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[摘　 要] 　 为研究射孔弹侵彻岩层的过程及爆炸后能量的分布情况ꎬ基于对称罚函数的流固耦合算法及岩层的

ＲＨＴ(Ｒｅｄｅｌ￣Ｈｉｅｒｍａｉｅｒ￣Ｔｈｏｍａ)本构模型ꎬ借助显式非线性动力学分析程序 ＬＳ￣ＤＹＮＡꎬ建立了 １ / ２ 二维射孔弹￣空气￣
岩层对称数值模拟模型ꎬ系统地分析了射孔弹在不同的装药类型、药型罩壁厚及锥角下射流侵彻岩层的深度及能

量转化情况ꎮ 研究结果表明:射孔弹主装炸药的爆速和猛度对射流侵彻岩层深度的影响显著ꎻ射孔弹炸药的爆速

和猛度越高ꎬ射流的头部峰值速度越高ꎬ侵彻岩层深度越大ꎻ射孔弹主装炸药为 ＲＤＸ 时ꎬ射流的有效能量转化率最

大ꎬ其次分别为 ＨＮＳ、ＨＭＸꎮ 药型罩壁厚在 ０. ６ ~ １. ５ ｍｍ 范围内ꎬ适当减小厚度ꎬ可以提升射流的头部速度及岩层

的穿深ꎻ但与此同时ꎬ射流的有效能量占比将降低ꎬ爆轰能量将增大ꎮ 锥角在 ５５° ~ ７０°范围内ꎬ适当减小锥角ꎬ射
流的有效能量转化率及侵彻岩层的深度将增大ꎬ爆轰能量转化率将减小ꎮ
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０　 引言

在我国油气勘探开发过程中ꎬ随着地层深度持

续增加ꎬ井下射孔作业的工况愈加复杂ꎬ深井、超深

井的开发成为了研究热点ꎮ
近年来ꎬ射孔技术逐渐向深穿透、大药量及高孔

密的方向发展[１]ꎬ井筒峰值超压势必会大大增加ꎬ
对井下工具造成强烈的冲击ꎬ严重时会导致封隔器

解封、管柱屈曲、油管断裂等事故ꎬ严重危害现场作

业人员的安全ꎬ造成巨大的经济损失ꎮ 如何优化射

孔弹结构、提高射孔效率ꎬ是研究人员重点关注的问

题ꎮ Ｌｅｅ[２]采用二维 Ｅｕｌｅｒｉａｎ 程序模拟了不同结构

射孔弹的聚能射流穿透套管及围岩的过程ꎮ 金玮玮

等[３]运用 ＬＳ￣ＤＹＮＡ 模拟了射孔过程中射流的形成

过程ꎬ并提出了射孔弹壳的优化设计方法ꎮ 潘文强

等[４]提出了一种新型双层药型罩射孔弹的结构ꎻ数
值模拟及试验的结果表明ꎬ穿深比单金属药型罩结

构的射孔弹提高了 ７３. ８％ ꎮ 强洪夫等[５] 在 ＳＰＨ
(ｓｍｏｏｔｈｅｄ ｐａｒｔｉｃｌｅ ｈｙｄｒｏｄｙｎａｍｉｃｓꎬ光滑粒子流体动

力学)方法的基础上ꎬ结合 Ｏｔｔ 等提出的 ＳＰＨ 修正方

法ꎬ对二维聚能射流的形成及侵彻混凝土靶板进行

了数值模拟分析ꎬ并与传统的网格分析方法做了对

比ꎮ Ｌｉｕ 等[６]运用 Ｌａｇｒａｎｇｉａｎ 算法ꎬ结合自适应网格

技术ꎬ模拟了射孔弹的二维射流形成过程ꎬ分析了不

同装药类型和装药密度下炸药的能量转化率ꎮ 窦益

华等[７]在 ＬＳ￣ＤＹＮＡ 中建立了射孔弹￣枪￣液￣套管￣砂
岩的三维模型ꎬ分析了射流形成、侵彻砂岩及能量转

化情况ꎮ
　 　 由于射孔弹爆炸涉及到高速碰撞的非线性冲击

动力学问题ꎬ研究射孔弹射流形成的主要手段有２

种:有限元数值模拟、射孔弹爆炸聚能射流侵彻靶板

试验ꎮ 有限元数值模拟中ꎬ采用 ＡＴＵＯＤＹＮＡ 及 ＬＳ￣
ＤＹＮＡ 平台ꎬ结合 Ｌａｇｒａｎｇｉａｎ 算法、ＡＭＲ(自适应网

格技术)、ＡＬＥ(ａｒｂｉｔｒａｒｙ Ｌａｇｒａｎｇｉａｎ￣Ｅｕｌｅｒｉａｎ)算法及

ＳＰＨ 算法进行求解ꎮ 目前ꎬ对射流的形成及侵彻靶

板问题研究得比较深入ꎬ但主要集中在聚能射流对

钢靶[８]、混凝土[９]、高强度混凝土[１０] 及岩石[１１] 等的

侵彻ꎬ对于聚能射流侵彻油气储层及射孔弹爆炸后

能量转化率问题的研究比较匮乏ꎬ并且对于弹壳破

片所携带的能量未加考虑ꎬ不同装药结构、炸药种类

下射孔弹爆炸后的能量分布规律尚不清楚ꎮ
本文中ꎬ基于显式非线性动力学分析程序 ＬＳ￣

ＤＹＮＡꎬ结合 ＤＰ４６ＲＤＸ３８￣Ｃ 型射孔弹的实际结构ꎬ
建立了 １ / ２ 二维射孔弹￣空气￣岩层计算模型ꎬ探讨

了射孔弹的装药类型、药型罩壁厚及锥角对岩层侵

彻深度和射孔弹爆炸后能量转化情况的影响规律ꎬ
为射孔弹的结构优化设计提供了理论支撑ꎮ

１　 计算模型

ＤＰ４６ＲＤＸ３８￣Ｃ 型射孔弹模型在结构和载荷分

布上具有对称性ꎬ见图 １(ａ)ꎮ 因此ꎬ为提高计算效

率ꎬ在 ＡＮＳＹＳ / ＬＳ￣ＤＹＮＡ 中采用 ｃｍ￣ｇ￣μｓ 单位制ꎬ建
立 １ / ２ 二维射孔弹￣空气￣岩层计算模型ꎮ 其中ꎬ射
孔弹的主装炸药分别为奥托克今(ＨＭＸ)、黑索今

