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风浪扰动下海上风电机组塔架载荷与
输出功率的协同优化控制

唐世泽，田 德，王 爽，陶立壮，邓 英，吴晓璇
（华北电力大学 新能源电力系统国家重点实验室，北京 102206）

摘要：风浪扰动导致海上风电机组响应特性复杂，控制器需要综合处理多种外源扰动。此外，气动力造成风

轮旋转与塔架运动的耦合作用，增加了变桨控制器设计的难度。首先，通过动力学分析建立合适的海上风电

机组低阶数学模型。然后针对风浪扰动，提出了随机干扰调节控制器（SDAC）。最后协同输出功率控制与塔

架载荷控制，设计含线性二次型调节器的变桨控制器。基于GH Bladed软件的仿真结果表明，相较于传统控

制器，SDAC能够优化机组输出功率波动，降低塔架载荷，实现塔架载荷与输出功率的协同优化。
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0 引言

风电机组运行过程中承受着不均匀和间歇性的
风、浪等作用，不可避免地增加了结构载荷［1］。随着
海上风电领域逐步发展，机组的大型化也导致结构
载荷增加。为减小转速波动，大多数现代风电机组
采用了叶片桨距致动的控制系统，其中最主要的是
变桨控制，即通过调节叶片桨距角实现高于额定风
速情况下的风轮转速调节［2-3］。

优化机组载荷是提高机组寿命的重要途径［4］。
由于海床土壤环境和机组高度增加，海上风电机组
塔架柔性增加，固有频率降低，塔架载荷增加。研究
表明调谐质量阻尼器可以降低塔架载荷［5］，但需要
设计额外的机械结构。更加经济有效的方法是在转
速调节的变桨控制系统中附加额外的气动阻尼。文
献［6-7］通过经典控制理论方法设计了塔架主动阻
尼器，降低了塔架载荷。然而，气动力作用下机组风
轮旋转和塔架运动是耦合的［8］。基于单输入单输出
经典控制理论的塔架阻尼设计方法不可避免地影响
风轮转速调节回路，从而增加机组的输出功率波动。
这说明独立设计转速控制和塔架载荷控制必然造成
变桨控制器性能降低。

近几年的研究表明基于状态空间模型设计的变
桨控制器能够进一步降低塔架载荷。文献［9］通过
线性矩阵不等式方法设计了鲁棒变桨控制器，文献
［10］设计了线性变参数增益调度变桨控制器，文献
［11］设计了自适应变桨控制器，均降低了塔架载荷。
同时风浪等外源扰动引起的风电机组塔架低频载荷

