为系统整体的电阻和电

抗 系 数 ； TOTALR = DFIGR / c + ROSR ； TOTALX = 

DFIGX / c + ROSX 。式(14)中推导的等效阻尼损耗因子

反映了 1 个固定振荡周期下的阻尼特性，与特征值

分析得到的主导振荡模态阻尼比能够建立定量联

系。此时，阻尼损耗因子是基于平衡点的频域解 
析式。 

为了验证式(14)中等效阻尼损耗因子与特征值

分析法求解的主导振荡模态阻尼比之间的定量关

系，建立基于双馈风机的次同步谐振第一标准模型

的 22 阶动态小信号模型，其中包含 8 阶定转子变流
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器控制模型、4 阶感应电机模型、4 阶双馈风机出口

模型、2 阶锁相环模型和 4 阶串联补偿输电线路模

型。建模过程在附录 D 中给出[30]。通过该模型求得

的 主 导 振 荡 的 特 征 值 ( 主 导 振 荡 模 态 ) 为

d d djs σ δ= + ，则该主导模态阻尼比为： 

 
d

d 2 2
d d

σ
ξ

σ δ
= −

+
 (15) 

式中： dσ 和 dδ 分别为该系统主导振荡模态的实部和

虚部。其次，考虑到输电线路线路串联补偿度(series 
compensation level，SCL) SCLσ 对次同步振荡模态相

对敏感[28] ( SCL C L 100%X Xσ = × ，其中 CX 和 LX 分

别为串补容抗和输电线路感抗的大小)，因此，取串

联补偿度由 20%变化至 80%，绘制双馈风电系统(基
于双馈风机的次同步谐振第一标准模型)的特征根

轨迹如图 4 所示，随着串联补偿水平的增大，系统

主导振荡模态逐渐向实轴正方向移动，表征系统的

稳定性进一步恶化，振荡加剧。 

 

图 4  输电线路串联补偿度由 20%变化至 80%时的主导振荡

模态轨迹 

Fig.4  Dominant oscillation mode trajectory when the series 

compensation level of transmission line changes from  

20% to 80% 

接着，结合式(15)根据主导振荡模态计算阻尼

比和振荡频率。最后，联立式(1)、(2)、(14)，求得

双馈风电系统的阻尼损耗因子的详细表达式如式

(16)所示，并将振荡频率、相同工况与控制参数代

入式(16)计算得到系统 1 个振荡周期内的系统等效

阻尼损耗因子。 
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s L e
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1r 1s
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 (16) 

进一步，绘制阻尼比与等效阻尼损耗因子之间

的定量关系如图 5 所示，在输电线路串联补偿度的

变化邻域内，阻尼损耗因子与主导振荡模态阻尼比

近似呈 2 倍的正相关关系，最大误差为 1.8%。上述

误差是由差异化的建模思路所引入的，前述弹性动

力学建模方法根据各元件对振荡的敏感程度采用降

阶的方式进行适当的简化，因此与全阶小信号模型

之间存在误差，但上述误差较小，因此在本文中予

以忽略。综上，本节在基于双馈风机的次同步谐振

第一标准模型中验证了主导振荡阻尼比与系统等效

阻尼损耗因子之间存在 2 倍关系，上述定量关系结

合式(14)可进一步揭示系统耗散能量与主导振荡模

态阻尼比间的定量关系。进一步论证了阻尼损耗因

子在评估系统阻尼中的可行性和准确性。 

 

图 5  输电线路串联补偿度由 20%变化至 80%时 DLF 与 2ξ

之间的关系 

Fig.5  Relationship between DLF and 2ξ when the series 

compensation level of transmission line changes from  

20% to 80% 

值得注意的是，主导振荡阻尼比仅能反映系统 
在振荡过程中的总体阻尼特征。相反，式(13)所示

总体阻尼损耗因子可按照能量的可叠加性对其分子

中的耗散能量 dtotalE 进行拆分，进而作为一种表征各

振荡参与对象的能量耗散性质的定量指标。接下来

将进一步验证阻尼损耗因子在振荡敏感参数评估与

风电场阻尼分布式评估中的有效性。 

3  运行工况与参数对阻尼的敏感度评估 

如图 6 所示，由 2 000 台 2 MW 双馈风电机组

聚合的 4 000 MW 等效风电场经 35 kV 箱式变压器

升压后，为进一步升压至 220 kV 和 500 kV，最终

通过 500 kV 串联补偿输电线路接入到等效无穷大
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电网中，该模型的额定容量为 4 000 MVA。等效双

