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АНОТАЦІЯ 

 

Витязь О. Ю. Розвиток наукових основ оцінки роботоздатності колон бурильних 

та гнучких труб. – Кваліфікаційна наукова праця на правах рукопису. 

Дисертація на здобуття наукового ступеня доктора технічних наук за спе-

ціальністю 05.05.12 – Машини нафтової та газової промисловості. – Івано-Фран-

ківський національний технічний університет нафти і газу, Івано-Франківськ, 2021. 

Дисертація присвячена розробці інженерних методів розрахунку динамічно-

го режиму роботи бурильного інструменту, техніки та технології поглиблення 

свердловин та оцінювання роботоздатності тривало експлуатованих колон бу-

рильних та гнучких труб з наявними експлуатаційними дефектами, що є основою 

для прийняття рішення про можливість їх подальшої безпечної роботи або ж ви-

ведення з експлуатації. 

Мета досліджень – комплексне оцінювання роботоздатності елементів три-

вало експлуатованих колон бурильних та гнучких труб шляхом розробки інженер-

них методів розрахунку динамічного режиму їх роботи та визначення залишкової 

довговічності труб з експлуатаційними дефектами. 

Для досягнення поставленої мети було визначено такі основні завдання: 

 удосконалення математичної моделі експериментального бурового стенда та 

оцінка впливу параметрів компоновки бурильного інструменту, режиму його робо-

ти і характеристик породи на динаміку механічної системи; 

 створення математичної моделі роботи колони гнучких труб при бурінні 

горизонтальних свердловин; 

 розробка нових пристроїв та рекомендацій щодо удосконалення технології 

колтюбінгового буріння горизонтальних свердловин; 

 встановлення закономірностей розвитку корозійно-втомних тріщин вглиб 

елементів бурильних колон (бурильних труб і замкових різьбових з’єднань) та виз-

начення базових характеристик циклічної тріщиностійкості їх сталей; 

 встановлення характеристик корозійної тріщиностійкості матеріалу буриль-

них труб і замкових різьбових з’єднань; 
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 встановлення особливостей впливу експлуатаційних чинників (навантажен-

ня, складу корозивно-активного середовища, температури тощо) на роботоздат-

ність колон гнучких труб; 

 розробка експериментально-розрахункового методу для інтерпретації результа-

тів технічного діагностування тривало експлуатованих елементів бурильної колони, 

що містять внутрішні та зовнішні півеліптичні тріщиноподібні дефекти; 

 впровадження результатів досліджень в інженерну практику при експлуата-

ції та технічному діагностуванні колон гнучких труб щодо оцінки ризику руйну-

вання та продовження терміну експлуатації. 

Об’єкт дослідження – динамічні процеси в колонах бурильних і гнучких труб 

та процеси руйнування сталей тривало експлуатованих елементів їхніх компоновок. 

Предмет дослідження – параметри оцінки впливу експлуатаційних дефек-

тів тривало експлуатованих елементів колон бурильних та гнучких труб на їх робо-

тоздатність. 

Вибір методу дослідження обумовлено поставленими задачами. Для роз-

в’язування цих задач у дисертації використано комплексний підхід, який поєднує 

теоретичні та експериментальні дослідження. Теоретичні дослідження здійснено 

шляхом математичного та числового моделювання. Методи математичного моде-

лювання динамічних систем, механіки руйнування і міцності матеріалів та елемен-

тів конструкцій з урахуванням впливу середовища на корозійно-механічну пош-

коджуваність за тривалої експлуатації елементів колон бурильних та гнучких труб, 

є методологічною основою роботи: 

 шляхом математичного моделювання визначався вплив параметрів компо-

нування бурильного інструменту, режиму його роботи та характеристик породи на 

динаміку механічної системи; на основі аналізу розмірностей одержано моделі 

механічної швидкості, моментоємності та енергоємності буріння свердловини; 

 методом математичного моделювання оцінено осьове навантаження на до-

лото при колтюбінговому бурінні горизонтальних свердловин; 
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 методами експериментальної механіки руйнування визначали характеристи-

ки корозійної тріщиностійкість сталей тривало експлуатованих елементів буриль-

ної колони; 

 методами експериментальної механіки руйнування визначалась стадійність 

корозійно-втомного руйнування гнучких труб та закономірність розвитку тріщини 

вглиб стінки труби; 

 методами експериментальної механіки руйнування визначались діаграми 

циклічної корозійної тріщиностійкості сталей тривало експлуатованих елементів 

бурильної колони; 

 методами математичного та комп’ютерного моделювання визначався напру-

жено-деформований стан в околі зовнішніх та внутрішніх півеліптичних трі-

щиноподібних дефектів, виявлених у тривало експлуатованих елементах бурильної 

колони; 

 використовуючи розрахункові та експериментальні методи механіки руйну-

вання і міцності матеріалів проведено чисельно-експериментальні дослідження по-

тенційного розвитку зовнішніх або внутрішніх півеліптичних тріщин у стінках три-

вало експлуатованих елементів бурильної колони та оцінено їх роботоздатність. 

У дисертаційній роботі удосконалено математичну модель динамічного ре-

жиму роботи бурового стенда, яка дозволяє встановлювати нові взаємозв’язки між 

поздовжніми коливаннями породоруйнівного інструменту і параметрами компо-

новки, бурового стенда та умовами його закріплення. Оцінено вплив в’язко-пруж-

них властивостей поверхні вибою та віброзахисного пристрою, швидкості обер-

тання долота, маси стенда на динамічні характеристики роботи долота. 

У дисертаційній роботі представлено вперше розроблені математичні моделі 

роботи колони гнучких труб при бурінні горизонтальних свердловин, які дозво-

ляють досліджувати зміну осьової сили на долоті при встановленні в компоновці 

низу колони вибійних пристроїв (гідронавантажувачів, генераторів коливань). 

Результатами розрахунків встановлено, що зі збільшенням довжини горизонталь-

ної ділянки свердловини осьове навантаження зменшується, а включення в компо- 
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нування гідронавантажувача призводить до зростання осьового навантаження на 

долото та збільшує довжину горизонтальної ділянки. 

У роботі представлено розроблені нові пристрої та компоновка для удоско-

налення обертового буріння похилоскерованих та горизонтальних ділянок сверд-

ловини, яка включає ексцентричні елементи та перевідники з гвинтоподібними 

поверхнями, гідронавантажувач та долото з промивними каналами, у яких закріп-

лені кавітаційні камери. Розроблено нові конструкції гідронавантажувачів, що 

забезпечує довговічність та надійність їх роботи. 

Автором створено і виготовлено нову конструкцію амортизатора поздовж-

ньо-крутильних коливань бурильної колони. Проведені випробування амортиза-

тора у промислових умовах засвідчили його функціональність та ефективність при 

включенні в компоновку низу бурильної колони. 

Одержано комплекс нових експериментальних даних про зміну характерис-

тик циклічної тріщиностійкості сталей тривало експлуатованих елементів буриль-

ної колони залежно від впливу корозивних середовищ. Встановлено вплив бурових 

промивальних рідин на швидкість поширення корозійно-втомної тріщини. 

Визначено характеристики тріщиностійкості сталей елементів бурильних 

колон, тобто критичне значення J-інтеграла – величину 
СJ , та встановлено, що для 

сталей бурильних труб груп міцності „К” та „Л” частка пружної складової J-ін-

теграла є незначною і знаходиться у межах 1…2,3%, тобто руйнування цих труб 

характеризується пластичною складовою J-інтеграла, яка є досить значною. Особ-

ливістю руйнування матеріала бурильного замка ЗУ155 є те, що на першій стадії 

утворення тріщини характеризується пружною складовою, яка рівна 0,1
СJ , а її 

подальший розвиток визначається пластичною складовою, рівною 0,9
СJ . 

У роботі досліджено особливості впливу експлуатаційних чинників на робо-

тоздатність гнучких труб. З’ясовано, що для всіх випадків випробувань утворені на 

циклічно деформованій поверхні макротріщини мають форму, близьку до пів-

еліптичної зі співвідношенням півосей у момент руйнування 0,539c a  . За ре-
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зультатами корозійних та електрохімічних випробувань за температури 70°С вста-

новлено, що у кислих робочих розчинах матеріал гнучких труб кородує значно 

активніше, ніж у нейтральних. 

У дисертаційній роботі за допомогою методів кінцевих елементів та на основі 

аналітичних залежностей, визначено коефіцієнти інтенсивності напружень в околі 

поперечних півеліптичних тріщин, що знаходяться на внутрішніх або зовнішніх 

стінках тривало експлуатованих бурильних труб групи міцності „К” та „Л”. Знай-

дено порогові значення внутрішнього та зовнішнього півеліптичного дефекта 

0,5a c   для бурильних труб груп міцності „К” та „Л” і визначено вплив циклічних 

навантажень на розвиток корозійно-втомної тріщини при спуско-підіймальних 

операціях у середовищі бурових промивальних рідин. 

Запропоновано експериментально-розрахунковий метод для потенційного 

прогнозування та оцінювання роботоздатності тривало експлуатованих бурильних 

труб вибраної групи міцності та відповідної бурової промивальної рідини. 

Базуючись на результатах проведених досліджень, а також запропонованому 

критерії оцінювання роботоздатності та довговічності гнучких труб, розроблено 

„Методику прогнозування безпеки та умов руйнування експлуатованих гнучких 

труб колтюбінгових установок”. 

Наукова новизна одержаних результатів. 

1. Удосконалено математичну модель роботи експериментального бурового 

стенда та оцінено вплив в’язко-пружних властивостей поверхні вибою та віброза-

хисного пристрою на динамічні характеристики роботи долота. 

2. Розроблено нову математичну модель для вивчення роботи колони гнучких 

труб при бурінні горизонтальних свердловин та оцінено вплив гідронавантажувачів 

на осьову силу на долоті та довжину горизонтальної ділянки свердловини. 

3. Одержано комплекс нових експериментальних результатів про характерис-

тики тріщиностійкості сталей тривало експлуатованих елементів бурильної колони. 

4. Експериментально одержано нові кількісні оцінки впливу бурових проми-

вальних рідин на закономірності розвитку корозійно-втомних тріщин у стінках 

тривало експлуатованих бурильних та гнучких труб. 
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5. Розроблено базові методологічні засади моніторингу технічного стану 

гнучких труб та оцінювання її корозійної тривкості за дії експлуатаційних чинників 

(складу корозивно-активного середовища, температури, тощо). 

Практичне значення одержаних результатів. 

1. Розроблено комплекс технічних і технологічних рішень спрямованих на 

удосконалення технологій колтюбінгового буріння (патенти №86535, №96870). 

2. Розроблено та передано для дослідно-конструкторських робіт на рівні ко-

рисних моделей гідронавантажувачі для створення додаткового осьового наванта-

ження на долото (патенти №60117, №83660). 

3. Розроблено, виготовлено і випробувано у промислових умовах (ТОВ „Бу-

рова компанія „Горизонти”) амортизатор поздовжньо-крутильних коливань (па-

тент №116732). 

4. Розроблено методологію оцінювання роботоздатності тривало експлуато-

ваних елементів бурильних колон та моніторингу технічного стану гнучких труб. 

5. Запропоновано експериментально-розрахунковий метод інтерпретації 

результатів технічного діагностування тривало експлуатованих елементів буриль-

ної колони, що містять внутрішні та зовнішні півеліптичні тріщиноподібні дефек-

ти, та оцінено рівень небезпеки виявлених дефектів. Розроблений метод оцінки трі-

щиноподібних дефектів є основою для прийняття інженерного рішення стосовно 

подовження подальшої безпечної роботи або виведення з експлуатації дефект-

томістких елементів бурильних колон. 

6. Основні результати роботи впроваджено у навчальний процес Івано-Фран-

ківського національного технічного університету нафти і газу для підготовки фахівців 

за спеціальностями 184 „Гірництво” та 185 „Нафтогазова інженерія та технології”. 

7. За результатами дисертаційної роботи розроблено „Методику прогнозу-

вання безпеки та умов руйнування експлуатованих гнучких труб колтюбінгових 

установок”, яку впроваджено в ТОВ „Бурова компанія „Горизонти”. 

Ключові слова: бурильні труби, гнучкі труби, роботоздатність, тріщиноподібні 

дефекти, тріщиностійкість матеріалу, гідронавантажувач долота, амортизатор. 
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ANNOTATION 

 

Vytyaz O. Yu. Development of scientific bases for assessing the efficiency of drill 

and flexible pipe strings. – Qualifying scientific work on the rights of the manuscript. 

 

The dissertation for obtaining a scientific degree of the Doctor of Technical 

Sciences in specialty 05.05.12 – machinery for the oil and gas industry. – Ivano-

Frankivsk National Technical University of Oil and Gas, Ivano-Frankivsk, 2021. 

The dissertation is devoted to the development of engineering methods for 

calculation of dynamic conditions of drilling tool operation, integrated drilling 

performance, techniques and technologies for well deepening, and performance 

assessment of long-term operated drill pipes and coiled tubing strings with available 

service defects, which is the basis for making decisions about the possibility of their 

further safety operation or shut-down. 

The purpose of research is a comprehensive assessment of the elements efficiency 

of long-term drill pipes and coiled tubing strings operation elements, by the development 

of engineering methods for calculating the dynamic condition of their operation, 

integrated drilling performance, and determining the residual durability of pipes with 

operational defects. 

To achieve this goal, the following main task were identified: 

 improvement of a mathematical model of an experimental drilling stand and 

evaluation of the parameters of the bottomhole assembly (BHA), the mode of its 

operation, and the characteristics of rocks on the dynamics of the mechanical system; 

 making a mathematical model of the coiled tubing string during drilling horizontal 

wells; 

 development of new devices and recommendations for improving the technology 

of coiled tubing drilling horizontal wells; 

 establishment of regularities of corrosive-fatigue cracks propagation deep into the 

elements of the drill string (drill pipes and tool joints) and determination of basic 

characteristics of cyclic crack resistance of their steels; 
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 establishment of features of critical crack resistance of coiled tubing and tool 

threaded joints material; 

 to establish features of service factors influence (load, composition of the corrosive-

active environment, temperature, etc) on the working capacity of flexible pipes; 

 development of an experimental calculation method for the interpretation of the 

results of technical diagnostics of long-term operated elements of drill strings, containing 

internal and external semielliptic crack-like defects; 

 implementation of research data in engineering practice during operation and 

technical diagnostics of coiled tubing strings to assess the risk of failure and extension of 

service life. 

The object of research – dynamic processes in the strings of drill and flexible pipes 

and processes of steel destruction of their bottomhole assemblies. 

The subject of research – mathematical models of drill pipes and coiled tubing and 

the parameters for assessing the influence of service defects on their performance. 

The selection of the method of research is facilitated by the set tasks. To solve the 

set tasks the dissertation uses a comprehensive approach that combines theoretical and 

experimental researches. Theoretical research is carried out by using mathematical and 

numerical modeling. Methods of mathematical modeling of dynamic systems, mechanics 

of fracture, the strength of materials and structural elements taking into account the impact 

on the processes of corrosion-mechanical damage during long-term operation of the 

elements of drill strings and coiled tubing are the methodological basis of work: 

 by means of mathematical modeling the influence of bottomhole assembly 

parameters, mode of its work and characteristics of rock on the dynamics of mechanical 

system was determined; on the basis of dimensions analysis the models of rate of 

penetration, torque capacity and energy consumption of well drilling were obtained; 

 the value of axial load on a bit in coiled tubing drilling horizontal wells was 

estimated by a method of mathematical modeling; 

 by using methods of experimental fracture mechanics critical crack growth 

resistance of steel of long-term operated drill string tools was determined; 
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 by using methods of experimental fracture mechanics critical crack growth 

resistance of steel of long-term operated drill string tools was determined; 

 by using the methods of experimental fracture mechanics the diagrams of cyclic 

corrosive resistance of steel of drill string long-term operated elements were determined; 

 by methods of mathematical and computer modeling the stress-strain state in the 

vicinity of external and internal semielliptic crack-like defects detected in long-term 

operated drill string elements was determined; 

 by using computational and experimental methods of fracture mechanics and 

mechanics of fracture and strength of materials numerical and experimental studies of the 

potential propagation of external or internal semielliptic cracks in the walls of drill string 

long-term operated elements where carried out and their performance was evaluated. 

The dissertation proposes a new mathematical model of the dynamic conditions of 

the drilling stand operation which allows establishing new relationships between the 

longitudinal vibrations of the rock-breaking tool and bottomhole parameters, drilling 

stand and conditions of its fixation. The influence of viscoelastic properties of the 

bottomhole and the vibroprotective device, the speed of the bit rotation, the weight of the 

stand on the dynamic characteristics of the bit performance was evaluated. 

The dissertation presents the first developed mathematical models of coiled tubing 

strings performance when drilling horizontal wells, which allow us to study the change 

of axial force on the bit when installing downhole devices (hydraulic loaders, vibration 

generator) in the bottom hole assembly. The results of the calculations show that with 

increasing the length of the horizontal section of the well, the axial load decreases, and 

the inclusion of the hydraulic loader in the bottom hole assembly leads to an increase in 

the axial load on the bit and increases the length of the horizontal section. 

The qualifying scientific work presents the developed new devices and BHA for 

improving the rotary drilling of directional and horizontal sections of the well, which 

includes eccentric elements and subs with helical surfaces, a hydraulic loader and a bit 

with flushing channels in which the cavitation chambers are installed. New designs of 

hydraulic loaders have been developed, the design features of which ensure the durability 

and reliability of their operation. 
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The author created and manufactured a new design of the shock absorber of 

longitudinal and torsional vibrations of the drill string. The tests of the shock absorber in 

field conditions proved its functionality and efficiency when included in the bottomhole 

assembly. 

