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摘  要：针对超深井射孔作业中瞬态压力波动引发管柱及井下工具失效的工程难题，以射孔全过程压力瞬态演化模拟

为基础，建立考虑爆轰压力与动态负压全过程压力演化特征的射孔管柱动力学模型。采用准噶尔盆地X1井的现场试验数据

完成模型验证，计算与实测轴向加速度峰值的相对误差为8.62%，表明模型能够较好捕捉射孔初期强冲击阶段的加速度峰

值与主要振荡特征。以四川盆地某超深井为例，系统分析了射孔管柱应力波的传播演化特征、加速度响应规律及其对关键

工艺参数的敏感性。结果表明：爆轰压力峰值主要影响管柱的轴向压缩应力水平，而动态负压谷值降低则显著放大轴向拉

伸应力；应力波在封隔器固定端反射叠加，使封隔器及其邻近连接区域成为管柱应力集中和局部损伤风险较高的关键部位。

研究从载荷演化、动态响应到失效风险识别构建了较为完整的分析框架，可为射孔全过程管柱完整性评价提供理论依据。
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Abstract: Transient pressure fluctuations generated during perforating operations in ultra-deep wells can induce severe axial vibration, 

stress-wave reflection, local stress amplification, and failure of perforating strings and downhole tools. The objective was to establish a 

dynamic-analysis framework that represents the complete wellbore-pressure history and clarifies the respective effects of the detonation-

pressure peak and the dynamic-underbalance trough on string response and failure risk. A transient pressure-evolution model was first 

used to reproduce the initial equilibrium, rapid detonation-induced pressure rise, pressure decline, dynamic-underbalance formation, 

pressure recovery, and final equilibrium stages. The calculated pressure history was then converted into the incremental axial load acting 
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at the lower end of the string. The string below the packer was represented as a one-dimensional elastic rod with a fixed upper boundary. 

Initial deformation caused by gravity and pre-perforation pressure was separated from the transient incremental displacement to avoid 

repeated loading. Axial elasticity, inertia, and equivalent viscous damping induced by the annular fluid were incorporated into the 

governing equation. An explicit finite-difference method was adopted to calculate the displacement, acceleration, axial stress, and stress-

wave propagation along the string. Field measurements from Well X1 in the Junggar Basin were used for validation, and an ultra-deep 

well in the Sichuan Basin was analyzed to evaluate spatial response characteristics and parameter sensitivity. For Well X1, the relative 

error between the predicted and measured peak axial accelerations was 8.62 percent, confirming that the model reproduced the dominant 

response during the initial strong-impact stage. The case analysis shows that axial stress waves attenuate during propagation but are 

reflected and superimposed at the fixed packer boundary, raising the local peak stress to 199.43 MPa and identifying the packer and 

adjacent connections as critical. When the detonation-pressure peak increased from 75 MPa to 115 MPa, maximum tensile and 

compressive stresses increased by 17.24 percent and 44.71 percent, respectively, and the effective compressive load approached the 

sinusoidal-buckling threshold. When the dynamic-underbalance trough decreased from 30 MPa to 10 MPa, the maximum tensile and 

compressive stresses increased by 80.73 percent and 53.67 percent, respectively. These results demonstrate that the detonation-pressure 

peak primarily controls compressive stress and buckling susceptibility, whereas a lower dynamic-underbalance trough primarily 

amplifies tensile stress and connection-failure risk. The complete pressure history is therefore essential for integrity assessment and 

operational optimization of perforating strings in ultra-deep wells.

Keywords: Ultra-deep wells; Perforating string; Detonation pressure; Dynamic underbalance pressure; Dynamic response; Failure 

mechanism

我国油气资源开发已逐步迈入超深、复杂、非常规阶段，超深井成为陆上油气增储上产的核心阵

地[1]-[3]。射孔测试联作是超深井完井核心一体化工艺，将射孔连通地层、地层压力测试、流体取样等

多道工序集成至一趟井下管柱完成，可简化作业流程、保护油气储层、降低深井井控风险、缩短施工

周期，是目前超深井勘探开发的主流技术[4]-[7]。然而，超深井普遍面临高温、高压、小井眼等极端工

况[8]-[11]，射孔测试联作过程中，井筒压力骤变诱发的瞬态冲击载荷易导致井下管柱系统产生剧烈振

荡，对井下设备安全及作业顺利实施构成严峻挑战。

(a) String deformation (b) String fracture (c) Fracture of packer mandrel (d) Hydraulic anchor cracking

图 1 射孔测试联作现场失效图

Fig. 1 Field failure diagram of perforation-testing combined operation

近年来，四川盆地、塔里木盆地、准噶尔盆地等主力勘探区域，超深井射孔测试联作事故频发。

其中，角探 1井、双探 9井、元坝 15井和新疆天湾 1井等相继出现管柱屈曲、断裂及封隔器失效等
问题(如图 1所示)，严重制约了超深井勘探开发进程[12],[13]。

