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单极闭锁引起直流健全极换相失败分析
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摘要：推导建立了换相失败的数学模型，得出送、受端换流母线电压比值是引起换相失败的主要原因，单极闭

锁后健全极存在换相失败的风险。分析了单极闭锁引起暂态过电压的影响因素，并推导出直流闭锁后的暂

态过电压定量计算解析表达式，提出一种单极闭锁后考虑两侧换流母线电压的换相失败判据，并得出送端、

受端短路容量与换相失败的关系。最后基于DIgSILENT仿真平台搭建 ±800 kV天中直流输电系统仿真模

型，仿真结果验证了暂态过电压计算方法的正确性，同时证明了单极闭锁后健全极存在换相失败的风险。
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0 引言

与交流输电系统相比，特高压直流输电系统在

大容量、远距离输送电能方面具有无可比拟的优

势［1‐5］。换相失败作为直流输电最常见的故障，所造

成的功率缺额与盈余将会对交流系统的安全稳定运

行产生严重影响。因此，研究换相失败机理及影响

因素对电力系统的安全稳定运行具有重要意义。

整流侧直流电流上升与逆变侧交流电压降低是

引起换相失败的主要原因［6］。文献［7‐10］分别研究

了受端电网故障、电压畸变、定关断角控制与定电压

控制对换相失败的影响；文献［11］提出了一种考虑

故障发生位置的换相失败风险评价指标；文献［12］
推导了考虑故障后的直流变化的临界换相电压与关

断角的表达式；文献［13］提出的考虑直流电流上升

的换相失败分析方法能够兼顾逆变侧交流电压降低

及其造成的直流电流上升对换相失败的影响。然而

上述研究都只考虑逆变侧电压变化对换相失败的影

响，并未考虑整流侧电压所引起的直流电流变化对

换相失败的影响。

针对直流闭锁后引发的暂态过电压问题，文献

［14‐16］分析了直流闭锁导致直流近区暂态过电压

问题的原理，文献［17‐18］针对云广特高压直流实际

工况，分析了甩负荷与直流闭锁故障引起的过电压

问题，但都没有对暂态过电压的定量计算进行研究。

当直流系统双极运行方式下发生单极闭锁后，

闭锁后盈余的无功功率会导致交流电压提高，一般

认为逆变侧电压的上升不会引起换相失败，但由于
送、受端单极闭锁后的过电压程度不同，直流电流与
送、受端电压的关系也鲜有研究，直流电流的变化可
能导致健全极存在换相失败的风险。

本文通过对直流电流与整流、逆变侧交流系统
电压进行解耦，推导建立一种基于直流两侧换流母
线电压的换相失败模型。针对特高压直流单极闭锁
后的暂态过电压，分析暂态过电压的影响因素，推导
得出直流闭锁后换流母线暂态过电压的定量计算方
法；分析直流单极闭锁引起健全极发生换相失败的
风险。最后基于DIgSILENT仿真平台搭建 ±800 kV
天中直流输电系统模型，并对所提出的结论进行仿
真验证。

1 换相失败分析

1.1 换相失败影响因素

当逆变侧换流器的关断角小于临界关断角 γmin
时，则发生换相失败。当发生对称故障时，逆变侧换
流器的关断角 γ与逆变侧换相电抗XCI、逆变侧换流
母线电压ULI、逆变侧换流变压器变比 kI、触发超前角
β及直流电流 Id有关，其数学表达式为［13］：

γ=arccos( 2 k I IdXCI /ULI + cos β ) （1）
其中，Id=（UdR-UdI）/Rd，UdR、UdI分别为整流侧换流器
和逆变侧换流器的直流电压，Rd为直流线路电阻。
UdR=1.35 nkRULR cosα-3nXCRId/π，n为 6脉换流器的个
数，α、XCR、kR、ULR分别为整流侧换流器触发角、换相
电抗、换流变压器的变比、换流母线电压；UdI=1.35 ×
nkIULI cos γ-3nXCIId /π。