(ＲＤＸ)、六硝基砥 (ＨＮＳ)ꎻ药型罩的壁厚分别为

０. ６、 ０. ９、 １. ２、 １. ５ ｍｍꎻ射孔弹的锥角分别为 ５５°、
６０°、 ６５°、 ７０°ꎻ射孔套管的内径(即炸高) 为８８. ９
ｍｍꎻ岩层的模型尺寸为 ７００ ｍｍ ×１１０ ｍｍꎮ
　 　 为有效地解决爆炸冲击作用下单元严重畸变导

致的计算终止问题ꎬ炸药、药型罩、空气３部分构成

　 　
图 １　 射孔弹的物理模型及有限元模型(单位:ｍｍ)

Ｆｉｇ. １　 Ｐｈｙｓｉｃａｌ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ｏｆ ｐｅｒｆｏｒａｔｉｎｇ ｃｈａｒｇｅｓ (Ｕｎｉｔ: ｍｍ)

􀅰９４􀅰２０２４ 年 ６ 月　 　 　 　 　 　 　 　 射孔弹侵彻岩层及能量转化效率研究　 陈星见ꎬ等　 　 　 　 　 　 　 　



模型的流体域ꎬ采用多物质二维 ＡＬＥ 算法ꎻ岩层、弹
壳为模型的固体域ꎬ采用 Ｌａｇｒａｎｇｉａｎ 算法ꎻ固体域和

流体域之间设置为罚函数的流固耦合算法ꎮ 图 １
(ｂ)中ꎬ模型的对称节点处设置为法向位移约束边

界 (ＳＰＣ)ꎻ为消除爆炸产生的爆轰波影响ꎬ在模型

的外侧设置无反射边界条件(２Ｄ￣ｎｏｎｒｅｆｌｅｃｔｉｎｇ)ꎮ 为

保证能量的顺利传递ꎬ流体域网格须共节点ꎬ模型的

整体网格大小为 ０. ５ ｍｍꎬ单元数量共计 ２５９ ０６６ꎬ见
图 １(ｃ)􀅷图 １(ｄ)ꎮ

２　 材料模型与状态方程

２. １　 炸药的材料模型与状态方程

射孔弹的常用装药一般有 ＨＭＸ、ＲＤＸ、ＨＮＳ ３
种ꎮ 高能炸药爆炸过程的描述通常采用 ＪＷＬ 状态

方程:

ｐ ＝ Ａ １ － ω
Ｒ１Ｖ

æ

è
ç

ö

ø
÷ｅ － Ｒ１Ｖ ＋ Ｂ １ － ω

Ｒ２Ｖ
æ

è
ç

ö

ø
÷ｅ － Ｒ２Ｖ ＋ ωＥ

Ｖ ꎮ

(１)
式中:ｐ 为炸药爆炸时产生的压力ꎻＶ 为单位体积装

药产生的爆轰产物体积ꎻＥ 为单位体积装药的内能ꎻ
Ａ、Ｂ、Ｒ１、Ｒ２、ω 为材料常数ꎮ

炸药的材料采用 Ｍａｔ＿Ｈｉｇｈ＿Ｅｘｐｌｏｓｉｖｅ 模型ꎬ材
料参数如表 １[６ꎬ１２]所示ꎮ
２. ２　 药型罩、弹壳的材料模型与状态方程

　 　 药型罩为侵彻效果较好的紫铜ꎬ采用 Ｇｒｕｎｅｉｓｅｎ
状态方程:

ｐ ＝
ρ０Ｃ２μ[１ ＋ (１ － γ０ / ２)μ － αμ２ / ２]

[１ － (Ｓ１ － １)μ － Ｓ２μ２(μ ＋ １) － １ － Ｓ３μ３(μ ＋ １) － ２] ２ ＋

(γ０ ＋ αμ)Ｅꎮ (２)
式中:Ｃ 为冲击波速度的曲线截距ꎻρ０ 为材料的初始

密度ꎻＳ１、Ｓ２、Ｓ３ 为材料的 ｕｓ￣ｕｐ 曲线的斜率系数ꎻγ０

为状态方程系数ꎻα 为对 γ０ 的一阶体积修正ꎻμ ＝
ρ / ρ０ － １ꎬ为体积应变ꎮ

药型罩的状态方程参数如表 ２[１３] 所示ꎮ 药型

罩采用 Ｓｔｅｉｎｂｅｒｇ 本构模型ꎬ参数如表 ３[１４]所示ꎮ
　 　 弹壳为金属材料ꎬ采用 Ｍａｔ＿Ｐｌａｓｔｉｃ＿Ｋｅｎｅｍａｔｉｃ
(随动硬化模型)本构模型来描述ꎬ表达式为

σｙ ＝ [１ ＋ ( ε
Ｃ )

１
Ｐ ](σ０ ＋ βＥｐεｐꎬｅ)ꎮ (３)