馈风电机组的控制和运行参数在附录 E表E1给出。

基于该模型，在附录 B 图 B2 所示的控制器硬件在

环 (controller-hardware-in-loop，CHIL)平台开展实

验。该平台由基于 Xilinx VIRTEX-7 FPGA 的实时

模拟器 RT-LAB 和基于 XilinxZYNQ-7100 FPGA 的

快速控制原型(rapid control prototyping，RCP)组成。

在实际控制器中布置了DFIG中RSC变流器的矢量控

制策略，并将模型其余部分建模在RT-LAB 中。 
首先，为了揭示系统运行工况(包括风速 wv 、

串联补偿水平 SCL 和在线风机数量 n)对阻尼损耗

因子的影响，验证阻尼评估的准确度，基于式(16)
绘制阻尼损耗因子、系统工况参数(变化±20%)以及

次同步振荡频率 ssof (范围为 2.5~45 Hz)之间的关

系，如图 7 所示。结果表明，随着补偿水平 SCL 的

增加，或随着风速 wv 和在线风机数量 n 的减小，系

统的阻尼损耗因子在次同步频带可能从正变负，表

明可能会发生次同步振荡。 
基于理论分析结果，在上述工况下开展 CHIL

实验，在其他参数恒定的基础上，分别增大串联补

偿度 SCL(从 25%增大至 35%)、减小在线风机台数

n(从 2 000 台减少至 1 800 台)或减小风速(从 9 m/s
减小至 7 m/s)。风电场输出有功功率输出与对应的

对数拟合衰减率如图 8 和表 2 所示，其中∆P 为风电

场输出有功功率变化量，ia、ib和 ic为风电场并网母

线处的三相电流，电流基准值为 4.6 kA。 

 

图 6  改进的 IEEE 次同步振荡第一标准模型 

Fig.6  Modified IEEE first benchmark model for sub-synchronous resonance 

 

图 7  系统运行工况参数、振荡频率和系统全局阻尼损耗因子的关系 

Fig.7  Relationship among parameters of operating conditions of the system, oscillation frequencies and the global DLF  

of the system 
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图 8  不同风速、串联补偿度和在线风机台数下风电场的输出有功功率 

Fig.8  Output active power of the aggregated wind farms under different wind speeds, series compensated level and  

number of online wind turbines 
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表 2  运行工况变化下有功功率曲线的拟合衰减率 

Table 2  Fitting attenuation rates of active power curves under 

different operating conditions 
运行工况 对数拟合衰减率 

wv =7 m/s  0.331 1 

wv =8 m/s   0.469 3 

wv =9 m/s 0.507 4 
SCL=25% 0.806 6 
SCL=30% 0.331 1 
SCL=35% −0.102 9 
n=1 800 −0.044 1 
n=2 000 0.331 1 
n=2 200 0.726 0 

 
前述工况变化导致有功功率振荡曲线幅值增

大，拟合衰减率减小，说明系统阻尼减弱导致振荡

加剧，这与图 8(a)、(b)、(c)中获得的理论分析结果

一致。 
其次，基于式(16)，绘制双馈风电机组控制参

数、系统振荡频率(变化范围为 5~45 Hz 的次同步振

荡频带)和系统全局阻尼损耗因子间的关系，见图 9。 
已有研究成果表明，RSC 控制器对系统次同步

振荡较为敏感[9]，因此本文选取 RSC 控制器的功率

外环控制参数( p1k 和 i1k )及电流内环控制参数( p2k

和 i2k )开展定量分析。如图 9 所示，系统的阻尼损

耗因子对振荡频率较为敏感，且在低、中、高次同

步频段展现出系统截然不同的阻尼特性。此外，如

图 9(a)所示，在 10~15 Hz 振荡频率范围内，电流内

环比例系数 p2k 的阻尼损耗因子波动范围明显大于

其余参数的波动范围，说明在该频段内，电流内环

比例系数变化对振荡系统的阻尼影响最大，且适当

减小 p2k 值可以增大系统的阻尼损耗因子，提高振荡

系统的稳定性。为验证上述结论的准确性，基于

CHIL 平台开展实验验证，得到不同 p2k 参数下聚合

风电场输出功率曲线与对应的对数拟合衰减率，如 

 

