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摘要 体积压裂技术作为致密油气开发的重要技术手段，在实现储层有效改造的同时，也可能带来套管变形失

效的问题，其主要失效原因之一是水力压裂诱发的断层激活和界面滑移造成套管剪切变形和破坏。本文首先通

过研究压裂液进入断层的不同模式，阐释了体积压裂诱发断层激活理论，为分析断层滑移量对套管变形的影响

提供了理论依据。其次，本文建立了考虑水力压裂过程中断层滑动引起套管剪切变形的新模型，模型创新性地

考虑了井筒全生命周期加载历史 (钻井、下套管、注水泥、水泥浆固化、水力压裂 )对套管变形的影响。最后，

利用建立的模型，量化分析了不同工程和地质条件下 (压裂液压力、断层倾角、裂缝长度、套管壁厚和水泥环弹

性模量 )，断层滑移后套管内径的变化规律。结果表明，断层的滑动会对套管产生剪切作用从而产生套管缩径，

导致套管发生屈服破坏。随着断层长度的增加，套管剪切变形程度也随之增大，当断层长度为 80 m时，套管的

缩径量达到 11.95 mm。随着压裂液压力的不断增大，套管剪切变形程度也随之增大，当流体压力为 80 MPa时，

套管缩径量最大达到了 9.94 mm。断层倾角在 30°左右时，套管缩径量最大可达 9.53 mm 。增大套管的壁厚和水

泥环的弹性模量，对套管缩径量的改善效果并不明显。因此，在井眼轨迹设计的过程中应尽量避免井眼穿越断

层，压裂设计时应避开大尺寸断层区域；同时，应该合理设计压裂液的泵入速度，尽可能使其保持在较低的值，

以降低流体压力。该研究所建立的考虑井筒加载历史的数值模型可以更加全面地解释页岩气井多阶段压裂过程

中断层滑动后套管剪切变形情况，为工程作业提供指导意义。
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Abstract The volume fracturing technique is one of the key methods of shale gas development. It, can cause the problems of 
casing deformation while facilitating shale gas development. The main reasons for the casing deformation are fault activation 
and interface slippage induced by hydraulic fracturing. Firstly, this paper explains the mechanism of fault activation induced by 
hydraulic fracturing by analyzing the different modes of fracturing fluid entering the fault, which provides a theoretical basis for 
analyzing the influence of fault activation on casing deformation. Secondly, a new model considering the shear deformation of 
casing caused by fault activation and interrupted layer slippage during the hydraulic fracturing is established. The model innova-
tively considers casing loading history within the full life cycle of wells, including drilling, casing running, cementing, cement 
slurry hardening, hydraulic fracturing, production, and injection. Finally, a parametric study is performed to determine the effects 
of fracturing fluid pressure, fault dip, fracture length, casing thickness, and cement sheath property on shear deformation of 
casing. The results show that fault sliding will produce a shear force acting on the casing system which will result in a reduction 
in the casing diameter. Eventually, it may lead to the shear failure of the casing. As the length of the fault increases, the degree of 
casing shear deformation also increases. When the length of the fault is 80m, the shrinkage of the casing reaches 11.95 mm. With 
a continuous increase of fracturing fluid pressure, the degree of shear deformation of the casing also increases. When the fluid 
pressure is 80 MPa, the maximum casing diameter reduction reaches 9.94mm. When the fault dip is about 30°, the casing diame-
ter shrinks the most, up to 9.53 mm. However, increasing the casing thickness and the elastic modulus of the cement sheath does 
not significantly improve the shrinkage of the casing. Therefore, well trajectory should be prevented from crossing large faults 
during well structure designing, and large-scale fault areas should be avoided during hydraulic fracturing design. Meanwhile, the 
pumping speed of fracturing fluid should be reasonably designed to keep it as low as possible to reduce fluid pressure. This work 
is helpful for understanding the mechanism of shear deformation of casings induced by fault activation and interrupted layer 
slippage during multi-stage hydraulic fracturing in shale gas, which also provides guidance for engineering operations.
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0 引言