针对射孔管柱动力学问题，Craddock等[14]基于瞬变流理论建立了多维度射孔管柱动态响应的数

值模型。Canal等[15]通过差分法对射孔管柱数值模型进行分析。国内学者也围绕该领域展开深入研究，
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重点探讨了不同因素对管柱动力学响应的影响。李明飞等[16]基于振动力学理论分析了装药密度、装

药量和射孔长度对管柱强度安全性的影响。邓桥等[17]利用 LS-DYNA模拟了多发射孔过程中的冲击载
荷传播，明确了管柱底部和封隔器附近为薄弱部位。柳军等[18]在考虑管柱与套管接触、高温高压等

因素的基础上，构建了管柱纵-横-扭耦合非线性模型，并结合爆轰压力场对管柱振动进行了预测。杨
文武等[19]考虑管柱自重、射孔液、地层围压和冲击载荷的影响，建立了射孔冲击载荷下油管－射孔

枪耦合动力学模型，开展了不同射孔弹装药量和管柱几何参数对管柱动态响应的影响分析。窦益华等
[20]通过构建射孔液压力脉动数值模型，分析了射孔液充填射孔枪的压力脉动和负压下的管柱安全，

认为射孔负压引起的下曳力可能是引发封隔器中心管损伤的主要因素。此外，薄壁圆柱壳轴向动力屈

曲研究可为本文理解管柱压缩失稳风险提供参考。陈永涛、郑钢铁等[21],[22]基于有限元仿真和落锤实

验，研究了薄壁圆柱壳在轴向冲击作用下的屈曲模态演化、第二临界速度确定及几何参数对屈曲形态

的影响。

综上所述，现有研究为超深井射孔管柱安全控制奠定了理论基础。然而，现有研究多聚焦于射孔

瞬间爆轰压力峰值对管柱的影响，忽略了实际射孔作业中井筒压力经历的骤升、锐降、恢复全周期瞬

态演化过程，难以全面反映射孔全过程压力对管柱动力行为的真实影响。基于此，本文以射孔全过程

压力演化曲线作为载荷边界，建立射孔管柱轴向冲击振动控制方程，揭示全过程压力耦合作用下管柱

的动力学响应特性及失效机理，为超深井射孔管柱的安全性评价与工艺优化提供理论支撑。

1 射孔全过程压力演化机理

射孔弹(Perforating shaped charge)起爆后形成高速聚能射流，依次穿透射孔枪(Perforating Gun)、
套管(Casing)、水泥环(Cement sheath)及部分地层(Formation)，实现油气层与井筒之间的连通，如图
2(a)所示。在这一过程中，炸药化学能主要转化为射孔弹壳体破裂能、射流侵彻动能、热耗散能以及
引发井筒流体瞬态压力波动的流体内能。

（a）Schematic of perforated wellbore
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（c）Reflection and superposition of detonation shock waves

Induce

Perforating fluid FormationCasing

P1
U1

U2
P1

P0

P2

Ex
pl

os
io

n
so

ur
ce Incidence

Reflection

Tr
an

sm
iss

io
n

Shock wave 1

Shock wave 2

Superposition zone

u1

Pe
ak

 p
re

ss
ur

e
ev

ol
ut

io
n

Pe
rf

or
at

in
g 

sh
ap

ed
 c

ha
rg

e

图 2 射孔全过程压力演化示意图

Fig. 2 Schematic diagram of pressure evolution during the whole perforation process

爆轰产生的冲击波首先在射孔枪内部传播，并迅速耦合进入井筒流体中形成高幅值压力扰动。由

于井筒属于典型的狭长受限空间结构，冲击波传播至不同声阻抗介质界面时，将如图 2(c)所示，产生
明显的透射、反射与波动叠加现象[23]，进而在井筒内部演化为多峰值特征的瞬态动态压力场。基于

录
用
稿
件
，
非
最
终
出
版
稿



爆  炸  与  冲  击
Explosion and Shock Waves

4

能量守恒定律，若假定爆炸释放的能量部分转化为井筒流体内能增量，则井筒初始爆轰压力峰值可表

征为[24]：

(1)m m
max 0

n

( 1)   
n mP P Q
V M

式中，Pmax为爆轰压力峰值，Pa；P0为射孔前初始环空压力，Pa；λ为射孔弹爆炸能量转化率，无量
纲，取值范围为 0~1；δ为等效气液比，无量纲；nm为射孔弹数量，枚；mm为单枚射孔弹炸药质量，

g；V为井筒有效体积，m3；Mn为爆轰气体组分的平均摩尔质量，g/mol；Q为射孔弹炸药爆热，
J/mol。

爆轰结束后，射孔枪内的爆轰气体迅速耗散，导致枪内压力骤降。如图 2(d)所示，由于射孔枪内
与射孔孔道内的压力远低于环空流体压力，环空流体在压差驱动下高速涌入射孔枪及孔道内。这一有