图 9  双馈感应发电机控制参数、振荡频率和系统全局阻尼损耗因子的关系 

Fig.9  Relationship between control parameters of DFIG, oscillation frequencies and the global damping loss factors of the system 
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图 10 和表 3 所示。随着 p2k 的减小，系统的振荡幅

度逐渐减小，拟合衰减率增大，表征为系统的阻尼

增大，实验结果进一步论证了阻尼损耗因子分析的

准确性。 

 

图 10  不同 kp2下风电场的输出有功功率 

Fig.10  Output active power of wind farm under different kp2 

表 3  双馈感应发电机运行与控制参数变化下有功功率曲线

的拟合衰减率 

Table 3  Fitting attenuation rates of active power curves under 

different operating and control parameters of DFIG 

运行工况 对数拟合衰减率 

p2k =0.1 0.444 3 

p2k =0.15   0.331 1 

p2k =0.2 0.008 6 

rR =0.01 0.482 5 

rR =0.015 0.331 1 

rR =0.03 0.267 8 

另一方面，双馈风电机组的运行参数受绕组温

升效应、设备自然误差及人为测量误差等因素影响

会发生漂移，实际工况下双馈风机具有不同的运行

参数。因此，定量评估运行参数变化对振荡系统阻

尼特性的影响，对进一步提出有效的振荡抑制策略

具有重要的工程意义。基于此，根据式(16)，绘制

双馈风电机组运行参数(变化±20%)、系统振荡频率

(变化范围为 5~45 Hz 的次同步振荡频带)和系统全

局阻尼损耗因子之间的关系如图 11 所示。图 11 中，

rR 和 1rX 为转子绕组电阻与电抗， mX 和 1sX 为激磁

电抗和定子绕组电抗，上述电阻与电抗的基准值为

单台风机 0.238 Ω。在 10~15 Hz 的振荡频率范围内，

转子绕组电阻 rR 的阻尼损耗因子波动范围明显大

于其余参数的波动范围，说明在该频段转子绕组电

阻 rR 变化对振荡系统的阻尼影响最大，当 rR 变小

时，可以增大系统的阻尼损耗因子，提高振荡系统

的稳定性。为验证上述结论的准确性，基于 CHIL
平台开展实验验证，得到不同 rR 参数下聚合风电场

输出功率曲线与对应的对数拟合衰减率，如图 12
所示和表 3 所示。随着 rR 的减小，系统的振荡幅度

逐渐减小，拟合衰减率增大，表征为系统的阻尼增

大，实验结果进一步论证了阻尼损耗因子分析的准

确性。 

4  沽源风电系统的阻尼分布式评估 

沽源风电场的拓扑结构如图 13 所示。将沽源地

区的风电机组按照地理分布聚合为 6 个等效的双馈

风电场，并通过 40%和 45%的串联补偿线路将电能

传输至华北和内蒙古电网[12]。每个风电场由不同数

量的双馈风机组成，且同一风电场内各个双馈风机

参数相同。输电线路参数如附录 E 表 E2 所示。该

模型的额定容量为 4 000 MVA。按照沽源风电场发

生次同步控制相互作用时的运行工况，设置各风电

场的风速在 6~8 m/s 区间变化，设置各风电场的控

制参数 p2k 在 0.1~0.2 区间变化，且各风电场均有

20%的风电机组在线运行。在 t=1 s 时，闭合模型中

的旁路开关，以触发振荡。 
然后，根据第 1 章变量间的映射关系，首先将

6 个风电场与其外送输电线路按照映射关系构成 6
个弹性能量等效结构。其次，按照电气连接方式对

6 个端口弹性子系统分层布置。第 1 层包含义缘、

察北和白龙山 3 个风电场的弹性能量等效结构，第

2 层包含恒泰、九龙泉和莲花滩 3 个风电场的弹性

能量等效结构。接下来，将各风电场输出的振荡模

态电流有效值的差异表征为纵方向上端口弹性子系 
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图 11  双馈感应发电机运行参数、振荡频率和系统全局阻尼损耗因子的关系 