体积压裂技术是近年来为了高效开发非常规油气

藏而发展的一项新技术，广泛的应用于页岩和致密砂

岩等非常规油气储层的改造 [1-3]。页岩气是非常规油气

资源的重要组成部分，其特点是孔隙度低，渗透率低，

开发难度较大 [4]。我国页岩气资源丰富，截止 2014 年

底，陆域页岩气资源储量为 134.4 万亿m3，可采资源

潜力约为 25.8 万亿m3。然而，我国页岩气集中的川渝

地区经历了多次构造运动，天然裂缝、断层发育，构

造应力作用强，地质和工程条件复杂 [5-6]。在页岩地层

多级分段水力压裂的过程中，大排量的压裂液进入到

地层中，可能导致地层沿着天然裂缝、层理面和断层

发生滑移错动，导致套管发生剪切变形，使得原始的

桥塞无法通过生产套管的变形部分 [7]。

目前，国内外针对水力压裂引起断层激活的问题，

已经进行了一部分研究 [8-20]。McClure[11]建立了流体注

入诱发地震活动的模型，结果表明，注入流体压力的

减少能显著减少断层的滑移量。Rutqvist[12]建立了页岩

气压裂过程中断层活化和诱发地震的 3D模型，结果

表明在增产注入过程中，井筒附近发生了剪切破坏与

拉伸破坏，并且破坏区域在反复的微地震作用下发生

延伸。陈朝伟 [13-15]根据震源机制理论，建立了地震断

层滑移量、断层半径和地震震级之间的定量关系，计

算了水力压裂过程中由于微震大小不同而引起的滑移

距离，但是精确的震源数据难以获得。Liu[16-17]建立了

断层滑动的半解析计算模型，对水力压裂引起的断层

滑动位移进行了计算和分析。Hu[18]和刘伟 [19]利用有限

元方法建立了天然裂缝剪切滑移的二维平面应变模型，

研究了地层弹性、天然裂缝 /断层几何性质、流体压

力等参数对滑移量的影响。Mainguy[20]采用多指卡尺

(MFC)测量的方式，量化了断层界面的变形特征，对

卡尺测量的分析表明变形特征是由沿各种不连续面的

滑动位移产生的。但是由于整个系统的成本很高，在

广泛的区域性油气田中实施这种技术仍然具有挑战性。

针对断层滑动引起的套管剪切变形，前人也已经

取得一定进展。Jalali[21]通过实验的方式研究了地下管

道在断层滑动作用下的变形特征，并采用有限元的方

式进行了验证，结果表明管道局部截面处均表现出S
形变形，并发生严重的屈服破坏和塑性变形。Yin[22-23]

根据测井解释和统计分析，确定了压裂注水过程中的

地层滑动是诱发套管剪切变形的主要原因，建立了断

层滑动的有限元模型，定量分析了压裂引起的裂缝滑

移和套管变形，结果表明，套管的变形和滑移面的距

离存在近似正弦关系。郭雪利 [24-26]基于震源机制研究

了断层滑移位移，建立了地层—水泥环—套管组合体
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模型，分析了不同参数对套管变形的影响，结果表明，