限空间内的流体体积转移，直接引发了环空压力的急剧衰减，形成动态负压。

针对流体经孔眼流入射孔枪的过程，引入基于孔流补偿理论的非定常流量方程[25]：

(2)2
in m s ah sp k0.9556 (1 ) q n d P u r

式中，qin为环空液体流入射孔枪的体积流量，m3/s；ds为射孔枪孔眼直径，m；Pah为射孔枪孔眼处

环空压力，Pa；usp为流体比容，m3/kg；rk为枪内液体压力与射孔枪孔眼处环空压力的比值，无量纲。

为了更精确地描述该阶段环空压力的瞬态演化，摒弃理想化的刚性假设，综合考虑流体可压缩性

与套管弹性变形，建立一维环空流体连续性方程与动量守恒方程：

(3)2a a a
a p

a

1 0


         

P P vv v
t z z

(4)
2

a a a

a i

1
2

 
   

 
v P fv g
t z D

式中，ρa为环空流体密度，kg/m3；Pa为环空压力，Pa；va为环空流体流速，m/s；vp为压力波传播速

度，m/s；f为环空流体摩阻系数，无量纲；Di为套管内径，m；g为重力加速度，m/s2。

当动态负压达到谷值时，在套管内外壁之间会产生极大的瞬态压差，极易诱发套管挤毁变形。随

后，油管内高压流体通过筛管向环空低压区回流；若环空压力低于地层孔隙压力，地层流体将通过射

孔孔道向环空低压区渗流。在地层渗流与油管内流体持续补充的共同作用下，井筒压力最终趋于稳定，

并建立新的压力平衡状态。

为量化地层流体的补给作用，将储层岩石视为三维多孔介质，结合达西定律与质量守恒原理，引

入储层三维渗流控制方程：

(5)sf f f f

l l l l l l s f cf


  

           
                      

yx z
kk TP P k P P

x B x y B y z B z P t T Z

式中，kx,y,z为三维方向渗透率，m2；μl为地层流体黏度，Pa∙s；Bl为体积系数，无量纲；Pf为地层孔

隙压力，Pa；φ为孔隙度，无量纲；Ps为标况下地层单元中液体压力，Pa；Ts为标况下地层单元中液

体温度，K；Tf为地层单元中液体温度，K；Zcf为地层单元中流体的压缩因子，无量纲。

射孔过程中井筒压力演化可划分为五个典型阶段：初始平衡阶段、爆轰阶段、负压阶段、压力恢

复阶段以及最终平衡阶段，如图 2(e)所示。该过程在井筒密闭受限空间内引发剧烈的压差波动，由此
产生的复杂流固耦合动力响应，是诱发射孔管柱(Perforating string)冲击振动的主要原因。
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2 射孔管柱动力学模型

2.1 管柱纵向振动微分方程

为准确描述全过程压力作用下射孔管柱的动力学行为，同时兼顾模型求解效率与工程实用性，基

于超深井射孔作业实际工况，提出以下合理假设：

(1)射孔管柱视为连续均质弹性体，忽略材料缺陷与局部几何不规则性；
(2)地层视为刚性边界，不考虑射孔后地层变形对管柱受力的影响；
(3)封隔器坐封后为轴向刚性固定约束，忽略射孔后封隔器的轴向微小弹性变形；
(4)忽略管柱的径向与周向动力学响应，仅聚焦于射孔管柱的纵向振动特性；
(5)射孔瞬态响应以射孔前静态平衡构型为参考，重力、初始内压及初始环空压力引起的静态变

形已计入初始平衡状态。

射孔段管柱可简化为上端由封隔器固定、下端承受射孔全过程压力载荷的一维弹性杆模型[16]。

以封隔器位置为原点建立直角坐标系，竖直向下为 x轴正方向，向右为 y轴正方向，构建如图 3所示
射孔管柱动力学模型。

Discrete element ,u x t
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( , )u x tEA
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
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图 3 射孔管柱动力学模型示意图

Fig. 3 Schematic of the dynamic model for perforation string

为避免将初始自重和初始井筒压力重复计入瞬态载荷，将管柱轴向总位移 U(x，t)分解为射孔前
静态平衡位移为 U0(x)与瞬态增量位移为 u(x，t)，则：

(6)     0, , U x t U x u x t

射孔前，管柱处于静态平衡状态。对于管柱微元，其轴向静力平衡方程为：

(7)0d ( )   0
d

 
  