在 β、XCI、kI不变的情况下，γ在不同ULI下随 Id变
化的曲线图如图1所示。

由图 1可知，Id的增大、ULI的降低都会引起 γ的
降低，可能导致换相失败。且随着ULI的降低，γmin所
对应的 Id也会减小，Id与ULI存在一定的耦合关系。

Id与ULI、ULR的关系为：
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Id = 1.35n (kRU
*LRULNRcos α- k IU *LIULNI cos γ )
Rd +3n (XCR -XCI ) /π （2）

其中，U*
LR、U

*
LI分别为整流侧与逆变侧换流母线电压

的标幺值；ULNR、ULNI分别为整流侧、逆变侧换流母线
额定线电压。由式（2）可知，ULR 与ULI 都会影响 Id，ULI
降低不仅直接降低 γ，且间接增大 Id导致 γ进一步降
低，增大换相失败的风险。
1.2 换相失败数学模型

将式（2）代入式（1）消去 Id，得 Id与换流母线电压
解耦后的关断角表达式为：

γ=arccosìí
î

ï

ï

1.35 2 nkRk IU *LRULNRXCIcos α
U *LIULNI [ Rd +3n (XCR -XCI ) /π ] -

ü
ý
þ

ï

ï

1.35 2 nk2I XCI
Rd +3n (XCR -XCI ) /π cos γ+cos β （3）

式（3）两侧取余弦函数求解关断角：

γ=arccos
1.35 2 nkRk IU *LRULNRXCIcos α
U *LIULNI [ Rd +3n (XCR -XCI ) /π ] +cos β

1+ 1.35 2 nk2I XCI
Rd +3n (XCR -XCI ) /π

（4）

将式（4）整理为：
γ=arccos(K1U *LR /U *LI +K2 ) （5）
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K1 =
1.35 2 nkRk IULNRXCI

ULNI [ Rd +3n (XCR -XCI ) /π ] cos α
1+1.35 2 nk2I XCI / [ Rd +3n (XCR -XCI ) /π ]=

1.35 2 nkRk IULNRXCIcos α
ULNI [1.35 2 nk2I XCI +Rd +3n (XCR -XCI ) /π ]

K2 = cos β
1+1.35 2 nk2I XCI / [ Rd +3n (XCR -XCI ) /π ]=

cos β [ Rd +3n (XCR -XCI ) /π ]
Rd +3n (XCR -XCI ) /π+1.35 2 nk2I XCI

（6）

整流侧与逆变侧都是通过比例积分控制器分别
对α与β进行控制，换相失败一般发生在故障的初始
阶段，考虑到比例积分控制器有一定的延时，可认为

故障发生的瞬间α与 β保持不变［13］。K1、K2与直流系
统运行参数有关，在故障引起的换相失败分析中可
将其看做定值，即 γ主要受整流侧与逆变侧换流母
线线电压比值的影响。

直流输电标准测试系统结构如附录中图A1所
示（电阻、电感、电容的单位分别为Ω、H、μF）。当γ<
γmin时就会发生换相失败，在ULI不变的情况下（U *LI=
1 p.u.），由式（1）可知随着 Id的增大可能引发换相失
败，结合式（5）与式（6）可得发生换相失败的条件为：

U *LR≥ (cos γmin -K2 ) / K1 （7）
同理在整流侧换流母线电压不变（U *LR=1 p.u.），

图A1中受端近区交流系统短路，势必导致U*
LI 降低，

引发换相失败，结合式（5）与式（6）可得发生换相失
败的条件为：

U *LI≤K1 / (cos γmin -K2 ) （8）
将ULI与 Id解耦，将 Id对换相失败的影响归算至

U*
LI上。相比于传统分析方法（不考虑 Id变化），本文

所提出的方法更为精确。
在整流侧与逆变侧换流母线电压同时变化的情

况下（如直流单极闭锁对两端换流母线电压的扰
动），可得发生换相失败的条件为：

U *LR
U *LI

≥ cos γmin -K2
K1

（9）
综上所述，ULR的升高、ULI的降低以及两侧电压

的同时变化都可能会引起换相失败，在直流系统参
数已知的条件下，通过分析换流母线电压可快速判
断逆变器是否发生换相失败。本文提出的换相失败
模型不仅可以分析逆变侧故障引起的换相失败，也
可对整流侧电压波动及两侧电压同时波动引起直流
电流变化进而可能导致换相失败的工况进行分析，
适用范围更加全面，在一定程度上完善了换相失败
分析的理论。