使设计的井眼轨迹的水平段远离裂缝发育区域或与天

然裂缝平行可以减小断层滑动距离。高利军 [27]建立了

大尺度水平井的断层滑移引发套损的有限元模型，结

果表明，天然裂缝长度和断层倾角对套管剪切变形有

较大影响，增加套管壁厚并不能缓解套损。Liu[28]开

发了断层滑动引起套管变形模型，研究了压裂压力、

原地应力、裂缝长度和裂缝 /断层的方向对裂缝 /断层

滑动及套管变形的影响。Yan[29]考虑到压裂过程中的

流—固—热耦合效应，开发了新的 3D有限元模型来

模拟断层滑动的过程，分析了滑移距离、套管内部压

力、生产和中间套管的厚度以及水泥环的力学参数对

变形段套管内径减小的影响。Zhang[30-31]通过组合大

型水力压裂和断层滑动的离散元模型和套管变形的小

规模有限差分模型，对断层滑动和套管变形进行了多

尺度数值研究，结果表明降低压裂液注入速率可以有

效减轻套管变形，但是降低总注入量的影响不太明显。

Mohammed[32]建立了随时间、温度和恒定断层滑移位

移引起的套管破坏模型，确定和量化了影响套管屈曲

的关键参数，结果表明在位移载荷作用下，套管会发

生屈服并产生塑形变形，而温度会缩短达到临界值所

需的时间。

总体来看，关于地层滑移造成套管损伤的现有研

究多是基于人为设定的断层滑移量，而并没有定量计

算实际滑移距离，或者难于获得实际测量数据。因此，

这类研究常无法合理评估实际断层滑移条件下的套管

剪切变形程度。同时，现有的国内外研究一般只考虑

断层滑移单个条件下的套管—水泥环—地层受力情况，

并未考虑油气井整个生命周期过程中 (钻井、下套管、

注水泥、水泥浆固化、水力压裂 )，井筒的累积加载历

史。

本文基于顺序耦合的方法建立了考虑全生命周期

水力压裂过程中断层滑动引起套管剪切变形的新模型。

首先，本研究建立了三维天然裂缝滑动模型，定量预

测了天然裂缝的滑动距离。其次，建立了考虑油气井

全生命周期的断层滑移模型，模型考虑了油气井在钻

井、下套管、固井、生产、水力压裂和地层滑移全过

程中应力及变形损伤累积的过程。基于上述两种模型

的组合分析，本研究更加准确地预测了油气井全生命

周期中地层滑移对套管剪切变形的影响。此外，本研

究系统地量化分析了工程、地质因素对水力压裂诱发

断层滑移量及套管变形的影响规律，明确了主控因素，

提出了相应的对策。

1 压裂过程断层滑移及套管变形机理分析

1.1 断层滑移机理

体积压裂是将压裂液不断泵入地层中，使天然裂

缝不断扩张，脆性岩石产生剪切滑移，形成天然裂缝

与人工裂缝相互交错的裂缝网络的过程。其导致界面

滑移的机理主要分为两种，第一种是因为地层本身的

复杂性和固井质量的缺陷，而体积压裂过程进一步加

剧了地层的非均匀性，在地应力的影响下，断层、裂

缝以及层理面承受较大的剪切力，从而导致界面发生

滑动，造成了套管的剪切破坏。第二种是因为压裂液

进入断层中导致界面发生了滑移。页岩储层天然裂缝

发育，由于其处于弱胶结状态，当压裂液进入天然裂

缝中时，会引起断层面有效应力的降低，容易导致天

然裂缝的滑动 [16-17]。

断层界面的剪切破坏和滑移一般可用经典的

Mohr-Coulomb准则来表征，假定岩体在原始地应力

(最大主应力 σ1 和最小主应力 σ 3 )的共同作用下，形

成了天然裂缝，且该裂缝与最大主应力 σ1 之间的夹角

为 β，如图 1 所示。根据Mohr-Coulomb准则，可以

图 1 断层示意图

Fig. 1 Schematic diagram of fault

σ3

σ1

σn

β

τ
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将该应力状态用摩尔圆表示 (图 2)。此时，作用在该

天然裂缝上的正应力 ( σ n )和剪应力 ( τ )处于应力平衡

状态，天然裂缝处于稳定状态。

然而，体积压裂过程中，压裂液沿着井筒微环隙

等流体通道进入该天然裂缝时，流体渗流改变了裂缝

附近岩石的孔隙压力，结合Terzaghi理论，原始的摩

尔圆应力状态向左移，作用在裂缝的有效正应力改变

为 σ n′：

 σ′n n P= −∆σ P  (1)

其中， ∆PP 为压裂液引起的地层孔隙压力改变量，

MPa； σ n 为垂直于裂缝面方向上的原始应力分量，

MPa。
压裂液注入后，当裂缝界面处的剪应力和裂缝处

的有效正应力满足以下关系时，裂缝就会发生滑动：

 
σ
τ

n p−∆
−C

P
> µ  (2)

式中， τ是裂缝界面上的剪应力，MPa；C为裂缝界面

黏聚力，MPa； µ表示裂缝之间的摩擦系数。

对于不同类型的岩石，在较高的有效正应力作用

下 (≥10 MPa)，裂缝面摩擦系数与表面粗糙度、正应

力、滑动速度等都无关，摩擦系数在一个较小的范围

内浮动 [33]:
 0.6 1≤ ≤µ  (3)

综上所述，在水力压裂的过程中，当压裂液进入断层

中，裂缝面上的孔隙压力将会增加，有效正应力降低，

摩尔圆会沿着横坐标轴不断向左移动，当移动到满足

式 (2)的位置，裂缝就会发生滑动，如图 2 所示。本研

究考虑断层面之间的库伦摩擦，建立了断层滑移三维

有限元模型，计算了压裂液诱发的断层滑移量，定量

分析了不同断层参数对断层滑移量的影响。

体积压裂过程中的压裂液主要通过两种不同的方

式进入到断层中 :
1)水力裂缝直接与断层相交：在井眼轨迹设计的

过程中，尽量避免穿过大型的断层构造，但是由于地

质勘探手段精确度限制，以及实际钻井过程中的不确

定性，井眼难以避免会穿过小型断层、天然裂缝和层

理面。水力压裂过程中，水力裂缝不断延伸，同时，

由于水力压裂过程中导致的地层孔隙压力变化量改变

了地层有效应力的大小和方向，从而导致人工裂缝发

生转向，在这一过程中一旦连通天然裂缝或断层，大

量压裂液进入，并激活天然裂缝或断层，导致界面发

生滑动 [34]。

2)压裂液通过界面微环隙进入断层：在多级水力

压裂的过程中，随着压裂液的间歇性注入，地层—水

泥环—套管系统应力状态不断发生变化。在交变压力

和温度耦合的作用下，界面处的等效塑形应变不断累

积，当超过某一值时，界面会形成微环隙 [35-37] 。大量

的压裂液通过微环隙通道进入到天然裂缝中，如图 4
所示，导致界面发生滑移。

如上所述，本文只考虑了较为普遍的压裂液窜流

进入断层，从而导致界面滑移的情况。同时虽然压裂

液进入断层有两种不同方式，但其本质上都是由于压

裂液的进入增大了断层附近的孔隙压力，降低了断层

的正应力。为简化计算，进一步假设压裂液直接进入

天然裂缝中，并且瞬时充满整个断层，忽略压裂液沿

井筒界面微环隙流动这一过程。

1.2 套管变形机理

水力压裂过程中，当压裂液进入断层中，裂缝面

σ1 σ

β

O σ3 σnσn-ΔPP

τ

τ=C+μ
σn

τ

图 2 裂缝滑动应力条件示意图

Fig. 2 Schematic diagram of fault slip conditions

图 3 水力裂缝直接穿过天然断层示意图 (修改自 [13])
Fig. 3 Schematic diagram of hydraulic fractures directly 
passing through natural faults[13]
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上的孔隙压力将会增加，有效正应力降低，摩尔圆会