A set of new experimental data on the change of cyclic crack resistance 

characteristics of steels of long-term operated elements of drill string (flexible and drill 

pipes) depending on the influence of corrosion media is obtained. The influence of 

drilling fluids on the rate of corrosion-fatigue crack propagation has been established. 

The critical crack resistance of the metal of drill string elements was determined, ie 

the critical value of the J-integral – the value 
СJ , and it was found that for drill pipe steels 

of strength groups „К” and „Л” the share of the elastic component of the J-integral is 

insignificant and is within 1..2,3%, ie. the process of destruction of these pipes is 

determined by the plastic component of the J-integral, which is quite significant. The 

peculiarity of the destruction of the tool joint metal ЗУ155 is that at the first stage crack 

formation is determined by the elastic component, which is equal to 0,1
СJ , and its further 

development is determined by the plastic component which is equal to 0,9
СJ . 

The peculiarities of the influence of operational factors on the efficiency of flexible 

pipes are investigated in the work. It was found that for all test cases the macrocracks 

formed on the cyclically deformed surface have a shape close to the semielliptic one with 

the ratio of the semiaxes at the moment of failure 0,539c a  . According to the results 

of corrosion and electrochemical tests at a temperature of 70°C, it was found that in acidic 

working solutions coiled tubing material corrodes much more active than in neutral ones. 

In the dissertation using finite element methods and on the basis of analytical 

dependences, stress intensity factors in the vicinity of transverse semielliptic cracks being 

located on the inner or outer walls of long-term operated drill pipes of strength group „К” 

and „Л” are determined. The threshold values 0,5a c   of the internal and external 

semielliptical defect for drill pipes of strength groups „К” and „Л” were found and the 

influence of cyclic loads on the process of corrosion-fatigue crack growth during tripping 

operations in drilling fluids was determined. 
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An experimental and calculation method for potential forecasting and evaluation 

of the efficiency of long-term operated drill pipes of the selected strength group and the 

corresponding drilling fluid is proposed. 

Based on the results of research, as well as on the proposed criteria for assessing 

the efficiency and durability of coiled tubing „Method for predicting the safety and 

conditions of failure of coiled tubing units” was developed. 

The scientific novelty of the obtained results. 

1. The mathematical model of experimental drill stand operation was improved and 

the influence of viscoelastic properties of the bottomhole and vibroprotective device on 

dynamic characteristics of the bit performance was evaluated. 

2. Based on the analysis of dimensions, new mathematical models of integrated 

drilling indicators are obtained. 

3. A set of new experimental results about characteristics of crack resistance of 

steels of drill string long-term operated elements were obtained. 

4. New quantitive values of the influence of drilling fluids on the regularities of 

corrosive fatigue cracks grows in the walls of long-term operated drill pipes and coiled 

tubing strings were obtained. 

5. The basic methodological principles of monitoring the technical condition of the 

coiled tubing and assessing its corrosion resistance and the action of operational factors 

(composition of the corrosive medium, temperature, etc.) were developed. 

The practical significance of the obtained results. 

1. A set of technical and technological solutions aimed at improving coiled tubing 

drilling technologies (patents №86535, №96870) has been developed. 

2. Hydraulic loaders and given for research and design works at the level of utility 

models in order to create additional axial load on the bit were developed (patents №60117, 

№83660). 

3. Developed, manufactured and tested in field conditions (Drilling company 

Goryzonty) shock absorber of longitudinal torsional vibrations (patent №116732). 

4. A methodology for assessing the performance of long-term elements of drill 

strings and monitoring the technical condition of the flexible pipes has been worked out. 
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5. An experimental-computational method for data interpretation of technical 

diagnostics of long-used elements of drill strings containing internal and external 

semielliptic crack-like defects is proposed, and the level of danger of the detected defects 

is estimated. The developed method for assessment of fracture-like defects is the basis 

for making an engineering decision regarding the extension of further safe operation or 

decommissioning of defect-containing elements of drill strings; 

6. The main results of the work have been introduced into the educational process 

at Ivano-Frankivsk National Technical University of Oil and Gas for training specialists 

of educational qualifications in specialties 184 „Mining”, 185 „Petroleum Engineering 

and Technologies”. 

7. Based on the results of the dissertation, the „Methodology for forecasting safety 

and the conditions of operated coiled tubing units and flexible pipes failure” was 

developed, which was implemented in Drilling company Goryzonty. 

Keywords: drill pipes, coiled tubing, efficiency, crack-like defects, crack resistance 

of the material, hydraulic loader, shock absorber. 
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ПЕРЕЛІК УМОВНИХ ПОЗНАЧЕНЬ 

 

 

БК – бурильна колона 

БТ – бурильна труба 

БР – буровий розчин 

КБК – компоновка бурильної колони 

КНБК – компоновка низу бурильної колони 

ЗРЗ – замкове різьбове з’єднання 

ВЗП – віброзахисний пристрій 

ЕКЕ – ексцентричний контактний елемент 

ГТ – гнучка труба 

КГТ – колона гнучких труб 

СПО – спуско-підіймальні операції 

КІН – коефіцієнт інтенсивності напружень 

НДС – напружено-деформований стан 
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ВСТУП 

 

 

Обґрунтування вибору теми дослідження. Потреба України в сировинних 

і паливно-енергетичних ресурсах вимагає підвищення ефективності та покращення 

якості бурових робіт. Це обумовлює необхідність удосконалення техніки і техно-

логії буріння та забезпечення надійної експлуатації бурильного інструменту. 

Поглиблення свердловини супроводжується коливаннями бурильної колони, 

рівень яких суттєво впливає на ефективність руйнування порід на вибої, надійність 

і довговічність бурильного інструменту. Питаннями динаміки колони бурильних 

труб (БТ) займалось широке коло дослідників, серед яких П. В. Балицький, 

Дж. Бейлі, Ю. С. Васильєв, В. І. Векерик, В. С. Владиславлєв, В. Гаррет, Ф. Дейлі, 

Д. В. Дерінг, Р. М. Ейгелес, С. Г. Калінін, В. Ю. Копилов, М. Р. Мавлютов, 

М. А. Мислюк, В. М. Мойсишин, Л. Є. Симонянц, В. В. Сімонов, О. І. Співак, 

Р. Б. Стрекалова, Є. В. Харченко, Т. Хуань, Є. К. Юнін, В. Г. Ясов та інші. 

При поглибленні вибою свердловини на роботу бурильного інструменту 

впливає багато чинників, труднощі вимірювання та ідентифікації коливних проце-

сів у колоні, засоби реєстрації і методики аналізу різноманітні, тому одержані ре-

зультати нерідко видаються малозв’язаними і не піддаються узагальненням. 

Не дивлячись на постійне вдосконалення бурильного інструменту та матеріа-

лів бурильного обладнання як у світі, так і в Україні, випадків відмови елементів 

бурильної колони (БК) та гнучких труб (ГТ) колтюбінгових установок все ще за-

надто багато. Основна причина аварійності БК обумовлена складними наван-

таженнями, комбінованими напруженнями та різними типами вібрацій, а також 

корозійною та ерозійною поведінкою бурових промивальних рідин, а у випадку 

використання ГТ значними робочими тисками, циклічними пружно-пластичними 

навантаженнями за дії згину та корозивних середовищ. 

Основною складовою БК є БТ, які під час роботи зазнають сумісного впливу 

різного роду навантажень, таких як розтяг, стиск, кручення, згин, гідростатичні 

тиск і вібрації. Причому величина, положення та час дії цих навантажень постійно 
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змінюються. Крім того, навантаження та напруження є значно складнішими у 

похило-скерованих та горизонтальних свердловинах, де ймовірність аварійної 

ситуації значно зростає. Руйнуючі напруження, що виникають у БК, залежать від 

технології буріння та конструкції БК. Для попередження передчасних руйнувань, 

пов’язаних із появою руйнівних напружень, необхідно, щоб їх зміна знаходилася у 

допустимих межах, а вибір компоновки та режимних параметрів базувалися на 

динамічних розрахунках. 

Тому особливо актуальними є дослідження, спрямовані на вивчення реально-

го стану елементів БК та колони гучких труб (КГТ) для оцінки їх роботоздатності 

та оптимізації режимів їх роботи, для забезпечення безпечної їх експлуатації або 

заміни. 

На сьогодні цю проблему вирішують у кількох напрямах. Дослідники вико-

ристовують методи механіки деформованого твердого тіла, механіки руйнування 

матеріалів у корозивних середовищах, матеріалознавства та технічного діагносту-

вання, які дозволяють оцінити стан елемента конструкції з тріщиноподібними де-

фектами і визначити умови їх руйнування, однак не дають можливості оцінити його 

роботоздатність. У розвитку цих підходів вагомим є творчий внесок таких віт-

чизняних та зарубіжних вчених, як М. М. Александров, В. Г. Григулецький, 

В. І. Гуляєв, В. М. Івасів, О. М. Карпаш, Б. В. Копей, Є. І. Крижанівський, 

М. В. Лисканич, А. Лубінський, Ю. Д. Петрина, Є. К. Почтєнний, А. Е. Сароян, 

Н. А. Сесюнін, Б. З. Султанов, Б. О. Чернов, М. Д. Щербюк, А. Ш. Янтурін та інші. 

Праці С. Г. Калініна, З. Г. Керимова, Б. Д. Малька, Є. В. Харченка присвяче-

но оцінці динамічних навантажень БК при спуско-підіймальних операціях (СПО). 

Пошкодження БТ на різьбових з’єднаннях, на внутрішній та зовнішній поверхнях 

БТ, вплив корозії та ерозії при бурінні свердловин вивчали К. Макдональд, С. Мо-

раді, С. Замані, С. Лу. 

Л. Адамс, Ф. Гуан, Н. Э. Сулейманов, С. Мур, А. Рамос, К. Невман, 

Л. Шаогу, Дж. Вайнштейн вивчали проблеми експлуатації, граничні тиски, напру-

ження та пружно-пластичні властивості матеріалів ГТ. Однак питання сумісного 

впливу корозивних середовищ і експлуатаційних навантажень на зародження та 
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розвиток корозійно-втомних тріщин, як у БТ, так і ГТ, вивчено недостатньо. У 

цьому аспекті особливо важливою є оцінка їх корозійної тривкості та потенційного 

зародження та розвитку дефектів, а також вплив цих чинників на роботоздатність 

труб. На сьогодні такі підходи розвинуті недостатньо, особливо з точки зору ураху-

вання деградації фізико-механічних властивостей експлуатованого матеріалу ГТ та 

БК. 

У зв’язку з цим, розроблення та обґрунтування параметрів оцінювання робо-

тоздатності колон бурильних та ГТ при поглибленні свердловин різних профілів з 

урахуванням інтегральних показників буріння, динамічних режимів роботи БК, три-

валості експлуатації, а також потенційного зародження та розвитку корозійно-втом-

них тріщиноподібних дефектів є актуальною та важливою науково-технічною проб-

лемою загальногосподарського значення. 

Зв’язок роботи з науковими програмами, планами, темами. Робота по-

в’язана з такими науково-дослідними темами, виконаними в Івано-Франківському 

національному технічному університеті нафти і газу згідно з тематичними планами 

Міністерства освіти і науки України, в яких дисертант був виконавцем: 

 ДК-21-13-П „Розробка методів пошуку, технічних засобів і технологій 

освоєння ресурсів газу з газогідратних покладів Чорного моря” комплексного 

наукового проєкту „Розробка методів і технологій видобутку газу з природних 

газогідратів та створення штучних газогідратів для оптимізації виробничих проце-

сів” № д/р 0113U000789c; 

 Д-6-15-Ф „Дослідження умов утворення природних газогідратів та створення 

технологій розробки газогідратних родовищ” № д/р 0115U002281. 

Мета досліджень – комплексне оцінювання роботоздатності елементів 

тривало експлуатованих колон бурильних та ГТ шляхом розробки інженерних 

методів розрахунку динамічного режиму їх роботи та визначення залишкової 

довговічності труб з експлуатаційними дефектами. 

Для досягнення поставленої мети було визначено такі основні завдання: 

 удосконалення математичної моделі експериментального бурового стенда та 

оцінка впливу параметрів компоновки бурильного інструменту, режиму його ро-

боти і характеристик породи на динаміку механічної системи; 
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 створення математичної моделі роботи КГТ при бурінні горизонтальних 

свердловин; 

 розробка нових пристроїв та рекомендацій щодо удосконалення технології 

колтюбінгового буріння горизонтальних свердловин; 

 встановлення закономірностей розвитку корозійно-втомних тріщин вглиб 

елементів БК (БТ і замкових різьбових з’єднань (ЗРЗ) та визначення базових харак-

теристик циклічної тріщиностійкості їх сталей; 

 встановлення характеристик корозійної тріщиностійкості матеріалу БТ і ЗРЗ; 

 встановлення особливостей впливу експлуатаційних чинників (навантажен-

ня, складу корозивно-активного середовища, температури тощо) на роботоздат-

ність КГТ; 

 розробка експериментально-розрахункового методу для інтерпретації ре-

зультатів технічного діагностування тривало експлуатованих елементів БК, що 

містять внутрішні та зовнішні півеліптичні тріщиноподібні дефекти; 

 впровадження результатів досліджень в інженерну практику при експлуата-

ції та технічному діагностуванні КГТ щодо оцінки ризику руйнування та продов-

ження терміну експлуатації. 

Об’єкт дослідження – динамічні процеси в колонах бурильних і ГТ та 

процеси руйнування сталей тривало експлуатованих елементів їхніх компоновок. 

Предмет дослідження – параметри оцінки впливу експлуатаційних дефектів 

тривало експлуатованих елементів колон бурильних та ГТ на їх роботоздатність. 

Методи дослідження. У роботі застосовано комплексний підхід, який поєднує 

теоретичні й експериментальні дослідження. Теоретичні дослідження здійснено 

шляхом математичного та числового моделювання. Методи математичного 

моделювання динамічних систем, механіки руйнування і міцності матеріалів та 

елементів конструкцій з урахуванням впливу середовища на корозійно-механічну 

пошкоджуваність за тривалої експлуатації елементів колон бурильних та ГТ, є 

методологічною основою роботи: 



31 

 

 шляхом математичного моделювання визначався вплив параметрів компо-

нування бурильного інструменту, режиму його роботи та характеристик породи на 

динаміку механічної системи; на основі аналізу розмірностей одержано моделі 

механічної швидкості, моментоємності та енергоємності буріння свердловини;  

 методом математичного моделювання оцінено осьове навантаження на до-

лото при колтюбінговому бурінні горизонтальних свердловин; 

 методами експериментальної механіки руйнування визначали характеристи-

ки корозійної тріщиностійкість сталей тривало експлуатованих елементів БК; 

 методами експериментальної механіки руйнування визначалась стадійність 

корозійно-втомного руйнування ГТ та закономірність розвитку тріщини вглиб 

стінки труби; 

 методами експериментальної механіки руйнування визначались діаграми цик-

лічної корозійної тріщиностійкості сталей тривало експлуатованих елементів БК; 

 методами математичного та комп’ютерного моделювання визначався напруже-

но-деформований стан (НДС) стан в околі зовнішніх та внутрішніх півеліптичних 

тріщиноподібних дефектів, виявлених у тривало експлуатованих елементах БК; 

 використовуючи розрахункові та експериментальні методи механіки руйну-

вання і міцності матеріалів проведено чисельно-експериментальні дослідження по-

тенційного розвитку зовнішніх або внутрішніх півеліптичних тріщин у стінках три-

вало експлуатованих елементів БК та оцінено їх роботоздатність. 

Наукова новизна одержаних результатів. 

1. Удосконалено математичну модель роботи експериментального бурового 

стенда та оцінено вплив в’язко-пружних властивостей поверхні вибою та віброза-

хисного пристрою (ВЗП) на динамічні характеристики роботи долота. 

2. Розроблено нову математичну модель для вивчення роботи КГТ при бурінні 

горизонтальних свердловин та оцінено вплив гідронавантажувачів на осьову силу на 

долоті та довжину горизонтальної ділянки свердловини. 

3. Одержано комплекс нових експериментальних результатів про характеристи-

ки тріщиностійкості сталей тривало експлуатованих елементів БК. 
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4. Експериментально одержано нові кількісні оцінки впливу бурових проми-

вальних рідин на закономірності розвитку корозійно-втомних тріщин у стінках 

тривало експлуатованих бурильних та ГТ. 

5. Розроблено базові методологічні засади моніторингу технічного стану ГТ 

та оцінювання її корозійної тривкості за дії експлуатаційних чинників (складу 

корозивно-активного середовища, температури, тощо). 

Практичне значення одержаних результатів. 

1. Розроблено комплекс технічних і технологічних рішень спрямованих на 

удосконалення технологій колтюбінгового буріння (патенти №86535, №96870). 

2. Розроблено та передано для дослідно-конструкторських робіт на рівні ко-

рисних моделей гідронавантажувачі для створення додаткового осьового наванта-

ження на долото (патенти №60117, №83660). 

3. Розроблено, виготовлено і випробувано у промислових умовах (ТОВ „Бу-

рова компанія „Горизонти”) амортизатор поздовжньо-крутильних коливань (па-

тент №116732). 

4. Розроблено методологію оцінювання роботоздатності тривало експлуато-

ваних елементів БК та моніторингу технічного стану ГТ. 

5. Запропоновано експериментально-розрахунковий метод інтерпретації 

результатів технічного діагностування тривало експлуатованих елементів БК, що 

містять внутрішні та зовнішні півеліптичні тріщиноподібні дефекти, та оцінено 

рівень небезпеки виявлених дефектів. Розроблений метод оцінки тріщиноподібних 

дефектів є основою для прийняття інженерного рішення стосовно подовження 

подальшої безпечної роботи або виведення з експлуатації дефекттомістких 

елементів БК. 