2 直流单极闭锁引起的健全极换相失败

目前针对换流母线电压降低导致的逆变器换相
失败研究较多，并取得了一定成果。由第 1节分析
可知，关断角主要受整流侧与逆变侧换流母线线电
压比值的影响，因此本文主要针对直流单极闭锁引
起送、受端换流母线电压变化进而可能导致的健全
极逆变侧换流器换相失败进行分析。

双极运行的交直流系统送端电网等值电路如图
2所示。图中，DC1为直流极 1；DC2为直流极 2；Pac、
Qac分别为送端交流系统注入换流母线的有功、无功
功率；Ve、Xe分别为交流系统的等值电势与等值电
抗；Pd1、Qd1和 Pd2、Qd2分别为 DC1、DC2传输的有功功
率和消耗的无功功率；QC为换流站无功补偿装置提
供的无功功率，一般为所传输有功功率的 40 %~
60%。

图1 γ随 Id和ULI变化的曲线

Fig.1 Curves of γ with variation of Id and ULI
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对于图2有：
Pac =Pd1 +Pd2=Pd （10）

Qac +QC=Qd1 +Qd2=Qd （11）
其中，Pd为直流系统传输总有功功率；Qd为直流系统
消耗总无功功率。
2.1 直流单极闭锁引起的暂态过电压

当直流双极运行方式下发生单极（如DC1）闭锁
时，闭锁极消耗的无功功率瞬间降为 0，而换流站配
置的无功补偿装置不能快速切除，大量无功功率盈
余造成交流系统暂态过电压。