沿着横坐标轴不断向左移动，直到发生断层激活。断

层激活会进一步改变井筒的受力状态。一旦井筒受力

超过自身强度就会产生井筒完整性问题，如套损。为

便于计算，传统解析解常将该问题简化为平面应变

问题 [38-40]，仅考虑了水泥浆凝固后形成的套管—水泥

环—地层组合模型，如图 5 所示，并未考虑水泥浆凝

固前的井筒应力状态。然而，实际工程中，井筒的受

力状态从建井到生产各个阶段中是不断变化的，塑性

应变和损伤会不断积累；上一阶段结束时的应力应变

状态是下一阶段的“初始状态”。据此，本文利用有限

元数值方法，建立了水泥浆凝固后的套管—水泥环—

地层三维组合力学模型。模型中的水泥环和地层均假

设为各向同性材料，各层之间紧密连接。模型分析了

在油气井整个生命周期的应力和位移分布情况，尤其

考虑了水力压裂激活导致断层滑移引起的井筒额外受

力情况，作用在井筒上的复杂载荷一旦超过其本身强

度，就会发生变形或破坏。

综上所述，本节分别介绍了断层滑移机理和井筒

完整性力学理论。首先，当压裂液进入到断层中，改

变了裂缝附近岩石的孔隙压力，降低了断层两侧的正

应力，在地应力的作用下，导致断层发生滑移。其次，

在套管—水泥环—地层组合体中，断层沿着界面不断

滑动，挤压套管，造成井筒附近应力集中，当超过套

管的屈服强度时，套管就发生了剪切破坏。

2 断层滑移模型

本研究基于顺序耦合的方法建立了水力压裂过程

中断层滑动引起套管剪切变形的新模型，流程图如图

6 所示。首先，建立了三维天然裂缝滑动模型，定量

预测了不同条件下天然裂缝的滑动距离。其次，建立

了考虑油气井全生命周期的断层滑移模型，将预测的

裂缝滑移量作为边界条件输入模型中，预测了油气井

在钻井、下套管、固井、生产、水力压裂和地层滑移

全过程中应力及变形损伤累积的过程。本模型采用的

本构理论和建模方法具体描述如下。

2.1 材料本构模型

井壁岩石通常在压应力作用下，先进入塑性应变

软化，后发生破裂。因此，本研究中的地层岩体假设

为弹塑性软化本构关系，弹性阶段假设为线弹性，主

要取决于弹性模量和泊松比，塑性阶段的应变增量由

Mohr-Coulomb屈服准则来表征，相关联的流动法则

用于描述塑性应变增量的方向。Mohr-Coulomb屈服

面函数在q-p空间上可以表示为 [41]：

 F R q p C= − ∅− =mc tan 0  (4)

其中 Rmc 按照下式计算，其控制了屈服面在π平面的

形状：

Rmc = Θ+ + Θ+ ∅
3 cos

1 π 1 π
∅

sin cos tan   
   
   3 3 3

 (5)

其中 ∅ 是q-p应力面上Mohr-Coulomb屈服面的倾斜

角，即为材料的内摩擦角，°； C 是材料的黏聚力，

图 4 压裂液沿着水泥环界面窜流至断层示意图 (修改自 [13])
Fig. 4 Schematic diagram of fracturing fluid cross flow 
along the cement sheath interfaces[13]

q1

q2

p0

pi
r1

r2

r3

r4

图 5 套管—水泥环—地层组合体示意图

Fig. 5 Schematic diagram of casing-cement sheath- formation
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MPa；p和q分别是等效压力应力和等效Mises应力，

MPa。定义为：

 p = −
1
3

trace (σ )  (6)

 q =
3
2
(S S: )  (7)

σ 是总应力张量；  S σ I= + p 是偏应力； I 是单位矩

阵；  Θ在等式 (5)中是极偏角，°。定义为：

 cos 3( Θ =)  
 
 

g
q

3

 (8)

g 是偏应力的第 3 个不变式，定义为：

 g = ⋅ 
 
 

9
2

S S S:
1
3
 (9)

基于假设的关联流动法则，结合Mohr-Coulomb屈服

准则，岩石的塑性应变软化行为，可通过黏聚力的退

化来反应 [42]：

 C C= −0exp
 

 

 
 
 

e
ee

c

p 2




 (10)