式中:σ０ 为初始屈服应力ꎻεｐꎬｅ为有效塑性应变ꎻＥｐ

为塑性硬化模量ꎬＥｐ ＝ Ｅ ｔａｎ ｅ / (Ｅ￣Ｅ ｔａｎ)ꎻＣ、Ｐ、β、Ｅ ｔａｎ、ｅ
为输入参数ꎮ

弹壳的本构模型参数如表 ４[１５] 所示ꎮ 表 ４ 中:
γ 为泊松比ꎻＥ 为弹性模量ꎻＳｉｇｙ为屈服极限ꎻＥ ｔａｎ为切

线模量ꎮ
２. ３　 空气的材料模型与状态方程

空气的状态方程采用描述理想状态下气体力学

行为的 Ｌｉｎｅａｒ＿Ｐｏｌｙｎｏｍｉａｌ 线性多项式:
ｐ ＝ Ｃ０ ＋ Ｃ１μ ＋ Ｃ２μ２ ＋ Ｃ３μ３ ＋ (Ｃ４ ＋ Ｃ５μ ＋ Ｃ６μ２)Ｅꎮ

(４)
式中: μ 为相对体积ꎻＥ 为材料的单位体积内能ꎻＣ０、
Ｃ１、Ｃ２、Ｃ３、Ｃ４、Ｃ５、Ｃ６ 为常数ꎮ

表 １　 炸药的材料参数

Ｔａｂ. １　 Ｍａｔｅｒｉａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｅｘｐｌｏｓｉｖｅｓ

炸药
ρ /

(ｇ􀅰ｃｍ － ３)
Ｄ /

(ｍｍ􀅰μｓ － １)
ｐ /
ＧＰａ

Ａ /
ＧＰａ

Ｂ /
ＧＰａ

Ｒ１ Ｒ２ ω Ｅ /
(ｋＪ􀅰ｃｍ － ３)

ＨＭＸ １. ８９ ０. ９９１ ４２. ００ ７７８. ３ ７. １ ４. １ １. ０ ０. ３０ ０. １０５
ＲＤＸ １. ６９ ０. ８３１ ３０. ４５ ８５０. ０ １８. ０ ４. ６ １. ３ ０. ３８ ０. １００
ＨＮＳ １. ６６ ０. ７０３ ２１. ５０ ４２４. ０ ３. １ ４. ４ １. １ ０. ４０ ０. ０７５

表 ２　 药型罩的状态方程参数

Ｔａｂ. １　 Ｓｔａｔｅ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ
Ｃ / (ｋｍ􀅰ｓ － １) Ｓ１ Ｓ２ Ｓ３ γ０ α Ｅ / (ｋＪ􀅰ｃｍ － ３)

３. ９４ １. ４８９ ０ ０ １. ９９ ０. ４６ ０

表 ３　 药型罩的本构模型参数

Ｔａｂ. ３　 Ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｍｏｄｅｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｈｅ ｌｉｎｅｒ
ρ / (ｇ􀅰ｃｍ － ３) Ｇ０ / ＧＰａ Ｙ０ β ｎ ( － Ｇ′

ｒ / Ｇ０) × １０３ / Ｋ － １

８. ９３ ４７. ７ ０. １２ ３６ ０. ４５ ０. ３８
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表 ４　 弹壳的本构模型参数

Ｔａｂ. ４　 Ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｍｏｄｅｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｈｅｌｌ
ｃａｓｅ

ρ / (ｇ􀅰ｃｍ － ３) εｐꎬｅ Ｅｐ / ＧＰａ

７. ８３ ０. ７ ５２２
γ Ｅ / ＧＰａ Ｓｉｇｙ / ＧＰａ Ｅｔａｎ / ＧＰａ

０. ２８４ ２１０ ０. ２３５ ６. １

　 　 空气的材料模型选用Ｍａｔ＿Ｎｕｌｌꎬ参数为:密度

ρ ＝ １. ２９３ × １０ － ３ｇ / ｃｍ３ꎬＣ０ ＝ － １０ － ６ꎬＣ１ ＝ Ｃ２ ＝ Ｃ３ ＝
Ｃ６ ＝ ０ꎬＣ４ ＝ Ｃ５ ＝ ０. ４ꎮ
２. ４　 岩层的材料模型

Ｒｉｅｄｅｌ 等[１６]在 ＨＪＣ 本构模型的基础上提出了

ＲＨＴ 本构模型ꎮ 岩层采用能够很好地描述脆性材

料在压缩载荷作用下挤压破碎力学行为的 ＲＨＴ 本

构模型ꎮ 该模型广泛应用于爆炸冲击领域ꎬ包含强

度模型、累计损伤模型、状态方程 ３ 部分ꎮ
ＲＨＴ 强度模型引入了 ３ 个极限面:失效极限

面、弹性极限面、残余强度极限面ꎮ 参数间的关系分

别如下:
σｆ ＝ σ∗

ＴＸＣ(ｐ)Ｒ３(θ)Ｆｒａｔｅ( ε̇)ꎻ (５)
σｅｌ ＝ σ ｆＦｅＦＣＡＰ(ｐ)ꎻ (６)
σ∗

ｒ ＝ Ｂ(ｐ∗)Ｍꎮ (７)
式中:σｆ 为失效极限面上的等效强度ꎻσ∗

ＴＸＣ(ｐ)为准

静态失效面压缩子午线等效应力强度函数ꎻＲ３ ( θ)
为 Ｌｏｄｅ 角 θ 的函数ꎻＦｒａｔｅ( ε̇)为应变率相关函数ꎻσｅｌ

为弹性极限应力ꎻＦｅ 为弹性缩放函数ꎻＦＣＡＰ(ｐ)为帽

盖函数ꎻ σ∗
ｒ 为量纲归一化的残余面强度ꎻ Ｂ、Ｍ 为

残余强度面参数ꎻｐ∗为归一化压力ꎮ
ＲＨＴ 本构模型的累计损伤定义为

Ｄ ＝􀰑
△εｐ

εｐꎬｆ
ꎻ (７)