6. Основні результати роботи впроваджено у навчальний процес Івано-Фран-

ківського національного технічного університету нафти і газу для підготовки фахівців 

за спеціальностями 184 „Гірництво” та 185 „Нафтогазова інженерія та технології”. 

7. За результатами дисертаційної роботи розроблено „Методику прогнозу-

вання безпеки та умов руйнування експлуатованих ГТ колтюбінгових установок”, 

яку впроваджено в ТОВ „Бурова компанія „Горизонти”. 
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Достовірність результатів дисертації забезпечується коректністю поста-

новки задач, комплексним підходом до вивчення наукової проблеми, теоретичним 

обґрунтуванням базових положень, їх відповідністю даним експериментальних 

досліджень, результати яких підтверджено випробуваннями в промислових 

умовах, відповідністю висновків та оцінок фізичній суті досліджуваних явищ. 

Особистий внесок здобувача. Основні наукові положення та результати, які 

становлять суть дисертації, отримані автором самостійно. У публікаціях, напи-

саних у співавторстві, здобувачеві належить: в [22, 24, 94, 124, 129, 213, 227] – 

постановка задач експериментальних досліджень, їх технічна реалізація, а також 

узагальнення та інтерпретація отриманих результатів; [16, 19, 20] – участь в ство-

ренні математичної моделі експериментального бурового стенду, проведенні обчис-

лювальних експериментів та аналізу їх результатів; [31, 65, 107111, 156, 225] – 

наукові ідеї, щодо вдосконалення технології буріння свердловин КГТ та участь у 

розробленні конструкції нових пристроїв та рекомендацій; [93, 191, 192] – участь у 

створенні багатофакторних математичних моделей інтегральних показників бурін-

ня свердловин; [25, 26, 29, 61, 223] – постановка задач аналітичних досліджень та 

реалізація розрахункових оцінок глибини критичних тріщиноподібних дефектів у 

трубах БК та їх вагою з урахуванням впливу динамічних навантажень під час СПО; 

[23, 28, 6264, 126, 204, 213, 224, 226] – наукові ідеї щодо формулювання критеріїв 

для оцінки міцності та залишкового ресурсу об’єктів тривалої експлуатації, а також 

їх обґрунтування та апробація; [21, 60, 221] – постановка задач та чисельно-

експериментальні розрахунки для інтерпретації результатів технічного діагнос-

тування тривало експлуатованих БТ, що містять тріщиноподібні дефекти. 

Методи, аналітичні та емпіричні залежності, розроблені моделі для проведен-

ня досліджень та отримані результати, що виносяться на захист, належать особисто 

автору. Винаходи, які зроблені в ході виконання роботи, є результатом колективної 

творчості. 

Апробація результатів дисертації. Основні результати роботи доповідались 

і обговорювались на: Міжнародній конференції „East meets West” Congress 
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(м. Краків, Польща, 2010 р.); Міжнародній науково-технічній конференції „Нафто-

газова енергетика2011” (м. Івано-Франківськ, Україна, 2011 р.); Міжнародній 

науково-технічній конференції та виставці „Нафтогазова енергетика2013” 

(м. Івано-Франківськ, Україна, 2013 р.); XXV-й Міжнародній науково-технічній 

конференції Drilling-Oil-Gas AGH 2014 (м. Краків, Польща, 2014 р.); Міжнародній 

науково-технічній конференції „Нафтогазова освіта та наука: стан та перс пективи” 

(м. Івано-Франківськ, Україна, 2014 р.); XXVI-й Міжнародній науково-технічній 

конференції Drilling-Oil-Gas AGH 2015 (м. Краків, Польща, 2015 р.); Міжнародній 

науково-практичній конференції „Перспективні напрями наукових досліджень–

2015” (м. Братислава, Словаччина, 2015 р.); Міжнародній науково-технічній кон-

ференції „Машини, обладнання і матеріали для нарощування вітчизняного видо-

бутку та диверсифікації постачання нафти і газу” (ІІМ2016) (м. Івано-Франківськ, 

Україна, 2016 р.); ІІ-й Міжнародній науково-технічній конференції „Actualne 

zagadnienie energetyki, budownictwa i inzynierii srodowiska” (м. Кошалін, Польща, 

2016 р.); XVIII-й Міжнародній науковій конференції „New knowledge in the Area of 

Drilling, Production, Transport and Storace of Hydrogarbons” (м. Подбанське, 

Словаччина, 2016 р.); VI-й Міжнародній науково-технічній конференції 

„Нафтогазова енергетика-2017” (м. Івано-Франківськ, Україна, 2017 р.); Між-

народній науково-практичній конференції „Сучасні методики, інновації та досвід 

практичного застосування у сфері технічних наук” (м. Радом, Польща, 2017 р.); 

Міжнародній науково-практичній конференції „Сучасні методики, інновації та 

досвід практичного застосування у сфері технічних наук” (м. Люблін, Польща, 

2017 р.); IV-й Міжнародній конференції НКЦ Ньофолк „Колтюбінг. ГРП. Бурові 

сервіси. Інвестиції” (м. Львів, Україна, 2017 р.); ІII-й Міжнародній науково-

практичній конференції „Topical researches of the World Science” (м. Дубай, ОАЄ, 

2017 р.); VI-й Міжнародній науково-технічній конференції „Теорія та практика 

раціонального проектування, виготовлення і експлуатації машинобудівних 

конструкцій” (м. Львів, Україна, 2018 р.); II-й Міжнародній науково-практичній 

конференції „Achievements and prospects of modern scientific research” (м. Буенос-

Айрес, Аргентина, 2021 р.). 
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У повному обсязі робота доповідалась на розширеному науковому семінарі 

Івано-Франківського національного технічного університету нафти і газу (Івано-

Франківськ, 2021). 

Публікації. Основні наукові положення і результати дисертації опубліковані в 

46 наукових працях, з яких 2 монографії, 23 статті у фахових українських та закор-

донних виданнях (у т. ч. 6 статей, що індексується в наукометричній базі Scopus), 16 

статей в матеріалах наукових конференцій, 5 патентів на корисну модель. 

Структура та обсяг роботи. Дисертація складається зі вступу, шести розділів, 

висновків, списку використаних джерел із 241 найменування і 5 додатків. Загаль-

ний обсяг роботи становить 372 сторінки. Робота містить 140 рисунків та 

46 таблиць. 
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РОЗДІЛ 1 

 

 

ПОСТАНОВКА ПРОБЛЕМИ ТА АНАЛІЗ ЇЇ СУЧАСНОГО СТАНУ 

 

1.1 Сучасний стан досліджень впливу динамічних процесів на поглиб-

лення свердловин 

 

Україна сьогодні як ніколи потребує ефективних кроків щодо нарощування 

ресурсного потенціалу вуглеводнів і видобутку нафти та газу для забезпечення 

власних потреб і зміцнення енергонезалежності держави. 

Виснаження нафтових і газових родовищ, призводить до необхідності розбу-

рювати нові свердловини. Сучасне буріння нафтогазових свердловин є економічно 

важливим і технологічно складним процесом. Економічні чинники роблять зав-

дання підвищення ефективності буріння, вивчення виникаючих проблем і пошук 

шляхів до їх усунення важливим об’єктом як практичного, так і теоретичного 

розгляду. 

При поглибленні вибою свердловини на роботу бурових доліт впливає багато 

чинників, труднощі вимірювання та ідентифікації коливальних процесів у колоні 

настільки великі, що отримані результати є малозв’язаними і не піддаються 

узагальненням. 

Огляд широкого кола робіт, присвячених вивченню вібрацій БК при бурінні 

свердловин, наведено в [15, 72, 89, 92, 96, 104, 134, 142, 218]. Розглянуто класифі-

кацію таких вібрацій, а також існуючі погляди на причини їх виникнення та методи 

дослідження. Згідно [58, 218], вібрації БК діляться на: крутильні коливання; поз-

довжні коливання; поперечні (згинаючі) коливання. 

Моделювання коливань БК й аналіз одержаних результатів є доволі складним 

завданням, оскільки розв’язок, як правило, є комплексно-значним, потребує вибору 
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великої кількості вихідних даних і варіювання ними, а це вимагає значного обсягу 

обчислювальних робіт. 

Поздовжні коливання БК виникають під час СПО, роботи бурових доліт під 

час буріння, в разі нагнітання промивальної рідини й обертання колони. Крутильні 

коливання виникають за взаємодії елементів компонування низу БК і долота зі стін-

ками свердловини, а також роботи долота на вибої [58, 142]. 

При аналітичному дослідженні поздовжніх та крутильних коливань колону 

БТ моделюють сукупністю зосереджених мас, напівнескінченним або не скінчен-

ним однорозмірним стержнем, багаторозмірним стержнем при різних умовах 

закріплення кінців компонування [93, 233]. 

Найчастіше поздовжні коливання ділянки колони БТ описують [15, 35, 36, 

92] диференціальними рівняннями вигляду 

 
2 2

2

2 2
2 ,

u u u
h a g x t

t t x

  
  

  
, 

де u  – пружне зміщення, x  – координата перерізу, t – час, h  – коефіцієнт опору, ; 

, ρ , ρE E  – модуль пружності та густина матеріалу труби,      , , ρg x t p x t A ; 

 ,p x t  – інтенсивність зовнішнього навантаження; A  – площа поперечного пере-

різу труби. 

Крутильні коливання компонування за умов, що сили опору обертанню 

пропорційні кутовій швидкості, як правило, описують [12, 17, 37, 89] диферен-

ціальними рівняннями вигляду 

 
2 2

2

2 2
2 ,h a g x t

t t x

    
  

  
, 

де φ  – кут повороту, h  – коефіцієнт сил опору, 
2a G  ; ,G   – модуль зсуву і 

густина матеріалу труби,     0, ,g x t M x t I ;  ,M x t  – розподілений по довжині 

момент зовнішнього навантаження; 
0I  – момент інерції одиниці довжини вала. 
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Динамічна дія долота на вибій спричиняє руйнування як породи, так і долота. 

Узгодження динаміки роботи пари долото – вибій полягає в тому, щоб підтримати 

величини динамічних складових зусиль долота на вибій в оптимальних межах. 

Динамічні зусилля в місці контакту породоруйнуючих елементів долота з породою 

повинні бути такими, щоб забезпечити ефективне руйнування вибою при мі-

німальному зношуванні долота. 

Поздовжні і крутильні коливання, що виникають під час роботи долота рі-

жучого типу негативно впливають на загальне підвищення продуктивності бурових 

робіт, оскільки при вібрації застосування великих частот обертання породо-

руйнуючого інструменту, які дозволяють досягти значного збільшення швидкості 

проходки свердловини, майже не можливе [35, 37]. 

Незважаючи на значну кількість досліджень, присвячених вивченню впливу 

вібрацій на поглиблення свердловини, цілісне уявлення про механізми їх виник-

нення ще не сформовано. Математичні моделі, запропоновані для вивчення поз-

довжніх і крутильних коливань та їх проявів у вигляді періодів ковзання і застою 

долота, досить різнорідні, і вихідні припущення, покладені в основи моделей, не 

завжди достатньо обґрунтовані і прив’язані до практики. Відсутність експеримен-

тальних результатів, в першу чергу, ускладнює побудову моделі взаємодії долота з 

породою, що виражається у визначальних співвідношеннях при бурінні. 

При руйнуванні гірських порід у БК виникають коливання, які в найзагальні-

шому випадку можна розділити на два види – високочастотні і низькочастотні [129, 

134, 234 та ін.]. Високочастотні коливання органічно притаманні обертального спосо-

бу буріння, оскільки руйнування породи відбувається шляхом періодичного впливу 

на неї породоруйнуючих елементів долота. Низькочастотні коливання мають набагато 

більш складну природу виникнення [143, 202 та ін.]. 

За результатами досліджень американських вчених (D. W. Daring, E. J. Radzi-

movsky), низькочастотні коливання зменшують моторесурс звичайних доліт на 

25…30%, а доліт з герметизованою опорою  на 50% [158], а за результатами праці 

[206], робота бурильного інструмента в режимі автоколивань і резонансу призво-

дить до зниження продуктивності буріння більш ніж на 35%. У результаті цих 
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досліджень встановлено, що при роторному бурінні в 50% випадків породоруйную-

чий інструмент працює в режимі автоколивань і резонансу. Таким чином, 

дослідження, спрямовані на вивчення впливу коливань бурильного інструменту на 

ефективність руйнування гірських порід, допоможуть вживати відповідних заходів 

щодо зменшення впливу крутильних, а також поздовжніх автоколивань на 

результати відпрацювання долота в промислових умовах і звести до мінімуму їх 

вплив на роботу породоруйнуючого інструменту. 

Основним способом захисту бурильного інструменту від випадкових коли-

вань є використання надійних ВЗП [53, 81, 124, 188]: амортизаторів, регуляторів, 

демпферів, віброізоляторів, віброгасників, протекторів, перетворювачів 

динамічного навантаження і т.п. 

На сьогодні відомо багато конструкцій вибійних амортизаторів, які відріз-

няються, як за своїм функціональним призначенням (гасіння поперечних, поздовж-

ніх і крутильних коливань), так і характеристиками вібропоглинаючих матеріалів. 

Амортизатор це пружне з’єднання БК, що складається з двох частин – 

корпуса і шпинделя, які розділені пружним елементом і мають можливість 

взаємного переміщення. Основною частиною амортизатора є пружний елемент, 

який повинен бути розрахованим на великі напруження, оскільки він сприймає 

осьове зусилля та крутний момент, і одночасно повинен гасити динамічні 

навантаження, які виникають при роботі долота. Однією зі складних проблем при 

конструюванні амортизатора є створення надійного пружного елементу, який 

повинен виконувати свою функцію з урахуванням вибійних умов. 

Амортизатори поділяють на чотири основні типи: 1) з гумовими пружними 

елементами; 2) з металевими пружними елементами; 3) з комбінованими гумово-

металевими елементами; 4) гідравлічні та пневматичні демпфери [15, 93]. 

Випробування багатьох конструкцій ВЗП у промислових умовах підтвердили 

їх позитивний вплив на буріння. 

Промисловими дослідженнями [10, 14, 42] встановлено, що у низці випадків 

включення амортизаторів в компонування породоруйнуючого інструменту доз-

воляє вдвічі збільшити термін служби різьбових з’єднань труб, покращити умови 
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експлуатації талевого каната та іншого неземного обладнання, а також підвищити 

проходку на долото до 60% та механічну швидкість буріння до 30%. 

Роль амортизатора в компоновці бурильного інструменту залежить як від 

його параметрів, так і від місця встановлення. Над цими питаннями активно пра-

цювали та продовжують працювати В. І. Векерик, В. М. Мойсишин та інші 

науковці [15, 37, 57, 92]. Ними розроблено і виготовлено низку конструкцій 

віброзахисних пристроїв для компоновки низу бурильної колони (КНБК) як над 

долотом, так і в інших перерізах БК, проведено їх випробування і впровадження 

при бурінні свердловини шарошковими долотами та долотами ріжучого типу. При 

створенні перспективних конструкцій ВЗП особливу увагу було приділено 

розробці вузлів, що допускають зміни деформаційних характеристик, коефіцієнтів 

жорсткості і в’язкого опору безпосередньо на буровій. 

Експериментальні дослідження буріння є незалежним і водночас необхідним 

етапом наукової діяльності, що дає якісну і кількісну оцінку коректності матема-

тичних моделей, розроблених для дослідження різноманітних технологічних про-

цесів. Буріння свердловини є однією із сфер діяльності людини, де найбільш вагомі 

наукові та технічні рішення на даний час отримуються засобами моделювання. Це, 

насамперед, обумовлюється масштабністю об’єктів дослідження, складністю і 

високою вартістю реальних промислових експериментів. 

На сьогодні можливості моделювання буріння в стендових умовах є основ-

ним способом експериментального дослідження за виконанням тих чи інших 

технологічних процесів буріння свердловини. Це зумовлено тим, що розміри об’єк-

тів моделювання не дозволяють коректно масштабувати модель, а різноманіття 

явищ, які визначають поведінку об’єкта, ускладнює побудову аналогової моделі. 

Крім цього, сучасне вимірювальне обладнання та його програмне забезпечення 

дають нові можливості для застосування лабораторного методу дослідження. 
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1.2 Аналіз особливостей колтюбінгового буріння горизонтальних 

свердловин 

 

Світова тенденція виснаження природних запасів вуглеводнів вимагає 

застосування більш досконалої техніки і технології буріння свердловин, оскільки 

класичне буріння достатньою мірою, не задовольняє потреби в якості розкриття 

продуктивних пластів. 

У зв’язку із виснаженням вуглеводневих ресурсів у світі ведуться інтенсивні 

дослідження і пошук альтернативних джерел енергії. Серед відомих нетрадиційних 

джерел газу найбільший інтерес становлять природні газові гідрати, які являють 

собою клатратні сполуки молекул газу і води [11, 30, 103]. Для ефективного 

розкриття та освоєння газогідратів необхідні нові техніко-технологічні рішення 

буріння похило-скерованих та горизонтальних свердловин у газогідратних покла-

дах, які забезпечують контрольоване руйнування газогідратних клатратів. 

Серед нових і перспективних технологій буріння слід вважати колтюбінгове 

буріння. Реалізація технологій із використанням КГТ є проривом, що забезпечує 

різке підвищення ефективності буріння свердловин. Переваги КГТ і нові технічні 

рішення, які сприяють їхньому вдосконаленню, дозволяють постійно розширювати 

сферу застосування даного методу і підвищувати ефективність ведення робіт.  

В основі колтюбінгових технологій лежить використання ГТ (coiled tubing), 

яка намотується на барабан та спускається і піднімається з свердловини 

спеціальним агрегатом [115, 157]. Основні компоненти обладнання для роботи ГТ 

складаються з невеликих модулів, які легко монтуються і встановлюються на місце 

(рис. 1.1). 

