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摘 要：单相电压型 PWM 整流器作为变流器装置的基本拓扑单元， 其启动冲击电流抑制

至关重要 . 传统近似解因忽略暂态过程及电源电压初相角的影响， 限流电阻设计存在较大误

差 . 为此， 本文建立了计及暂态过程的启动电流标幺值模型， 分析了初相角在 [-π/2，π/2 ]变
化范围内， 无阻尼自然振荡频率ωnp 与阻尼率 ζ对最大启动电流的耦合影响 . 通过定义启动电

流最大值与其稳态幅值的相对误差， 首次绘制了其随 ζ、ωnp 变化的分区图， 并据此提出了一种

限流电阻分级设计策略：根据（ζ，ωnp）在图中的位置， 在适用区采用近似解；在风险区与冗余

区， 启动数值迭代算法， 可分别采用安全性准则设计和多目标优化设计， 前者确保电流约

束， 后者兼顾快速性与平稳性 . 仿真表明：在适用区内近似解误差小于 1.5%；在风险区与冗余

区中， 近似解导致电流峰值出现极大偏差（算例误差达 565.98% 或 40.97%）， 而基于安全性准

则设计与多目标优化设计结果均能将误差降至 1.2% 以内 . 最后， 采用容差分别为±1%、±5%、

±10% 的 E 系列标准电阻进行适配分析， 证明了该策略可实现限流电阻的精准设计与可靠选

型， 为此类工程问题提供了系统性设计依据 .
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A hierarchical design strategy for current-limiting resistors of single-phase 
PWM rectifiers based on the error partition diagram
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Abstract：As the basic topological unit of the converter device， the single-phase voltage-type PWM rectifier 
plays a crucial role in suppressing the starting inrush current. The traditional approximate solution has significant 
errors in the design of current-limiting resistors due to the neglect of the transient process and the influence of the 
initial phase angle of the power supply voltage. For this purpose， this paper establishes a per-unit value model of the 
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starting current considering the transient process， and analyzes the coupling influence of the undamped natural 
oscillation frequency （ωnp） and the damping rate （ζ） on the maximum starting current within the variation range of 
the initial phase angle [-π/2，π/2 ]. By defining the relative error between the peak starting current and its steady-
state amplitude， the partition map of it varying with ζ and ωnp is drawn for the first time. Based on this， a hierarchical 
design strategy for current-limiting resistors is proposed： according to the positions of （ζ，ωnp） in the figure， an 
approximate solution is adopted in the applicable area； in risk areas and redundant areas， numerical iterative 
algorithms can be initiated. Safety criteria design and multi-objective optimization design can be adopted 
respectively. The former ensures current constraints， while the latter takes into account both rapidity and 
smoothness. Simulation shows that the approximate solution error is less than 1.5% within the applicable area； in the 
risk area and the redundant area， the approximate solution leads to a significant deviation in the current peak （the 
error of the calculation example reaches 565.98% or 40.97%）， while the results of the design based on the safety 
criterion and the multi-objective optimization design can both reduce the error to within 1.2%. Finally， the E series 
standard resistors with tolerances of ±1%， ±5%， and ±10% are used for adaptation analysis， which proved that this 
strategy could achieve precise design and reliable selection of current-limiting resistors， providing a systematic 
design basis for such engineering problems.
  Key words：converters；inrush current；current-limiting resistor；error partition diagram；hierarchical design；it⁃
erative method