Fig.11  Relationship between operating parameters of DFIG, oscillation frequencies and the global damping loss factors  

of the system  

 
统间的位移差。最后，假定各层弹性能量等效结构

的合力作用于同一点且无横方向的分力，华北电网

和内蒙古电网所等效得到的端口和各弹性子系统端

口固定。构造如图 14 所示的沽源风电场等效弹性动

力学模型。 
基于图 14，在满足能量守恒定律的基础上计算

系统的全局阻尼损耗因子 totalη ，其数学表达为： 
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式中： totalη 定义为系统全部等效粘滞阻尼器在 1 个

振荡周期内耗散能量之和与系统最大暂态能量的

比；n′为系统中等效弹簧与等效粘滞阻尼器的数量；

ssoω 为系统的主导振荡频率； Rγ 和 X γ 分别为第 γ  

个弹性振子的等效阻尼系数与劲度系数； dE γ 和 pE γ

分别为第 γ 个弹性振子的耗散能量与势能； Iγ 和

0I γ 分别为第 γ 个弹性振子的等效形变量与初始形

变量；同时，鉴于弹性能量的可叠加性，可将分子

中的耗散能量按照分析需求进行拆分，求得各振荡

频率下弹性子系统的阻尼损耗因子，以此实现系统

阻尼的分布式评估。本文以 6 个风电场的阻尼评估

为例，首先通过快速傅里叶分析得到系统的主导振

荡频率为 13 Hz，进一步基于 Prony 算法提取系统

中各风电场端口同一振荡周期内该振荡分量电流有

效值。最后，根据拆分后的式(17)计算风电场的阻

尼损耗因子，如图 15 所示。上述结果定量表征了各

风电场对系统的总体阻尼贡献。阻尼损耗因子越大，

表征各风电场对系统的阻尼贡献越大。为验证上述定

量分析结果的准确性，在 CHIL 平台开展实验，得到

图 16 所示各风电场归一化后的输出有功功率曲线。 
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图 12  不同 Rr下风电场的输出有功功率 

Fig.12  Output active power of wind farms under different Rr  

 

图 13  沽源风电场的等效模型 

Fig.13  Equivalent model of Guyuan wind farm 

图 17中各风电场的输出有功功率曲线振荡幅

度可以表征各风电场对系统提供阻尼的强弱，实验

结果与图 16 中的定量分析结果一致，各风电场阻尼

由强到弱排序为察北—九龙泉—白龙山—义缘—
恒泰。 

 

图 14  沽源风电场的等效弹性动力学模型 

Fig.14  Equivalent elastic dynamics model of  

Guyuan wind farm 

 

 

图 15  各风电场的阻尼损耗因子 

Fig.15  Damping loss factor of each wind farm 

 

 

图 16 各风电场归一化后的输出有功功率 

Fig.16  Normalized output active power of each wind farm 

在确定了弱阻尼风电场为恒泰风电场后，根据

第 3 章中的分析结果，双馈风电机组的敏感参数为

其转子侧控制器的内环比例系数 p2k ，随着 p2k 的减

小，次同步振荡将缓解。基于此，将沽源风电场的 
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阻尼损耗因子列写为关于 p2k 的函数形式： 
1
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  (18) 
式中： HTR 、 HTI∆ 、 HTI 和 0HTI 分别为恒泰风电场

的等效阻尼系数、振子等效形变量、振子形变终点

位置和振子形变起点位置；z 为沽源风电系统的风

电场数，在双馈风机的控制参数、运行参数和系统

运行工况已知的情况下，将 Guyuanη =0 代入式(18)，
可以获得恒泰风电场中 p2k 的临界阈值为 0.2。当

p2k <0.2 时，振荡将得到缓解。图 17 中 CHIL 实验

结果表明，当实际 p2k =0.15 时，沽源风电系统发生

的次同步振荡能够得到有效抑制，验证了理论分析

的准确性。 

 