Комплекти обладнання можуть розміщуватися на шасі автомобіля або 

транспортуватися окремими блоками. 

Колтюбінгові технології відповідають сьогодні світовим стандартам. 

Використання цих технологій має такі переваги: 

 забезпечує герметичність гирла свердловини на всіх етапах 

внутрішньосвердловинних операцій; 
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Рисунок 1.1 – Типовий набір обладнання для роботи ГТ [115] 

 

 виконує всі операції виклику припливу та освоєння свердловини; 

 дає можливість проведення робіт у нафтовій та газовій свердловині без її попе-

реднього глушіння; 

 зменшує період підготовчих та завершальних операцій при ремонтних роботах 

у свердловині; 

 забезпечує скорочення часу на спуск та піднімання внутрішньо свердловинного 

обладнання; 

 забезпечує буріння, спуск інструментів та приладів, а також виконання операцій 

підземного ремонту у горизонтальній або сильно викривленій свердловині; 

 покращує умови праці працівників бригад підземного ремонту свердловин; 
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 забезпечує екологічну безпеку за рахунок попередження втрат пластових і 

технологічних рідин в закритій системі циркуляції. 

Переваги технологій колтюбінгового буріння і буріння на депресії (негатив-

ному диференціальному тиску) при спільному застосуванні забезпечують високу 

ефективність буріння. 

У дослідженнях В. Г. Григулецького та Б. О. Нікітіна [100, 101] зроблено 

висновки про те, що: 

 збільшення діаметра стовбура на 50% підвищує дебіт нафти на 3%, що говорить 

про недоцільність збільшення діаметра горизонтального стовбура; 

 збільшення дебіту виходить при розробці анізотропних пластів малої товщи-

ни (15 м); 

 при більшій величині вертикальної проникності приріст дебіта менший, ніж при 

більшій величині горизонтальної проникності. 

Суть представлених наукових досягнень полягає в збільшенні продуктив-

ності горизонтальних свердловин, яка залежить від довжини горизонтального стов-

бура і його діаметра. 

Горизонтальне буріння колоною ГТ з використанням колтюбінгових устано-

вок, особливо з великою протяжністю стовбура, є складним технічним завданням. 

Під час буріння горизонтальних свердловин частина КГТ знаходиться під 

дією осьового стискаючого навантаження, яке визначається силами тертя, що діють 

в напрямку, протилежному переміщенню колони, тобто від низу до верху, а також 

реактивним зусиллям, викликаним взаємодією долота з породою. У результаті, як 

і при бурінні свердловини з використанням традиційної технології, нижня частина 

колони знаходиться в стисненому стані. Відмінність полягає в тому, що перетин з 

нульовим осьовим навантаженням, при використанні ГТ, розташовується вище 

порівняно з традиційною технологією, оскільки в даному випадку не 

використовуються обважнені БТ. Відсутність останніх позначається і на тому, що 

досить велика частина КГТ втрачає стійкість під дією стискаючого навантаження і 

набуває спіралеподібної форми. При цьому збільшуються сили тертя труби об стінки 

свердловини або внутрішню поверхню експлуатаційної колони і, відповідно, 
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зростають зусилля, необхідні для переміщення труби у напрямку до вибою, тобто 

процес йде лавиноподібно. 

На умови роботи БК при бурінні горизонтальної свердловини впливають ряд 

основних чинників [2, 3, 9, 122]: 

 коефіцієнт тертя kтр в зоні контакту БК зі стінками свердловини; 

 сили нормального тиску N в зоні контакту БК зі стінками свердловини; 

 сили опору Fсв , обумовлені взаємодією БК зі стінками свердловини при її 

деформації під дією осьових сил; 

 сили опору Fбк , обумовлена наявністю нерівностей по поверхні БК; 

 опір Fпр , обумовлений рухом промивальної рідини в затрубному просторі; 

 адгезійні сили Fад взаємодії колони БТ зі стінками свердловини; 

 намагніченість гірської породи Fн . 

Складову сили опору з урахуванням впливу всіх цих чинників визначають за 

залежністю 

 оп тр св бк пр ад нF k N F F F F F       .  

Низка дослідників [90, 91, 98, 208] сили опору при русі бурильного інстру-

менту в стовбурі свердловини пропонують визначати, як суму сил тертя і адгезій-

них сил в зоні контакту БК зі стінками свердловини: 

 оп тр адF k N F  .  

При вивченні взаємодії пари тертя „колона БТ – глиниста кірка” сили опору 

визначають і одним чинником – силою тертя [3]: 

 оп трF k N .  

Отже, сила тертя є найвагомішою, за впливу різних чинників, що визначають 

сили опору. Дослідженнями встановлено, що навіть при малих радіусах викривлення 

свердловини сили тертя складають понад 30% ваги колони БТ [122, 208]. 
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Зменшення сил тертя і поглиблення бурильного інструменту в горизонталь-

ній ділянці свердловини є можливим за рахунок створення хвильового збурення 

[114], в тому числі з використанням штучного створення високочастотних коли-

вань (наддолотний вібратор, вібродолото, різні вібраційні пристрої і інші). Вико-

ристання таких пристроїв призводить до зменшення сил тертя і збільшення меха-

нічної швидкості буріння. 

Необхідно зазначити, що всі коливання (поздовжні, крутильні та поперечні) є 

„шкідливими”, тобто виникнення низькочастотних коливань БК і потрапляння її в 

режим резонансу призводить до руйнування опор шарошок долота, зменшується 

термін експлуатації БТ через вплив на них динамічних навантажень, зменшується 

проходка на долото, тощо. Створення високочастотних коливань частково вирішує 

проблему доведення осьового навантаження до долота, але також негативно 

позначається на стійкості долота і колони БТ. 

Для зменшення сил тертя та створення осьового навантаження на долото при 

колтюбінговому бурінні горизонтальних ділянок свердловин використовують різні 

підходи: додавання різних змащувальних компонентів до промивальної рідини [7]; 

використання в компоновці низу бурильного інструменту різних вибійних 

пристроїв, зокрема гідронавантажувачів та опорно-центрувальних елементів (про-

текторів) [41, 43, 136]. 

Відома КНБК з використанням способу створення осьового навантаження на 

вибій горизонтальної свердловини за допомогою силового циліндра з поршнем при 

нерухомій БК за рахунок сил тертя колони і стінки свердловини, а періодичну подачу 

бурового інструменту здійснюють імпульсами за допомогою гідроударників [113]. 

У цій КНБК періодична подача бурового інструменту здійснюється імпульса-

ми за допомогою гідроударників, які створюють великі гідравлічні (енергетичні) 

втрати промивальної рідини, що призводить до значного падіння тиску у районі за 

цими гідроударниками. Це зменшує ймовірність надійної роботи вибійних двигунів 

та силового циліндра з поршнем. 

Одним з ефективних рішень є застосування гідравлічних навантажувачів, що 

встановлюються в КНБК над вибійним двигуном або безпосередньо над долотом. 
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На сучасному етапі роботи зі створення вибійних гідравлічних навантажува-

чів (ГН) для підвищення ефективності похило-спрямованого і горизонтального бу-

ріння проводять ряд закордонних компаній Baker Hughes, Dezhou Shelf Oil Tools, 

Halliburton, National Oilwell-Varco, Schlumberger, Weatherford, YJ та ін. [41]. 

Конструкції гідронавантажувачів виконані за загальною принциповою схе-

мою і являють собою телескопічний пристрій, що складається з циліндра, жорстко 

пов’язаного з колоною БТ і знаходиться всередині поршня, з’єднаного через шток 

з корпусом вибійного двигуна або породоруйнуючого інструменту. Осьове 

переміщення долота під час поглиблення вибою відбувається ізольовано від 

технологічного інструменту (колони БТ, що знаходяться в стовбурі свердловини і 

схильною до впливу пружних і фрикційних сил) за рахунок перепаду тиску у 

вибійному двигуні та долоті при циркуляції бурового розчину (БР). У результаті ви-

никає постійно діюче навантаження на долото і зменшуються коливання вибійного 

інструменту. Гідронавантажувач також забезпечує і другу функцію – зниження віб-

раційних навантажень на елементи КНБК, включаючи телеметричну систему, тому в 

узагальненому вигляді його можна розглядати і як амортизатор. 

Аналізуючи конструкції та результати відпрацювання гідронавантажувачів 

[8], необхідно виокремити ряд недоліків:  

 на похилоскерованих ділянках і на короткому початку горизонтальної ділянки 

свердловини сили тертя КГТ із стінкою свердловини можуть бути недостатніми для 

створення протидії силовому циліндру від переміщення колони у протилежний бік, і 

цим суттєво зменшиться осьове навантаження; 

 вузол передачі крутного моменту гідронавантажувача працює у БР, що призво-

дить до швидкого абразивного стирання елементів вузла та передчасного виходу з 

ладу всього пристрою. 

Недостатнє очищення горизонтальної ділянки свердловини від шламу 

призводить до зниження навантаження на долото, а також утруднення з орієнту-

ванням бурильного інструменту, зміни характеру роботи вибійних компоновок, 

поглинання промивальної рідини, гідродинамічного прихоплення. 
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Дослідження [149] залежності виносу шламу від реологічних властивостей 

промивальної рідини і величини зенітного кута дозволили виділити три ділянки: 

 0…45° – шлам ефективно виноситься при ламінарному режимі течії, підвищен-

ня реологічних властивостей покращує винос шламу; 

 45…55° – ламінарний і турбулентний режими впливають на винос шламу 

однаково; 

 55…90° – стовбур краще очищується за турбулентного режиму течії, підвищен-

ня реологічних властивостей не покращує винос шламу. 

Більшість дослідників [36, 43, 89, 129, 136, 140] також вважають, що найкра-

щий спосіб очищення стовбура від шламу при горизонтальному бурінні – це тур-

булізація потоку промивальної рідини, яка перешкоджає осадженню і накопичення 

шламу в кільцевому зазорі на нижній стінці стовбура. 

Невирішеним завданням з очищення від вибуреної породи горизонтальних і 

похилих ділянок свердловини є визначення критичної швидкості потоку проми-

вальної рідини, що забезпечує винос шламу на цих ділянках. 

 

 

1.3 Проблема забезпечення безаварійної роботи та продовження ресурсу 

тривало експлуатованих бурильних труб 

 

На сьогодні глибинне буріння у світі є одним із перспективних напрямів ви-

рішення проблеми збільшення видобутку енергоресурсів. Величезні запаси нафти 

і газу в Україні розвідані на території Дніпрово-Донецької западини і Карпатської 

нафтогазової провінції на глибині близько 6,5…7 тис. м. Однак буріння на таких 

глибинах призводить до суттєвого збільшення кількості аварій, пов’язаних із вихо-

дом з ладу елементів БК. Відомо, що в інтервалі буріння 2500…4500 м кількість 

відмов зростає у 4,8…5 разів, а в інтервалі 4500…5000 м – в 9,8 разів [85]. 

При роторному бурінні аварійні ситуації (рис. 1.2), спричинені дією на БТ 

експлуатаційних навантажень та впливом промивальних рідин [6, 46, 165, 183, 184, 

231, 236], можна поділити на три основні групи: руйнування труб у висадженій 
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частині, руйнування ЗРЗ, руйнування по гладкій частині труб. Найбільш часто 

зустрічається поперечне руйнування тіла труби в з’єднанні по потовщеному кінці, 

що становить 60…70% від загальної кількості аварій [46, 55, 85]. 

 

  

а) б) 

 

в) 

Рисунок 1.2 – Втомне руйнування БТ а) [231], б) [236] та морфологія в) [165] 

первинної поверхні тріщини 

 

Характерною особливістю руйнувань БТ є те, що вони відбуваються раптово, 

найчастіше під час СПО, які при бурінні глибоких свердловин складають до 80% 

від загального виробничого часу і перевищують час механічного буріння в 3…3,5 

рази, причому за весь час буріння свердловини опускають і піднімають до 70…80 

тис. свіч [85]. 

Аналіз аварій елементів БК проведений на підприємствах бурового 

управління „Укрбургаз” за останні роки свідчить [6, 46], що у більшості випадків 

їх причиною є спільний вплив втомного руйнування та корозивних середовищ. Так, 

у 2007 році, частка аварій, пов’язаних з руйнуваннями елементів БК, склала 40% 
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від їх загальної кількості, у 2008 р. – 50%, 2009 р. – 50%, 2010 р. – 42,8%. Розподіл 

відмов свідчить, що близько 41% аварій, спричинених корозійно-втомними руйну-

ваннями БК, відбувається по тілу БТ, 42% – спричинено руйнуванням різьбових 

з’єднань, 17% – інших частин колони. Причому, руйнування труб по тілу 

відбувається за таким розподілом: 80% – БТ, 20% – обважнені БТ, а зокрема по 

різьбовому з’єднанні: 80% – обважнені БТ, 20% – БТ. За 2015 та 2016 рік [47, 48] 

було зафіксовано відповідно 29 та 18 руйнувань, здебільшого по тілу труби. Основ-

ною причиною таких руйнувань було утворення мікротріщин, їх стрімкий розвиток 

та обрив труби, відповідно 24 та 12, що становить близько 80% від усієї кількості. 

Крім того, відбулось 13 обривів на відстані до 1 метра від торця муфти чи ніпеля, 

тобто ЗРЗ, найчастіше в межах від 0,5 до 0,6 метра. Орієнтовна кількість 

відпрацьованих годин обірваних труб знаходилась в межах від 6000 до 15000 годин, 

в тому числі після дефектоскопії – від 30 до 380 годин. Це свідчить про те, що 

працюючі в свердловині труби мали механічні пошкодження, які відтак ставали 

концентраторами напружень, зменшуючи термін експлуатації БТ [4648]. 

У 2018 р за даними [49] Полтавського управління БР (табл. 1.1), при експлуа-

тації труб групи міцності G105 китайського виробництва, мали місце 53 аварійні 

ситуації при середній глибині буріння 3951 м. Причому, як тріщини, так і промиви, 

не залежно від типу промивальної рідини та типу операції (буріння, СПО) виникали 

в околі ЗРЗ від торця муфти або ніпеля на усередненій віддалі 0,57 м. У тому ж 

2018 р за даними [49] Полтавського управління БР (табл. 1.1), при експлуатації 

труб групи міцності S135 китайського виробництва мали місце 59 аварійних 

ситуацій при середній глибині буріння 4120 м. Причому як тріщини, так і промиви, 

не залежно від типу промивальної рідини та типу операції (буріння, СПО, 

опресовка) виникали в околі ЗРЗ від торця муфти або ніпеля на усередненій віддалі 

0,49 м. 

У 2019 р за даними [49] Полтавського управління БР (табл. 1.2), при експлуа-

тації труб групи міцності G105 китайського виробництва мали місце 33 аварійні 

ситуації при середній глибині буріння 3951 м. Дефекти, не залежно від типу 
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промивальної рідини та типу операції виникали в околі ЗРЗ від торця муфти або 

ніпеля на усередненій віддалі 0,55 м. При експлуатації труб групи міцності S135 

китайського виробництва мали місце 29 аварійних ситуацій при середній глибині 

буріння 4120 м. Причому дефекти, не залежно від типу промивальної рідини та 

типу операції виникали в околі ЗРЗ від торця муфти або ніпеля на усередненій 

віддалі 0,51 м. 

Працівники „УГВСервіс” у 2019 р. здійснили узагальнений аналіз пошкод-

жень, які виникли при експлуатації ГТ, тип сталі QT900, на глибині 2500…6000 м, 

проведених на свердловинах Харківської і Полтавської областей за приблизно 

однакових умов. Виокремлено і згруповано в чотири групи низку чинників, які 

спричиняли аварійні ситуації ГТ: 

1) Пошкодження під дією механічних чинників: 

 пошкодження утримуючими плашками; 

 помилкове закриття засувки на фонтанній арматурі; 

 аварійний підйом з дефектом інжектора. 

2) Пошкодження під дією технологічних чинників: 

 свищі на ГТ (через не герметичність НКТ) та порушення технології проми-

вання); 

 зминання ГТ через перевищення диференційних тисків; 

 каверни на ГТ, які утворюються під час порушення технології вимиву про-

панту (рис. 1.3). 

3) Пошкодження ГТ під дією кислот:  

 руйнування ГТ через порушення технології хімічного обробляння. 

4) Пошкодження через відсутність контролю за станом ГТ (не проводиться 

облік напрацювання та дефектоскопія): 

 свищі (зумовлені втомою матеріалу); 

 обрив, злом ГТ (рис. 1.4) через перевищення дозволеного напрацювання. 
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Таблиця 1.1 – Усереднені дані про руйнування БТ групи міцності G105 та 

S135 за 2018 р. 

Глибина 

буріння, 

м 

Час 

буріння, 

год. 

Тип 

операції 

Тип промив. 

рідини 

Вид 

дефекта 

Розмі-

щення 

дефекта від 

торця ЗЗ 

К-ть 

аварій 

БТ групи міцності G105 

5040 10730 буріння полімерно-

глинистий 

тріщина 0,63 3 

4310 9125 СПО промив 0,55 4 

3880 2894 буріння мінералі-

зований 

тріщина 0,71 5 

3820 6270 буріння промив 0,47 3 

3693 5819 СПО 

безглинистий-

хлоркалієвий 

промив 0,52 3 

3775 4457 буріння промив 0,54 4 

2610 3683 СПО тріщина 0,60 1 

4030 5717 буріння тріщина 0,59 5 

4251 4035 СПО 
хлоркалієвий 

промив 0,55 15 

4104 2123 буріння промив 0,50 10 

БТ групи міцності S135 

4030 11460 буріння полімерно-

глинистий 

тріщина 0,82 1 

2985 10095 буріння промив 0,85 2 

2900 9768 буріння 
мінералі-

зований 

тріщина 0,55 1 

3722 5396 буріння промив 0,50 14 

3870 6052 СПО промив 0,56 1 

3964 10705 буріння безглинистий-

хлоркалієвий 

промив 0,31 5 

3940 7358 опресовка промив 0 3 

5982 10285 буріння 

хлоркалієвий 

тріщина 0,55 2 

5424 5105 буріння промив 0,50 17 

4574 2201 СПО промив 0,53 8 

3924 7241 опресовка промив 0,26 5 
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Таблиця 1.2 – Усереднені дані про руйнування БТ групи міцності G105 за 2019 р. 