εｐꎬｆ ＝ Ｄ１[ｐ∗ ＋ (１ － Ｄ)Ｔ∗] Ｄ２≥εｆꎬｍｉｎꎮ (８)
式中:εｐ 为等效塑性应变变化量ꎻεｐꎬｆ为最终失效等

效塑性应变ꎻＤ１、Ｄ２ 为损伤常数ꎻＴ∗为归一化拉伸

强度ꎬＴ∗ ＝ Ｔ / ｆｃꎬＴ 为材料的拉伸强度ꎻεｆꎬｍｉｎ为最小

失效应变ꎮ
ＲＨＴ 的状态方程为 ｐ￣α 状态方程ꎬ表达式为

ｐ ＝ ｆ( Ｖ
α ꎬｅ)ꎻ (９)

α ＝ １ ＋ (αｐ － １)(
ｐｓ － ｐ
ｐｓ － ｐｅ

) ｎꎮ (１０)

式中:Ｖ 为多孔材料的比容ꎻｅ 为初始内能ꎻα、αｐ 分

别为孔隙度、弹性屈服的孔隙度ꎻｐｓ、ｐｅ 分别为孔隙

压实压力、材料弹性屈服压力ꎻｎ 为孔隙度指数ꎮ

岩层的本构模型参数如表 ５[１７]所示ꎮ
表 ５　 岩层的本构模型参数

Ｔａｂ. ５　 Ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｍｏｄｅｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｒｏｃｋ ｓｔｒａｔａ

ρ / (ｇ􀅰ｃｍ － ３) Ｇ / ＧＰａ Ａ Ｂ ｆｔ
２. ３ ９. ５３ １. ６ ０. ０１０ ５ ０. １

ｆｃ / ＭＰａ Ｎ Ｑ０ ｇ∗
ｔ

６０ ０. ６１ ０. ６８０ ５ ０. ７
ｇｃ∗ Ｄ１ Ｄ２ βｃ βｔ

０. ５３ ０. ０４ １ ０. ０２５ ０. ０３６
Ｂ０ Ｂ１ Ｔ１ Ｔ２

０. ９ ０. ９ ０. ３８７ ４ ０

３　 结果分析

３. １　 射孔弹爆炸及射流侵彻岩层过程

　 　 图 ２、图 ３ 分别为典型的 ＨＭＸ 装药射孔弹爆炸

后聚能射流侵彻岩层过程的损伤演化历程及射流

形态ꎮ
　 　 由图 ２ 和图 ３ 可以发现: ｔ ＝ １０ μｓ 时ꎬ射孔弹的

　
图 ２　 聚能射流侵彻岩层损伤演化历程

Ｆｉｇ. ２　 Ｅｖｏｌｕｔｉｏｎ ｏｆ ｄａｍａｇｅ ｃａｕｓｅｄ ｂｙ ｐｅｎｅｔｒａｔｉｏｎ
ｏｆ ｓｈａｐｅｄ ｃｈａｒｇｅ ｊｅｔ ｉｎｔｏ ｒｏｃｋ ｓｔｒａｔａ

　
图 ３　 射流形态

Ｆｉｇ. ３　 Ｊｅｔ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ
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爆轰基本完毕ꎮ 在爆轰波的作用下ꎬ药型罩微元从

顶点向两侧依次发生形变ꎬ形成高速运动的金属射

流及杵体ꎬ弹壳在爆轰波的作用下形成破碎飞片ꎬ炸
药的部分内能转化为金属射流及杵体、弹壳破片的

动能ꎻｔ ＝ ２０ μｓ 时ꎬ射流开始出现颈缩现象ꎬ质量逐

步向药型罩轴线中心聚集ꎻｔ ＝ ２４ μｓ 时ꎬ射流头部开

始侵彻岩层ꎬ随着射流侵彻深度的增加ꎬ岩层在拉应

力的作用下开始形成拉伸损伤裂纹ꎬ且裂纹随着侵

彻深度的增加不断向径向扩展ꎻｔ ＝ ５６ μｓ 时ꎬ由于射

流在进行过程中ꎬ速度梯度进一步增大ꎬ导致射流出

现第一次断裂ꎻｔ ＝ ３５０ μｓ后ꎬ射流质量逐渐向头部

聚集ꎬ且头部射流速度不断减小ꎬ最终小于侵彻岩层

的临界速度ꎬ达到最大侵彻深度ꎬ侵彻过程结束ꎬ进
入扩孔阶段ꎮ

文献[１８]中ꎬＳＤＰＲ４５ＨＭＸ３９￣１ 射孔弹打靶试

验ꎬ穿深的平均值为 ６１１. ５ ｍｍꎮ 相比 ３５０ μｓ 数值

模拟的结果 ６０３. ７ ｍｍꎬ误差仅为１. ３％ ꎻ表明数值模

拟结果具有可靠性ꎬ完全满足工程要求ꎮ
３. ２　 装药类型的影响

在实际的油气井射孔作业过程中ꎬ由于不同井

深射孔段的井筒温度和压力各不一致ꎬ射孔弹所选

择的装药类型也是各不相同的ꎮ 目前ꎬ射孔弹采用

的炸药主要分 ３ 种: 常温型炸药 ＲＤＸ( < １３０ ℃)、
高温型炸药 ＨＭＸ(１３０ ~ １７０ ℃)、超高温型炸药

ＨＮＳ( > １７０ ℃)ꎮ 不同类型的射孔弹装药时ꎬ炸药

的密度、爆速、爆压等爆轰参数是不同的ꎬ导致射孔

弹的能量转化效率及射流侵彻岩层的深度不一ꎮ
　 　 固定射孔弹的锥角为６０°、药型罩壁厚为０. ９
ｍｍ ꎬ分别改变装药类型为ＨＭＸ、ＲＤＸ、ＨＮＳꎮ图４
为３种不同装药类型下射孔弹爆炸后爆轰阶段的能