U xEA gA
x x

相应的静态边界条件为：

(8)
0

0
0

 (0) 0
d ( )

d










U
U LEA F

x

式中，E为射孔管柱材料弹性模量，Pa；A为射孔管柱横截面积，m2；ρ为射孔管柱材料密度，kg/m3；L
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为射孔管柱长度，m；F0为射孔前管柱底端的初始压力合力，N。
射孔过程中，管柱受到轴向弹性力、重力、流体阻尼力及底端瞬态压力载荷的共同作用。根据达

朗贝尔原理，管柱总位移 U(x，t)对应的运动方程为：

(9)
2

2

( , ) ( , ) ( , )( )    
  

   
U x t U x t U x tAdx EA dx Agdx c dx

t x x t

式中，c为单位长度管柱所对应的等效轴向黏性阻尼系数，N∙s/m2。

将式(6)代入式(9)，并利用静态平衡方程式(7)消去重力项。在 E、A和ρ均为常数的条件下，可
得射孔管柱轴向冲击振动控制方程：

(10)
2 2

2
2 2

( , ) ( , ) ( , )  
 

  
u x t u x t u x ta

t x t

式中，a为射孔管柱中的应力波速，m/s， ； 为射孔液对射孔管柱的相对阻尼系数，1/s，a E   c A 
。

对于管柱与套管近似同心、环空流体作轴向黏性剪切运动的情况，可采用同心环空 Couette流模
型估算流体阻尼系数[26]：

(11)
 i o

2
ln


c

D d

式中，μ为射孔液的动力黏度，Pa∙s；do为射孔管柱外径，m。
2.2 初始条件与边界条件

假设射孔开始前(t=0)，管柱处于静止状态，其相对于射孔前静态平衡构型的增量位移和增量速度
均为零，因此初始条件为：

(12)
0

0

( , ) 0

( , ) 0





 



 

t

t

u x t

u x t
t

封隔器坐封后，将其视为轴向固定约束，则管柱上端边界条件为：

(13)
0

( , ) 0
x

u x t




射孔管柱底端承受射孔全过程压力作用。按照图 3所示坐标方向，管柱底端内压 Pi(L，t)作用于
内压有效面积 Ai并沿 x正方向加载；环空压力 Po(L，t)作用于外压有效面积 Ao并沿 x负方向加载。
因此，管柱底端压力合力 F(t)可写为：

(14)i i o o( ) ( ) ( ) ，，F t A P L t A P L t

式中，Ai和 Ao分别为射孔管柱内径和外径所对应的横截面积，m2；Pi(L，t)和 Po(L，t)分别为射孔过
程管柱底端内、外压力时程变化函数，Pa。其中，Po(L，t)表征爆轰压力与动态负压共同作用下管柱
环空压力的全过程时程变化。

射孔前管柱底端的初始压力合力 F0为：

(15)0 i i o o( 0) ( 0) ，，F A P L A P L

管柱总位移对应的底端力边界为：
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(16)
( , ) ( )




U L tEA F t
x

射孔前静态平衡位移对应的底端边界为：

(17)0
0

d ( )
d


U LEA F

x
将上述两式相减，可得瞬态增量位移对应的底端边界条件：

(18)   i i i o o o
( , ) ( ) ( ) - (  0) - ( ) - (  0)




  


，，，，

x L

u x tEA F t A P L t P L A P L t P L
x

式中，ΔF(t)为管柱底端瞬态轴向载荷增量，N。
射孔弹起爆初期，爆轰冲击波主要作用于环空流体，使环空压力在极短时间内发生剧烈变化；相

比之下，管柱内部压力的瞬态变化幅度较小，可近似取为射孔前初始内压，即：

(19)i i( ) (  0)，，P L t P L

2.3 模型求解

封隔器以下管柱的轴向振动可视为一维连续介质中的波动问题。为获得射孔全过程压力作用下管

柱轴向振动响应的时空演化规律，采用显式有限差分法对控制方程式（10）进行数值离散。将模拟过
程的振动总时间 t划分为以 Δt为间隔的时间步长，从而得到 m个时间点，分别标记为 j=1，2，…，
m。将封隔器下部管柱划分为 M个单元，每个单元长度为 Δx，从而形成 M+1个节点。从封隔器开始
到管柱系统底端，节点标记依次为 i=1，2，…，M+1，所采用的差分网格形式如图 4所示。

Packer

L

 t

Evolution process of dynamic response

∆x
∆t

O

图 4 模型差分离散示意图

Fig. 4 Schematic diagram of finite difference discretization for the model

设封隔器下部管柱第 i节点在第 j时刻的轴向位移为 ，则控制方程中的各微分项可离散为：
j

iu

(20)

1 12

2 2

2
1 1

2 2

1 1

2

2

2

 

 

 

  
  

 
 

 
  

j j j
i i i

j j j
i i i

j j
i i

u u uu
t t

u u uu
x x

u uu
t t
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将式(20)代入式(10)，可得内部节点的显式递推格式：

(21)
 1 2

1 1
1

2 1 2
2 2,3,...