图 17  参数调整后沽源风电系统中各风电场归一化后的输

出有功功率 

Fig.17  Normalized output active power of each wind farm in 

the Guyuan wind power system after the adjustment of  

parameters 

 

值得注意的是，本文主要围绕风电系统的阻尼

分布式评估开展工作，尚未对等效弹性系统在电磁

振荡过程中惯量的动能特性与解析表达形式展开深

入研究，这亦为弹性动力学建模分析方法与传统阻

抗建模法之间的重要区别，也是进一步研究重点，

即通过对电磁振荡系统等效惯量开展建模与量化工

作，从而进一步揭示惯量在电磁振荡过程中的物理

机理与表现形式。实际上，系统惯量 m 与系统本身

的固有振荡属性息息相关，弹性系统的振荡角频率

表达式为 s /k mω = ，该振荡角频率即为系统的主

导振荡频率，已通过量测的方式代入到阻尼损耗因

子的计算中，因此，本文所提出的基于阻尼损耗因

子的评估方法本质上并未忽略惯量对系统电磁振荡

的影响。此外，在附录 F 中，分别用阻抗法、特征

值法和弹性能量法计算系统的阻尼比，以验证所提

方法的精度。同时从计算复杂度和可行性的角度对

3 种方法进行归纳总结，证明所提方法是现有方法

的有益补充。 

5  结论 

1）本文在弹性能量等效结构的基础上，发展

出适配双馈风电系统阻尼分布式评估的阻尼损耗因

子指标，并推导其复频域下的解析表达式。该指标

一方面可以量化风电机组关键参数对系统全局阻尼

的贡献程度，另一方面可以明晰风电场局部阻尼与

全局阻尼间的定量关系，辨识风电场内的阻尼薄弱

点。从而直观、解析、定量地揭示双馈风电系统次

同步控制相互作用下的阻尼特性。 
2）本文探讨的次同步振荡为小信号失稳诱发

的负阻尼振荡，所提方法对于触发系统非线性环节

(如触发变流器限幅或饱和)的次同步等幅振荡的适

用性需要在未来的研究中继续论证。此外，后续研

究将基于本文所构建的单维弹性能量等效结构，发

展平面二维等效弹性能量系统与三维等效弹性能量

空间，分别分析振荡能量的多机交互与跨频传播机理。 
附录见本刊网络版(http://hve.epri.sgcc.com.cn)。 
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附录 A 

1）忽略 Lm的误差定量分析 
在所研究的目标系统中(如图 1 所示)，激磁电

感 Lm的取值为 3.5，此时，对于双馈风机转子侧 Rr

和 L1r的取值分别为 0.042，0.016，根据解析表达式

与表C1中参数取值计算得到的RRSC及CRSC对应的

等效电阻与等效容抗分别为−0.27 和−0.026，运行工

况取图 6 中 kp2为 0.135 时的工况，计算得到的转子

侧支路的等效阻抗 Z1 模值为：21.37，激磁电抗支

路阻抗 Z2的模值为 968。由此可得，激磁电抗支路

的模值∣Z2∣ 远大于转子侧支路的模值∣Z1∣，因此，本

文在此处忽略激磁电抗进行简化分析。 
2）机械-电气变量映射缺乏物理机制解释 
如图 A1 所示，Laplace 算子 s=jωm形式的并联

弹簧阻尼系统的表达式如下： 

 mjF kl Dlω= +  (A1) 

式中：ωm为弹簧阻尼系统的固有角频率，F 为受力，

l 为并联弹簧阻尼系统的形变量，D 为阻尼器的粘滞

阻尼系数，k 为劲度系数，类似地，串联 RLC 电路

中的电压 U 的可表示为： 

 jU RI XI= +  (A2) 

式中 X 是串联 RLC 电路的电抗，亦可以表示为 ωeL
或 1/ωeC，I 为电流。将(A1)和(A2)类比可知，电抗

X 在串联电路中作为储能元件，与弹簧的弹性势能

物理概念相似。同时，电阻 R 和粘滞阻尼器 D 均为

耗散能量的物理元件。因此，根据相同的耗散能属

性，将弹性坐标系下虚轴方向作用力 Fy=ωmDl 的相

位与电气坐标系下实轴方向电压 Ux=RI 的相位锁

定。基于此，得到弹簧-阻尼系统和串联 RLC 电路

之间的变量映射关系如下： 
坐标统一关系

变量映射关系
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图 A1  弹簧阻尼系统与串联 RLC 电路间的类比关系 