电力电子变流装置是电能变换与控制的核心部

件， 其可靠性直接关系到整个供电系统的安全稳定

运行 . 该类装置应用广泛， 如谐波抑制与无功补偿

的有源电力滤波器（active power filter， APF）［1］、节能

减排的新能源汽车［2］、输出波形质量高的模块化多

电平换流器（modular multilevel converter， MMC）［3-5］、
具备直流闭锁能力且结构紧凑的桥臂交替导通多电

平换流器［6］、支持多变量调控与多功能补偿的统一

潮流控制器（unified power flow controller， UPFC）［7］， 
以及太阳能、风能等可再生能源的并网发电系统［8-9］

等多个重要领域 .
变流装置交流侧为电网， 直流侧为电容， 合闸

启动（或称不控充电）时回路中往往会产生很大的冲

击电流， 严重时可引起开关器件过流击穿， 对系统

安全可靠运行构成威胁 . 为抑制启动冲击电流， 工
程中常采用串联限流电阻的方式 . 若电阻取值过

大， 虽可保障安全， 但会导致启动过程延长、系统动

态响应变慢；若取值过小， 则可能引发冲击电流超

限， 导致功率器件过流损坏， 带来巨大的维修成本

与停机损失 . 因此， 限流电阻的精确设计至关重要 .
文献［10-20］针对混合型模块化多电平变流器

启动电流特性、限流电阻计算和启动控制策略等方

面进行了研究 . 文献［10-12］虽阐述了限流电阻抑制

冲击电流的基本原理， 但未建立电阻值与电流峰值

的定量关系；文献［13］给出了启动电流的频域表达

式， 但未深入探讨限流电阻的计算过程；文献［14］
推导了启动电流的计算公式， 并提出用数值计算法

计算限流电阻， 但对回路中电感和电容参数的耦合

影响分析尚不充分；文献［15-20］则将稳态电流峰值

近似为最大电流， 不仅忽略了电路暂态分量影响， 
也未考虑电源电压初相角对冲击电流最大值的影

响， 导致在高振荡频率、低阻尼工况下计算误差增

大， 无法普适于实际工程 .
尽管各类变流装置的拓扑结构复杂多样， 但其

启动冲击电流的产生机理与单相PWM整流器一致， 
均为二阶电路的瞬态响应过程 . 因此， 该问题的研

究可归结为对单相 PWM 整流器限流电阻的精准

设计 .
本文以单相电压型 PWM 整流器为研究对象， 

通过建立计及暂态过程的启动电流标幺值模型， 系
统分析由电路参数（L、C、R）定义的无阻尼自然振荡

频率与阻尼率对最大启动电流的耦合影响规律， 首
次绘制启动电流最大值与其稳态幅值之间的相对误

差随 ζ、ωnp变化的分区图， 清晰划分了近似解的适用

区、风险区与冗余区；进而通过误差阈值灵敏度分

析， 明确了分区边界随误差阈值的变化规律 . 在此
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基础上， 提出一种分级设计策略， 可依据（ζ，ωnp）在

分区图中的位置自主选择设计方法 . 算例与 E 系列

标准电阻（容差分别为±1%、±5%、±10%）适配分析表

明， 该分级策略可行有效， 为同类工程提供了一种

可靠的限流电阻设计方法 .

1   启动电流标幺值模型与参数耦合特性

1.1   单相电压型PWM整流器启动过程

单相电压型PWM整流器拓扑结构如图1所示［8］.

图1中， us = Um sin (ωt + φ ) 为交流电源电压（其

中Um、ω、φ分别为电源电压幅值、角频率、初相角）， L
为交流侧电感， C为直流侧电容， R0为线路固有等效

电阻， RX 为限流电阻， K1、K2为投切开关， u为电容

电压， i为电容电流， VD1~VD4（V1~V4）为开关器件 .
启动前， 电感电流和电容电压初值均为 0. 启动

时， K1闭合， K2打开， 可控器件 VD1~VD4脉冲封锁

（不导通）. 此时， 图 1可等效为给直流侧电容充电的

不可控整流电路 . 在非过零点合闸时， 电源的突然

接入会产生很大的冲击电流， 限流电阻RX的接入起

到了抑制该电流的作用 . 启动过程完成后， 通过闭

合 K2 将其旁路 . 限流电阻 RX越大， 启动电流越小， 
但电阻过大将显著延长启动时间， 影响系统的动态

响应性能 . 因此， 如何在启动电流不大于其限值的

条件下， 准确计算限流电阻就尤为重要 .
1.2   建立计及暂态分量的启动电流标幺值模型

因为K1闭合时刻（即电源电压初相角）不同， 以
及随着电源电压的正弦变化， 在第一个电源周期内

可能存在不止一个电流峰值， 但由于电容电压随    
着时间增加而持续上升， 电源电压初相角在           
[-π/2，π/2 ]变化过程中， 电流最大值必然是某个 K1
闭合时刻（某个电源电压初相角）对应的第一个充电