不可忽略［12］，但相关研究相对较少。针对扰动风速

对机组稳定运行的影响，文献［13］通过干扰调节方

法进一步优化变桨控制器，实现了风扰动抑制。针

对波浪载荷的影响，文献［14］提出了基于线性扩张

观测器的变桨控制器，能够精确估计波浪并补偿其

引起的塔架载荷。但风浪扰动共同作用下风电机组

的塔架载荷控制问题值得进一步研究。

另一方面，大部分相关研究侧重于讨论塔架载

荷的控制性能，而风电机组在恒转速运行阶段的控

制目标是平稳输出功率和抑制塔架载荷，两方面性

能指标需要综合设计。因此，本研究从海上风电机

组在气动力作用下风轮旋转与塔架运动的耦合特性

角度出发，推导并建立了适用于塔架载荷控制的

状态空间模型，从而提出了一种基于随机干扰调节

控制器SDAC（Stochastic Disturbance Accommodating
Controller）的变桨控制策略。该策略旨在协调转速

控制和载荷控制，平抑风浪扰动引起的风轮转速和

塔架运动波动，保证平稳机组输出功率的同时减小

塔架载荷，提高机组运行可靠性。

1 风电机组塔架载荷控制模型

1.1 塔架运动的动力学方程

海上风电机组运行过程中，受到不断变化的风

作用，气动力使风轮旋转，通过传动链将机械能转化

为电能，风推力也不可避免地造成机组塔架运动。

气动力作用下的机组风轮旋转与塔架运动的耦合作

用，增加了机组动力学建模的难度。合适的数学模

型是大多数先进控制器设计的基础，决定了控制器

的性能，因此建立了一种适用于塔架载荷控制的低

阶状态空间模型。

相较于气动载荷，水动力载荷对固定式海上风

电机组的影响相对较小，且其建模复杂。为清晰描
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述塔架动力学，将水动力载荷视为风电机组的有界
外部扰动。为分析影响风轮旋转与塔架运动低阶特
性的主要因素，首先进行如下假设：①塔架在前后方
向和侧面方向上对称，即质量、结构阻尼和刚度在 2
个方向上相同；②塔架的阻尼是线性的；③塔架的扭
转运动很小，忽略不计；④机舱重心变化很小，当机组
运行时可忽略不计；⑤各叶片的气动性能完全相同。

基于上述假设，用一阶模态将塔架运动近似为
前后运动和侧向运动。此时，塔架运动可以表示为
式（1）所示的二阶系统。

ì

í

î

ïïïï

ï
ïï
ï

m t ẍ fa +d t ẋ fa +k tx fa =Fx+ 32H My+Fhyd，x
m t ÿss +d t ẏss +k tyss =Fy+ 3Ng2H Tg +Fhyd，y

（1）

式中：mt、dt、kt 分别为塔架模态质量、阻尼、刚度；xfa
为塔架的前后位移；yss为塔架的侧向位移；H为塔架
高度，将塔架近似为悬臂梁，可得塔顶位移和旋转角
度之间的比为 3/（2H）［8］；Ng为传动系统的传动比；Tg
为发电机电磁转矩；Fhyd，x和Fhyd，y分别为波浪对塔架
前后和侧向扰动的分量；My为轮毂承受的侧向弯矩。
轮毂坐标系如附录A图A1所示，轮毂承受的前后弯
矩Mx、侧向弯矩My以及前后力 Fx、侧向力 Fy的表达
式分别见式（2）、（3）。

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï

Mx=∑
i=1

3
M b

x，i

My=∑
i=1

3
M b

y，icosΨi

（2）

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï

Fx =∑
i = 1

3
F b
x，i

Fy =∑
i = 1

3
F b
y，icosΨi

（3）

式中：M b
x，i、M b

y，i和 F b
x，i、F b

y，i（i=1，2，3）分别为叶片 i在
轮毂坐标系下 x、y轴方向上弯矩和力的分量；Ψi为
叶片 i的方位角，3个叶片在旋转平面内对称分布，
方位角满足如下关系。

ì

í

î

ïïïï

ï
ïï
ï

Ψ2 =Ψ1 + 23 π
Ψ3 =Ψ1 + 43 π

（4）

定义各叶片的相对风速为 vi，其综合了有效风
速 v和塔架前后运动，如式（5）所示。

vi= v- ẋ fa + 3Rb4
3
2H ẋ facosΨi （5）

式中：Rb为风轮半径。弯矩和力都可以看作相对风
速、风轮转速和桨距角的函数［15］。

假设传动系统为刚性轴，则风轮转速Ωr满足：

Je Ω̇ r =Mx-NgTg （6）
式中：Je为传动系统的等效转动惯量。

变桨执行器的动力学特性以一阶微分方程近似

描述，引入中间变量 βis=τ βi（βi为叶片 i变桨执行器
输出的桨距角，τ为变桨执行器时间常数）便于建立
状态空间方程，如式（7）所示。

β̇is =-1τ βis +βc （7）
式中：βc为控制器输出的桨距角。
1.2 塔架运动的控制模型

为了解决变桨控制器设计优化问题，需要推导
得到一个合适的状态空间方程。作用在轮毂上的弯
矩和力是非线性的，联立式（2）—（5），在运行风速点
附近线性化处理得到：