图 2中 Xe的取值与短路容量 SC、换流母线额定
线电压ULN有关：

Xe =U 2LN /SC （12）
忽略无功功率引起的电压上升的横分量，换流

母线的暂态压升可以表示为：
ΔUL ≈ΔQXe /ULN （13）

其中，ΔQ为交流系统与换流站交换的无功功率变
化量。

结合式（12）与式（13）可得：
ΔU * =ΔUL /ULN ≈ΔQ/SC （14）

其中，ΔU*为换流母线暂态压升的标幺值，即
ΔU * ≈ΔQ/SC。可以看出暂态过电压压升主要与ΔQ
和SC有关。

由于换流站内配置的无功补偿装置多为电容器
组与交流滤波器，计及整流站电容器的容升效应，交
流系统与换流站交换的无功功率变化量为：

ΔQ= (1+ΔU * )2QC +Qac -Qd2 （15）
将式（15）代入式（14）可得换流母线处的暂态过

电压计算式为：

U *L =- ( )SC
2QC

2
- SC
QC
+Qd2 -Qac

QC
+ SC2QC

（16）
令R1=SC /（2QC），R2=（Qd2-Qac）/QC，则直流单极闭

锁后换流母线处的暂态过电压表达式为：

U *L =- R21 -2R1 +R2 +R1 （17）
由式（17）可知，若整流站与逆变站交直流系统

间都没有无功功率交换，则R1反映了交流系统的强
度，R2反映了健全极消耗无功功率的能力。

由于换流站内无功补偿采取就地补偿的原则，
实际运行中的交直流系统间的无功功率交换量很

少，则此时的 R2 =Qd2/QC。故由式（16）与式（17）可

知，直流单极闭锁后的暂态过电压幅值与 SC、QC以及

健全极消耗的无功功率有关。图 3和图 4分别为直

流单极闭锁的瞬间换流母线暂态过电压随R1、R2变
化的曲线（暂态过电压为标幺值）。

由式（16）与式（17）可知，R1为交流系统短路容

量与换流站无功补偿量的比值，结合图 3可得出单

极闭锁后的暂态过电压随着 SC的增大而非线性减

小，随QC的增大而非线性增大；R2为健全极消耗无

功功率与换流站无功补偿量的比值，结合图 4可得

出暂态过电压与健全极消耗的无功量基本呈正相关

的关系。当交直流系统对称运行时，即DC1、DC2的
传输功率相同，由式（11）可知Qd2 = 0.5Qd，此时 R2为
定值（R2=0.5），在交流系统运行方式确定的情况下

健全极消耗无功功率对暂态过电压的影响也随之确

定；当交直流系统不对称运行时，即DC1、DC2传输功

率不相同，根据图 4可知随着健全极消耗无功功率

增大，对暂态过电压的影响越小。

综上分析，在交直流系统对称运行时，SC与QC对
暂态过电压的影响最大，本文主要针对交直流系统

对称运行工况进行分析。

2.2 直流单极闭锁引起换相失败判据

由 1.1节可知，当 γ≤γmin时即认为发生换相失

败，当直流发生单极闭锁时，根据式（17）可得发生换

相失败的条件为：

b≥bmin （18）
其中，b为整流侧与逆变侧换流母线电压的比值。

式（18）中 b与 bmin为：

图2 交直流系统等值电路

Fig.2 Equivalent circuit of AC／DC hybrid system

图3 暂态过电压随R1变化曲线

Fig.3 Curves of transient overvoltage with

variation of R1

图4 暂态过电压随R2变化曲线

Fig.4 Curves of transient overvoltage with

variation of R2
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b=U *LR
U *LR
= - R21R -2R1R +R2R +R1R
- R21I - 2R1I +R2I +R1I

bmin =(cos γmin -K2 ) /K1
（19）

由式（18）与式（19）可得，整流侧与逆变侧换流

母线暂态过电压的比值主要与两侧交流系统的 SC与
QC有关。但对于同一直流输电系统而言，整流站与

逆变站无功补偿容量相差不大，故可认为 b主要受

整流、逆变两端 SC的影响。结合图 3与式（18）、（19）
可得，送端系统的 SC越小，整流侧换流母线暂态过电

压越大；受端系统 SC越大，逆变侧换流母线暂态过电

压越低，则 b越大，γ就越小，健全极发生换相失败的

风险就越大。

3 算例分析

基于±800 kV天中直流输电工程搭建仿真模

型，系统实际运行参数为ULR = 530 kV，ULI = 525 kV；
XCR =4.863 Ω，XCI = 4.293 Ω；kR =0.324，kI = 0.304；整流

侧 α / β = 15，逆变侧 α / β = 40；Rd=10.56 Ω；天中直流

单极采用 4桥 12脉波换流器，因此 n=4；整流侧与逆

变侧交流滤波器组与电容器组提供的无功功率分别

为 4 339 Mvar、4 420 Mvar；交直流系统间的无功功率

交换值为整流侧为0、逆变侧为108 Mvar。
根据上述模型与运行参数，分别针对直流单极

闭锁后的暂态过电压计算方法与单极闭锁引起换相

失败的风险进行仿真验证。

3.1 单极闭锁后暂态过电压计算方法仿真验证

天中直流输电系统在 1 s时发生单极闭锁

（DC1），逆变侧换流母线在不同的SC下的暂态过电压

结果如图 5所示（换流母线电压为标幺值），仿真结

果与理论计算结果对比如表 1所示（暂态过电压值

为标幺值）。

由表 1与图 5知，单极闭锁后换流母线的暂态过

电压的仿真值与计算值随着 SC的增大而降低，与图

3、式（17）所得结论相符；且仿真值与计算值之间误

差很小，都在 2%以内，表明该方法能够正确表征直

流单极闭锁后换流母线暂态过电压程度。

3.2 单极闭锁引起换相失败风险仿真分析

γmin取决于晶闸管阀的物理特性，本文取γmin= 8°
作为逆变器发生换相失败的判据，将天中直流输电

系统的运行参数代入式（6）中可得 K1 = 0.242、K2=
0.718，结合式（19）求解出 bmin=1.1251，即当 b≥1.1251
时发生换相失败。