阶段的电流峰值 . 这说明， 限流电阻的计算可以用

K1 闭合后第一个导通工况（首先导通的可能是 VD1
和 VD4， 也可能是 VD2和 VD3）来分析计算， 其实质

就是分析一个正弦电压电源激励下的R、L、C串联电

路的启动暂态过程 .
为了令分析具有一般性， 本文以Um、ωCUm 和ω

分别作为电压、电流和角频率的基准值， 从而定义

电压、电流和角频率的标幺值， 并在电压、电流和角

频率符号的下标中用字母“p”表示， 例如 up和 ip分别

表示图1中电容电压u和电容电流 i的标幺值 .
在第一阶段充电过程中， 由图 1可得电容电压、

电流标幺值表达式：

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï
ï
ï

1
ω2np

d2up
d (ωt ) 2 + 2ζ 1

ωnp
dup

d (ωt ) + up = sin (ωt + φ )

ip = dup
d (ωt )

（1）
式中：ωnp = 1

ω LC
为无阻尼固有振荡频率 ωn 的标

幺值；ζ = R
2

C
L 为阻尼率；R = R0 + RX.

ωt = 0时的初始值为：

ì
í
î

u0p = 0
i0p = 0 （2）

式（2）的解由稳态分量和暂态分量构成：

ì
í
î

up = uwp + uzp
ip = iwp + izp

（3）
式（3）中稳态分量为：

ì
í
î

ïïuwp = -Uwmp cos (ωt + φ + α )
iwp = Iwmp sin (ωt + φ + α ) （4）

式中：α = arctan ωnp - ω-1np2ζ ；Uwmp 为电容电压稳态分量

的幅值：

Uwmp = 1
(2ζω-1np )2 + (1 - ω-2np )2

（5）
Iwmp为电流稳态分量的幅值：

Iwmp = 1
(2ζω-1np )2 + (1 - ω-2np )2

（6）
当 ζ ≠ 1时， 电流的暂态分量为：

izp = A1 p1ep1ωt + A2 p2ep2ωt （7）
ì
í
î

ïï

ïïïï

p1 = ωnp (-ζ + ζ2 - 1 )
p2 = ωnp (-ζ - ζ2 - 1 ) （8）

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï

A1 = -p2uw0p + iw0p
p2 - p1

A2 = p1uw0p - iw0p
p2 - p1

（9）

图1   单相电压型PWM整流器拓扑结构

Fig.1   Topology of single-phase voltage PWM rectifier
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当 ζ = 1时， 电流的暂态分量为：

izp = ( A1 p + A2 + A2 pωt )epωt （10）
p = -ωnp （11）
ì
í
î

A1 = -uw0p
A2 = puw0p - iw0p

（12）
式中：uw0p、iw0p为式（4）中ωt = 0时的值 .

由式（7）~式（12）可以看出，电流暂态分量的衰

减特性由ωnp 和 ζ决定， φ的大小影响开关闭合瞬间

的初始电压 ΔU = Um sin φ，该电压值影响电流暂态

分量的初始幅值，使得尽管在相同ωnp和 ζ下， 不同φ

所对应的启动电流峰值将存在差异 . 在上述参数作

用下，欠阻尼时（0<ζ<1），电流暂态分量导致电容电

压产生同频率的超调和波动现象；过阻尼时（ζ>1）， 
电流暂态分量导致电容电压平缓上升 .
1.3   最大启动电流的参数耦合影响分析

由 1.2节分析可知， 启动电流最大值受ωnp、ζ和

φ影响， 其数学关系复杂， 难以求出解析表达式， 这
对限流电阻的精确计算造成了困难 . 为此， 首先采

用数值计算方法分析启动电流最大值 imaxp 与ωnp、ζ之

间的关系 .
定义启动电流最大值为：

imaxp = max
φ ∈ [-π 2，π 2 ] { max

t
( ip ) } （13）

由式（3）~式（13）， 可得图2.