ì

í

î

ï

ï

ï

ï

ï

ï
ïïï
ï

ï

ï

ï

ï

ï

ï

ï

ï

ï

ï

ï
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ï

ï

ï
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δMx=∑
i=1

3 ( )∂M b
x，i∂vi δv+

∂M b
x，i∂βi δβi +

∑
i=1

3 ∂Mb
x，i∂Ω r
δΩ r-∑

i=1

3 ∂M b
x，i∂vi ẋ fa

δMy=∑
i=1

3 cosΨi( )∂M b
y，i∂vi δv+

∂M b
y，i∂βi δβi -

9Rb16H∑i=1
3 ∂M b

y，i∂vi ẋ fa

δFx=∑
i=1

3 ( )∂F b
x，i∂vi δv+

∂F b
x，i∂βi δβi +∑i=1

3 ∂F b
x，i∂Ωr

δΩ r-∑
i=1

3 ∂F b
x，i∂vi ẋ fa

δFy=∑
i=1

3 cosΨi( )∂F b
y，i∂vi δv+

∂F b
y，i∂βi δβi -

9Rb16H∑i=1
3 ∂F b

y，i∂vi ẋ fa
（8）

为了简化说明，后面的描述中省去 δ。联立（1）、
（6）、（8），化简得到状态空间方程为：

ẋo=Aoxo +Bouo +Bdwd +Bwwhyd （9）
式中：Ao、Bo、Bd、Bw为状态空间方程的系数矩阵；

xo=[ Ω r ẋ fa x fa ẏss yss β1s β2s β3s ]
T
；uo=[ βc Tg ] T；wd= [ v ]；

whyd =[ ]Fhyd，x Fhyd，y
T
。

在式（9）中，矩阵 Ao、Bo、Bd均依赖方位角Ψi，仍
是一个线性时变系统。可以看出，在恒定风速下风
电机组的状态空间方程仍呈现时变动态特性。为了
得到线性时不变模型，均值化风轮旋转周期内的状
态空间方程［16］，得到平均周期状态空间模型，用于模
型参数辨识和控制器设计，如式（10）所示。

ẋo= Āoxo + B̄ouo + B̄dwd +Bwwhyd （10）
式 中 ：Āo = 1L∑p=1

L

Ao (Ψ ( p ) )，B̄o = 1L∑p=1
L

Bo (Ψ ( p ) )，B̄d =
1
L Bd (Ψ ( p ) )均表示在Ψ ( p ) ∈［0，2π］内取 L等分后

进行均值化。
1.3 仿真模型介绍

基于GH Bladed仿真软件进行仿真，该软件在
商用风电机组认证中具有权威性，采用 5 MW三脚
架式海上风电机组，机组主要参数见附录A表A1。

该机组模型具有高度非线性，比线性模型复杂
得多，因此通过分析对比GH Bladed模型和推导模
型的频域响应特性，验证所提低阶状态空间模型的
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合理性。在有效风速 12、14、16、18、20 m／s下 GH
Bladed模型和推导模型中，桨距角、有效风速到风轮
转速、塔架前后位移、塔架侧向位移、塔架前后速度
和塔架侧向速度的传递函数频域响应曲线分别见附
录A图A2、A3。可以发现，推导模型在低频区域与
GH Bladed模型具有很高的近似度。由于推导模型
的阶次远低于GH Bladed模型，高频特性存在明显
差异，但该频率范围不会出现在风电机组正常运行
过程中。尽管推导模型忽略了许多高频细节，但更
能体现出风电机组动力学响应的主要特性，设计出
的控制器阶次更低。因此推导得到的低阶模型适用
于变桨控制器的设计。

2 塔架载荷控制器设计

2.1 传统塔架载荷控制器
传统的塔架载荷控制策略如图 1所示。将塔顶

前后向运动速度 ẋ fa作为控制信号，通过控制力增加
气动阻尼，在控制器输出桨距角 βc上附加较小的桨
距角 βadd，影响风轮的气动力Fa［7］。该变桨控制器由
比例积分（PI）控制器和阻尼控制器组成。PI控制器
参数整定方法参考NREL 5 MW海上风电机组变桨
控制器设计方案［17］，阻尼控制器设计参考文献［7］。
其中PI控制器的数学模型为：