Глибина 

буріння, 

м 

Час 

буріння, 

год. 

Тип 

операціїї 

Тип помив. 

рідини 

Вид 

дефекта 

Розміщення 

дефекта від 

торця ЗЗ 

К-ть 

аварій 

БТ групи міцності G105 

5600 5347 буріння полімерно-

глинистий 

промив 0,69 2 

5715 3099 СПО промив 0,61 2 

3930 7113 СПО мінералі-

зований 

промив 0,61 3 

4300 8521 буріння промив 0,56 4 

3980 7445 проробка 

безглинистий-

хлоркалієвий 

промив 0,59 2 

3463 6062 буріння промив 0,56 10 

3834 8168 СПО промив 0,59 5 

3830 5821 буріння тріщина 0,60 1 

6100 3404 СПО 

хлоркалієвий 

тріщина 0,68 1 

5975 2270 буріння тріщина 0,61 2 

6100 3027 проробка промив 0 1 

БТ групи міцності S135 

3380 9673 СПО 
Полімерно-

глинистий 
промив 0,66 2 

3445 12665 СПО 
Мінералі-

зований 

тріщина 0,60 1 

4602 8100 буріння промив 0,53 5 

3848 3663 СПО промив 0,58 3 

3980 148 буріння 
Безглинистий-

хлоркалієвий 

тріщина 8,10 1 

3275 3156 СПО промив 0,39 8 

3430 5473 буріння промив 0,52 8 

6100 8635 буріння Хлоркалієвий промив 0,30 1 
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Рисунок 1.3 – Корозійні каверни на зовнішній поверхні ГТ [49] 

  

Рисунок 1.4 – Втомні тріщини 

через перевищення дозволеного напрацювання ГТ [49] 

 

Таким чином, проблема забезпечення роботоздатності тривало експлуатова-

них елементів колон бурильних та ГТ виникає не тільки в нафтогазовій галузі 
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України. Ця проблема є актуальною для країн із пріоритетним напрямком видобут-

ку нафти та газу, зокрема в КНР [165, 184, 193, 231, 236], Росії [13, 71, 102, 144], 

Ірані [193], Аргентині [228, 229, 230], Норвегії [184]. У зв’язку з цим, аналізування, 

узагальнення та обґрунтування шляхів розв’язання цієї проблеми сучасними 

науковими методами є актуальною науково-технічною задачею. 

 

 

1.4 Типові дефекти та руйнування елементів тривало експлуатованих 

бурильних колон 

 

Під час буріння елементи БК перебувають під впливом таких експлуатаційних 

навантажень, як розтяг, стиск, кручення, згин, гідростатичний тиск і вібрації, а також 

зазнають впливу корозивних середовищ [193, 204]. Слід зауважити, що кількість, 

положення та час дії цих навантажень не є постійними і завжди змінюється. Крім того, 

навантаження та напруження суттєво відрізняються у нахилених свердловинах, де 

ймовірність руйнування значно зростає внаслідок падіння втомної міцності. 

Під час експлуатації в елементах БК виникають чисельні дефекти (рис. 1.5). 

Основною причиною її появи є дія складних навантажень, комбінованих напружень, 

різних типів вібрацій і, крім того, корозійна (рис. 1.6) та ерозійна поведінка БР. 

Причому порівняння ерозії БТ у вертикальній свердловині та ерозії БТ у горизонталь-

ній свердловині свідчить[241], що пікова швидкість ерозії в горизонтальній сверд-

ловині збільшується в 3,7 рази. 

Аналіз понад 750 аварійних ситуацій БК на іранському нафтовому родовищі 

[193] виявив кілька слабких місць на БТ, де концентрація напружень набагато вища, 

ніж інші частини БТ і вони мають хороший потенціал для започаткування дефектів. 

Ці місця концентрації напружень у БТ можна розділити на чотири основні групи: 

 поверхневі нерівності; 

 потовщена область труби; 

 корозійні пітинги; 

 різьбові з’єднання. 
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Рисунок 1.5 – Корозійні пітинги на внут-

рішній поверхні БТ [193] 

Рисунок 1.6 – Корозійні пош-

кодження БТ [241] 

 

Поверхневі нерівності – це макро- та мікроповерхневі механічні пошкоджен-

ня на тілі БТ, спричинені неналежним поводженням при транспортуванні та збе-

ріганні, неправильною експлуатацією та найважливіші, промиви. На рис. 1.7 по-

казано промив утворений через довгу і вузьку щілину. 

БТ складається з трьох різних частин (рис. 1.8). Ніпель та муфта є по-

тенційним джерелом тріщин у БТ [85]. Зона зварювання та потовщена частина БК 

є критичним місцем утворення тріщиноподібних дефектів завдяки своїй геометрії. 

На рис. 1.9 показано промив і втомну тріщину при внутрішньому руйнуванні. 

Тріщина розвивалася радіально та по колу. 

Під час експлуатації [178] найбільше відмов, зумовлених промивами БТ, 

спостерігається в перехідній зоні (рис. 1.10). 

 

 

Рисунок 1.7 – Промив на 5″ БТ [85] 
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1 – ніпель та муфта; 2 – зона зварювання; 3 – трубка 

Рисунок 1.8 – Схема БТ [85] 

 

 

Рисунок 1.9 – Промивина і втомна тріщина при внутрішньому руйнуванні [193] 

 

 

Рисунок 1.10 – Промивини БТ у перехідній зоні [178] 
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У роботі за допомогою програмного забезпечення ANSYS проаналізовано на-

пружений стан перехідної зони БТ і показано, що ця зона є найслабшим місцем БТ 

(рис. 1.11). 

 

 

Рисунок 1.11 – Імітаційна модель БТ [178] 

 

Довжина перехідної зони та радіуса фаски перехідної зони R  має значний 

вплив на коефіцієнт концентрації напружень 
tK , що добре узгоджується з експлуа-

таційною практикою. Встановлено, що коли довжина перехідної зони становить 

160 мм, а R  становить 300 мм, то коефіцієнт концентрації напружень 
tK  змен-

шується до мінімуму, і це є найоптимальнішим розміром конструкції. 

У [180] вивчали руйнування після 2367 год чистого часу свердління на глибину 

8726 м БТ G105 127,0×9,20 мм. Ці руйнування детально розглядали та проводили 

систематичний аналіз умов експлуатації та навантаження БТ. Зазначено, що буроБР 

може мати корозійні та ерозійні властивості, а бруд може пошкодити внутрішнє 

покриття БТ. Вимірювання та перевірку проводили за конфігураційними розмірами, 

хімічним складом, механічними властивостями, за допомогою металографії, макро-

фрактографії, мікрофрактографії та продуктами корозії. Досліджували мікрозони під-

вищеної крихкості, що містять неметалеві включення, які виникають під час ви-

готовлення БТ і стаються концентраторами напружень. Крім того досліджували 
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швидкість поширення корозійної тріщини в БТ. За результатами досліджень та 

аналізів вважають, що аварії, спричинені вимиванням БТ або руйнування труби, 

спричинені корозійно-втомним розвитком тріщини. Етапи руйнувань були такими: 

корозійні виразки (рис. 1.12) спочатку виникали на внутрішній поверхні в зоні 

концентрації напружень у БТ, потім корозійно-втомні тріщини (рис. 1.13), 

започатковані на дні корозійної виразки розвиваються, утворюючи промивини 

(рис. 1.14) або з часом спричиняють руйнування, оскільки тріщина, пройшовши крізь 

товщину стінки БТ, продовжує розвиватися у поперечному напрямі. 

 

  

Рисунок 1.12 – Морфологія 

корозійної виразки на внутрішній 

поверхні вимивного отвору [180] 

Рисунок 1.13 – Морфологія тріщин, що 

виникає з корозійних виразок в зоні 

закінчення внутрішнього звуження [180] 

 

 

Рисунок 1.14 – Промив на БТ [180] 

 

Зауважимо, що швидкість поширення корозійно-втомної тріщини da/dN у 

зразку, виготовленого зі зруйнованої труби з ознаками втоми, в 1,7…2,3 рази пере- 
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вищують швидкість розвитку корозійно-втомної тріщини у зразку без ознак втоми 

(рис. 1.15). 

Причини утворення промивів у БТ були пов’язані з конфігурацією, якістю 

матеріалу та станом навантаження БК. 

Під час буріння [160] було вирішено витягнути бурову колону. БТ розміром 

127 мм зрізалася (рис. 1.16) і повне відокремлення відбулося у свердловині. Прове-

дене дослідження свідчить, що сумарне прикладене напруження на даний момент 

було меншим за границю плинності матеріалу. 

 

 

Рисунок 1.15 – Порівняння діаграм циклічної тріщиностійкості (da dN   K  криві) 

експлуатованої БТ G105 з ознаками втоми (1) та без них (2) [180] 

 

 

Рисунок 1.16 – Зріз 127 мм БТ [160] 
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Під час буріння [150] на ділянці свердловини від 2470 м до 2516 м тиск на стійці 

труби впав раптово, тому було вирішено витягнути бурову колону в обсадженому от-

ворі на 1950 м. Виявлено проблему втрати герметичності 127 мм БТ S 135 (рис. 1.17). 

Через БР під високим тиском, що проходив через тріщину та отвір, поверхня 

руйнування була розмита і інформація отримана з цієї поверхні не були корисною. 

Передбачалося, що промив відбувся через корозійно-втомну тріщину, започат-

ковану на внутрішній поверхні БТ в області, де внутрішнє покриття було 

пошкоджене і спостерігалися корозійні пітинги. 

У БТ G 105 розміром 127 мм виявили промив через 126 год чистого буріння 

[165]. У праці провели систематичний аналіз з урахуванням якості сталі та стану 

навантаження БК. Вимірювання та перевірку проводили щодо конфігурації, меха-

нічних характеристик (
В 935,0 МПа  , 0,2 861,0 МПа  , 24,0%  ), хімічного 

складу (див. табл. 1.3), металографії та мікрофрактографії. 

 

 

Рисунок 1.17 – Промив 127 мм БТ 

(тріщина поширюється радіально) [150] 

 

Таблиця 1.3 – Хімічний склад досліджуваної сталі БТ G 105 

Масова частка елементів, % 

C Mn Si Cr Cu Mo Ni Smax Pmax 

0,24 1,11 0,23 0,86 0,091 0,15 0,041 0,0018 0,009 

 



61 

 

Виявили, що причиною аварії з промивом БТ (рис. 1.18) була передчасна вто-

ма сталі, а також механічні пошкодження через неправильну роботу на її зовнішній 

поверхні. Крім того причиною аварійної ситуації був шар зневуглецювання 0,35 мм, 

спричинений неналежною термічною обробкою. Під впливом коливальних 

напружень тріщини виникли з шару зневуглецювання та швидко розвивались. Коли 

тріщина поширилася через товщину стінки БТ, утворився промив. 

 

 

Рисунок 1.18 – Промив у БТ [165] 

 

Оптичне мікроскопічне спостереження (рис. 1.19) металографічного зрізу БТ 

через товщину стінки навколо тріщини свідчить, що багато міні-тріщин виникли з 

зовнішньої поверхні БТ і поширилися вглиб, що характерно для втомної тріщини. 

 

 

Рисунок 1.19 – Оптична мікрофотографія стінки БТ [184] 
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У праці [184] представлено ряд результатів досліджень руйнувань бурових ко-

лон, що охоплюють понад півтора роки діяльності в Північному морі. Зокрема, вив-

чали промив у тілі БТ, що знаходився приблизно на 1230 мм від бурильного замка. 

Поверхня корпусу БТ, що прилягає до промивини, мала кілька перпендикулярних 

рубців, як показано на рис. 1.20а. На внутрішній поверхні не було виявлено тріщин, 

прилеглих до промиву труби, як показано на рис. 1.20б. 

 

  

Рисунок 1.20 – Промив, вигляд ззовні a) та зсередини б) [184] 

 

Металографічні дослідження в поперечному перерізі показали, що в сусідній 

зоні виникли тріщини до кількох промивів. Ця зона складалася як з локалізованого 

незагартованого мартенситу, так і з локалізованого деформованого мартенситу, як 

показано на рис. 1.21 і 1.22. Глибина тріщин на досліджуваному перерізі була 

приблизно 0,1…0,4 мм. 

Наступний промив у тілі БТ, що знаходився приблизно на 510 мм від бурильно-

го замка. На зовнішній поверхні корпусу БТ біля промивини не виявило значних 

нерівностей та значної тріщини, однак на внутрішній біля промивини було візуаль-

но виявлено тріщину (рис. 1.23). 

Поперечний переріз поруч із промивиною БТ було розділено та підготовлено 

до металографічної експертизи. На цьому перерізі спостерігали три тріщини щодо 

корозійних виразок, які показано на рис. 1.24. 
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Одна з цих тріщин була примусово розкрита, і поверхня руйнування (поверх-

ня тріщини) візуально вказувала на втомне поширення тріщини. Це зображено на 

рис. 1.25. 

 

  

Рисунок 1.21 – Тріщини, започатковані 

в зоні незагартованого мартенситу, що 

прилягає до промивин [184] 

Рисунок 1.22 – Тріщини, започатковані 

в зоні, що прилягає до промивин [184] 

 

 

Рисунок 1.23 – Промивина, видно ззовні a) та зсередини б) [184] 
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Дефектність БТ також виникає на різьбових з’єднаннях. Низка дослідників 

вивчали різьбові з’єднання БТ за допомогою обчислювального та чисельного під-

ходів [181, 183, 185, 215]. 

 

 

Рисунок 1.24 – Три тріщини були виявлені щодо корозійних виразок у 

поперечному перерізі, що прилягає до промивини в БТ [184] 

 

 

Рисунок 1.25 – Поверхня руйнування вимушеної розкритої тріщини [184] 

 

У праці [181] було проведено детальне дослідження щодо виходу з ладу ЗРЗ 

БТ G105. Вивчали, як розподіл напружень на різьбовому з’єднанні може 

призвести до несправності БТ. Напруження аналізували за допомогою 2D методу 

скінченних елементів для ЗРЗ БТ за комбінованого навантаження, що містить 
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попередній натяг, розтягуючі та згинальні навантаження. Визначаючи розподіл 

напружень, з’ясували, що потенційним місцем для зародження втомних тріщин є 

„основа першого зуба”, де вони є максимальними. Встановлено (рис. 1.26), що 

руйнування спричинила втомна тріщина, яка зароджується від „основи зуба” і 

поширюється крізь стінку ніпеля (рис. 1.27). У цій зоні зафіксовано найбільші 

циклічні згинальні навантаження внаслідок локальних вигинів БТ. 

 

 

 

Рисунок 1.26 – Макроскопічні 

зображення тріщини на „першої 

основи зуба” різьби 

Рисунок 1.27 – Макроскопічні зображення 

порядку нумерації різьби ніпельного 

з’єднання 

 

У [183] використовуючи механічні випробування, металографію та хімічний 

аналіз з’ясували, що головними причинами руйнування є осьові, крутні та згиналь-

ні напруження втомного та корозійно-втомного характеру, що виникають пере-

вантаження БК під час її експлуатації. 

Аналіз напружень різьбових з’єднань БК [215] під осьовим, згинальним та 

крутним навантаженням проводили методом скінченних елементів в області 

найбільшої концентрації напружень. За результатами розрахунків встановили, що 

коефіцієнти пікової концентрації напружень у всіх випадках були в околі основи 

першого навантаженого „зуба” в ніпелі та останнього завантаженого „зуба” в 

муфті. Аналіз чутливості на вплив профілю нитки різьби на напружений стан по-

казав, що опірність втомі може бути збільшена за рахунок покращення дизайну 

профілю різьби. 
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Аналіз напруженого стану різьбових з’єднань БК, що зазнають експлуатаційних 

навантажень [185] показав, що у всіх випадках основа першого навантаженого зуба в 

ніпелі і останнього завантаженого „зуба” в муфті є місцями максимальних „пікових” 

напружень, окрім того, максимальне напруження в ніпелі більше. 

У [176] вивчали вплив енергії, що поглинається БТ і є найважливішим показ-

ником в’язкості, який має вирішальне значення на її безпеку під час експлуатації. 

Аналіз статистичних результатів 91 випадків виходу з ладу БТ показують, що 

промивини є основною причиною аварійних ситуацій БТ групи міцності S–135, 

включаючи промивини овальної форми та наскрізні щілини. Довжина промивини 

(овальної форми наскрізного отвору) знаходиться в інтервалі 20…50 мм, а 

поглинена енергія удару, що вийшла з ладу БТ знаходиться в межах 42…156 Дж. 

Довжина наскрізної щілини знаходиться в інтервалі 60…90 мм, а енергія 

поглиненого БТ удару, зосереджена в межах 76…150 Дж. Результати аналізу 

свідчать, що існує певна кореляція між довжиною наскрізного отвору та енергією 

поглиненого БТ ударом. 

У цій праці показано, що існує певна кореляція між довжиною наскрізного 

отвору та енергією, поглиненою ударом БТ. Також обґрунтовано, що для безпечної 

експлуатації БТ групи міцності S 135 вона повинна витримувати, не руйнуючись, 

поглинену енергію удару понад 80 Дж. 