Fig.A1  Analogy between RLC circuit and spring-damper 

branch 

 

如图 A1 所示，串联 RLC 电路的 x-y 复频域下

坐标系与弹簧-阻尼系统的 y-x 复频域坐标系相统

一，而电压 U 和电流 I 的矢量在频域下分别与弹簧

阻尼系统的受力 F 和形变量 l 的矢量相对应。上述

映射关系的构建从物理概念的相似性出发，最终给

出了统一坐标系下的变量映射关系，并选取串联

RLC 电路的电流与弹簧阻尼系统形变量相类比，便

于后续根据量测电流值求解风电系统的等效弹性能

量函数。  



 

附录 B 

 

图 B1  改进的 IEEE 次同步振荡第一标准模型与双馈风机的控制结构 

Fig.B1  Modified IEEE first benchmark model on SSR and the control structure of DFIG 

 

图 B2  控制器在环实验平台 

Fig.B2  Controller-hardware-in-loop platform 

附录 C 

双馈风机转子侧换流器等效电阻 RRSC 和等效

电容 CRSC的推导步骤如下[26,28]： 
时域下感应发电机的电压与磁链方程为： 
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t L L I t L I t

ϕ
ϕ

ϕ
ϕ

= + +
 = + +
 = + +
 = + +

 (C2) 

式中：Udcs、Uqcs、Idcs、Iqcs、φdcs和 φqcs 分别是定子

侧 d 轴与 q 轴的电压电流和磁链；Udcr、Uqcr、Idcr、

Iqcr、φdcr和 φqcr分别是转子侧 d 轴与 q 轴的电压电流

和磁链；Sslip是转差率；ωn是额定转速；Lm是互感。 
RSC 控制器的数学模型为： 

* *i1 i2
dcr p1 sref s dcr p2

* *i1 i2
qcr p1 sref s qcr p2

( ) ( )( ) ( ) ( )

( ) ( )( ) ( ) ( )

k kU s k P P I s k
s s

k kU s k Q Q I s k
s s

  = + − − + 
  


  = + − − +   

 (C3) 

通常，转子侧变流器控制通过锁相环追踪感应

电机的相位，锁相环的传递函数为： 

 pPLL iPLL
PLL qcs2

s pPLL iPLL

( )
( ) ( )

( )
sk k

s U s
s E sk k

θ
+

=
+ +

 (C4) 

式中：kpPLL和 kiPLL分别是锁相环的比例系数与积分

系数；θPLL 是锁相环的相位追踪误差。感应电机与

控制器的相位关系可表示为： 



 

( ) ( )
( ) ( )

* *
d PLL d PLL q

* *
q PLL d PLL q

( ) cos ( ) ( ) sin ( ) ( )

( ) sin ( ) ( ) cos ( ) ( )

s s s s s

s s s s s

θ Θ θ Θ

θ Θ θ Θ

Θ = +

Θ = − +

 (C5) 

 

*s m
s dcr

1s
2

*s s m
s qcr

n 1s 1s

( ) ( )

( ) ( )

 = −


 = − −

E LP s I s
L

E E LQ s I s
L Lω

 (C6) 

通过式(C5)，感应电机的变量 Θ(s)(包括电压电

流和磁链)，可以转换为换流器控制的变量 Θ*(s)。
本文中双馈风机采用定子磁链定向控制，感应电机

定子侧输出功率可以表示为：接着，将式(C1)和(C2)
转化到频域，联立方程(C1)至(C6)得： 

( )
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2
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  (C7) 

如方程(C7)所示，方程左侧没有电流分量。此

外，θPLL(s)与感应发电机的定子电压有关。因此，

方程式左侧可分别定义为 d 轴和 q 轴控制电压源

Uc*dcr(s)和 Uc*qcr(s)。 

( )

( )

( )