βc =Kp +K i /s （11）
式中：比例系数Kp、积分系数Ki分别满足如下关系。

Kp = 2JeΩ0 ξφnωφn
Ng( )-∂Pa /∂βc （12）

K i = JeΩ0ω2φn
Ng( )-∂Pa /∂βc （13）

式中：Ω0 为风轮额定转速；参数 ξφn=0.6；参数 ωφn=
0.7；Pa为气动功率。阻尼控制器的数学模型为：

βadd =K tower ẋ fa （14）
K tower = ξc

2 k t /m t

d2t∂Fx /∂βc （15）
式中：参数 ξc = 0.3。

由式（10）可知，气动力作用下风轮转速变化和
塔架前后、侧向运动存在耦合，耦合运动不仅与桨距
角有关，还受到风浪扰动的影响。因此，使用 2个独
立回路方程分别描述转速控制和塔架载荷控制的表

示方法并不完善。另一方面，由于海上风电机组体
现出的固有低频特性，为了避免在运行过程中激发
塔架振动模态，转速控制回路的带宽不能高于塔架
载荷控制回路的一阶固有频率，以提高机组对功率
波动的平抑能力。
2.2 SDAC变桨器设计

为了解决传统控制策略的矛盾，基于状态空间
方程，从多目标优化的角度出发，利用线性二次型调
节器 LQR（Linear Quadratic Regulator）控制方法，综
合设计转速控制和载荷控制，提出了基于 SDAC的
变桨控制器设计方案。

式（10）所示方程中包含了变桨执行器的动态特
性，当设计基于 SDAC的变桨控制器时，如果机组系
统方程同时包含变桨控制输入和风速扰动输入矩
阵，那么变桨控制器扰动抑制增益将恒为 0，即机组
在运行过程中，变桨控制器不对风速扰动产生任何
动作。另一方面，当机组处于稳定状态时，控制器补
偿风速扰动会导致变桨执行器状态变量一定不为
0，尽管动态调节变桨控制器的扰动抑制增益可以使
机组保持期望的响应性能，但是这也使控制器的设
计过程变得复杂。而未考虑变桨执行器的动态特性
时，所设计的 SDAC反馈控制律不会产生任何稳态
误差。因此，在设计 SDAC反馈控制律时忽略变桨
执行器的动态特性。恒转速工况下电磁转矩Tg保持
恒定，即 δTg=0，在输入变量中可以省略。综上所述，
将风轮转速、塔架前后和侧向运动速度作为输出变
量，在式（10）的基础上可得新的状态空间方程，如式
（16）所示。

ì
í
î

ẋ= Āx+ B̄uuu + B̄dwd +Bwwhyd
y=Cx

（16）
式中：Ā、B̄u 为新的状态空间方程的系数矩阵，

B̄d 和 Bw 中对应行的零元素被消除；x=[Ω r ẋ fa ẏss

]x fa yss
T
；uu =[ βc ]；y=[ Ω r ẋ fa ẏss ]

T
；C= é

ë

ê

ê
êê
ê

ê ù

û

ú

ú
úú
ú

ú1 0 0 0 0
0 1 0 0 0
0 0 1 0 0

。

为了抑制风浪扰动，使用 Söffker扩展方法建立
随机扰动模型［18］，等效风浪扰动wd如式（17）所示。

ì
í
î

ẋd =Adxd +δεx+w
wd =Cdxd （17）

式中：xd为扰动的状态变量；w~（0，W）表示均值为 0、
功率谱密度为W的高斯白噪声；δε为一个各元素值
很小的行向量，表示机组状态变量和扰动状态变量
的耦合分量；Ad和Cd为随机扰动模型参数。令Ad=0，
Cd=1，所得模型将风浪扰动描述为阶跃分量和随机
分量的叠加。其中阶跃分量表示风速扰动，随机分
量表示波浪扰动。联立式（16）、（17）可得增广的机
组状态空间方程为：

图1 传统的塔架载荷控制策略

Fig.1 Traditional tower load control strategy
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ì