У праці [152] розглядали результати, отримані в ході випробувань швидкості 

росту втомних тріщин у БТ груп міцності G 105 та S 135 у повітрі. Показано, що 

під час роботи БК зазнає багато умов навантаження з таких причин: 

 згин у криволінійних свердловинах; 

 згинання у нижній частині свердловини через стискаючі навантаження, що 

діють на компоновку бурильної колони (КБК); 

 монтаж вантажів у різьбових з’єднаннях (бурильні замки); 

 осьові вібрації. 

У випадку буріння по криволінійній траєкторії напруження, яке виникає у 

компонентах БК має дві складові: постійну – пов’язану з вагою БК та змінну, яка 

залежить від швидкості обертання долота та залежно від кривизни свердловини 

постійного розтягуючого навантаження. 
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На практиці, на свердловині допустима кривизна приймається 5 30 м , а на-

вантаження розтягу коливаються від нуля до 1800 кН залежно від розташування 

труби всередині БК. 

Напруження, викликані згином, можуть виникати лише в нижній частині 

КНБК, яка зазнає стискаючих навантажень; ця частина колони складається тільки 

з обважнених БТ. 

Кінцево БТ з’єднується через попередньо завантажені різьбові з’єднання. 

Аналіз кінцевих елементів свідчить, що вони можуть створювати високі 

напруження у впадинах кореня різьби бурильних замків. 

Напруження, спричинені вібраціями, можуть бути по величині співставні із 

постійними навантаженнями розтягу, але цього можна уникнути, контролюючи 

швидкість обертання долота. 

Розраховані числові напруження, що виникають від різних типів навантажень 

представлено в табл. 1.4. 

У [152] досліджували такі матеріали: 

 сталь S135, яка використовується в БТ, верхня частина БК (за умови високих 

розтягуючих навантажень); 

 сталь G105, яка використовується БТ нижня частина БК. 

Основні механічні характеристики цих сталей подано в табл. 1.5. 

Експерименти проводили в умовах постійного навантаження з використан-

ням двох різних значень коефіцієнта асиметрії цикла 0,1R   та 0,7R   (мінімальне 

та максимальне навантаження). Значення 0,1R   було обрано як репрезентативне 

для умов навантаження, яке зустрічається по усій КНБК (виключаючи лише 

бурильні насадки), тоді як 0,7R   імітувало роботу умови в межах верхньої 

частини БК та в різьбових з’єднаннях КНБК. 

Дослідження проводили використовуючи компактний прямокутний зразок 

(рис. 1.28) з боковою тріщиною на позацентровий розтяг. Досліджували розвиток пів-

еліптичних тріщин із постійним співвідношенням глибини до ширини 0,5а с  . 
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Таблиця 1.4 – Числові значення напружень 

Тип навантаження 
Статичне навантаження – динамічне навантаження, МПа 

ОБТ БТ Частота 

Осьове 

навантаження 
50…0 0…200 Статичне 

Викривлення 

свердловини 
0…120 0…180 N* 

Поздовжній згин 0…50 NA** N* 

Осьові вібрації 0…100 0…50 N до 3N+ 

Поперечні вібрації 0…50 0…50 kN/2 

Навантаження 

компоновки 
100…600 100…620 Статичне ++ 

* швидкість обертання колони; 

** згин відбувається тільки в КНБК; 

+ залежно від типу долота; 

++ в основі першого витка різьби різьбового з’єднання. 

 

Таблиця 1.5 – Механічні характеристики сталей БТ груп міцності S135 та G105 

Матеріал 
E , 

МПа 

В, 

МПа 

0,2, 

МПа 

δ, 

% 

IcK , 

МПа м  

(20 C ) 

S135 2,102·105 1042,0 961,0 13,1 190,6 

G105 2,074·105 852,0 728,0 17,4 163,2 

 

За результатами експериментів вимірювали швидкість росту втомних тріщин 

в повітрі при кімнатній температурі для двох типів сталей БТ груп міцності G105 

та S135. Представлені на рис. 1.29 результати досліджень свідчать, що дві сталі 

мають дуже схожі темпи поширення втомних тріщин. 

 



69 

 

 

Рисунок 1.28 – Розміри зразків, отриманих з БТ 

 

 

Рисунок 1.29 – Швидкість росту втомної тріщини в сталях БТ у повітрі 

 

Оцінку роботоздатності БК проводили за двома різними умовами наванта-

ження. Перша умова (LC1) – характеризувалася середнім напруженням, 

сер 600 МПа   і коефіцієнтом асиметрії цикла 0,7R   ( 106 МПа   ), що є ре-

презентативним для напружень, що виникають біля першої впадини витка муфто-

вої різьби, в товщині стінки близько 40 мм. Велике напруження пов’язане з крут-

ним моментом, що застосовується на етапі складання БК, тоді як змінні напруження 

виникають через кривизну свердловини (тут передбачалася кривизна 3 30 м ). 
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Друга умова (LC2) – має нижче середнє напруження, сер 200 МПа  , але вищий 

альтернативний коефіцієнт асиметрії циклу 0,1R   ( 165 МПа   ). 

Ці значення є репрезентативними напруженнями, що виникають у тілі БК у 

сильно криволінійних свердловинах (до 5 30 м ), де середні напруження при 

розтягуванні можуть зникнути, а змінні навантаження – пов’язані з кривизною 

свердловини визначаються великим напруженням згину. 

Результати аналізу наведено на рис. 1.30, як передбачена кількість циклів до 

руйнування від початкової довжини тріщини. Під час буріння свердловини, 

елементи БК зазнають 106…107 циклів. 

 

 

Рисунок 1.30 – Прогнозована кількість циклів до відмови як функція початкової 

довжини тріщини для БК за різних умов навантаження та робочих середовищ 

 

Однак, під час буріння обважнені БТ зазвичай не завжди працюють у таких суво-

рих умовах, як показано на рис. 1.30. Крім того, вони піднімаються зі свердловини для 

зміни долота під час СПО і може відбутися зміна положення обважненої БТ у БК. Більше 

того, залишковий ресурс за LC1 (тобто помірно викривлені свердловини) є значно 

більшим, ніж типовий для LC2 (тобто сильно викривлені свердловини). У другому 

випадку прогнозований час роботи дуже короткий (105 циклів, тобто від 50 до 60 год). 
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Представлені результати служитимуть основою для розроблення та обґрунту-

вання нових ефективних підходів забезпечення роботоздатності тривало 

експлуатованих елементів БК. 

 

 

1.5 Аналіз сучасного стану підходів до вивчення проблеми втрати ро-

ботоздатності тривало експлуатованих елементів бурильних колон 

 

Досвід експлуатації БТ свідчить, що під час поглиблення БК зазнають 

статичних, втомних та динамічних навантажень, а також впливу промивальних 

розчинів. Крім того під час тривалої експлуатації деградують властивості матеріалу 

БК (змінюються вихідні фізико-механічних характеристики матеріалу [60, 174]). У 

зв’язку з цим розуміння причин руйнувань БК є одним з актуальних питань у 

нафтогазовій галузі. 

Пошкодження матеріалу, зумовлено гетерогенністю фізико-хімічного його 

стану [219] і є джерелом накопичення незворотних мікродеформацій, утворення пі-

тингів, мікротріщин [102, 162], а також специфічними умовами експлуатації зазви-

чай є причиною утворення та розвитку корозійно-втомних тріщин [59] та ризику 

подальшого руйнування елементів БК. 

У зв’язку з цим оцінювання здатності матеріалу елементі БК чинити опір 

розвитку корозійно-втомних тріщин та умов, за яких можливе їх руйнування під 

час експлуатації є важливим визначення їх роботоздатності. 

Проблемою є узгодження напруженого стану елементів БК (БТ і замків) та 

оцінка на цій основі умов їх руйнування як реальної конструкції із одержаною 

лабораторним шляхом інформацією про руйнування цих елементів. Тут необхідно 

по-перше, визначити як напружений стан елемента конструкції, так і напружений 

стан досліджуваного зразка, а по-друге оцінити фізико-механічних характеристик 

тривало експлуатованого матеріалу [163]. Отримана інформація дає можливість 

прогнозувати механічну поведінку та остаточне руйнування таких конструкцій, 

використовуючи результати, отримані з лабораторних досліджень. 
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Зазначену проблему вирішують методами механіки руйнування, у рамках якої 

визначають в’язкість руйнування (тріщиностійкість), яка є важливою властивістю 

матеріалу і виражається такими критичними параметрами в’язкості руйнування як, 

наприклад, J-інтеграл (
ICJ ), коефіцієнти інтенсивності напружень (КІН) (

ICK ) або 

розкриття тріщини (
IC ). Ці параметри сприймаються як надійний інструмент [87, 

107, 137, 198] для визначення умов руйнування матеріалів елементів конструкцій. 

Універсальні методи випробувань з використанням зразків з попередньо ут-

вореними глибокими тріщинами для визначення параметрів в’язкості руйнування (

ICJ ,
ICK  або 

IC ), які регламентують послідовність проведення досліджень розро-

били в стандартах ASTM, BSI та ISO [146148, 154, 155]. 

Однією з основних вимог застосування цих методів є дотримання умов авто-

модельності поля напружень і деформацій в околі вершини тріщини [87]. Розмір 

пластичної зони, згідно умов автомодельності повинен бути на порядок менший від 

довжин тріщини, а також відстані її вершини від границь тіла зразка, тобто 

    
2

I

T

, 1,5 2,5
σ

K
a t a

 
   

 
, (1.1) 

де а  – довжина тріщини, t  – розмір тіла в напрямку поширення тріщини, 
T  – гра-

ниця плинності матеріалу за розтягу. 

У праці [163] досліджували концепцію подібності, в якій одним параметром 

(J-інтегралом) описували поле напружень в околі вершини тріщини зразка або 

елемента конструкції (рис. 1.31) базуючись на результатах випробувань стандарт-

них зразків (дотриманно умови автомодельності поля напружень і деформацій в 

околі вершини тріщини). 

Для випробувань використано три типи зразків (рис. 1.32): компактні зразки, 

що навантажують розтягом (рис. 1.32а), пластина з боковою тріщиною, що 

навантажують розтягом (рис. 1.32б), а також балкові зразки з боковою тріщиною, що 

навантажують за схемою три точкового згину (рис. 1.32в). 
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а – зразок для випробувань; б – схематичне представлення навантаженого 

елемента конструкції з тріщиною; в – пластична зона у вершині тріщини (1) 

та область (2) інтегрування (визначення J-інтеграла) 

Рисунок 1.31 – Концепція моделювання з урахуванням однопараметричної 

пружно-пластичної механіки руйнування [163] 

 

Парисом, на основі праць [200, 201], запропоновано, однопараметричний 

критерій пружно-пластичної механіки руйнування. У [210] запропонували критерій 

J-інтеграл для оцінювання напруження в околі вершини тріщини: 

  
0

,
σ

J
b W a M   , (1.2) 

де b  – товщина зразка,  W a  – віддаль від вершини тріщини до основи зразка, 

0σ  – еталонне напруження (це може бути 
Tσ  або середнє значення T Bσ σ

2

 
 
 

. 

Розглянуті нижче підходи в рамках стандарту ASTM E1820, придатні для 

стандартних призматичних зразків на згин (SENB), компактних прямокутних та 

дискових зразків з боковою тріщиною, 0,45 0,70а W   і шириною зразка в межах 

1 4W B  . 
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а) компактний зразок; б) пластина з боковою тріщиною; 

в) балковий зразок із боковою тріщиною 

Рисунок 1.32 – Геометрія зразків для випробувань 

 

Перша версія стандарту ASTM E1820 [147] містила метод J-інтегрального 

випробування, який був розроблений на основі оцінки діаграми руйнування 

„навантаження – зміщення берегів тріщини (LLD)”. Аналізуючи перші J R  криві 

згідно ASTM E1820, стандарт розділив загальний інтеграл на еластичні та 

пластичні компоненти, що підлягають окремій оцінці: 

 e pJ J J  , (1.3) 

де 
eJ  – пружна складова J-інтеграла обчислюється безпосередньо з КІН K  для 

плоскої деформаційної тріщини: 
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 2 21 μ

e

K
J

E

 
 , (1.4) 

де Е  – модуль Юнга,   – коефіцієнт Пуасона. 

Пластична складова 
eJ  визначається з наступного рівняння, η  – безрозмір-

ний коефіцієнт, що характеризує пластичну зону геометрії зразка 

 P
p

N

η A
J

b B





, (1.5) 

де pJ  – пластична складова J-інтеграла, 
NB W a   – відстань від вершини тріщи-

ни до межі тіла зразка, b  – ширина зразка, 
РА  – загальна площа під кривою „наван-

таження – зміщення берегів тріщини”, отримана в результаті випробування на руй-

нування, яка представляє енергію, поглинену зразком. 

Рівняння (1.3)(1.5) використовують у ASTM E1820 [147, 148] для визначення 

критичного значення J-інтеграла (JIC), коли відсутній сталий розвиток тріщини. 

Експериментально доведено, що розкриття тріщини у її вершині (CMOD) 

легше вимірювати і з більшою точністю, ніж зміщення берегів тріщини, для зразків 

з боковою, особливо дрібною тріщиною. 

У [173], використовуючи на основі розкриття тріщини у її вершині 

пластичний коефіцієнт η , запропонували подібну до рівняння (1.5) оцінку 

пластичної складової рJ  

 
P

CMOD CMOD
p

N

η A
J

b B





. (1.6) 

Рівняння (1.6) використовують у ASTM E1820 як альтернативу визначення J -інтег-

ралу. Особливістю випробування є використання одного зразка з відповідною ко-

рекцією росту тріщини. 
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Таким чином, базовий метод випробування визначає в’язкість ініціювання 

руйнування у точковому значенні, а метод випробування кривої опору визначає 

в’язкість руйнування у форматі кривої опору з одного випробувального зразка. 

Оцінка J-інтеграла із урахуванням рівнянь (1.5) або (1.6) справедлива лише у 

випадку нерухомої тріщини для визначення 
ICJ  при ініціюванні пластичного 

розриву. Оцінка J-інтеграла для підростаючої тріщини повинна враховувати ефект 

ширини тріщини, оскільки його визначено на основі деформаційної теорії 

пластичності. Враховуючи це в [164], запропонували підхід, згідно якого 

враховується корекція росту тріщини. 

КІН визначали за рівнянням (1.4), але для обчислення пластичної складової 

J-інтеграла – 
PJ  використовували додатковий коефіцієнт J-інтегралу: 

 
     

1,

1 1
11

1 1

1
i i

i P i
i ip i p i

i N i

η A
J J a a

b B b



 


 

    
       

   
, (1.7) 

де η  і   – два коефіцієнти пластичної геометрії, а 1,I I

PА   представляє додаткову 

пластичну площу під нахиленою кривою „навантаження – зміщення берегів 

тріщини” і визначається за допомогою: 

       1,

1 1

1

2

i i

P i i P i P i
A P P

 
       , (1.8) 

де 
P  є пластична компонента зміщення берегів тріщини. Метод відповідності 

розвантаженню рекомендується ASTM E1820 для визначення миттєвого підрос-

тання тріщини шляхом вимірювання відповідності пластичному розвантаженню на 

основі розкриття тріщини у вершині при одному випробуванні зразка. Випро-

бовуючи один зразок, визначали навантаження, зміщення берегів тріщини (LLD) та 

розкриття тріщини у вершині (CMOD) внаслідок її підростання, необхідні для роз-

рахунку J -інтегралу та для оцінки кривої J R . 

Використовуючи підходи стандарту ASTM E1820 щодо аналізу базової діагра-

ми руйнування „навантаження  зміщення берегів тріщини” та підвищення точності 
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оцінки кривої J R  у [240] запропонували на основі розкриття тріщини у вершині 

уточнене додаткове рівняння обчислення пластичної складової J-інтегралу: 

      
1 1, 1

11

1 1

γ
1

i i i i
CMOD Vp CMOD

i ip i p i

i N i
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   
       

   
, (1.9) 

де 
CMODη  та 

CMOD  – два коефіцієнти пластичної геометрії на основі CMOD, а 1,i i

VpA   

позначає додаткову пластичну площу під виміряною кривою „розкриття тріщини у 

вершині  навантаження”: 

       1,

1 1

1

2

i i

Vp i i P i P i
A P P V V

 
     , (1.10) 

Рівняння (1.9) тільки вимагає даних про навантаження та розкриття тріщини 

у вершині для побудови J R  кривої, і, стандарт ASTM EI820 у прийнятій у 

2008 р. та подальших версіях, запропонував рівняння (1.7) як альтернативний 

метод випробування кривої опору для оцінки кривої J R . Цей метод оцінки 

кривої застосовується для балкових прямокутних зразків (SENB) або компактних 

прямокутних зразків (CT). 

Стандарт BS 74481 [154] регламентує метод випробування точного визна-

чення в’язкості руйнування 
ICJ  для конструкційних сталей. Процедура оцінки в 

BS 74481 така ж, як і в стандарті ASTM EI820 із використанням рівнянь 

(1.3)(1.5), але передбачає лише вимірювання зміщення берегів тріщини. 

Крім того, в рамках стандарту BS 74481 [154] використовують модель плас-

тичної зони для розрахунку 
IC , яке визначається на початку розкриття вершини 

тріщини. У рамках стандарту критичне розкриття вершини тріщини 
IC  розділене 

на пружну частину, розраховану на основі КІН 
IK  у її вершині та пластичну 

частину, розраховану за моделлю пластичної зони: 

 
   
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, (1.11) 
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де r  – пластичний коефіцієнт обертання навколо шарніру (моделі пластичної зони 

у вигляді кулі), який залежить від розміру тріщини та типу зразка ( 0,4Pr   для 

балкового зразку з боковою тріщиною навантаженого за схемою триточкового 

згину (SENB) та 0,46Pr   для компактного зразка навантаженого розтягом (CT), 

PV  – пластична складова (розкриття) зміщення берегів тріщини (визначається за 

діаграмою P V ), z – висота пазу ножів із встановленими датчиками до передньої 

грані зразка. 