量分布ꎮ 炸药猛度是炸药能量性质的示性数之一ꎬ
主要由装药密度和爆速决定[１９]ꎮ 由图 ４ 可以看出ꎬ
在射孔弹结构相同时ꎬ炸药猛度越高ꎬ蕴含的初始能

量越大ꎬ爆轰速度越快ꎬ药型罩在爆轰波的挤压作用

下沿轴向形成稳定射流的时间越短ꎬ炸药的能量转

化速率也越快ꎮ
从聚能射流理论及能量转化角度出发ꎬ射孔弹

炸药的初始能量为 Ｅ０ꎬ爆炸后的能量主要转化为爆

轰结束后炸药的剩余能量 Ｅ１、爆轰能量 ＥＱ、高速运

动的金属射流及杵体具有的动能 Ｅｓ、爆炸所产生的

弹壳破片的动能 Ｅｄ 和声、光、热、燃烧生成物(碳氮

氧化物、水蒸气等)爆炸过程中耗散的能量 Ｅ ｉꎮ 基

于能量守恒原理ꎬ得到射孔弹爆炸后能量转化为

Ｅ０ ＝ Ｅ１ ＋ ＥＱ ＋ Ｅｓ ＋ Ｅｄ ＋ Ｅ ｉꎮ (１１)
　 　 则爆轰能量 ＥＱ 的计算式为

ＥＱ ＝ Ｅ０ － (Ｅ１ ＋ Ｅｓ ＋ Ｅｄ ＋ Ｅ ｉ)ꎮ (１２)
　 　 忽略射孔弹爆炸过程中的能量耗散 Ｅ ｉꎬ于是炸

药能量转化为射流的有效能量、爆轰能量的转化率

计算式为

η１ ＝
Ｅｓ

Ｅ０ － Ｅ１
× １００％ ꎻ (１３)

η２ ＝
ＥＱ

Ｅ０ － Ｅ１
＝
Ｅ０ － Ｅ１ － Ｅｓ － Ｅｄ

Ｅ０ － Ｅ１
× １００％ ꎮ (１４)

由数值模拟结果得到
　

:ＨＭＸ、ＲＤＸ、ＨＮＳ 装药类

型射孔弹炸药的初始能量 Ｅ０ 分别为 ８０. ９２、７７. ０６、
７７. ００ ｋＪꎻ爆轰结束后炸药剩余能量 Ｅ１ 分别为

２. ９４、 ２. ３６、４. ０４ ｋＪꎻ射流及杵体能量 Ｅｓ 分别为

３. ８５、４. ６０、 ４. ２４ ｋＪꎻ 弹壳破片能量 Ｅｄ 分别为

２４. ８１、 ２１. ２７、１８. ２０ ｋＪꎮ
　 　 由式(１３)计算得到射流的有效能量转化率分

别为４. ９４％ (ＨＭＸ)、６. １２％ (ＲＤＸ)、５. ８１％ (ＨＮＳ)ꎮ
故射孔弹装药为ＲＤＸ时炸药的有效能量转化率最

大ꎮ 而 爆 轰 能 量 转 化 率 分 别 为 ６３. ８％ (ＨＭＸ)、
６３. ４％ (ＲＤＸ)、６５. ９％ (ＨＮＳ)ꎮ文献 [２０] 中 ꎬＨＭＸ
装药射孔弹爆炸后爆轰能量转化率为 ６２％左右ꎬ 和

本文中的数值计算模拟结果很相近ꎮ由此可见 ꎬ射

　 　
图 ４　 不同装药类型下射孔弹爆炸后爆轰阶段的能量分布

Ｆｉｇ. ４　 Ｅｎｅｒｇｙ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｄｅｔｏｎａｔｉｏｎ ｓｔａｇｅ ｏｆ ｐｅｒｆｏｒａｔｉｎｇ ｃｈａｒｇｅ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｔｙｐｅｓ ｏｆ ｃｈａｒｇｅ
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孔弹装药为 ＨＮＳ 时爆轰能量占比最大ꎬ其次为

ＨＭＸ、ＲＤＸꎮ 在实际射孔作业过程中ꎬ射孔弹爆炸

后ꎬ高能炸药产生的爆轰能量将会作用于井筒密闭

空间内ꎬ与射孔液相互作用ꎬ构成井筒动态冲击载

荷ꎬ是造成射孔管柱冲击振动的重要来源ꎮ 因此ꎬ爆
轰能量会对射孔管柱系统造成负面影响ꎬ在实际射

孔作业过程中ꎬ应降低此部分能量的占比ꎬ提高有效

能量的占比ꎮ
图 ５ 为射孔弹在 ３ 种不同装药类型下射流头部

速度随时间的变化情况ꎮ 射孔弹炸药的爆速和猛度

越高ꎬ射流头部速度达到峰值的时间越短ꎮ 在 １０􀅷
１２ μｓ 时ꎬ爆轰过程基本结束ꎬ射流头部速度急剧增

加ꎬ达到峰值ꎮ 在 ２４ μｓ 左右ꎬ射流开始侵彻岩层ꎬ
头部速度开始急剧下降ꎻ随着侵彻深度的增加ꎬ速度

衰减趋势变缓ꎬ但仍然保持着炸药的猛度越高、剩余

射流头部速度越大这一规律ꎮ 在 １２０ μｓ 后ꎬ射流的

速度呈现近似阶梯状下降ꎮ 分析认为:３ 组射流在

行进至 １２０ μｓ 左右时ꎬ射流局部出现断裂现象ꎬ前
一段高速射流的动能耗损殆尽ꎬ后段的次高速射流

继续行进ꎬ侵彻岩层ꎬ进而导致射流速度呈现阶梯状

下降趋势ꎮ 主装药为 ＨＭＸ、ＲＤＸ、ＨＮＳ 时射流头部

速度峰值分别为 ８ ２２５、 ７ ６７９、 ６ ７４６ ｍ / ｓꎮ 主装药

为 ＨＭＸ 时ꎬ射流头部速度分别比 ＲＤＸ、ＨＭＸ 提高

了７. １％ 、 ２１. ９％ ꎮ

　 　
图 ５　 不同装药类型下射流头部速度时程曲线

Ｆｉｇ. ５　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｈｅａｄ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｏｆ ｊｅｔ ｕｎｄｅｒ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｔｙｐｅｓ ｏｆ ｃｈａｒｇｅ