í

î

ïïïï

ïïïï

ẋec=Aecxec +Becuu + éëêêêê
ù
û
úúúúZ1 w

y=Cecxec
（18）

式中：xec=éëêêêê
ù
û
úúúúx

xd
；Aec=é

ë
êêêê ù

û
úúúúĀ B̄dCd

δε Ad
；Bec=

é
ë
êêêê ù

û
úúúúB̄u0 ；Cec=[ C Z ]，

Z表示维度合适的零矩阵。

此时，将风速扰动抑制以状态反馈的形式作用

于变桨执行器，提高了机组控制系统的稳定性［19］。
虽然描述成随机信号的波浪扰动是无法测量的，但

Aec、Cec是能观的。因此将波浪扰动视为系统过程噪

声，通过设计Kalman滤波器可以消除其对风电机组

运行的影响。设性能指标 J为：

J=∫0∞( )xTecQxec +uuRuu dt （19）
式中：Q和 R为正定对角阵。求解式（20）所示代数

黎卡提方程，可得式（21）所示LQR控制律。

ATecP+PAec +Q-PBecR-1BTecP=0 （20）
βc =-Kecxec =-R-1BTecPxec （21）

由此可知，变桨控制器增益随矩阵P中元素值

的增大而增大，而矩阵Q、R决定了矩阵P的元素值。

进而，在设计变桨控制器时，通过调节矩阵Q、R各元

素的相对大小，平衡风轮转速、塔架运动等状态变

量的变化量和变桨执行器的动作量。矩阵Q的元素

相对较大时，状态变量的变化量减小，但变桨执行器

的动作量增大，受到实际变桨系统的限制，变桨执行

器不一定能满足过于快速的控制指令需求。因此，

变桨控制器的性能受矩阵Q、R的影响。值得注意的

是，为了确保变桨控制器对风浪扰动的抑制能力，需

要反复优化W的取值。设R为单位阵，通过调试，确

定正定矩阵Q=diag｛25，0.5，110，0.5，7.5，100｝，进而

通过求解黎卡提方程计算出不同风速下的变桨控制

器增益，得到变增益的变桨控制器，应用于强非线性

风电机组系统。

设图 1所示传统的塔架载荷控制器为基准

（Baseline）控制器，将其与所提SDAC进行对比，所得

海上风电机组闭环系统的频域响应特性的对比结果

如图 2所示。由图可知，该海上风电机组塔架的一

阶侧向模态角频率为 2.998 9 rad／s（0.477 2 Hz），此
模态阻尼较低。所设计的 SDAC能在该角频率处提
供足够的阻尼，提高机组运行过程中塔架运动的稳
定性。Baseline控制器同样对塔架的振动提供了足
够的阻尼，但其带宽小于SDAC的带宽。
2.3 基于Kalman滤波的状态观测器设计

除了转速和塔架运动速度，状态空间方程中的
其他变量均无法直接测量，且受过程噪声w和测量
噪声的影响，考虑构造Kalman滤波器估计系统状态
变量。Kalman增益KF为：

KF=PFC Tec (CecPFC Tec +RF )-1 （22）
PFATec +AecPF+QF-PFC TecR-1F CecPF=Z （23）

式中：QF和RF分别为过程噪声和量测噪声的协方差
矩阵。对于状态估计器，其带宽需要大于控制器带
宽，以保证对状态信息估计的准确性，但是过大的状
态估计器带宽可能导致整个闭环系统不稳定，因此
应当选择合适的 Kalman增益，以平衡估计器和
SDAC的性能。设过程噪声和量测噪声的协方差矩
阵分别为QF=diag｛0.01，0.01，0.01，0.01，0.01，0.011｝，
RF=diag｛1.016 6×10-10，8.132 8×10-6，8.132 8×10-6｝，根
据式（22）计算出不同风速下状态空间方程对应的正
定矩阵PF，从而得到Kalman增益KF。

综上，基于 SDAC的变桨控制策略如图 3所示。
Kalman滤波器利用桨距角和风轮转速、塔架运动速
度的量测信号估计出状态变量和扰动风速，同时将
波浪扰动视为过程噪声进行滤波。Söffker扰动模型
通过增广状态空间方程的形式处理风浪扰动信息并
输入状态反馈控制中。基于多目标优化的 LQR通
过状态反馈控制输出桨距角信号，使机组响应趋近
于运行的平衡点。基于 SDAC的变桨控制器能够优
化机组在风浪扰动下的响应特性，协调输出功率控
制和塔架载荷控制。