1
2






 



      
  




，，

j j j j j
i i i i i

j
i

tu u r u u u
u i Mt

其中，r为 Courant数，可由下式计算：

(22)




a tr

x
封隔器坐封后视为理想轴向固定约束，因此固定端节点满足：

(23)1 0ju

管柱底端承受射孔压力变化产生的增量载荷。为使底端力边界的空间离散精度与内部节点相协调，

对管柱底端的轴向位移梯度采用二阶后向差分，得到：

(24)1 13 4
2

  
 



j j j
jM M Mu u uEA F

x

式中：ΔFj为第 j个时间层作用于管柱底端的轴向增量载荷，N。
射孔起爆时，管柱相对于初始静态平衡构型的增量位移和增量速度均为零。为保持显式差分格式

的时间二阶精度，采用二阶 Taylor展开构造内部节点的第一时间层：

(25)
0 0 02

1 0 0 2 01 1
2

2 2,3,...
2

   
       

  ，，i i i
i i i i

u u utu u tu a u i M
x

根据初始条件式(12)，有：

(26)
0

0

0

0

 


 
i

i

u
u

获得管柱轴向位移场后，节点加速度和轴向增量应力可由位移时程及轴向应变计算。节点加速度

采用时间中心差分；内部节点应力采用空间中心差分；封隔器固定端应力采用二阶前向差分；管柱底

端应力则由增量载荷边界直接确定，即：

(27)

1 1

2

1 1

1 2 3
1

1

2 ,      1, 2,..., 1

,             , 2,...,
2

3 4 ,   1
2

,                    1







 

 



  
   


   


     


   


j j j

j i i i
i

j j
j i i

i

j j j
j

j
j

M

u u uu i M
t

u uE i M
x

u u uE i
x

F i M
A

式中， 为节点轴向加速度，m/s2； 为轴向增量应力，Pa； jiu  j
i

为保证显式差分格式的稳定性，时间步长应满足应力波传播的 Courant稳定条件：
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(28)1
 


a tr

x
由此，在保留射孔全过程压力时程特征的基础上，可逐步求得管柱不同轴向位置处的位移、加速

度和轴向应力响应，进而分析应力波沿管柱的传播、衰减、反射及叠加规律。

2.4 模型验证

为验证本文模型的科学性和可靠性，选取准噶尔盆地某超深试验井 X1井的现场射孔试验数据开
展对比验证。X1井人工井底 7054 m，地层压力 149 MPa，地层温度 147 ℃，属于典型高温高压超深
井。现场试验采用高速多功能射孔压裂听诊仪，对射孔过程中爆轰冲击波、水击振荡等诱发的压力、

温度及加速度变化进行实时监测。该设备基于高速采集分析技术，具有非干扰、实时性强和多参数同

步采集等特点，可识别信号源激发波的频率、波速及幅值特征。设备压力测量范围为 0～210 MPa，
加速度测量范围为±500 g，最高采样频率 100 kHz，能够捕捉 10 µs量级压力波动过程，可为射孔瞬
态压力演化模型验证提供可靠的现场测试数据。试验过程中，射孔压裂听诊仪同轴安装于射孔枪与油

管连接处位置。

试验过程压力曲线如图 5(a)所示。当射孔弹起爆后，爆轰冲击波在极短时间内作用于井筒流体，
使测点压力在 0.2 ms内迅速升高并形成尖峰，峰值压力达到 184.79 MPa。随后，受射孔孔眼开启、
井筒流体向地层及孔道快速泄流及压力波反射叠加共同影响，测点压力回落，并在短时间内出现明显

的振荡衰减特征，最低压力降至 106.1 MPa，说明射孔后井筒局部形成了较强的动态负压响应。

（a）Pressure comparison data （b）Axial acceleration comparison
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图 5 X1井现场试验结果

Fig. 5 Field test results of well X1

利用前述压力演化模型及计算程序对 X1井射孔过程中实测位置处的压力演化规律进行模拟预测。
该软件以能量转化[6]、孔流补偿[25]、环空瞬变流[23]和储层渗流方程[25]为核心，可计算射孔过程环空

压力随时间的变化曲线。预测压力曲线如图 5(a)所示。其中，预测峰值压力与谷值压力分别为 182.24 
MPa和 101.64 MPa，与实测值的相对误差分别为 1.38%及 4.2%。
基于式(18)将预测压力时程转换为管柱底端边界载荷，并进一步开展管柱动态响应分析，结果如