Стандарт BS 74484 [155] регламентує метод випробування для визначення 

кривих стійкості до руйнування та значень ініціації для стабільного розширення 

тріщини в матеріалах. Процедура оцінки кривої опору в BS 74484 є аналогічною 

до ASTM E1820, але використовується інше J-інтегральне рівняння: 
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   
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, (1.12) 

де 
0J  – загальне значення, розраховане з рівнянь (1.3)(1.5) із використанням змі-

щення берегів тріщини на основі основної процедури. J-інтеграл з рівняння (1.11) 

значно відрізняється від J-інтеграла з рівняння (1.9). Однак в результаті експери-

ментів в рамках стандартів BS 74484 та ASTM E1820 отримують практично одна-

кові криві J R . 

У праці [232] використано процедуру випробування одного зразка для вста-

новлення взаємозв’язку між J-інтегралом та пластичним руйнуванням. Вивчали 

умови руйнування виготовлених із нержавіючої сталі 304 SS ( 0,2 424 МПа  , 

В 682 МПа  ) компактних зразків товщиною 25 мм і 15 мм. Випробовували за 

кімнатної температури згідно британського стандарту 74484 [155] використовую-

чи методику багаторазового часткового розвантаження зразка. За результатами 

експериментів будували криві поточного рівня J-інтеграла 
kJ  від підростання трі-

щини а . 
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Ефективний effJ  розрахувався з урахуванням площі під навантаженням на ос-

нові кривих приросту тріщин при кожному розвантаженні згідно рівнянь (1.3)–(1.5) 

[147, 155]. 

За результатами випробувань встановили, що критична в’язкість руйнування 

компактного зразки товщиною 25 мм – 2

0,2 473кДж мJ  , а компактного зразка 

товщиною 15 мм – 2

0,2 590 кДж мJ  . Різна критична в’язкість руйнування вказує 

на вплив на різні розміри пластичної зони у вершині тріщини. У випадку компакт-

ного зразка товщиною 15 мм умови автомодельності не виконуються. Крім того, 

пластичне руйнування спостерігається на поверхні зразка раніше ініціювання 

тріщини як у великих стандартних ( 25 ммb  ), так і в невеликих ( 15 ммb  ) 

компактних зразках, виготовлених із нержавіючої сталі КТ 304 SS. 

Таким чином, характеристики тріщиностійкості (в’язкості руйнування) 

сертифікованих конструкційних сталей сучасних елементів видобувного обладнан-

ня, отримані в результаті лабораторних досліджень на стандартизованих зразках не 

завжди відповідають характеристикам тріщиностійкості сталей відповідних 

конструкційних елементів БК, оскільки обмеження геометричних розмірів сильно 

впливає на обґрунтованість методів пружно-пластичної механіки руйнування 

прогнозувати механічну поведінку та остаточне їх руйнування. Цю обставину, а 

також вплив робочих (втомних та динамічних) навантажень та експлуатаційних 

корозивних середовищ, деградацію властивостей матеріалів необхідно враховува-

ти при оцінці роботоздатності елементів БК. 

 

 

1.6 Аналіз сучасного стану підходів до вивчення проблеми втрати ро-

ботоздатності експлуатованих гнучких труб колтюбінгових установок 

 

Надійна та безпечна роботоздатність колтюбінгових установок, основним 

елементом яких є ГТ має важливе значення при поглибленні свердловин, техноло-

гічних операціях та ремонтних роботах. Слід зауважити, що під час експлуатації 
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ГТ зазнають дії високих навантажень, а також впливу корозивних середовищ. У 

зв’язку з цим матеріал ГТ одночасно повинен володіти високою міцністю, пластич-

ністю та корозійною тривкістю. 

На сьогодні існує декілька підходів до оцінки експлуатаційної надійності ГТ. 

Аналіз [13, 102] особливостей експлуатації ГТ засвідчує, що найнебезпечнішим 

чинником, який призводить до їх руйнування є значні циклічні пружно-пластичні 

навантаження матеріалу за дії згину. Саме під час втомних навантажень згідно 

досліджень [151, 174, 217] відбувається деградація механічних характеристик 

конструкційних сталей. 

У [68] вивчали закономірності зміни механічних характеристик найбільш 

поширеної колтюбінгової сталі GT90 під впливом втомних навантажень. Дослід-

жували зразки круглого поперечного перерізу за схемою кругового консольного 

згину. За результатами досліджень встановили [68], що закономірності зміни гра-

ниці плинності, твердості, ударної в’язкості матеріалу ГТ, в умовах малоциклової 

втоми мають характерні ознаки, які пояснюють поетапне руйнування матеріалу: 

 інкубаційний, що супроводжується збільшенням щільності дислокацій; 

 етап локального накопичення пошкоджень в межах окремих зерен; 

 момент зміни механізму адаптації матеріалу до зовнішніх впливів характери-

зується співвідношенням 0,7i

p

N

N
  (

iN  – поточна кількість циклів навантаження, 

pN  – кількість циклів навантаження до повного руйнування матеріалу), при якому 

відбувається перехід руйнування з мікро- на макрорівень; 

 етап поширення магістральної тріщини починається в інтервалі 

0,7...1,0i

p

N

N
 . 

У [116] запропоновано методику прогнозування довговічності КГТ, яка, на 

відміну від відомих, здатна відобразити повну історію деформування і накопичення 

пошкодження конкретних об’єктів, необхідну для його моніторингу. В основу мето-
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дики покладено систему лабораторних і стендових механічних випробувань. У ла-

бораторних умовах досліджували стандартизовані плоскі зразки, вирізані з листо-

вого прокату сталі А6064, який використовувався для виготовлення ГТ. За резуль-

татами випробувань визначали деформаційні і міцнісні характеристики сталі в умо-

вах разового і циклічного знакозмінного навантаження. Стендові випробування з 

використанням промислової установки для дослідження фрагментів ГТ проводили 

під тиском і без нього. За результатами експериментів враховували вплив геометрії 

і технології виробництва труб на їх механічні властивості. Також складовою ме-

тодики є розроблені в пакеті ANSYS Mechanical спеціалізовані програмні модулі для 

розрахунку кінетики не пружного деформування фрагмента ГТ в стендових випро-

буваннях і ділянки ГТ при виконанні типової СПО. Зокрема визначали кути пово-

роту, які повторюють згин та випрямлення ГТ при типовому експлуатаційному циклі 

враховуючи діаметр барабана, радіус кривизни направляючої, довжину труби в 

свердловині і тиск у трубі. У рамках експериментальних досліджень вище зазначені 

результати змінювали з кожним наступним циклом навантаження. Експерименти 

проводили до повного вичерпання ресурсу труби. 

Запропонована розрахунково-експериментальна методика прогнозування 

довговічності КГТ відображає індивідуальну історію не пружного деформування і 

накопичення пошкодження досліджуваної труби. Запропонований підхід дозволяє 

врахувати особливості роботи колтюбінга за різних тисках та довжинах розмотува-

ної у свердловину труби. 

У [13] на основі запропонованої в праці [116] методики досліджували ГТ 

класу міцності СТ 80 ( 0,2 550 МПа  , 
В 607 МПа  , 28%  , 61%  ) з розмі-

ром труби 38,1×3,4 мм. 

Співставлення розрахункових і отриманих в результаті випробувань на стен-

ді в інтервалі експлуатаційних значень тиску (від 10 МПа до 30 МПа) чисел циклів 

до руйнування дає цілком задовільний результат. Перерахунок за критерієм 

рівності накопиченого пошкодження кількості циклів до руйнування труби – зраз-

ка класу міцності СТ 80, зафіксованого в ході стендових випробувань, дає змогу 

прогнозувати ресурс труби при її експлуатації в умовах прийнятого технологічного 
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циклу. У міру збільшення тиску від нуля до 30 МПа кількість циклів СПО 

знижується від 330 до 150. 

Зіставленням кількості циклів, яке ГТ відпрацює в умовах модельного техно-

логічного циклу, із кількістю циклів знакозмінного згину, отриманих на дослідній 

установці дозволило встановити кореляцію цих параметрів і давати обґрунтовану 

оцінку експлуатаційних властивостей ГТ за даними стендових випробувань. 

У [44] вивчали НДС довгомірної поліетиленової труби на барабані з ураху-

ванням фізичної нелінійності роботи матеріалу. На основі математичної моделі 

напруженого стану криволінійного стержня у формі диференціальних рівнянь був 

розроблений алгоритм і складена комп’ютерна програма на ПЕОМ. Обґрунтовано, 

що найбільш небезпечною ділянкою руйнування ГТ при подачі їх в сталевий трубо-

провід є напрямна. Тут досліджено напружений стан поліетиленових труб при про-

ходженні їх через направляючу з урахуванням двох чинників: дії згину і розтягу. 

Крім того зазначено, що напруження у поперечному переріз поліетиленової ГТ 

залежить від діаметрів барабана та самої труби. 

У [71] вивчали причину руйнування ГТ 38 3 мм , в якої під час СПО був 

виявлений свищ в тілі труби з подальшим зламом. ГТ працювала в умовах змінного 

згину при робочому тиску понад 30 МПа та впливу корозивних середовищ, що міс-

тили кислотний розчин та сірководень. Руйнування почалося з боку, протилежного 

зварювальному шву труби. Міцність сталі досліджуваної ГТ близька до даних 

сертифіката. Пластичність, судячи з відносного подовження, менша зазначеної в 

сертифікаті в 3 рази, що свідчить про те, що досліджувана сталь ГТ під час експлуа-

тації в умовах малоциклової втоми вичерпала запас пластичності. 

Також умови роботи ускладнюють напруження від тиску в трубі та її ваги. 

Руйнування ГТ настає тоді, коли пластичні властивості сталі будуть вичерпані. 

Тобто, ГТ працює при малоцикловій втомі. Напруження в сталі ГТ від ваги труби 

122 МПа   за умови глибини свердловини 1600 м. 
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Згідно проведених оціночних розрахунків малоциклової міцності з викорис-

танням деформаційно-кінетичних критеріїв граничного стану причиною руйнуван-

ня ГТ є малоциклова втома матеріалу – сумарна кількість циклів навантаження тру-

би, що перевищує в 1,6 рази можливу кількість циклів навантаження до зародження 

у сталі ГТ тріщин, призвела до зменшення в 3 рази пластичних властивостей 

матеріала труби і викликала не тільки зародження в тріщин, але і їх розвиток та 

наскрізне пошкодження ГТ. Підвищити роботоздатність ГТ можна внісши 

конструкційні зміни у колтюбінгову установку, шляхом з’єднання барабана з 

напрямляючим жолобом. 

У [229] метод 
PBS , що дає змогу оцінювати стабільний ріст тріщин при випро-

буваннях стандартних зразків різної геометрії на в’язкість руйнування для 

побудови JR кривих, застосували до нестандартних зразків виготовлених із ГТ. 

Функція геометрії була експериментальною, отримано випробування зразків на чо-

тири точковий згин. Результати стабільного підростання тріщин порівнюються з 

вимірюваннями за допомогою методу падіння потенціалу постійного струму. Вста-

новлено, що метод 
PBS  дає хороші показники для оцінки довжини тріщини та 

побудови кривих JR для ГТ, що спрощує час та обладнання. 

Під час експлуатації рівень пластичної деформації ГТ становить 2…3%, яка ра-

зом з внутрішнім тиском і власною її вагою приблизно за 100 циклів змотуван-

нярозмотування через низькоциклову втому зазнає руйнування. У [228, 230] вико-

ристовуючи пружно-пластичну механіку руйнування здійснили J-інтегральну оцінку 

критичної довжини тріщини, при досягненні якої відбувається неконтрольоване руй-

нування колтюбінгової труби. Враховуючи конструкційні особливості ГТ (діаметр та 

товщина стінки труби), для проведення експерименту згідно стандарту ASTM 

E182008 використовували нестандартні зразки. Досліджували фрагменти експлуато-

ваної ГТ 38,2 3,25 мм  довжиною 1 м в умовах чотириточкового згину, на яких 

попередньо була ініційована втомна тріщина. Враховуючи вищесказане 
ІСJ  у роботі 

представляли параметром ІQJ , оскільки у фрагменті труби неможливо досягти стану 
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плоскої деформації через товщину її стінки. Величину ІQJ  не можна розглядати як 

властивість матеріалу, вона дійсна лише для досліджуваних умов. 

Слід зауважити, що загальний J -інтеграл визначали, використовуючи згідно 

стандарту ASTM E182008 рівняння (1.3). Однак обчислення пружної 
eJ  та плас-

тичної pJ  складових J-інтеграла враховує конструкційні особливості та умови 

навантаження ГТ: 

 
2

e

K
J

E


 , (1.13) 
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

   , (1.15) 

  і   – коефіцієнти. 

Розглянуті три види навантажень:  

 розтягуюче навантаження з двома складовими: випрямлення та його власна ГТ;  

 розгинальне та згинальне навантажування через розмотування або змотуван-

ня котушки, згинальне при проходженні через гусак і розгинальне для випрямлен-

ня, коли ГТ проходить через ін’єкційний блок; 

 поздовжнє напруження, викликане внутрішнім тиском. 

Беручи до уваги всі ці навантаження, критичний J-інтеграла та застосований 

модуль розриву визначали для кожного зразка. Так, за результатами експеримен-

тальних досліджень значення J-інтеграла, наприклад для однієї з гнучких труб 

І 2

кДж
130

м
QJ  , а max 2

кДж
184,1

м
J  . 
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Висновки до розділу 1 

 

1. Проведено короткий аналіз стану досліджень впливу динамічних процесів 

на поглиблення свердловини та встановлено, що моделювання буріння в стендових 

умовах є основним способом експериментальних досліджень технологічних про-

цесів буріння свердловин. 

2. Розглянуто вплив ВЗП на ефективність поглиблення свердловин та вста-

новлено необхідність розробки ВЗП для одночасного гасіння поздовжніх та кру-

тильних коливань. 

3. Аналіз особливостей колтюбінгового буріння горизонтальних свердловин 

вказав на необхідність подальшого вдосконалення методів та технічних засобів дове-

дення осьового навантаження на долото та визначення критичної швидкості потоку 

промивальної рідини для винесення шламу на горизонтальних ділянках свердловини. 

4. Виходячи з аналізу літературних джерел, присвячених опису причин та 

оцінці умов руйнування елементів тривало експлуатованих БК, методам 

оцінювання міцності та залишкового ресурсу тривало експлуатованих бурильних 

та ГТ, що містять експлуатаційні дефекти, зокрема методам оцінювання їх міцності 

та залишкового ресурсу, можна зробити висновок про недостатнє врахування 

руйнування тривало експлуатованого матеріалу бурильних та ГТ за сумісної дії ро-

бочих навантажень та корозивних середовищ. Тому для підвищення рівня досто-

вірності та надійності розрахункових оцінок роботоздатності тривало експлуа-

тованих бурильних та ГТ необхідно враховувати чинник субкритичного росту 

корозійно-втомних тріщин, зумовлений корозійною втомою матеріала БК за три-

валої експлуатації. 

На основі цього сформульовано мету дисертаційної роботи і поставлено за-

дачі для її досягнення. 
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РОЗДІЛ 2 

 

МЕТОДОЛОГІЯ ДОСЛІДЖЕНЬ  

 

 

2.1 Об’єкти та матеріали для досліджень 

 

Об’єкт дослідження: руйнування конструкційних елементів колон бурильних 

та ГТ, що реалізується шляхом зародження та подальшого розвитку тріщинопо-

дібних дефектів за сумісної дії статичних і циклічних навантажень та корозивно-

активних середовищ. 

Предмет дослідження: базові параметри та критерії, що визначають міцність 

і руйнування конструкційних елементів колон бурильних та ГТ. 

Досліджувані елементи тривало експлуатованих бурильних та ГТ (табл. 2.1), 

виготовлені з легованих сталей, номінальний хімічний склад яких наведено в табл. 

2.2, 2.3. 

Усі дослідження розвитку корозійно-втомних тріщин у сталях БТ (сталі 45 та 

36Г2С) і бурильних замків (сталь 40ХН) виконані на призматичних зразках заданих 

розмірів 10 × t × 150 мм рис. 2.1. Заготовки для зразків вирізались із фрагментів БТ 

груп міцності „К” та „Л”, а також бурильного замка З155. Товщина зразків 

виготовлених із БТ для групи міцності „К” рівна – 8,4 ммt  , для групи міцності 

„Л” – 8,0 ммt  , а для бурильного замка З155 вона складала 11,0 ммt  . Загальна 

довжина зразка (рис. 2.1) становила 150 ммl  . Характеристики міцності та 

пластичності досліджуваних зразків, наведено у додатоку Б (протоколи №2/01, 

№2/02 та №2/04 від 26.04.2016 р.). 

 

 

Рисунок 2.1 – Загальний вигляд зразка, виготовленого із фрагменту БТ для 

дослідження розвитку корозійно-втомної тріщини у сталях 
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Таблиця 2.1 – Зовнішній вигляд та опис випробуваних елементів конструкцій 

Об’єкт 

(елементи тривало експлуа-

тованих бурильних та ГТ) 

Розмір труб Сталь 
Зображення 

фрагмента труби 

БТ групи міцності „Л” 
D=126 мм 

t=8,0 мм 
36Г2С 

 

БТ групи міцності „К” 
D=126 мм 

t=8,4 мм 
45 

 

Муфта різьбового з’єднання 

З133 бурильного замка 

ЗУ155 

155 ммD   

м 114,3 ммd   
40ХН 

 

ГТ (колтюбінгова) 
D=32 мм 

t=3,0 мм 
QT800  

ГТ (колтюбінгова) 
D=38 мм 

t=3,0 мм 
QT800  

 

Випробовували за кімнатної температури 20°СТ  . Дослідження БТ прове-

дені за умов чистого згину зразків із частотою 1 Гцf  . Форма циклу навантажен-

ня – синусоїдальна. Досліджували у двох характерних робочих середовищах: БР 

„Біокар” (pH8,3) та полімеркалієвий БР (pH11). Для порівняння також випробо-

вували в інертному середовищі – у повітрі. 