3 仿真分析

3.1 湍流风下基于SDAC的变桨控制器性能分析

遵循 IEC61400-3标准［20］，在湍流风下仿真，以
分析采用基于 SDAC的变桨控制器海上风电机组的
闭环响应特性。控制器均通过C++代码以动态链接

图3 基于SDAC的变桨控制策略

Fig.3 Pitch control strategy based on SDAC

图2 海上风电机组闭环系统频域响应特性

Fig.2 Frequency domain response characteristics of

closed-loop system of offshore wind turbine
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库的形式集成到GH Bladed软件中。风电机组转矩

控制器的设计方法参考文献［17］。仿真中平均风速

为 18 m／s，湍流强度为 16.9%；以 P-M谱模拟波浪，

决定波浪的 2个参数分别为有义波高和峰谱周期，

有义波高反映波浪的幅值，峰谱周期反映波浪的频

率，设有义波高Hs=6 m，峰谱周期 fp = 8 s；仿真时间

为 100 s。仿真结果中选取塔架弯矩位置为塔架顶

部，H=78 m，仿真结果如图4所示。

从图 4（c）可以看出，SDAC可以平抑输出功率

Pe波动，采用Baseline控制器和 SDAC后机组输出功

率标准差分别为 0.057 8、0.011 8 MW。图 4（b）中的

桨距角波形表明，所提控制器通过及时调整桨距角，

能够更快地对外部扰动做出反应以应对机组动态波

动。Baseline控制器和 SDAC的变桨速率标准差分

别为 0.43（°）／s和 1.79（°）／s。尽管 SDAC增加了

变桨执行器的动作量，但变桨过程中未出现速率饱

和，在设计允许范围内。这表明所提控制器虽然对

变桨伺服系统提出了更高的要求，但是具有稳定输

出功率的动态波动和降低塔架载荷的功能。由式

（1）可知，塔架前后弯矩Mtx主要通过转矩控制调节，

在基于 SDAC的变桨控制器下塔架前后弯矩基本无

变化，因此不展开讨论。进一步分析 SDAC的塔架

载荷控制能力，将塔架弯矩进行频域变换，计算得到

塔架侧向弯矩Mty功率谱密度 PSD（Power Spectrum
Density），采用 Baseline控制器和 SDAC后在一阶模

态频率处出现的塔架侧向弯矩 PSD峰值分别为

1.30×1011、2.30×1010 N·m2·s。可以看出 SDAC能够

削弱塔架一阶模态下功率谱密度的峰值，这说明相

较于Baseline控制器，SDAC在塔架运动方程一阶模

态处的共振频率下可提供了更大的阻尼。

为了验证 SDAC在风电机组控制系统集成后的

总体性能，在额定风速 12 m／s附近设计仿真模拟。
仿真中，平均风速为 12 m／s，湍流强度为 16.9%，保
持波浪条件不变，仿真时间为 100 s，仿真结果如附
录A图A4所示。由图可知，在额定风速以下，转矩
控制器保证最大功率输出，桨距角保持最小桨距角，
2种控制策略响应一致。当风速变化到额定风速以
上，Baseline控制器和 SDAC开始动作的时间相同，
证明了 SDAC与Baseline控制器兼容性良好，能够在
不影响其他性能的同时，在额定风速以上实现协调
优化输出功率与塔架载荷。

进一步研究恒转速运行工况下 SDAC的控制性
能，分析不同风况作用下风电机组的疲劳特性。遵
循 IEC61400-3标准的 DLC1.2工况，在平均风速为
［12，20］m／s湍流风下，设置机组偏航误差为-8°、
0°、8°，仿真时间均为 600 s，分别计算机组的输出功
率时间序列的标准差和塔架损伤等效载荷 DEL
（Damage Equivalent Loads），结果如图 5所示。由于
风速具有随机性，不同风速下塔架DEL优化效果稍
有差异。