　 　 图 ６ 为射孔弹在 ３ 种不同装药类型下射流侵彻

岩层的历史损伤变量ꎮ 从整体上看ꎬ在射孔弹的结

构相同时ꎬ主装药的烈度越高ꎬ侵彻深度越大ꎬ开孔

孔径越宽ꎬ且开孔孔径随着射流的侵彻深度的增大

而减小ꎮ 在侵彻过程中ꎬ３ 组射流所形成的侵彻孔

道的形态基本一致ꎮ 由于爆轰波的作用ꎬ岩层会产

生横向扩孔效应ꎬ导致侵彻孔径增大ꎮ 其中ꎬ射孔弹

主装药为 ＨＭＸ、ＲＤＸ、ＨＮＳ时的侵彻地层深度分别

　 　
图 ６　 不同装药类型下射流侵彻岩层的历史损伤变量

Ｆｉｇ. ６　 Ｈｉｓｔｏｒｉｃａｌ ｄａｍａｇｅ ｖａｒｉａｂｌｅｓ ｏｆ ｐｅｎｅｔｒａｔｉｏｎ ｏｆ
ｊｅｔ ｉｎｔｏ ｒｏｃｋ ｓｔｒａｔａ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｔｙｐｅｓ ｏｆ ｃｈａｒｇｅ

为 ５９９. ３、 ４９５. ６、 ４４４. ８ ｍｍꎮ 主装药为 ＨＭＸ 时ꎬ侵
彻深度分别比 ＲＤＸ、ＨＭＸ 装药时提高了 ２０. ９％ 、
３４. ７％ ꎮ 因此ꎬ射孔弹装药选用 ＨＭＸ 时ꎬ侵彻岩层

的效果最佳ꎬ但产生的爆轰能量略高于 ＲＤＸ 装药ꎮ
３. ３　 药型罩壁厚的影响

为研究药型罩壁厚对射孔弹的穿深及能量转化

的影响ꎬ选取穿深最高的 ＨＭＸ 炸药ꎬ射孔弹的锥角

固定为 ６０°ꎬ改变药型罩的壁厚分别为０. ６、０. ９、
１. ２、１. ５ ｍｍꎮ 不同药型罩壁厚下射孔弹爆炸后爆

轰阶段的能量分布情况如图 ７ 所示ꎮ 由图 ７ 可知ꎬ
在不同药型罩壁厚下ꎬ射孔弹爆炸后ꎬ弹壳破片能量

大小基本一致ꎬ而药型罩产生的射流最大能量随着

壁厚的增加而增大ꎮ 这是因为ꎬ在同等能量炸药的

爆轰驱动下ꎬ壁厚越大时ꎬ药型罩所产生的射流质量

越大ꎬ所具有的能量越大ꎮ
由数值模拟计算结果得到:壁厚分别为０. ６、

０. ９、１. ２、１. ５ ｍｍ 时ꎬ射孔弹炸药的初始能量 Ｅ０ 为

８０. ９２ ｋＪꎻ爆轰结束后ꎬ炸药剩余能量 Ｅ１ 为 １. ７１ ｋＪꎻ
射流及杵体能量 Ｅｓ 分别为 ３. ０６、３. ８５、４. ４０、４. ６９
ｋＪꎻ弹壳破片能量 Ｅｄ 分别为 ２３. ９５、２４. ６５、２５. ０２、
２５. １８ ｋＪꎮ
　 　 由式(１３)计算得到:不同药型罩壁厚下ꎬ射流

的有效能量转化率分别为３. ８６％ 、４. ８６％ 、５. ５５％ 、
５. ９２％ ꎮ由此可见ꎬ在相同装药和锥角下ꎬ射流有效

能量的占比随着药型罩壁厚的增加而增大ꎮ由式

(１４)计算得到:不同药型罩壁厚下ꎬ射孔弹爆炸后

的爆轰能量占比分别为６５ . ９％ 、６３. ８％ 、６２. ９％ 、
６２. ２％ ꎮ故在相同装药和锥角下ꎬ射孔弹爆炸后的
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图 ７　 不同药型罩壁厚下射孔弹爆炸后爆轰阶段的能量分布

Ｆｉｇ. ７　 Ｅｎｅｒｇｙ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｄｅｔｏｎａｔｉｏｎ ｓｔａｇｅ ｏｆ ｐｅｒｆｏｒａｔｉｎｇ ｃｈａｒｇｅ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｗａｌｌ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓｅｓ ｏｆ ｌｉｎｅｒ