其中 C 是退化的黏聚力，MPa； C0 是最初的黏聚力，

MPa； e p 是软化过程中的塑性应变； ee
c 是零黏聚力时

的塑性应变。

2.2 断层滑移距离模型

本文针对国内西北地区某致密油区块，其致密油

储层垂深约为 2600~2700 m，储层厚度约为 20 m，其

中分布有大量天然走滑断层 [18]。为了考虑实际地应力

对断层的影响，建立了三维天然裂缝 /断层滑移模型。

基于圣维南原理，为了消除边界对断层的影响，模型

的整体尺寸设置为 400 m×400 m×400 m。断层平面

与最小水平地应力方向之间的夹角为 β，假设断层重

新激活区域的形状为矩形，边长为d，在两个断裂面

之间设定库仑摩擦，摩擦系数设置为 0.6，如图 7 所

示。假设水力压裂过程中压裂液完全充满断层，将

图 6 套管剪切变形流程图

Fig. 6 Flow chart of casing shear deformation

400 m

SH

SVSh

40
0 

m

400 m

d

β

图 7 走滑断层滑移模型

Fig. 7 Model of fault slip
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恒定的流体压力施加在重新激活区域的表面上。将模

型的外边界约束法相方向的自由度，最大水平地应

力、最小水平地应力和上覆岩层压力分别为 82 MPa，
55 MPa和 57 MPa，通过预定义场的方法施加地应力。

2.3 全生命周期套管剪切模型

为了得到组合体的整体受力情况和地层滑动期间

的套管剪切变形程度，建立了考虑油气井全生命周期

的套管—水泥环—地层三维模型。图 8 显示了模型的

几何形状，整个模型尺寸为 3 m×3 m×10 m，水泥环

外径为 215.9 mm，套管外径为 139.7 mm，套管内径

为 114.3 mm。地层模型分为固定体和滑动体，在两个

断裂面之间设置摩擦接触，同时将套管外表面和水泥

环内表面之间以及水泥环外表面和井筒内壁设置摩擦

接触。为了最大限度保障模型的准确性，采用结构化

网格对模型进行离散，采用变密度网格划分方式以减

少网格数量，最终网格如图 9 所示。

油气井从钻井到生产的各个阶段中应力状态是不

断变化的，上一阶段结束时的应力应变状态是下一阶

段的“初始状态”；如果只针对某一阶段研究，这一

“初始状态”是难以确定的，因此需要建立全生命周期

的地层滑移引起套管剪切的整体模型，建模步骤如下：

第 1 步，初始应力平衡：将初始地应力通过“预

定义场”的方式施加到整个模型中，获得在尚未钻探

图 9 套管剪切模型网格划分图

Fig. 9 Meshing diagram of casing shear model

图 8 全生命周期套管剪切模型

Fig. 8 Model of full life cycle casing shear

θ
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井眼之前的地层初始应力分布状态。

第 2 步，钻井：采用生死单元技术移除井眼内部

“岩石”，实现钻井过程，同时将钻井液压力施加在井

眼内壁上，从而得到钻井后的井眼周围的应力集中和

变形情况。

第 3 步，下套管：模拟下套管的过程，采用生死

单元重新激活套管部件，并在套管的内表面和外表面

上施加钻井液压力。

第 4 步，固井：将水泥浆泵入套管和地层之间的

环空中，水泥浆逐渐硬化收缩。为了简化分析，假设

水泥浆瞬间硬化形成固态水泥环，采用生死单元技术

激活水泥环部件，与此同时，套管与水泥之间以及水

泥与地层之间形成接触。

第 5 步，水力压裂：大排量压裂液泵入到地层中，

此时套管内部压力为压裂液压力。

第 6 步，断层滑移：随着压裂液的不断注入，激

活了地层中的断层，引起了地层滑移。对固定体的外

边界约束法向自由度，并且沿滑动方向在滑动体的外

边界上施加位移载荷。

使用这种分阶段建模的方法，可以在井的每个阶

段结束时观察系统的应力、变形和破坏，并获得正确

的初始应力状态，可以更加精确的得到套管在全生命

周期水力压裂过程中发生的剪切变形情况。

3 模型验证

文中所提出的断层滑移引起套管剪切变形的模型

属于多步骤有限元模型，考虑到套管、水泥环和地层

组合体属于大尺寸复杂模型，难以通过实验的方式验

证模型的准确性，因此只能通过简化的理论解的方式

来验证模型。同时考虑到实际施工过程比较复杂以及

解析解的局限性，本文针对模型中受力状态相对简单

的钻井工况进行了验证。为了验证模型网格划分及边

界条件设置的准确性，分别利用数值模型和解析解，

计算并对比在钻井工况下井眼周围的应力和位移分布。

为了便于计算，解析解和数值模型均基于线弹性和理

想塑性本构，塑性屈服面由Mohr-Coulomb准则定义。

考虑理想塑性的解析解中，径向屈服区域的半径 (即
小于 R0 的径向范围内，是塑性行为；大于 R0 的径向范

围内，是弹性行为 )[43]为：

 R r0 w=  
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−
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图 10 全生命周期模型建模过程图