一方面，越接近额定风速，控制器之间的切换越
频繁，输出功率和塔架载荷波动越大；另一方面，根
据 IEC61400-3标准，平均风速越高，设置的湍流强
度越低，机组响应波动越平稳。因此输出功率标准
差和塔架侧向弯矩 DEL随风速增大均呈现单调递
减规律。根据图 5（a）、（b），相较于Baseline控制器，
采用 SDAC时功率波动降低了 39.16%，风电机组塔
架顶端侧向弯矩DEL平均降低了 12.34%。这进一
步证明了 SDAC能够有效降低风电机组在恒转速运
行工况下的塔架载荷，实现了输出功率和塔架载荷
的协同优化。
3.2 波浪扰动下基于SDAC的变桨控制器性能分析

设平均风速为 18 m／s，湍流强度为 16.9%，保
持有义波高Hs=6 m不变，峰谱周期 fp=2.096 s，此时
波浪扰动会激发塔架振动，2种控制器参与下的仿
真结果如图 6所示。根据图 6（a），采用Baseline控制
器和 SDAC后机组输出功率标准差分别为 0.058 0、
0.011 8 MW，与图 4（c）对比发现，波浪载荷增加后

图4 18 m／s湍流风下控制器性能对比

Fig.4 Performance comparison of controllers

under 18 m／s turbulent wind

图5 风扰动下控制器性能对比

Fig.5 Performance comparison of controllers

under wind disturbance
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Baseline控制器下输出功率波动，但 SDAC能够保证
输出功率波动基本不变，这是因为输出功率稳定性
的提升是通过增加变桨控制器的动作量实现的。根
据图 6（b），采用Baseline控制器和 SDAC后的变桨速
率标准差分别为 0.45（°）／s和 1.98（°）／s，相较于
图 4（b）均有所增加。

从时域很难看出所提控制器的降载效果，因此
通过计算得到塔架侧向、前后弯矩 PSD，分别如图 6
（c）、（d）所示。采用Baseline控制器和 SDAC后在一
阶模态频率处出现的塔架侧向弯矩PSD峰值分别为
1.41×1011、5.32×1010 N·m2·s，这说明当波浪载荷增
加，SDAC在稳定输出功率的同时，仍能保证机组
塔架载荷处于较低的水平。不同于3.1节，波浪同时
作用塔架前后和侧向 2个方向，此时塔架前后弯
矩导致的载荷也需要验证。采用 Baseline控制器
和 SDAC后，塔架前后弯矩 PSD峰值出现在 0附近，
分别为 1.41×1013、1.35×1013 N·m2·s，进一步说明了
SDAC可以抑制塔架前后弯矩波动。

下面分别分析有义波高和峰谱周期对机组响应
特性的影响，进一步研究波浪扰动下基于 SDAC的
变桨控制器的响应特性。在 600 s的时间内进行 2
组仿真：①保持峰谱周期 fp不变，有义波高Hs分别设
置为 0、2、4、6、8 m；②保持有义波高Hs不变，峰谱周
期 fp 分别设置为 0、2、4、6、8 Hz。通过仿真计算得到
风电机组输出功率的标准差和塔架弯矩的损伤等效
载荷，结果如附录A表A2、A3所示。可以看出，采用
SDAC后风电机组输出功率比采用 Baseline控制器
时更稳定，塔架疲劳载荷的抑制效果更好，其能够降
低塔架前后和侧向疲劳载荷。当波浪的有义波高和
峰谱周期发生变化时，SDAC能够抑制波浪扰动，因
此不同波浪扰动下机组输出功率波动和塔架疲劳载

荷水平趋于一致。

4 结论

针对海上风电机组的塔架载荷控制问题，设计
了含 LQR的基于 SDAC的变桨控制器，其能在稳定
输出功率的同时降低塔架载荷。本文的主要工作
如下：

1）建立了适合的线性时不变状态空间方程，基
于SDAC，利用LQR控制策略改进变桨控制器；

2）通过状态反馈的形式抑制风浪波动造成的功
率波动和塔架载荷，提高了控制系统的稳定性，增强
了系统的动态响应能力；

3）与 Baseline控制器进行对比，结果表明所提
方法能够在风浪扰动下稳定功率输出，同时进一步
降低塔架载荷，提高机组运行的稳定性。

附录见本刊网络版（http：∥www.epae.cn）。
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Coordinated optimal control of tower load and output power for
offshore wind turbines under wind and wave disturbances