( )
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2
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  (C8) 
此外，基于戴维南定理，并将式(C7)中 d 轴和

q 轴方程的右侧合并，用 s-jωn代替 s，得到等效 RLC
电路模型及 RRSC、CRSC的表达式为： 
 

c
crcr r RSC n 1r

RSC n
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

 
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




 

  (C9) 

附录 D 

双馈风电系统 2 阶动态小信号模型如下[30]： 
1）4 阶双馈式感应发电机小信号模型 

 G G G G G

G G G G G

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D1) 

式中：P 为微分算子，状态变量矩阵 xG=[Δφqcs, Δφdcs, 
Δφqcr, Δφdcr]T；输入变量矩阵 uG=[ΔUqcs, ΔUdcs, ΔUqcr, 
ΔUdcr]T；输出变量矩阵 YG=[ΔIqcs, ΔIdcs, ΔIqcr, ΔIdcr]T； 
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=D

 

式中：xrr=xr+xm，xss=xs+xm，H=xsxr+(xs+xr)xm。 
2）8 阶变流器的动态小信号模型 
包括 4 阶转子侧变流器、3 阶定子侧变流器和

1 阶变流器直流侧模型。 
(1)4 阶转子侧变流器模型 



 

 RSC RSC RSC RSC RSC

RSC RSC RSC RSC RSC

x A x B u
Y C x D u

= +
 = +

P
 (D2) 

式中：状态变量矩阵 xRSC=[Δx1, Δx2, Δx3, Δx4]T；输

入变量矩阵 uRSC=[ΔUqcs, ΔUdcs, ΔIqcs, ΔIdcs, ΔIqcr, ΔIdcr, 
ΔPsref, ΔQsref, ΔSslip]T；输出变量矩阵 YG=[ΔUqcr, 
ΔUdcr]T； 
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(2)1 阶变流器直流侧模型 

 DC DC DC DC DC

DC DC DC DC DC

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D3) 

式中：状态变量矩阵 xDC=YGSC=ΔVDC；输入变量矩

阵 uDC=[ΔUdcs, ΔUqcs, ΔUdcr, ΔUqcr, ΔIdcs, ΔIqcs, ΔIdcr, 
ΔIqcr]T；系数矩阵为：ADC=0；BDC=1/CDC[Idcs0, Iqcs0, 
−Idcr0, −Iqcr0, Udcs0, Uqcs0, −Udcr0, −Uqcr0]；CDC=1；
DDC=0。 

(3)3 阶定子侧变流器模型 

 GSC GSC GSC GSC GSC

GSC GSC GSC GSC GSC

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D4) 

式中：状态变量矩阵 xGSC=[Δx5, Δx6, Δx7]T；输入变

量矩阵 uGSC=[ΔVdcref, ΔVdc, ΔIqcs_ref, ΔIdcs, ΔIqcs]T；输

出变量矩阵 YGSC=[ΔUqcs, ΔUdcs]T；系数矩阵为： 
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3）4 阶变流器端口动态小信号模型 
(1)2 阶变流器与电网接口模型 

 P P P P P

P P P P P

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D5) 

式中：状态变量矩阵 xP=YP=[ΔIdcs, ΔIqcs]T；输入变量

矩阵 uP=[ΔUdcs, ΔUqcs]T；系数矩阵为： 
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B  

P 1=C  

P 0=D  
式中：R、x 分别为平波电抗器和出口变压器的总电

阻与总电抗。 
(2)2 阶并联电容器的数学模型 

 c c c c c

c c c c c

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D6) 

式中：状态变量矩阵 xc=Yc=[ΔUcd, ΔUcq]T；输入变

量矩阵 uc=[ΔIcd, ΔIcq]T；系数矩阵为： 
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4）2 阶锁相环动态小信号模型 

 pll pll pll pll pll

pll pll pll pll pll

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D7) 

式中：状态变量矩阵 xpll=Ypll=[Δxpll1, Δθpll]T；输入变

量矩阵 upll=[Δuqcs, 0]T；系数矩阵为： 
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5）4 阶串联补偿输电线路动态小信号模型 
（1)2 阶 RL 输电线路模型 

 L L L L L

L L L L L

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D8) 

式中：状态变量矩阵 xL=YL=[ΔId, ΔIq]T；输入变量矩

阵 uL=[ΔUd, ΔUq]T；系数矩阵为： 
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(2)2 阶线路串联补偿电容模型 