图 5(b)所示。实测最大轴向加速度为 3874.37 m/s2，计算所得最大轴向加速度为 3540.21 m/s2，计算与

实测的加速度响应峰值吻合良好，最大峰值相对误差为 8.62%，表明所建模型能有效捕捉射孔初期的
瞬态冲击响应特征，为分析管柱在峰值载荷下的动力学行为提供了可靠依据。

3 管柱动态响应特性及敏感性分析

3.1 管柱动态响应特性分析

3.1.1 实例井基本参数
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为系统揭示爆轰压力与动态负压全过程压力作用下射孔管柱的动力学响应特性及潜在失效机理，

选取四川盆地某超深直井 X2井作为典型实例进行分析。X2井人工井底深度达 7430 m，地层压力
129.88 MPa，地层温度 155 ℃，封隔器坐封于井深 6505 m处；套管外径为 184.15 mm、壁厚为 15.83 
mm、钢级为 TP155V；射孔枪采用 127型，射孔段长 25 m，射孔管柱长度为 98 m。其余参数见表 1
和表 2。

表1 射孔管柱参数

Table 1 Perforating string parameters

外径/mm 壁厚/mm 钢级 线重/(N/m) 密度/kg∙m-3 弹性模量/GPa

88.9 7.34 P110 148.75 7850 210

表2 射孔工艺参数

Table 2 Perforating operation parameters

射孔弹装药量/g 炸药类型 相位角/° 孔密/m-1 射孔液密度/kg∙m-3 射孔液动力黏度/Pa∙s

45 HNS(六硝基二苯乙烯) 60 16 1000 0.01
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Pmax=91.47 MPa

Pmin=20.26 MPa

图 6 X2井射孔全过程压力曲线

Fig. 6 Pressure history curve of Well X2 during the whole perforation process

利用前述压力演化模型及计算程序对 X2井射孔作业全过程的环空压力波动特性进行模拟分析，
结果如图 6所示。X2井射孔管柱底部初始环空压力为 61.71 MPa，射孔爆轰阶段的峰值压力高达
91.47 MPa，动态负压谷值为 20.26 MPa。基于式(18)将预测压力时程转换为管柱底端边界载荷，开展
X2井管柱动态响应分析。
3.1.2 加速度响应特征
管柱不同位置处轴向加速度时程曲线如图 7所示，测点沿管柱轴向由封隔器位置向下依次布置，

最大距离为 80 m。结果表明，各测点加速度响应均呈现高频振荡特性，反映了爆轰压力峰值与动态
负压协同形成的强瞬态冲击载荷对管柱的激励效应。值得注意的是，加速度响应存在明显的空间衰减

与时间滞后特征。从空间分布特征来看，加速度响应沿管柱轴向呈现明显的衰减规律。以正向加速度

峰值为例，距封隔器 80 m处的峰值达到 18728.09 m/s²，而距封隔器 20 m处峰值降至 11443.11 m/s²，
衰减幅度为 38.90%，表明冲击能量在传播过程中受材料阻尼与结构变形影响不断耗散。此外，各测
点加速度均呈现正负交替波动形态，表明射孔过程中管柱始终处于拉伸-压缩交变受力状态，这种高
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频、非对称的循环载荷是诱发材料疲劳损伤的根本原因。特别是在螺纹连接等应力集中部位，交变应

力会驱动微裂纹的萌生、扩展，最终导致管柱的早期疲劳失效。

Measuring point 1 (0 m)

Measuring point 2 (20 m)

Measuring point 3 (40 m)

Measuring point 4 (60 m)
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图 7 管柱不同位置处加速度时程曲线

Fig. 7 Acceleration time-history curves at different positions of the string

3.1.3 轴向应力响应特征
图 8为管柱不同位置的轴向应力曲线，其中正值表示拉伸应力，负值表示压缩应力。结果表明，

在全过程压力作用下，管柱轴向应力整体以拉伸应力为主导，其峰值明显高于压缩应力。冲击载荷产

生的应力波沿管柱传递时，受管柱自身阻尼及弹性形变影响逐步衰减，距封隔器 80 m处最大轴向应
力为 114.22 MPa，传播至封隔器下端 20 m处时衰减至 80.89 MPa。
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图 8 管柱不同位置处轴向应力时程曲线

Fig. 8 Axial stress time-history curves at different positions of the string

当应力波抵达封隔器固定端时，因无法继续轴向传播发生反射，入射应力波与反射应力波叠加，

导致固定端附近应力急剧升高至 199.43 MPa，远高于管柱其他位置的应力水平。这一结果表明，封
隔器固定边界及邻近连接区域易出现拉伸应力峰值放大和局部附加应力集中，从而提高螺纹连接失效、