Fig. 10 Modeling process diagram of full life cycle model
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其中，

 Kp =
1 sin
1 sin
+ ∅
− ∅

 (12)

 q C= ⋅ ⋅ +2 tan 45 
 
 

∅
2

 (13)

式中 rw 是井眼半径，m；  P0 是均匀的远场地应力，

MPa； Pi 是井眼钻井液压力，MPa；∅是岩石内摩擦

角，°；C是岩石黏聚力，MPa。
塑性区中的应力和径向位移 ( r R≤ 0 )可以表示为：
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其中：

 Kps =
1 sin
1 sin
+
− ϕ

ϕ  (17)

式中 G 是剪切模量，MPa； v 是泊松比； ϕ 是膨胀

角，°。
弹性区中的应力和径向位移 ( r R≥ 0 )可以表示为：

 σ r 0 0= − −P P
 
  
 

2
K r
P q R
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0 0
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 (18)
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 (19)

 u Pr 0= −
2 1
R P q
G K r
0 0
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2

p +
− 1  (20)

采用表 1 中的参数 [44]，分别用解析模型和数值模型进

行计算。图 11 和图 12 分别显示了根据解析解和数值

模型计算得到的井眼周围的应力和位移的比较，结果

证明了两者具有很好的一致性，验证了所提出的数值

模型的准确性。

表 1 模型验证参数表 [44]

Table 1 Input data for validation of the model[44]

参数 数值 单位

杨氏模量E 6.778 GPa
剪切模量G 2.8 GPa
泊松比 0.21
黏聚力 3.45 MPa
摩擦角 30 °
膨胀角 30 °
地应力 30 MPa
井筒压力 0 MPa

0.0 0.4 0.8 1.2 1.6 2.0 2.4

0

10

20

30

40

50

图 11 解析解与数值解沿井眼距离的应力比较

Fig. 11 Comparison of radial and tangential stresses along 
wellbore distance from analytical solution and numerical 
model
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图 12 解析解与数值解沿井眼距离的径向位移比较

Fig. 12 Comparison of radial and tangential displacement 
along wellbore distance from analytical solution and numerical 
model
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4 结果及参数分析

4.1 考虑井筒加载历史的套管剪切变形计算结果

本节选取水泥环弹性模量为 10 GPa，泊松比为

0.17，套管弹性模量为 210 GPa，泊松比为 0.3，具

体材料参数如表 2 所示。最大水平地应力、最小水

平地应力和上覆岩层压力分别为 82 MPa，55 MPa和
57 MPa。天然裂缝的长度、倾角和摩擦系数分别为

50 m、45°和 0.6，水力压裂过程中压裂液的压力为

70 MPa。假设井眼的轴线穿过天然裂缝中心，断层滑

移结果如图 13 所示。

图 13 显示了断层滑移之后的位移云图，其中，中

间部分是被压裂液重新激活的断层面。在地应力的作

用下，上下两个断层面分别发生正位移和负位移。为

了进一步观察断层面的滑移情况，沿着断层的方向绘

制了距离断层中点距离和断层滑动位移的曲线图，从

图 14 可以看出，离着断层中心的距离越近，断层滑动

的位移越大，最大达到 29.2 mm。将断层滑移距离作

为全生命周期断层滑移模型中滑动体的位移边界条件，

输入到模型中，得到各个阶段套管的变形及应力情况，

如图 15 和图 16 所示。

图 15 和图 16 分别表示在全生命周期过程中套管

位移和应力分布云图，图 17 和图 18 分别定量地表示

了全生命周期中套管位移和Von-Mises应力分布沿套

管轴向距离变化情况。从图中可以看出：在固井阶段，

套管仅承受内部液体的压力，整个系统达到平衡，在

这一阶段套管Von-Mises应力最大值为 104 MPa，套

管变形量很小，可以忽略不计。水力压裂的过程中，

套管承受较大的压裂液压力，此时断层还没有发生激

活，但是由于断层的存在，在断层面附近产生较大应

力集中，套管最大Von-Mises应力为 208 MPa，同时

套管的位移量达到 2.644 mm。当压裂液窜流到断层

中，造成断层激活发生滑移，此时套管在断层移动的

作用下发生剪切，套管移动距离达到 26.41 mm，套管

表 2 模型的材料属性

Table 2 Material properties of the model

材料 弹性模量 /GPa 泊松比 摩擦角 /° 黏聚力 /MPa 屈服强度 /MPa 密度 /(kg/m3)
套管 210 0.30 — — 758 7800
水泥环 10 0.17 — — — 3100
地层 22 0.23 30 5 — 2600