爆轰能量占比随着药型罩壁厚的增大而减小ꎮ
　 　 图 ８ 为在不同药型罩壁厚下射孔弹射流头部速

度随时间的变化情况ꎮ 药型罩的壁厚越小时ꎬ在射

孔弹爆炸后的爆轰波作用下射流成型速度越快ꎬ头
部速度达到峰值的时间越短ꎮ 在 ４０ ~ １４５ μｓ 时间

段内ꎬ０. ６ ｍｍ 组射流的头部速度相较于其他 ３ 组下

降趋势较为缓慢ꎮ 这是因为ꎬ０. ６ ｍｍ 组射流较细ꎬ
在行进过程中提前于其他 ３ 组发生断裂ꎬ断裂的头

部射流段在侵彻岩层过程中动能耗损较大ꎬ后段射

流的动能耗损较小ꎮ 在 ２５０ μｓ 后ꎬ４ 组射流头部速

度的衰减趋势变缓ꎮ 其中ꎬ药型罩壁厚为 ０. ６、０. ９、
１. ２ ｍｍ 和 １. ５ ｍｍ 时ꎬ射流头部的峰值速度分别为

８ ８６７、 ８ ２２５、 ７ ８１９ ｍ / ｓ 和 ７ ３８２ ｍ / ｓꎬ射孔弹药型

罩壁厚为 ０. ６ ｍｍ 时的射流头部峰值速度分别比

０. ９、１. ２、１. ５ ｍｍ 时提高了 ７. ８％ 、１３. ４％ 、２０. １％ ꎮ

　 　
图 ８　 不同药型罩壁厚下射流头部速度时程曲线

Ｆｉｇ. ８　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｈｅａｄ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｏｆ ｊｅｔ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ
ｗａｌｌ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓｅｓ ｏｆ ｌｉｎｅｒ

　 　 由于药型罩壁厚的不同ꎬ所形成聚能射流的速

度和形态皆存在差异ꎬ最终导致侵彻岩层的效果各

异ꎮ 受限于射孔弹的高径比ꎬ药型罩壁厚通常为其

直径的 １％ 􀅷４％ [２１]ꎮ 对于固定的射孔弹装药类型

和锥角结构ꎬ如果药型罩壁厚过大ꎬ会导致射流产生

困难ꎻ反之ꎬ如果药型罩壁厚过小ꎬ则会使产生的射

流质量减小ꎬ进一步导致侵彻性能严重下降ꎮ
图 ９ 为不同药型罩壁厚下射流侵彻岩层的历史

损伤变量ꎮ 从整体上看ꎬ在不同药型罩壁厚时射流

侵彻岩层的孔道形貌基本一致ꎮ 其中ꎬ药型罩壁厚

为 ０. ６、０. ９、１. ２、１. ５ ｍｍ 时的侵彻深度分别为

６０７. ２、５９９. ３、５７１. １、５４９. ４ ｍｍꎮ 药型罩壁厚为

０. ６ ｍｍ时ꎬ侵彻岩层的深度分别比 ０. ９、１. ２、１. ５
ｍｍ 时提高了１. ３％ 、６. ３％ 、１０. ５％ ꎮ 因此ꎬ在一定

范围内减小药型罩壁厚可以提升侵彻岩层性能ꎻ但
与此同时ꎬ会增大爆轰波对射孔管柱系统的损伤影

响ꎮ 为此ꎬ在满足其他要求(如射孔深度、经济成

本、工具强度等)的情况下ꎬ应适当减小药型罩的

壁厚ꎮ

　 　
图 ９　 不同药型罩壁厚下射流侵彻岩层的历史损伤变量

Ｆｉｇ. ９　 Ｈｉｓｔｏｒｉｃａｌ ｄａｍａｇｅ ｖａｒｉａｂｌｅｓ ｏｆ ｐｅｎｅｔｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｊｅｔ
ｉｎｔｏ ｒｏｃｋ ｓｔｒａｔａ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｗａｌｌ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓｅｓ ｏｆ ｌｉｎｅｒ

３. ４　 锥角的影响

为进一步探究射孔弹锥角对岩层穿透深度及爆

炸后能量转化的影响ꎬ设定射孔弹的主装药为

ＨＭＸꎬ固定药型罩壁厚为 ０. ９ ｍｍꎬ分别改变射孔弹

锥角为 ５５°、 ６０°、 ６５°、 ７０°ꎮ 图 １０ 为不同锥角下射
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图 １０　 不同锥角下射孔弹爆炸后爆轰阶段的能量分布

Ｆｉｇ. １０　 Ｅｎｅｒｇｙ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｄｕｒｉｎｇ ｄｅｔｏｎａｔｉｏｎ ｓｔａｇｅ ｏｆ ｐｅｒｆｏｒａｔｉｎｇ ｃｈａｒｇｅ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｏｎｅ ａｎｇｌｅｓ

孔弹爆炸后爆轰阶段的能量分布情况ꎮ 由图 １０ 可

知ꎬ由于射孔弹装药结构的差异ꎬ锥角为 ７０°时ꎬ射
孔弹装药的质量最大ꎬ所蕴含的初始内能最大ꎬ且射

孔弹装药的初始能量随着锥角的减小而降低ꎮ 射孔

弹起爆后ꎬ炸药的能量急剧减小ꎬ在 ｔ ＝ １０ μｓ 后ꎬ下
降趋势逐渐变缓ꎻ弹壳破片能量在 ｔ ＝ ８ μｓ 左右达

到峰值ꎻ射流的最大能量在 ｔ ＝ ６ μｓ 左右达到峰值ꎻ
破片与射流的变化趋势都是先增大、后减小ꎮ 爆轰

完毕后ꎬ炸药的剩余能量基本一致ꎮ
根据数值模拟计算结果得到:射孔弹锥角分别

为 ５５°、 ６０°、 ６５°、 ７０°时ꎬ射孔弹炸药的初始能量 Ｅ０

分别为 ７７. ６４、 ８０. ９２、 ８３. ７４、 ８６. ２０ ｋＪꎻ爆轰结束

后ꎬ炸药剩余能量 Ｅ１ 分别为 ２. ８２、 ２. ９４、 １. ７３、
１. ７６ ｋＪꎻ射流及杵体能量 Ｅｓ 分别为 ４. ２２、３. ８５、
３. ５７、３. ３９ ｋＪꎻ弹壳破片能量 Ｅｄ 分别为 ２４. ０３、
２４. ８１、 ２５. ０８、 ２５. ５１ ｋＪꎮ