封隔器中心管局部损伤及疲劳损伤风险。实际失效还可能受到截面突变、初始缺陷及循环载荷累积等

因素的共同影响。

3.2 爆轰压力影响

为探究爆轰压力对管柱动态响应的影响规律，在固定动态负压谷值为 20.26 MPa的条件下，分别
设置爆轰压力峰值为 75 MPa、85 MPa、91.47 MPa、105 MPa和 115 MPa进行对比分析，结果如图 9、
图 10所示。
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图 9 管柱不同位置处加速度随爆轰压力峰值变化曲线

Fig. 9 Acceleration at different string positions as a function of peak detonation pressure

由图 9可知，随着爆轰压力峰值的增大，管柱各位置的正、负向加速度幅值均显著增大，其中正
向加速度对爆轰压力变化更为敏感。当爆轰压力峰值从 75 MPa增加至 115 MPa时，距封隔器 80 m
处管柱正向加速度幅值由 12223.67 m/s2增长至 29593.67 m/s2，增幅为 142.10%；负向加速度幅值由
14417.91 m/s2增长至 23676.86 m/s2，增幅为 64.22%。这表明爆轰压力峰值对管柱轴向加速度响应具
有显著影响，其增大将增强射孔冲击载荷作用下管柱的振动强度。
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图 10 封隔器处管柱最大轴向应力随爆轰压力峰值变化曲线

Fig. 10 Variation curves of maximum axial stress at packer position with peak detonation pressure

图 10揭示了封隔器处管柱最大轴向应力随爆轰压力峰值的变化规律。随着爆轰压力峰值的增大，
封隔器处的最大轴向拉伸应力和压缩应力均呈线性增长。当爆轰压力峰值从 75 MPa增加至 115 MPa
时，封隔器处最大轴向拉伸应力由 186.55 MPa增长至 218.71 MPa，增幅为 17.24%；而最大轴向压缩
应力由 125.64 MPa增长至 181.81 MPa，增幅为 44.71%。对比可见，爆轰压力峰值对轴向压缩应力的
影响程度远高于拉伸应力。这表明，在爆轰压力较高的工况下，冲击压缩波会显著提高管柱轴向压缩

应力水平，并使管柱在局部约束不足或几何不规则区域更易产生压缩失稳风险。

为进一步定性判断爆轰压力峰值升高对管柱屈曲风险的影响，针对射孔管柱测点 4位置（距封隔
器 60 m处）开展临界屈曲载荷理论估算，并将其与计算得到的有效轴力进行比对，结果如图 11所
示。

受限管柱正弦屈曲和螺旋屈曲临界载荷可表示为[27]：
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(29)
3 2

cr

3 2
hel

=2.55

=5.55





F EIw

F EIw
式中，Fcr为射孔管柱正弦屈曲临界载荷，N；Fhel为射孔管柱螺旋屈曲临界载荷，N；I为射孔管柱截
面惯性矩，m4；w为射孔管柱在空气中的线重，N/m。
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图 11 管柱有效轴力与临界屈曲载荷对比

Fig. 11 Comparison between effective axial load and critical buckling loads of string

按式(29)计算得到正弦屈曲临界载荷为 4.95 kN，螺旋屈曲临界载荷为 10.78 kN。若以拉伸为正、
压缩为负，则上述临界载荷在图 11中对应为负向压缩阈值。
由图 11可见，随着爆轰压力峰值由 75 MPa增加至 115 MPa，测点 4处管柱有效轴力由拉伸状

态逐步转变为压缩状态，并不断接近屈曲临界载荷。在 75～105 MPa范围内，有效轴力尚未达到正
弦屈曲临界压缩阈值，管柱整体处于相对安全状态；当爆轰压力峰值升高至 115 MPa时，有效轴向
压缩载荷已达到正弦屈曲临界载荷，并向螺旋屈曲临界载荷逼近，表明高爆轰压力工况下管柱中部弱

约束管段的屈曲敏感性明显增强。

3.3 动态负压影响

为探究动态负压对管柱动态响应的影响规律，在固定爆轰压力峰值为 91.47 MPa的条件下，分别
设置动态负压谷值为 10 MPa、15 MPa、20.26 MPa、25 MPa和 30 MPa进行对比分析，结果如图 12、
图 13所示。
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图 12 管柱不同位置处加速度随动态负压谷值变化曲线

Fig. 12 Acceleration at different string positions as a function of dynamic underbalance pressure trough
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图 12显示，动态负压谷值对正、负向加速度的影响规律与爆轰压力峰值恰好相反。它对负向加
速度的影响更为显著，而对正向加速度的影响较小。正向加速度幅值随动态负压谷值降低呈小幅递减，