图 2 中， imaxp 随 ωnp 增大、ζ减小而增大， 其物理

本质在于ωnp 增大意味着电感 L或电容 C减小， 而 ζ

减小意味着回路电阻R减小， 二者均导致回路等效

阻抗降低， 从而使冲击电流增大， 但该趋势在参数

空间中并非均匀变化 . 为定量分析 ωnp 与 ζ变化对

imaxp 的耦合影响强度， 定义耦合敏感度系数 Sc， 其值

为 imaxp曲面在点（ζ，ωnp）处的梯度模：

Sc ( ζ，ωnp ) = ∇∇imax p  = ( ∂imax p∂ωnp
) 2 + ( ∂imax p∂ζ ) 2

（14）
其中 Sc越大， 表明该点参数耦合作用越强， imaxp对参

数变化越敏感 . 基于已得到的 imaxp (ωnp，ζ ) 数值解矩

阵， 设ωnp 轴有M个点， 记为数组ωnp [ i ]（i=1，2，⋯，

M）；ζ轴有N个点， 记为数组 ζ [ j ]（j=1，2，⋯，N）， 每
个点（ωnp [ i ]，ζ [ j ]）对应一个已计算得到的 imaxp. 在该

数值解矩阵上， 采用二阶中心差分法求解偏导数， 
对于内部网格点（2 ≤ i ≤ M - 1 且 2 ≤ j ≤ N - 1）存

在以下关系：

ì

í

î

ï
ïï
ï
ï
ï

ï
ïï
ï
ï
ï

∂imaxp
∂ωnp

≈ imaxp(ωnp [ i + 1]，ζ [ j ]) - imaxp(ωnp [ i - 1]，ζ [ j ])
ωnp [ i + 1] - ωnp [ i - 1]

∂imaxp
∂ζ

|

|

|
||
|≈ imaxp(ωnp [ i ]，ζ [ j + 1]) - imaxp(ωnp [ i ]，ζ [ j - 1])

ζ [ j + 1] - ζ [ j - 1]
（15）

由式（14）、式（15）可得 Sc在参数空间中的分布如图 3
所示 .

分析图 2、图 3可以看出，在欠阻尼区（0<ζ < 1），

当ωnp 越大时， imaxp 对参数变化越敏感（图 2中曲率显

著变化的过渡区）；图3中Sc明显增大， 超过15（最大

等高线值为15.187 5），该区域电流暂态以振荡衰减为

主，导致实际电流峰值远超稳态幅值（imaxp ≫ Iwmp）. 在
过阻尼区（ζ > 1），imaxp对参数变化不敏感（图2中曲面

平缓区）；图3中Sc小于5（最小等高线值为2.023 48），
该区域电流暂态以指数衰减为主， 导致实际电流峰

值低于稳态幅值（imaxp < Iwmp）.

2   限流电阻分级设计策略

2.1   误差分区图的建立

由于最大启动电流难以解析求解， 工程上普遍

采用近似解设计限流电阻， 即忽略暂态分量， 取稳

图2   imaxp 随ωnp 和 ζ变化图

Fig.2   Diagram of imaxp changing with ωnp and ζ

图3   耦合敏感系数Sc 分布图

Fig.3   Distribution map of coupling sensitivity coefficient Sc
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态分量的幅值， 以式（6）为电流最大值来计算限流

电阻， 即：

Rapprox = 1
ωC ( I -1maxp)2 - (1 - ω-2 )2 （16）

式中：Rapprox 为电阻近似解；Imaxp为启动电流限值 . 该
方法虽大大简化了限流电阻的计算， 但其准确性和

适用性还有待加强 .
由式（6）可得 Iwmp随ωnp、ζ变化关系如图4所示 .

图 4中， 随着ωnp增大和 ζ减小，Iwmp增大，反之亦

然 . 在ωnp = 1、ζ = 0附近， Iwmp急剧增大，这是因为电

路发生了无阻尼谐振， 由式（6）可以看出，此时分母

根号中的两个加数都很小， 所以电流很大 .
比较图 2和图 4， 两者存在一定的不同， 特别是

在ωnp 较大和 ζ较小的情况下， 差异更为明显 . 为了

衡量 Iwmp对 imaxp的近似程度， 定义相对误差为：

ε = imaxp - Iwmp
imaxp

× 100% （17）
ε随ωnp和 ζ变化关系如图5所示 .
由图 5可以看出，随着ωnp 增大和 ζ减小，ε增大，

反之亦然 .在ωnp = 1、ζ = 0附近，ε负向急剧增大 .