 SCL SCL SCL SCL SCL

SCL SCL SCL SCL SCL

P = +
 = +

x A x B u
Y C x D u

 (D9) 

式中：输入变量矩阵 uSCL =[ΔICd, ΔICq]T；状态变量

和输出变量矩阵 xSCL=YSCL=[ΔUCd, ΔUCq]T；系数矩

阵为： 
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附录 E 

表 E1  双馈风电机组控制运行参数 

Table E1  Control and operation parameters of doubly-fed 

induction generator 
参数 定义 数值/pu 

kp1, ki1 RSC 控制器功率外环比例积分系数 1, 3.75 

kp2, ki2 RSC 控制器电流内环比例积分系数 0.135, 20 

kp3, ki3 GSC 控制器直流电压比例积分系数 8, 400 

kp4, ki4 GSC 控制器电流内环比例积分系数 0.83, 5 

Rs 定子电阻 0.023 

Rr 转子电阻 0.042 

L1s 定子电感 0.28 

L1r 转子电感 0.016 

Lm 激磁电感 3.5 

 

表 E2  沽源风电场传输线路参数 

Table E2  Parameters of transmission lines in Guyuan wind 

farms 
线路编号 电阻/(Ω/km) 感抗/(Ω/km) 容抗/(MΩ/km) 

线路 1 0.023 0.29 0.27 
线路 2 0.023 0.29 0.27 
线路 3 0.018 0.26 0.24 
线路 4 0.074 0.39 0.35 
线路 5 0.032 0.24 0.28 
线路 6 0.020 0.16 0.32 
线路 7 0.016 0.20 0.18 
线路 8 0.016 0.20 0.18 

 

附录 F 

为了验证上述方法的准确性，基于图 6 中改进

的 IEEE 次同步振荡第一标准模型，设置了发散振

荡、等幅振荡和收敛振荡三种工况，如图 F1 所示。

并分别通过所提方法、特征值法、阻抗法和时域仿

真法计算各个工况下的系统阻尼比如表 E1 所示。

其中对于所提方法，阻尼比基于阻尼损耗因子 ηi计

算，可以表示为 η/2；对于特征值法，其阻尼比由

主 导 振 荡 模 态 σi+jωi 计 算 ， 可 表 示 为
2 2/i i iσ σ ω− + ； 阻 抗 法 通 过 表 达 式

Re(Ztotal(jωi))/(2XL(jωi))计算阻尼比，其中 Re(·)为提

取等效阻抗 Ztotal(jωi)实部的算子，XL(jωi)是振荡系

统的电抗。时域仿真法通过 Prony 算法提取不同工

况下次同步电流 isub的阻尼比信息。表 F1 的结果表

明所有方法都准确地识别对应的运行工况，且误差



 

较小可以相互印证。然后，从计算复杂性可行性的

角度对上述方法进行比较。特征值法提供了精确的

模态和阻尼比，但由于特征值求解要求和对精确线

性化模型的依赖，对于大规模系统来说，计算上变

得困难。然而，特征值法对于离线小信号稳定性研

究仍然是不可或缺的。阻抗法在设计验证的频带精

度方面表现出色，但目前仅限于离线使用。所提方

法将机理模型与 PMU 测量数据相结合，为不同运

行工况下的振荡提供了一种潜在的在线分布式阻尼

评估方法，但方法使用的前提是要提供足够的 PMU
设备和计算资源。 
表 F1  不同运行工况下各类方法计算得到的系统阻尼比 

Table F1  Damping ratios calculated by different methods 

under different operating conditions 

运行工况 
阻尼比(ξ) 

所提方法 特征值法 阻抗法 时域仿真法 

案例 I −0.171 2 −0.172 8 −0.175 8 −0.172 6 
案例 II −0.002 7 −0.002 4 −0.002 9 −0.002 8 
案例 III 0.001 1 0.001 3 0.000 9 0.001 0 

 

 

图 F1  不同工况下双馈风电场 A 相次同步电流 isub曲线 

Fig.F1  Curves of the sub-synchronous current isub of phase-A 

of the DFIG-based wind farms under different cases 
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