当动态负压谷值从 30 MPa降低至 10 MPa时，距封隔器 80 m处管柱正向加速度幅值由 18964.61 m/s2

降低至 18446.57 m/s2，降幅仅 2.73%；而负向加速度幅值则由 15908.09 m/s2增长至 21615.65 m/s2，

增幅达 35.88%。
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图 13 封隔器处管柱最大轴向应力随动态负压谷值变化曲线

Fig. 13 Variation curves of maximum axial stress at the packer position with trough value of dynamic underbalance pressure

图 13为封隔器处管柱最大轴向应力随动态负压谷值变化曲线。随着动态负压谷值的降低，封隔
器处的最大轴向拉伸应力和压缩应力均呈线性增大趋势。当动态负压谷值从 30 MPa降至 10 MPa时，
最大轴向拉伸应力由 143.04 MPa急剧升高至 258.52 MPa，增幅达 80.73%，而最大轴向压缩应力则由
117.82 MPa增至 181.05 MPa，增幅为 53.67%。数据表明，动态负压谷值对轴向拉伸应力的影响程度
显著大于压缩应力。当动态负压谷值过低时，管柱在回弹阶段承受的轴向拉伸载荷显著增大，可能在

螺纹连接、封隔器中心管、截面突变和局部缺陷处形成应力集中，从而提高连接失效、疲劳损伤或局

部断裂风险。

3.4 爆轰压力及动态负压耦合作用影响

(a) Axial Tensile Stress (b) Axial Compressive Stress

图 14 封隔器处管柱最大轴向应力变化云图

Fig. 14 Contour plot of maximum axial stress variation at packer position

图 14为综合考虑爆轰压力峰值和动态负压谷值变化条件下，封隔器处管柱最大轴向应力的响应
云图。该云图直观地展示了两者耦合作用下的应力分布特征。云图右下角区域对应低爆轰压力峰值、

高动态负压谷值的组合。在此区域，无论是拉伸应力还是压缩应力，均处于较低水平。这一区域可被
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视为相对安全的射孔工艺参数窗口；而云图左上角区域对应高爆轰压力峰值、低动态负压谷值的组合。

在此区域，管柱承受的拉伸和压缩应力均急剧升高，进入高应力水平区，管柱失效的风险也随之剧增。

进一步分析表明，压缩应力云图在纵轴方向的应力梯度较大，说明压缩应力对爆轰压力峰值变化

更为敏感。爆轰压力峰值升高是导致管柱轴向压缩应力放大及屈曲失稳风险增加的主要因素。相比之

下，拉伸应力云图在横轴方向变化更为明显，表明拉伸应力对动态负压谷值变化更为敏感。动态负压

增强会显著放大封隔器邻近连接区域的轴向拉伸应力，从而提高连接失效、脱扣及疲劳损伤风险。由

此可见，爆轰压力与动态负压共同决定封隔器附近管柱的最大受力状态。因此，在超深井射孔管柱安

全性评价与工艺参数优化中，应同时考虑爆轰压力峰值和动态负压谷值的影响，以提高管柱完整性评

价的可靠性。

4 结 论
本文基于射孔管柱轴向冲击振动模型，系统分析了超深井射孔管柱在爆轰压力和动态负压共同作

用下的动力学响应及失效特征，主要研究结论如下：

(1)射孔爆轰产生的瞬态应力波沿管柱传播，并在封隔器固定边界发生反射与波形叠加，导致该
区域应力响应显著放大。从动力学响应特征来看，封隔器及其邻近连接区域是管柱应力集中和局部损

伤风险较高的关键部位。

(2)射孔全过程压力演化对管柱动力响应表现出不同的主控作用。爆轰压力峰值主要影响管柱轴
向压缩应力水平，并使管柱在局部约束不足或几何不规则区域更易产生压缩失稳风险；动态负压谷值

降低则显著放大轴向拉伸应力，从而提高连接失效、疲劳损伤或局部断裂风险。二者在时域上的交替

作用共同决定管柱的最大动力响应。

(3)建立了考虑射孔全过程压力时程的管柱动力学模型，并采用准噶尔盆地超深高温高压井现场
实测数据进行验证。计算加速度峰值与实测结果的相对误差为 8.62%，表明该模型能够较好表征射孔
初期强冲击阶段的峰值响应和主要振荡特征。

(4)研究表明，仅采用静态载荷或单一峰值载荷难以全面反映射孔全过程中管柱的动力响应特征。
研究结果可为射孔工艺参数优化及管柱抗冲击设计提供参考。后续研究可进一步考虑复杂井眼轨迹、

管柱—套管三维接触、局部连接件弹塑性行为以及多量程、多采样频率传感器联合测试，以完善极端

射孔工况下管柱结构完整性评价方法。
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