为在计算精度与设计裕度之间取得平衡， 本文

取 || ε ≤5%， 该值为推荐基准， 在实际工程中可根据

具体场景进行调整 . 基于此阈值， 在（ζ，ωnp）参数平

面定义以下三个区域：

1） 适用区 -5% ≤ ε ≤ 5%， 在该区域内暂态影

响可忽略， 用 Iwmp 近似 imaxp， 其相对误差绝对值不超

过5%.
2） 危险区 ε > 5%， 在该区域内用 Iwmp 近似 imaxp， 

其相对误差大于 5%， 且因为 imaxp > Iwmp， 所以用 Iwmp
计算得到的限流电阻偏小， 使得 imaxp 大于给定限流

值， 会给电路器件带来安全隐患， 是不可行的 .
3） 冗余区 ε < -5%， 在该区域尽管相对误差远

大于 5%， 但因为 imaxp < Iwmp， 所以用 Iwmp 计算得到限

流电阻肯定使得 imaxp 小于给定限流值， 不会给电路

器件带来安全隐患， 但此时限流电阻偏大 .
基于上述分区， -5% ≤ ε ≤ 5%等高线分区图如

图 6 所示 . 适用区中-5% ≤ ε ≤ 5%（蓝色）， 危险区

中ε > 5%（黄色）， 冗余区中ε < -5%（白色）.
根据图 6中（ζ，ωnp）的位置， 即可判断是否可采

用近似解 .

2.2   误差阈值灵敏度分析

为分析 ε取值对参数空间的划分影响， 图 7 给

出了不同误差阈值下区域边界在（ζ，ωnp）平面上的分

布变化 .
图 7 中， ε依次增大（1%、3%、5%、7%、9%）， 各

误差阈值危险区（图中各边界线左侧）与适用区（图

中各边界线右侧）的边界线均整体向左移动， 表明

增大误差会减小危险区、扩大适用区， 使更多工况

可 采 用 近 似 解 ， 但 潜 在 过 电 流 风 险 增 加 . 在
ζ ∈ [ 5，15 ]且 ωnp ∈ [ 3，12 ]区间内，不同误差阈值对

应的边界线分布较为密集， 表明误差函数 ε（ζ，ωnp）

在该区域具有较大的梯度， 参数的微小变化即会引

图6   -5% ≤ ε ≤ 5%误差分区图

Fig.6   Error partition map of -5% ≤ ε ≤ 5%

图4   Iwmp 随ωnp 和 ζ变化图

Fig.4   Diagram of Iwmp changing with ωnp and ζ

图5   ε随ωnp 和 ζ变化图

Fig.5   Diagram of ε changing with ωnp and ζ
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起误差值的显著改变， 并可能改变区域划分；反之

在高阻尼区域（ζ > 25）， 边界线分布稀疏， 表明误差

函数 ε（ζ，ωnp）在该区域梯度较小， 参数变化对误差

值的影响较弱， 区域划分相对稳定 . 冗余区与适用

区的边界线（图 7中左下方）主要分布在（ζ，ωnp）相对

较低的区域， ε越小， 该边界线越往右移动， 冗余区

范围越大， 意味着采用更小（更严格）的阈值虽能提

升安全性能，但降低了设计效率 .
2.3   分级设计策略及数值算法实现

为克服近似解忽略暂态过程的设计局限，提出了

基于误差分区图的分级设计策略，其流程如图8所示 .

图 8中， 给定电路参数（L，C，Imaxp）， 首先采用近

似解快速计算限流电阻值 Rapprox 及其对应的特征参

数（ζ，ωnp）. 继而， 查询误差分区图以判断其位置：若

坐标点位于适用区， 则直接采纳近似解， 在保证安

全性的同时最大限度地简化计算流程 . 若其落入风

险区或冗余区， 则需启用数值迭代算法 .
本文采用以下两种数值迭代算法设计准则：

1） 安全性准则设计：以启动电流峰值不超过给

定限值 Imaxp为唯一硬约束， 即 imaxp < Imaxp， 求解满足

约束的电阻Rsafe. 安全性准则数值迭代算法所需的输

入输出参数如表1所示 .

由于 imaxp 随 R增大而单调递减， 且搜索范围有

限， 算法保证收敛， 其流程如图9所示 .