根据式(１３)计算得到:不同锥角下射孔弹爆炸

后ꎬ射流的有效能量转化率分别为 ５. ６４％ 、 ４. ９４％ 、
４. ３５％ 、 ４. ０１％ ꎮ 由此可见ꎬ在射孔弹装药类型以

及药型罩壁厚相同时ꎬ射孔弹爆炸后射流的有效能

量转化率随着锥角的增大而减小ꎮ 由式(１４)计算

得到:不同锥角下射孔弹爆炸后的爆轰能量转化率

分别为 ６２. ８％ 、 ６３. ８％ 、 ６５. １％ 、 ６５. ８％ ꎮ 由此可

见ꎬ在射孔弹装药类型以及药型罩壁厚相同时ꎬ爆轰

能量转化率随着锥角的增大而增大ꎮ
　 　 图 １１ 为不同锥角下射流头部速度随时间的变

化情况ꎮ
从图 １１ 中可以看出ꎬ在射孔弹装药类型及药型

罩壁厚相同时ꎬ由于锥角结构的变化ꎬ导致起爆发生

后爆轰波到达药型罩锥顶位置的时间产生变化ꎬ使
得聚能射流形成的时间产生细微差异ꎮ 锥角为 ７０°
时ꎬ爆轰波最先到达药型罩锥顶位置ꎬ射流的形成时

间最短ꎬ速度达到峰值最快ꎬ但头部峰值速度最低ꎬ
仅为 ７ ６９７ ｍ / ｓꎮ 射孔弹锥角为 ５５°、 ６０°、 ６５°、 ７０°

　 　
图 １１　 不同锥角下射流头部速度时程曲线

Ｆｉｇ. １１　 Ｔｉｍｅ ｈｉｓｔｏｒｙ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｈｅａｄ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｏｆ ｊｅｔ ｕｎｄｅｒ

ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｏｎｅ ａｎｇｌｅｓ

时ꎬ头部峰值速度分别为 ８ ７５１、８ ２２５、７ ９４５、７ ６９７
ｍ / ｓꎮ 射孔弹锥角为 ５５°时的射流头部峰值速度分

别比 锥 形 角 为 ６０°、 ６５°、 ７０° 时 提 高 了 ６. ４％ 、
１０. １％ 、１３. ７％ ꎮ
　 　 图 １２ 为不同锥角下射流侵彻岩层的历史损伤

变量图ꎮ

　 　
图 １２　 不同锥角下射流侵彻岩层的历史损伤变量

Ｆｉｇ. １２　 Ｈｉｓｔｏｒｉｃａｌ ｄａｍａｇｅ ｖａｒｉａｂｌｅｓ ｏｆ ｐｅｎｅｔｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｊｅｔ ｉｎｔｏ

ｒｏｃｋ ｓｔｒａｔａ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｃｏｎｅ ａｎｇｌｅｓ
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　 　 锥角为 ７０°、 ６５°、 ６０°、 ５５°时的侵彻深度分别

为 ５６４. ７、 ５８５. ３、 ５９９. ３、 ６１４. １ ｍｍꎮ 射孔弹锥角

为 ５５°时侵彻深度分别比 ６０°、 ６５°、 ７０°时提高了

２. ５％ 、 ４. ９％ 、 ８. ７％ ꎮ 射孔弹的锥角变化会导致药

型罩开口直径变化ꎬ改变了射孔弹的长径比ꎬ进而影

响侵彻深度ꎮ 随着锥角减小ꎬ射孔弹的开口直径与

装药高度之比将减小ꎬ射流长度及速度梯度将提高ꎬ
进而使得射流侵彻岩层的性能提高ꎮ 但过度减小锥

角ꎬ会导致射流的速度梯度过大ꎬ射流提前发生断

裂ꎬ从而导致侵彻性能严重下降ꎮ 因此ꎬ在一定范围

内减小锥角可以优化射流侵彻岩层的效果ꎻ但与此

同时ꎬ会增大爆轰波对射孔管柱系统的损伤影响ꎮ
为此ꎬ在满足其他要求(如射孔深度、经济成本、工
具强度等)的情况下ꎬ应适当减小射孔弹锥角ꎮ

４　 结论

针对射孔弹爆炸后聚能射流侵彻岩层及能量转

化效率问题ꎬ采用 ＡＬＥ￣Ｌａｇｒａｎｇｉａｎ 流固耦合方法结

合 ＲＨＴ 本构模型分析了射孔弹在不同炸药类型、药
型罩壁厚及锥角下聚能射流侵彻岩层的穿深及能量

分布的影响机制ꎬ得出如下结论:
１)射孔弹爆炸后ꎬ聚能射流的能量利用率很

低ꎬ仅为百分之几ꎻ而爆轰能量占比较大ꎮ 聚能射流

侵彻岩层的深度与主装药的爆速和猛度正相关ꎮ ３
种常用的主装药中ꎬＲＤＸ 的有效能量转化率最大ꎬ
其次为 ＨＮＳ、ＨＭＸꎮ 装药为 ＨＮＳ 时ꎬ爆轰能量占比

最大ꎬ其次为 ＨＭＸ、ＲＤＸꎮ
２)射孔弹主装药类型和锥角相同时ꎬ在药型罩

壁厚为 ０. ６ ~ １. ５ ｍｍ 范围内ꎬ爆炸后聚能射流侵彻

岩层的深度和爆轰能量占比与药型罩的壁厚大小负

相关ꎬ射流的有效能量占比则与壁厚正相关ꎮ
３)射孔弹主装药类型和药型罩壁厚相同时ꎬ在

锥角 ５５°􀅷７０°范围内ꎬ爆炸后聚能射流侵彻岩层的

深度和射流的有效能量占比与锥角的大小负相关ꎬ
爆轰能量占比则与锥角正相关ꎮ
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