天中直流输电系统在 0.1 s时发生单极闭锁

（DC1），当整流侧送端电网 SC不变、逆变侧受端电网

SC增大时，在算例 1—3中进行电磁暂态仿真，换相

失败结果如表2所示。

算例 1：在送、受端系统 SC分别为 2 × 104 MV·A、
2.5×104 MV·A时发生单极闭锁，健全极 Id、直流电压

Ud、Pd以及γ的波形见图6（电压为标幺值，后同）。

算例 2：在送、受端 SC分别为 2×104 MV·A、5×104
MV·A时发生单极闭锁，健全极 Id、Ud、Pd 以及 γ的波

形如图7所示。

算例 3：在送、受端 SC分别为 2×104 MV·A、8×104
MV·A时发生单极闭锁，健全极 Id、Ud、Pd以及 γ的波

形如图 8所示。发生换相失败时各电气量的波形如

表1 不同SC下的换流母线暂态过电压

Table 1 Transient overvoltage results of commutation

bus under different values of SC

SC／（MV·A）
3×104
4×104
5×104
6×104

暂态过电压

仿真值

1.113
1.079
1.061
1.047

计算值

1.095
1.064
1.048
1.039

误差／%
1.6
1.4
1.2
0.7

表2 不同SC下逆变器换相失败结果

Table 2 Commutation failure results of inverter

under different values of SC

算例

1
2
3

SC／（MV·A）
送端

2×104
2×104
2×104

受端

2.5×104
5.0×104
8.0×104

b

1.0667
1.151 9
1.176 3

逆变器是否
发生换相失败

否

是

是

图6 单极闭锁后 Id、Ud、Pd以及γ响应曲线

Fig.6 Response curve of Id，Ud，Pd and γ after

DC monopole blocking

图5 不同SC下暂态过电压响应曲线

Fig.5 Transient overvoltage response curve

with different values of SC
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图9所示（iac为标幺值）。

由表 2的结果可得出随着送端系统 SC的降低与
受端系统 SC的升高，b值不断增大；未发生换相失败

的情况 b值都小于 bmin（bmin= 1.125 1），发生换相失败

的情况 b值都大于 bmin；由图 6—8直流电流响应曲线

可知，在直流发生单极闭锁后直流电流增加，健全极

逆变器γ降低；算例1中由于送、受端SC接近，单极闭

锁后送、受端换流母线电压比值未达到 bmin，直流电
流的上升幅度并没有导致 γ达到 γmin，算例 1的工况
并未发生换相失败。

由图 7、8可知，单极闭锁后 Id大幅度上升，γ大
幅度下降到 γmin以下，导致健全极发生换相失败；换
相失败期间直流电流传输功率降为 0，Id、Ud降为 0，
之后在直流系统控制的作用下，健全极恢复正常
运行。

由图 9可知，直流单极闭锁后送、受端换流母线
的电压会升高，因此发生换相失败的主要原因是直
流电流的增大，本文所建立的换相失败分析数学模
型将直流电流与交流侧电压解耦，将直流电流上升
对换相失败的影响考虑在内，可更全面地衡量逆变
器是否发生换相失败。

基于天中直流输电系统的仿真结果表明，换相
失败的发生不只是由逆变侧换流母线电压的降低所
引起的，从根本上而言是由整流侧与逆变侧换流母
线电压的比值引起的；在送端系统 SC较低而受端系
统 SC较高的情况下，直流单极闭锁有极大可能引发
健全极发生换相失败。