图7   ε变化下的区域边界分布

Fig.7   Distribution of regional boundaries under the variation of ε

图8   基于误差分区图的分级设计策略

Fig.8   Hierarchical design strategy based on error partition map

图9   安全性准则计算流程图

Fig.9   Safety criteria calculation flowchart

表1   安全性准则算法输入输出参数

Tab.1   Input and output parameters of safety
criteria algorithm 

参数类型

输入初始参数

输出

符号

Um
L

C

Imaxp
R0、ΔR
Δφ、Δt
Rsafe
φmax

含义

电源电压幅值

交流侧电感

直流侧电容值

启动最大电流限值（标幺值）

初始电阻及搜索步长

电源电压初相角步长及时间步长

满足限流条件最优电阻值

对应最大电流的电源电压初相角

单位

V
mH
mF
—

Ω
rad
Ω

rad
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2）多目标优化设计：建立综合考虑安全性、电压

建立效率和动态平稳性的多目标优化模型 .
安全性：f1 = η， η = || imaxp - Imaxp

Imaxp
× 100% 为 imaxp

和 Imaxp之间的相对误差 .
快速性：f2 = t90， 其中 t90 为电容电压从零上升到

90%稳态值所需时间 .
平稳性：f3 = σ， σ = || imaxp - Iwmp

Iwmp
× 100% 为电流

超调量百分比 .
基于上述多个优化目标， 采用加权和法将多目

标优化问题转化为单目标优化问题（即加权目标函

数最小化）：

J (R，φ ) = λ1
f1
Ebase

+ λ2
f2
Tbase

+ λ3
f3
σbase

（18）
式中：λ1、λ2、λ3 为权重系数， 满足 λ1 + λ2 + λ3 = 1；
Ebase、Tbase、σbase 为归一化基准值 . 基于式（18）， 表 2给

出了多目标优化算法所需的输入输出参数 .

该算法在安全电阻Rsafe的邻域内进行局部枚举

搜索， 迭代终止条件是遍历完预设的邻域［Rsafe ， 
Rsafe+δR］内所有离散点 . 由于搜索空间有限且离散， 
算法保证在有限次计算后收敛， 并输出使综合指标

J最优的电阻Ropt， 其流程如图10所示 .
本文所提分级策略构建了“安全约束-性能优

化”的协同设计框架， 为限流电阻的精细化设计提

供了系统解决方案 .

3   算例分析与工程适配验证

3.1   算例分析

为系统验证分级设计策略在全参数空间的有效

性， 本节选用三组覆盖图 6不同特征区域的典型算

例， 对比分析近似解、安全性准则与多目标优化设

计三种方法的性能 . 各算例中， 迭代搜索初始电阻

R0 = 0.01 Ω， 搜索步长 ΔR = 0.01 Ω；电源电压初相

角 初 始 值 φ0 = -π/2 rad， 初 相 角 步 长 Δφ =
π/10 000 rad， 时间步长 Δt = 10-5 s. 基于“安全优先、

兼顾性能”的工程设计准则， 本文设定各目标权重

系数为 λ1 = 0.5、λ2 = 0.3、λ3 = 0.2. Ebase = 5%（工程

允许典型误差限）， Tbase = 20 ms（对应工频电源周

期）， σbase = 20%（控制系统设计准则）.
3.1.1   算例1

已知 C = 5.2 mF，L = 0.008 7 mH， 启动电流限 
值标幺值 Imaxp = 0.2. 首先采用式（16）计算得 Rapprox=

表2   多目标优化算法输入输出参数

Tab.2   Input and output parameters of multi-objective 
optimization algorithm

参数类型

输入

初始参数

输出

符号

Rsafe、ΔR、
δR（5%×Rsafe）

Imaxp
J∞
Δφ
Δt

λ1、λ2、λ3
Ebase
Tbase
σbase
Ropt

φmax

Jmin

含义

安全电阻基准值、搜索步长、

邻域搜索范围

启动最大电流限值（标幺值）

Jmin初始值（极大值）

电源电压初相角

时间步长

综合性能指标 J的权重系数

归一化基准值

满足限流条件最优电阻值

对应最大电流的电源电压初

相角

最优综合性能指标值

单位

Ω
—

—

rad
s
—

%
ms
%
Ω

rad
—

图10   多目标优化设计流程图

Fig.10   Multi-objective optimization design flowchart
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2.994 Ω，求得系统参数 ωnp = 14.965 4， ζ =36.664 4， 
经查图 6， 该坐标点位于适用区内 . 依据分级策略， 
直接采纳近似解 . 为验证此决策的正确性， 同时给

出安全准则设计、多目标优化设计的结果以作对比， 
如表3所示 .