TANG Shize，TIAN De，WANG Shuang，TAO Lizhuang，DENG Ying，WU Xiaoxuan
（State Key Laboratory of Alternate Electrical Power System with Renewable Energy Sources，

North China Electric Power University，Beijing 102206，China）
Abstract：The response characteristics of offshore wind turbines under wind and wave disturbances are com⁃
plex，so the controller needs to comprehensively deal with various external disturbances. Besides，there is a
coupling function between wind wheel rotation and tower movement due to aerodynamic force，which enhances
the difficulty in variable pitch controller designing. Firstly，a low-order mathematical model suitable for off⁃
shore wind turbines is established through dynamic analysis. Then aiming at the wind and wave disturbances，
the SDAC（Stochastic Disturbance Accommodating Controller） is proposed. Finally，coordinating output power
control and tower load control，the LQR（Linear Quadratic Regulator） variable pitch controller is designed.
Compared with the traditional controller，simulative results based on GH Bladed software show that SDAC
can optimize the output power fluctuation of the units and reduce the tower load，which realizes the coordi⁃
nated optimization of tower load and output power.
Key words：wind force；wave force；tower load；variable pitch control；rotating speed control；stochastic distur⁃
bance accommodating controller；Kalman filter
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图 A1  轮毂坐标系示意图 

Fig.A1  Schematic diagram of hub coordinate system 

表 A1  某 5 MW 海上风电机组主要参数 

Table A1  Main parameters of 5 MW offshore wind turbine 

参数 规格 参数 规格 

Pe/MW 5 额定风速/(m·s-1
) 12 

Rb/m 59 控制系统 变速变桨 

H/m 78 平均水深/m 42 

Ω0/(rad·s-1
) 1.45 塔架基础 三脚架 

Ng 86.39   

图 A2  Bladed 模型和推导模型中桨距角到转速、塔架前后、侧向速度和位移传递函数的频域响应对比 

Fig.A2  Comparison of transfer functions of frequency domain response from pitch angle to rotor speed, speed and 

displacement of tower in fore-aft and side-to-side direction in Bladed model and derived model 

图 A3  Bladed 模型和推导模型中有效风速到转速、塔架前后、侧向速度和位移传递函数的频域响应对比 

Fig.A3  Comparison of transfer functions of frequency domain response from effective wind speed to rotor speed, speed 

and displacement of tower in fore-aft and side-to-side direction in Bladed model and derived model 

 

图 A4  12 m/s 湍流风下控制器性能对比 

Fig.A4  Performance comparison of controllers under 12 m/s turbulent wind 
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表 A2  Hs 对控制器性能的影响 

Table A2  Effect of Hs on controller performances 

Hs/m 
Pe 标准差/MW Mtx DEL/（kN·m） Mty DEL/（kN·m） 

Baseline 控制器 SDAC Baseline 控制器 SDAC Baseline 控制器 SDAC 

0 6.19×10
-2

 1.32×10
-2

 10 540 10 430 761 744 

2 6.15×10
-2

 1.34×10
-2

 10 490 10 430 724 743 

4 6.14×10
-2

 1.35×10
-2

 10 490 10 400 741 737 

6 6.19×10
-2

 1.35×10
-2

 10 520 10 430 756 744 

8 6.15×10
-2

 1.35×10
-2

 10 510 10 430 763 740 

表 A3  fp 对控制器性能的影响 

Table A3  Effect of fp on controller performances 

fp/Hz 
Pe 标准差/MW Mtx DEL/（kN·m） Mty DEL/（kN·m） 

Baseline 控制器 SDAC Baseline 控制器 SDAC Baseline 控制器 SDAC 

0 6.19×10
-2

 1.32×10
-2

 10 540 10 430 761 744 

2 6.14×10
-2

 1.34×10
-2

 10 470 10 420 745 745 

4 6.14×10
-2

 1.34×10
-2

 10 500 10 440 770 744 

6 6.10×10
-2

 1.35×10
-2

 10 520 10 510 758 759 

8 6.19×10
-2

 1.35×10
-2

 10 520 10 430 759 744 
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