/mm
29.2281
26.7925
24.3568
21.9211
19.4854
17.0498
14.6141
12.1784

9.7427
7.3070
4.8714
2.4357
0.0000

图 13 断层平面滑动位移云图

Fig. 13 Displacement after fault sliding

图 14 滑动位移随裂缝中点距离变化图

Fig.14 Variation of sliding displacement with distance from 
midpoint of fault
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/mm
26.4090
24.2083
22.0075
19.8068
17.6060
15.4053
13.2045
11.0038
8.8030
6.6023
4.4015
2.2008
0.0000

图 15 全生命周期过程中套管位移图

Fig. 15 Casing displacement during the full life cycle

Pa
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+2.328e+08
+1.744e+08
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+4.078e+08

+5.768e+07

图 16 全生命周期过程中套管应力图

Fig. 16 Casing stress during the whole life cycle

图 17 全生命周期套管位移沿轴向距离变化曲线图

Fig. 17 Variation of casing displacement along axial distance 
during the whole life cycle

图 18 全生命周期套管应力沿轴向距离变化曲线图

Fig. 18 Variation of casing stress along axial distance during 
the whole life cycle

最大Von-Mises应力为 758 MPa，套管中间部分发生

了屈服破坏。在全生命周期套管剪切变形模型中，套

管的变形和应力逐渐增大，最终在断层滑移工况中发

生了屈服破坏，因此，应重点研究这一工况下套管变

形情况。图 19 表示套管内径沿着套管轴向距离增加的

变化情况，图中黑色的曲线表示不同位置下套管内径
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的大小，红色的虚线表示套管未发生变形时的内径。

套管在断层面的位置管道内径发生突变，最小内径为

106.80 mm，缩径量达到 7.4 mm。随着断层长度、压

裂液压力、地层倾角等一系列参数的变化，套管缩径

量也会发生一定程度的变化，最终可能导致桥塞无法

穿过变形部分，从而给工程操作带来一定困难。

4.2 套管剪切变形影响因素分析

4.2.1 裂缝长度

裂缝长度对水力压裂过程中裂缝的滑移距离影

响很大，因此设置了断层长度为 20 m、30 m、40 m、

50 m、60 m、70 m和 80 m共 7 种不同的工况，如图

20 所示。可以看出，随着断层长度的增加，断层滑移

量也基本呈线性增加，这是因为断层长度的增加减小

了裂缝中心处的滑移边界约束。当断层长度为 80 m
时，断层的滑移量达到 38 mm。图 21 显示了不同断

层长度下套管内径沿着轴向方向的变化情况，从图中

可以看出，套管内径在沿着轴线 5 m的位置 (断层面

所在位置 )发生突变。与此同时，随着断层长度的不

断增加，套管的缩径量不断增大，当断层长度为 80 m
时，套管缩径量最大达到了 11.95 mm。这表明，断层

长度对套管剪切变形具有明显影响。为了减小断层滑

图 19 套管内径沿轴向距离变化曲线图

Fig. 19 Variation of casing inner diameter along axial 
distance
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图 20 不同断层长度下断层滑移量及管径缩径量曲线图

Fig. 20 The amount of fault slip and pipe diameter reduction 
under different fault lengths
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图 21 不同断层长度下套管内径沿着套管轴向距离变化图

Fig. 21 Variation of casing inner diameter along the axial distance of casing under different fault lengths
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动距离，应该确保设计好的油井水平段远离既有裂缝