4 结论

（1）详细分析了换相失败的影响因素，并推导建
立了换相失败分析数学模型，提出一种考虑两侧换
流母线电压变化引起换相失败的判据，分析得出换
相失败不只是逆变侧换流母线电压降低引起的，而
是由整流与逆变侧换流母线电压的比值引起。

（2）针对直流发生单极闭锁后引起的暂态过电
压，得出暂态过电压幅值与交流系统短路容量、换流
站配置无功补偿量、交直流系统间的无功交换与健
全极消耗的无功功率有关，并推导出暂态过电压计
算的解析表达式。

（3）详细分析了直流发生单极闭锁后引起整流、
逆变侧换流母线暂态过电压进而可能引发健全极发
生换相失败的风险，得出当送端系统短路容量越小、
受端短路容量越大时，单极闭锁引起送端的暂态过
电压越大、受端暂态过电压越小，b值越大，逆变器发
生换相失败的可能性也越大。

（4）基于 DIgSILENT仿真软件搭建 ±800 kV天
中直流输电系统仿真模型，仿真结果验证了直流单
极闭锁后的暂态过电压计算方法的正确性与单极闭
锁存在引起健全极发生换相失败的风险。

附录见本刊网络版（http：∥www.epae.cn）。
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New fault line selection scheme for four-circuit transmission lines
on same tower

YU Zhongan1，BI Junqiang1，GUO Peiyu2，WANG Xianmin1，CHEN Qing2
（1. School of Electrical Engineering Automation，Jiangxi University of Science and Technology，Ganzhou 341000，China；

2. Guodian Nanjing Automation Co.，Ltd.，Nanjing 210032，China）
Abstract：Starting with the four-circuit transmission lines on same tower with parameter asymmetry，com‐
bined with the characteristics of interline and interphase electromagnetic coupling in the four-circuit trans‐
mission lines，a suitable phase-mode transformation matrix is derived to decouple the impedance of each cir‐
cuit line. The correctness of the decoupling method is proved by simulation and comparison. Based on the
relationship between the decoupled independent modules，four parameters，i.e. K1，K2，K3 and K4 are defined.
According to the different values of these four parameters in different circuit faults，a new fault line selec‐
tion criterion is constructed. A large number of simulative data on PSCAD／EMTDC show that the pro‐
posed fault line selection scheme is fast，simple，reliable and unaffected by fault distance，transition resis‐
tance，load current and system operation mode.
Key words：four-circuit lines on same tower；parameter asymmetry；phase-mode transformation；fault line
selection；simulation

Commutation failure risk analysis of sound pole caused by
DC monopole blocking

YIN Chunya1，LI Fengting1，CHEN Weiwei2，ZHANG Zengqiang2
（1. College of Electrical Engineering，Xinjiang University，Urumqi 830047，China；

2. Economic Research Institute，State Grid Xinjiang Electric Power Corporation，Urumqi 830011，China）
Abstract：Based on the establishment of a mathematical CF（Commutation Failure） model，it is indicated
that，the ratio of commutation bus voltage between send-terminal and receive-terminal is the main factor for
CFs，and risk of sound pole CFs exists when a MPB（Mono-Pole Blocking） occurs. Influences leading to
overvoltage when MPB occurs are analyzed，an expression for quantitative calculation of transient overvol-
tage after MPB is deduced，and a criterion of CFs after MPB considering bus overvoltage at send-and re‐
ceive-terminals is proposed，and the relationship between send／receive terminal short-circuit capacity and
CFs is obtained. Based on a simulation model of ±800 kV HVDC（High Voltage Direct Current） system es‐
tablished on DIgSILENT，the validity of transient overvoltage calculation and risk of sound pole CFs exis‐
tence are verified through simulations.
Key words：HVDC power transmission；electric power transmission；commutation failure；DC monopole bloc-
king；transient overvoltage；extinction angle
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图 A1 直流输电标准测试系统结构图 

Fig.A1 Structure diagram of DC power transmission standard test system  
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