由表3可知，近似解计算得到的电阻值（2.999 4 Ω）
与安全性准则设计（3.060 0 Ω）的相对误差仅为

1.98%，对应的最大启动电流（标幺值）分别为0.202 6.
和0.198 6， 相对误差均小于 5%，多目标优化设计与

安全性准则设计结果完全一致 .三种设计方法的电

流超调量均低于 2%， 启动时间在 8.5 ms以内， 动态

性能良好 . 采用近似解和安全性准则设计得到最大

启动电流仿真波形如图11所示 .
从图 11可以看出， 近似解的结果和安全性准则

设计的结果高度一致， 进一步说明当系统参数在适

用区时， 暂态分量对启动电流的影响较小， 近似解

可以满足工程精度要求的设计结果， 此时无需启动

复杂的数值迭代算法， 从而提升设计效率 .
3.1.2   算例2

已知 C = 5.2 mF， L = 0.008 7 mH， 启动电流限

值标幺值 Imaxp = 1. 首先采用式（16）计算得到 Rapprox=
0.057 8 Ω，求 得 系 统 参 数 ωnp = 14.965 4， 
ζ = 0.706 3，经查图 6， 该坐标点位于危险区内 . 依据

分级策略，采用安全性准则计算和多目标优化法的

数值迭代算法求解限流电阻，结果比对如表4所示 .

表 4 中， 近似解计算得到的电源电压初相角为

1.517 7 rad， 最大启动电流标幺值高达 6.659 8， 其与

电流限值的相对误差为 565.98%（远大于 5%）， 电流

超调量达到566.00%. 基于安全性准则的设计将电阻

增大至 0.600 0 Ω， 最大启动电流标幺值 0.991 1满足

限流要求， 相对误差仅为 0.89%， 其超调量为

38.46%. 多目标优化设计进一步将电阻值调整至

0.610 0 Ω， 虽使启动时间略有延长， 但超调量由

38.46%降至37.5%， 电流峰值标幺值降低至0.988 0.
采用近似解和安全性准则设计法得到的最大启

动电流仿真波形如图12所示 .
由表 4、图 12可知， 在该工况下若采用近似解， 

系统将承受过流冲击；而采用安全准则设计则可使

启动过程平稳 . 这验证了分级策略在危险区采用数

值算法的必要性 .
3.1.3   算例3

已知 C = 5.2 mF， L = 1.9 mH， 启动电流限值

Imaxp=0.8. 首先采用式（16）计算得到Rapprox=0.765 0 Ω，

求得对应系统参数 ωnp = 1.012 7， ζ = 0.632 8， 经查

图 6， 该坐标点位于冗余区 . 依据分级策略， 采用安

全性准则计算和多目标优化法的数值迭代算法求解

限流电阻， 结果比对如表5所示 .

（a）近似解

（b）安全准则设计

图11   算例1最大启动电流仿真波形

Fig.11   Example 1 max starting current simulation waveform

表4   算例2计算结果

Tab.4   Example 2 calculation results

参数

R/Ω
ζ

imaxp
φmax/rad
η/%
t90/ms
σ/%

综合性能指标 J

近似解

0.057 8
0.706 8
6.659 8
1.517 7
565.98

2.1
566.00
62.29

安全性准则设计

0.600 0
7.334 4
0.991 1
1.550 1

0.89
15.8

38.46
0.71

多目标优化设计

0.610 0
7.456 6
0.988 0
1.548 0

1.2
16.2
37.5
0.74

表3   算例1计算结果

Tab.3   Example 1 calculation results

参数

R/Ω
ζ

φmax/rad
imaxp
η/%
t90/ms
σ/%

综合性能指标 J

近似解

2.999 4
36.664 4
1.562 3
0.202 6

1.31
8.5

1.30
0.272

安全性准则设计

3.060 0
37.405 3
1.571 8
0.198 6

0.69
8.2

1.23
0.204

多目标优化设计

3.060 0
37.405 3
1.571 8
0.198 6

0.69
8.2

1.23
0.204
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表 5 中， 近似解计算得到的电源电压初相角为

0.780 7 rad， 最大启动电流标幺值 0.472 2，小于启动

电流限值， 虽无过流风险但导致系统响应缓慢（启

动时间25.3 ms）且相对误差高达40.97%，远超5%；超

调量 40.98%，表明系统处于过阻尼状态，动态响应特

性较差 .安全性准则设计将电阻减小至 0.150 0 Ω，在

保证安全（相对误差1.11%）的同时将启动时间大幅缩

短至8.5 ms；相应地， 超调量增至80.51%，暂态振荡较

为显著，表明系统进入欠阻尼状态 . 多目标优化设计

通过微调电阻（0.160 0 Ω）， 在启动时间（9.0 ms）与超

调量（78.31%）之间取得了进一步的平衡 .
采用近似解和安全性准则设计法最大启动电流

仿真波形如图13所示 .
由表 5、图 13可知， 在该工况下， 近似解因过度

保守导致启动电流幅值偏低， 暂态过程较长；而数

值算法在严格满足限流要求的前提下， 振荡衰减得

更快， 可迅速进入稳态 .