发育区域，尽量避免与大型断层相交。

4.2.2 压裂液压力

在页岩水力压裂的过程中，当压裂液进入到断层

中，液体压力会影响断层之间的接触正应力，当达到

一定程度时，在地应力的作用下断层会发生一定程度

的滑移。因此设置了压裂液压力为 30 MPa、40 MPa、
50 MPa、60 MPa、70 MPa和 80 MPa共 7 种不同的工

况，如图 22 所示。可以看出，随着压裂液压力的不断

增加，断层滑移量也表现为增加的趋势。当流体压力

为 80 MPa时，断层的滑移量达到 32.78 mm。图 23 显

示了不同流体压力下套管内径沿着轴向方向的变化情

况，从图中可以看出，套管内径在沿着轴线 5 m的位

置 (断层面所在位置 )发生突变。与此同时，随着流体

压力的不断增加，套管的缩径量不断增大，当流体压

力为 80 MPa时，套管缩径量最大达到了 9.94 mm。因

此在水力压裂作业过程中，应该合理设计压裂液的注

入速度，使得压裂液压力保持在合理的范围之内。

4.2.3 断层倾角

断层倾角也会影响断层的滑移量，主要是因为在

不均匀地应力条件下，地层倾角会影响断层面间的剪

切力，导致断层激活之后滑移量不同。图 24 显示了

断层滑移量的变化情况，从图中可以看出，断层滑移

量随着地层倾角的增加先呈现上升趋势然后逐渐下

降。在地层倾角为 40°~45°左右时，断层滑移量最大

为 26.36 mm。图 25 显示了不同断层倾角下套管内径

沿着套管轴向距离变化的情况，套管内径在断层面附

近发生突变。从图中可以看出，随着断层倾角不断增

加，套管内径缩径量不断减小。当断层倾角为 30°时，

套管缩径量达到 9.53 mm，当断层倾角为 50°时，套

管缩径量减小到 6.11 mm，相比之下套管缩径量减少

了 3.42 mm。

4.2.4 套管壁厚

增加套管的壁厚可以加强套管的抗剪切能力，

因此设置了套管壁厚为 8 mm、10 mm、12.7 mm、

14 mm和 16 mm共 5 组不同的套管尺寸。图 26 显示

了不同套管壁厚下套管内径沿着套管轴向距离变化的

曲线图，从图中可以发现，套管在断层面附近管道内

径发生了突变。从图 27 可知，随着套管壁厚的不断增

加，套管缩径量一开始逐渐减小，之后保持不变。套
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图 23 不同流体压力下套管内径沿着套管轴向距离变化图

Fig. 23 Variation of casing inner diameter along the axial distance of casing under different fluid pressure
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图 22 不同流体压力下断层滑移量及管径缩径量曲线图

Fig. 22 Variation of fault slip and pipe diameter reduction 
under different fluid pressures
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管壁厚从 8 mm增加到 16 mm，套管缩径量仅仅减小

了 0.81 mm，由此可见，增加套管的壁厚对于断层滑

动引起套管剪切变形的改善效果并不明显。

4.2.5 水泥环弹性模量

水泥环对防止套管腐蚀，封隔油气水层，延长油

气井寿命有至关重要的作用。在地层—水泥环—套管

组合体系统中，水泥环对套管起支撑保护的作用，可

以改善套管的受力情况。因此绘制了水泥环弹性模量

分别为 5 GPa、10 GPa、15 GPa、20 GPa、25 GPa和
30 GPa共 6 种不同的情况下，套管内径沿着套管轴向

距离变化的曲线图 (图 28)。从图中可以发现，套管内

径在断层面附近发生了突变。从图 29 可知，随着水泥

图 25 不同断层倾角下套管内径沿着套管轴向距离变化图

Fig. 25 Variation of casing inner diameter along the axial distance of casing under different fault dip
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图 26 不同套管壁厚下套管内径沿着套管轴向距离变化图

Fig. 26 Variation of the inner diameter of the casing with different casing wall thickness along the axial distance of the casing

图 24 不同地层倾角下断层滑移量曲线图

Fig. 24 Variation of fault slip under different fault dip
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环弹性模量的不断增加套管缩径量基本呈下降趋势，

但是总体来看套管缩径量改变值仅为 0.67 mm，因此

增加水泥环弹性模量并不会显著改善套管剪切变形情

况。
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图 29 不同水泥环弹性模量下套管缩径量曲线图

Fig. 29 Variation of casing diameter reduction under 
different elastic modulus of cement sheath

5 结论

为了研究页岩气开发过程中普遍存在的套管变形

的现象，本文建立了考虑全生命周期水力压裂过程中

断层滑动引起套管剪切变形模型，通过将断层滑移模

型中得到的滑移距离作为边界条件输入到全生命周期

套管剪切变形模型中，分析了套管在整个工程中的变

形状态，定量研究了断层滑移对套管缩径量的影响。

该研究的特点是提供了一种基于顺序耦合的建模方法，

考虑油气井建井生命周期过程中井筒的累积加载历史

的套管变形研究方法。基于该研究得到的如下结论：

1)页岩开发过程中由于体积压裂技术引起储层非

均匀改造和压裂液窜流进入断层，造成了断层的激活

从而产生滑移，引起了套管的剪切变形。

2) 体积压裂的过程中套管的缩径量随着断层长

度、压裂液压力的增大而增大，随着断层倾角的增大

而逐渐减小；增大套管的壁厚和水泥环的弹性模量对

套管缩径量的改善效果并不明显。

3) 压裂施工前应对页岩储层的断层分布有较为准

确的认识，钻井过程中避免井眼穿越断层，压裂设计

时应避开存在大尺寸断层区域。压裂过程中应实时监

测微地震信号强度，当信号强度出现异常应暂停压裂

施工，防止产生断层滑动造成套管变形。

针对致密油气开采过程中套管发生大规模剪切变

形的工程问题，本文提出了水力压裂导致断层激活从
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图 28 不同水泥环弹性模量下套管内径沿着套管轴向距离变

化图

Fig. 28 Variation of casing inner diameter along the axial 
distance of casing under different elastic modulus of cement sheath

图 27 不同套管壁厚下套管缩径量曲线图

Fig. 27 Variation of casing diameter reduction under 
different casing wall thickness
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而引起套管剪切破坏的解释，建立了断层激活导致套

管滑移的有限元模型。经过计算，发现套管缩径量最

大可达 11.95 mm，和实际工程中的铅印变形情况吻

合。针对不同区块和不同地质条件，结合实际的套

管—水泥环—地层参数，可以采用文中所提出的方法

进行分析，对实际施工和生产作业提供了指导意见。
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