由以上算例结果可知， 严格的安全约束将可行

解空间压缩至可行域边界附近的狭窄区域， 致使多

目标最优解趋近于由安全性准则所确定的边界解 . 
这表明， 在常规工况下， 安全性准则即可提供全局

最优的工程解 . 若需进一步调整动态性能， 则可在

此安全下界邻域内， 采用多目标优化进行局部寻优 .
3.2   工程验证

前述分析表明， 本文提出的分级设计策略可以

根据系统参数所在区域确定最优限流电阻理论值 . 
然而， 受电阻器标准化生产限制， 实际中很难获得

与理论计算值完全一致的电阻 . 为验证分级策略确

定电阻值的工程可实现性， 本文基于E96系列（容差

±1%）、E24系列（容差±5%）、E12系列（容差±10%）标

准电阻分别对三组算例的电阻理论值进行适配， 结
果如表6所示 . 定义电阻偏差率Rd为：

Rd = RN - Rn
Rn

× 100% （19）
式中：RN为所选标准电阻值；Rn为理论计算值 .

由表 6 适配结果可知， 算例 3 的标准值与计算

值完全匹配；算例 1和算例 2的适配偏差率均在容差

允许范围内 . 采用适配电阻值后三组算例的 ζ变化

幅度甚微， 表明对系统动态特性影响很小 . 由适配

电阻计算得到的电流峰值误差η均严格限于 1.2%以

内 . 以上分析表明分级策略不仅可实现精准的理论

设计， 更具备良好的工程可实现性 .需指出， 实际工

程应用中需进一步结合电阻器件的功率承受能力、

温度特性等因素， 以确保电阻在全生命周期内的可

靠性 .

表5   算例3计算结果

Tab.5   Example 3 calculation results

参数

R/Ω
ζ

imaxp
φmax/rad
η/%
t90/ms
σ/%

综合性能指标 J

近似解

0.765 0
0.632 8
0.472 2
0.780 7
40.97
25.3

40.98
4.89

安全准则设计

0.150 0
0.124 1
0.791 1
0.629 9

1.11
8.5

80.51
1.04

多目标优化设计

0.160 0
0.132 4
0.788 0
0.635 0

1.20
9.0

78.31
1.05

（a）近似解

（b）安全准则设计

图12   算例2最大启动电流仿真波形

Fig.12   Example 2 max starting current simulation waveform

（a）近似解

（b）安全准则设计

图13   算例3最大启动电流仿真波形

Fig.13   Example 3 max starting current simulation waveform
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4   结 论

本文针对单相电压型 PWM 整流器启动冲击电

流抑制问题， 构建了一套“模型构建-图谱绘制-策

略提出-工程验证”的系统性解决方法， 主要结论

如下：

1） 建立了计及暂态过程的启动电流标幺值模

型， 揭示了无阻尼固有振荡频率（ωnp）与阻尼率（ζ）
对最大启动电流 imaxp 的耦合作用规律， 在欠阻尼、高

振荡频率工况下， 传统近似解存在较大设计误差 .
2） 基于模型绘制了启动电流相对误差在（ζ，

ωnp）参数平面上的分区图， 清晰地划分出传统近似

解的适用区、风险区与冗余区， 为工程设计提供了

直观且可靠的可视化判据 .
3） 提出了以分区图为依据的分级设计策略， 当

系统参数位于适用区时， 可直接采用近似解；当参

数落入风险区或冗余区时， 则启动数值迭代算法， 
并分别采用安全性准则设计或多目标优化设计方

法， 在严格满足启动电流约束的前提下， 兼顾启动

速度与动态平稳性 .
4） 通过算例与 E 系列标准电阻（±1%、±5%、

±10%）适配验证， 证实该分级策略能在全参数空间

内实现限流电阻的精准设计， 对MMC、UPFC等复杂

变流装置中存在的类似二阶电路启动冲击问题， 具
有广泛的工程指导意义 .
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