Випробовували сталь QT–800 (додаток Б, протоколи №1/01 та №1/02 від 

09.11.2015 р.), з якої виготовляють ГТ. Це високоміцна низьколегована сталь [166] 

із легуючими добавками для забезпечення стійкості до атмосферної корозії. Номі-

нальний хімічний склад відповідає вимогам стандарту API 5ST CT80: 0,150 mass % 

C; ≤ 0,430 Si; 0,820 Mn; 0,570 Cr; ≤ 0,019 P; ≤ 0,001 S; ≤ 0,220 Cu; ≤ 0,08 Ni; 0,19 Mo; 
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0,017 Nb; 0,010…0,020 Ti; 0,015…0,040 V; 0,070…0,120 Al, решта – Fe. Mo i Nb під-

вищують загартовуваність сталі та покращують перетворення фериту. Структура 

сталі: полігональний ферит та гранульований бейніт [238]. Мікроструктурні особ-

ливості сталі наведено на рис. 2.2, а механічні властивості – у табл. 2.3. 

 

Таблиця 2.2 – Хімічний склад досліджуваних сталей БТ 

Сталь 36Г2С 

Масова частка елементів, % 

C Mn Si V Cu Al Ni Smax Pmax 

0,38 1,52 0,92 0,09 0,13 0,04 0,09 0,018 0,016 

Сталь 45 

Масова частка елементів, % 

C Mn Si V Cu Al Ni Smax Pmax 

0,47 0,82 0,26 0,10 0,09 0,15 0,07 0,016 0,018 

Сталь 40ХН 

Масова частка елементів, % 

C Cr Ni Si V Cu Al Smax Pmax 

0,41 1,12 0,97 0,19 0,13 0,04 0,09 0,017 0,014 

 

 

Рисунок 2.2 – Структура (× 1000) сталі QT–800 після травлення 

 

Таблиця 2.3 – Механічні властивості сталі QT–800 [157] 

в , МПа т , МПа , %  , %  

748 628 8,5 45,7 
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Корозивним середовищем слугували: 

 I – кислотний розчин, рецепт 1 (низький вміст HCl + комплекс добавок); 

 II – кислотний розчин, рецепт 2 (13 mass % HCl + комплекс добавок); 

 III – водний розчин NS4, що моделює підземні води в умовах нейтральних 

ґрунтів (0,122 г/л KCl; 0,483 г/л NaHCO3; 0,137 г/л CaCl2; 0,131 г/л MgCl2); 

 IV – пластова вода + ПАР; 

 V – конденсат з Яблунівського нафтогазоконденсатного родовища. 

 

 

2.2 Методики корозійних та електрохімічних випробувань 

 

Корозійні дослідження. Зразки для випробувань на загальну корозію виріза-

ли з колтюбінгової труби 38,1×2,77 мм за однією технологією, що дало можли-

вість врахувати особливості їх виготовлення. Вони мали однакові форму та розмі-

ри, їх шліфували (до шорсткості Ra = 0,63 мкм), знежирювали ацетоном, висушу-

вали та витримували в ексикаторі 2 год. 

Зразки повністю занурювали у корозивне середовище і для відтворення 

реальних експлуатаційних умов витримували в термостаті за температури 70°С. 

Швидкість корозії Km визначали гравіметричним методом після експозиції у 

корозивному середовищі за природної аерації та усунення продуктів корозії. 

Зважували аналітичною вагою з похибкою ±0,0001 г. Для обчислення швидкості 

корозії використовували відому формулу: 

 
2

г

см год
m

m
K

S t

  
    

, (2.1) 

де Δm, г – зміна маси зразка після експозиції у корозивному середовищі та усунення 

продуктів корозії; S, cм2 – площа поверхні зразка; t, год – тривалість експозиції. Для 

визначення характеру корозійних пошкоджень застосовували сканівний 

електронний мікроскоп EVO-40XUP (Zeiss). 
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Поляризаційні випробування. Зразки для випробувань вирізали з колтю-

бінгової труби 38,1×2,77 мм за однією технологією, і готували до випробувань, 

за тією ж технологією, що і для корозійних випробувань. 

Поляризаційні випробування реалізували за допомогою динамічної електро-

хімічної лабораторії VoltaLab40 (рис. 2.3) [220]. Використано стандартну три-

електродну схему вимірювань: робочий електрод – зразки зі сталі QT–800; 

електрод порівняння – насичений хлорсрібний; допоміжний – платиновий.  

 

   

а       б 

1 – динамічна електрохімічна лабораторія VoltaLab40; 2 – pH-метр; 

3 – робочий електрод; 4 – допоміжний платиновий електрод; 

5 – електрод порівняння. 

Рисунок 2.3 – Лабораторний комплекс для електрохімічних досліджень (а) 

та універсальна електрохімічна комірка (б) 

 

Швидкість розгортання потенціалу поляризації для всіх випадків становила 

1 мВ/с, з катодної області в анодну в діапазоні –1000…+1000 мВ. Потенціал корозії, 

густину струму корозії та константи Тафеля катодної та анодної реакцій визначали з 

прямолінійних ділянок поляризаційних кривих за стандартними методиками [220]. 
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Ваговий показник швидкості корозії Kj перераховували з густини струму 

корозії [121, 131] 

 corr
j

j k A
K

n F

 



, (2.2) 

де  jcorr – густина струму корозії, A/cм2;  

  k – коефіцієнт (k = 1, якщо час випробувань виражений у секундах, а площа – в 

cм2); А – атомна маса металу (для сталі А = 56); n – ступінь окиснення металу (для 

заліза n = 3); F – стала Фарадея. 

Дослідження мікроструктури та елементний аналіз поверхні зразків. Дос-

лідження виконано у Центрі колективного користування науковими приладами 

„Центр електронної мікроскопії та рентгенівського мікроаналізу”, що діє при Фізи-

ко-механічному інституті ім. Г. В. Карпенка НАН України 

(https://www.ipm.lviv.ua/collective_use_center.php) за допомогою сучасного скануючо-

го електронного мікроскопу EVO 40XVP із системою мікроаналізу INCA Energy. 

 

 

2.3 Методика для вивчення поширення тріщин у сталях гнучких труб в 

експлуатаційних умовах 

 

Базові фізико-механічні дослідження зародження та розвитку корозійно-

втомних тріщин виконано на балкових зразках, у середній частині яких приварені 

сегменти (рис. 2.4) вирізані з ГТ. Такий вибір конфігурації зразка зумовлений 

врахуванням технології виготовлення елемента труби. 

Всі випробовування виконано при кімнатній температурі і постійних умовах 

циклічного навантаження: форма циклу – синусоїдальна; частота навантаження 

0,1 Гцf  ; коефіцієнт асиметрії циклу 0R  . 

Окрім того, для локалізації зародження тріщини, за спеціально розробленою 

методикою (рис. 2.5) створювався концентратор, який моделював корозійне 
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пошкодження типу пітинг. Для цього на гладкій полірованій поверхні зразка 

висвердлювалась ямка глибиною 0,1 мм. 

 

  

а      б 

Рисунок 2.4 – Загальний вигляд зразка (а) для дослідження зародження 

та розвитку поверхневих тріщиноподібних дефектів за циклічних навантажень та 

його поверхня (б) після руйнування від концентратора напружень, що моделює 

корозійне пошкодження типу пітинг на внутрішній поверхні ГТ 

 

   

Рисунок 2.5 – Виготовлення концентратора, який моделює корозійне 

пошкодження типу пітинг 

 

З метою апробації розроблених критеріїв проведено натурні лабораторні 

випробування ГТ. Досліджували опір поширенню тріщин у ГТ від модельного 

(рис. 2.6, 2.7) поверхневого концентратора напружень. 

Методологічною основою роботи є одночасне врахування фізико-механіч-

них та фізико-хімічних процесів (рис. 2.8), що спричиняють корозійно-механічну 

пошкоджуваність та тріщиноутворення в конструкційних сталях. Такий підхід по-

казав свою ефективність та фізичну обґрунтованість при визначенні стандартних 

характеристик корозійної тріщиностійкості конструкційних сталей [38]. 
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Рисунок 2.6 – Приклад корозійно-втомного руйнування ГТ 

 

Тому під час кожного випробування необхідно контролювати та реєструвати 

(рис. 2.8) такі параметри [39]: максимальне напруження циклу навантаження σmax ; 

коефіцієнт асиметрії R та частоту навантаження f; кількість циклів навантаження 

N; довжину поверхневих тріщин a; електродний потенціал досліджуваної поверхні 

Es ; рН середовища; зображення досліджуваної поверхні. 

 

 

а) 

 

б) 

 

в) 

 

г) 

 

Рисунок 2.7 – Натурні лабораторні випробування ГТ: 

а) загальний вигляд установки для випробування на консольний згин; 

б) тріщина, що розвивається від концентратора напружень; в) зруйнована ГТ; 

г) загальний вигляд поверхні зламу ГТ 
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Рисунок 2.8 – Схематичне представлення параметрів, 

що контролювались під час корозійно-втомного дослідження 

 

Це дає змогу достатньо повно охарактеризувати досліджувану систему „ма-

теріал–середовище” як з фізико-механічної, так і з фізико-хімічної сторони, і побу-

дувати на цій основі адекватну модельну схему та встановити критерій поверхне-

вого тріщиноутворення за циклічного деформування досліджуваних матеріалів ГТ 

в експлуатаційних умовах. 

Зразки випробовували [125, 127, 128] до повного руйнування (рис. 2.9) з по-

дальшим аналізом поверхонь зламів. Стадія початкового корозійного пошкодження 

поверхні та зародження тріщиноподібних дефектів, а також стадія розвитку поверх-

невих тріщиноподібних дефектів вивчалась за допомогою методу пластичних реплік 

[145, 161]. Реплікаційним матеріалом служила целюлозоацетатна плівка (марка G255 

виробництво фірми AGAR SCIENTIFIC, Велика Британія) товщиною 35 мкм. Дана 

плівка є легко розчинною в ацетоні. Методика виконання цього дослідження полягає 

в наступному. Досліджувану поверхню перед експериментом ретельно зачищають та 

шліфують до стану ювенільності. Після цього змочують її ацетоном високого очищен-

ня і на ще вологу поверхню накладають реплікаційну плівку певного розміру, внаслі- 
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док чого плівка приклеюється до поверхні. Через 5…7 хв плівка відстає від поверхні, 

зберігаючи на собі детальний відбиток досліджуваної поверхні. Одержані відбитки 

аналізували за допомогою спеціальної системи [38], що складається з мікроскопа, 

фотоапарата та персонального комп’ютера з відповідним програмним забезпеченням. 

Система дозволяє фіксувати зображення досліджуваної поверхні в електронному 

варіанті (рис. 2.10), а також вимірювати лінійні розміри, площу та розташування іс-

нуючих на поверхні корозійних пошкоджень та тріщиноподібних дефектів. Точність 

вимірювання лінійних розмірів складає 10 мкм . Це дало змогу детально, якісно і 

кількісно дослідити кінетику зародження та розвиткок поверхневих тріщиноподібних 

дефектів, у заданих умовах випробовування. 

 

   

Рисунок 2.9 – Загальний вигляд зразка після випробувань 

 

   

Рисунок 2.10 – Характерні приклади мікропошкоджуваності 

та зародження тріщин на циклічно деформованій поверхні ГТ 

 

Крім цього, збережені в комп’ютері зображення поверхні руйнування, що 

відповідають різним стадіям досліджуваних процесів, можуть бути використані як 

зразки при ідентифікації умов руйнування реальних елементів ГТ в експлуа-

таційних умовах. 
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Методика визначення характеристик циклічної корозійної тріщиностій-

кості конструкційних сталей ГТ. Для реалізації програми експериментальних 

досліджень були використані методологічні підходи та дослідне устаткування 

описано у монографії [38]. У сучасній інженерній практиці характеристики трі-

щиностійкості конструкційних матеріалів [82, 83, 120] широко використовують 

для оцінювання фізико-механічного стану та залишкового ресурсу конструктцій-

них елементів у заданих експлуатаційних умовах [86, 87]. 

Однією з найважливіших характеристик опору матеріалу поширенню в 

ньому втомної тріщини є діаграма циклічної тріщиностійкості матеріалу, тобто 

залежність швидкості росту тріщини da dN  від КІН 
IK  або 

IK  [38, 106, 235]. Такі 

діаграми розміщені між двома граничними значеннями: нижнім пороговим 
thK , 

яке відповідає 
IK , за якого не відбувається ріст корозійно-втомної тріщини, і 

верхнім fcK , яке відповідає 
IK , коли настає неконтрольований катастрофічний 

ріст тріщини. 

 

 

Рисунок 2.11 – Приклад подання діаграм циклічної тріщиностійкості 

конструкційних матеріалів прямолінійними ділянками у подвійній логарифмічній 

системі координат для сталі 20 під час випробувань у повітрі (криві 1) та 

корозивному середовищі (криві 2) [38] 
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Для використання діаграм циклічної тріщиностійкості матеріалу в розра-

хунках залишкової довговічності дефектних елементів конструкцій їх описують 

аналітично [200, 201, 235]. Слід зауважити, що, не зважаючи на значну кількість 

запропонованих у літературі аналітичних виразів для опису діаграми циклічної 

тріщиностійкості, найбільшого поширення в інженерній практиці набув підхід, 

який базується на використанні степеневої залежності типу Паріса [200, 201] 

   in

ida dN C K   , (2.3) 

де C і n – константи системи „матеріал–середовище”, які залежать від хімічного 

складу і структури матеріалу, умов випробувань та хімічного складу середовища; 

і – порядковий номер ділянки; 
I max minK K K    – розмах КІН у циклі навантажен-

ня; 
maxK  і 

minK  – відповідно найбільший і найменший КІН у циклі навантаження. 

На загал, рівняння (2.3) описує другу (середньоампулітудну) ділянку діаграми, 

однак воно може бути використано й для опису як першої (низькоампулітудної), 

так і третьої (високоамплітудної) ділянок діаграми. Такий підхід є виправданим, 

оскільки діаграми циклічної тріщиностійкості багатьох матеріалів при 

випробовуваннях у корозивному середовищі не мають класичної S-подібної форми, 

властивої для випробувань в інертних середовищах [38]. Тому для цих випадків 

доцільно описувати кожну ділянку діаграми степеневою залежністю типу Паріса, 

як це показано на рис. 2.11. 

 

 

2.4 Дослідне обладнання та методика для визначення характеристик 

опору поширення тріщин у сталях бурильних труб в експлуатаційних умовах 

 

Для проведення випробувань на циклічну корозійну тріщиностійкість сталей 

елементів БК (БТ та замків) використовували дослідну машину на чистий згин, 

загальний вигляд якої представлений на рис. 2.12. 
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Рисунок 2.12– Дослідна машина для випробовування призматичних зразків на 

чистий згин в умовах втомного навантаження і корозивних середовищ 

 

Випробувальна машина монтується (рис. 2.13) на плиті 2 та корпусі 1. Вона 

складається зі стояків 3 із гвинтами 4 для зміни висоти, а також опори 5, навантажу-

вальних важелів 6 з направляючими 7. Випробувальна машина має плаваючий 8 для 

усунення осьового навантаження та нерухомий 9 захвати для кріплення зразка 10. 

Випробувальна машина дозволяє досліджувати призматичні взірці із макси-

мальною товщиною 10 мм і висотою 5…20 мм. 

Випробувальна машина створює синусоїдальну форму циклу, навантаження 

при коефіцієнті асиметрії R = 0…0,9. Зміна асиметрії циклу навантаження відбу-

вається при вертикальному переміщенні опор 4 в результаті зміни висоти стояків 

3, які забезпечують попередній згин зразка. Зміна амплітуди коливання 

забезпечується зміною ексцентриситету ексцентриків 12. 

Частоту навантаження змінюється ступінчато від 0,1 до 1 Гц. У корпусі 1 

розміщений також блок управління дослідною машиною та засоби живлення. 

Випробувальна машина на чистий згин забезпечує дію на зразок згинального 

моменту до 300 Нм. 

Перед початком випробувань на зразок наносили V-подібний концентратор 

глибиною 0,1t , тобто 10% висоти зразка. Після цього на спеціальному дослідному 
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обладнанні при навантаженні дещо меншому від того, при якому починали 

експериментальні дослідження, утворювали втомну тріщину глибиною ще 10% 

товщини зразка, тобто загальна глибина концентратора і утвореної тріщини 

складала ~ 20% товщини зразка. 

 

 

Рисунок 2.13 – Конструкція випробувальної машини на чистий згин для 

дослідження втомного руйнування сталей 

 

Досліджуючи розвиток корозійно-втомної тріщини у сталях елементів БК 

(БТ та замків) зразки з попередньо утвореною втомною тріщиною випробовували 

в інтервалі  0,2 0,8t h t t    (рис. 2.14). 

 

 

а) 

 

б) 

Рисунок 2.14 – Загальний вигляд зразків з тріщиною 

зі сталі 36Г2С а) та сталі 45 б) 
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Результати експериментальних досліджень розвитку корозійно-втомної 

тріщини в глиб матеріалу зразка, тобто по його висоті, в умовах віднульової 

асиметрії ( 0R  ) за визначених умов випробувань, представляли у вигляді 

залежності глибини а  тріщини від кількості циклів навантаження N . 

Вимірювання глибини тріщини а  здійснювалось катетометром КМ8 або 

оптичним мікроскопом МПБ2 в інтервалі 0,150,2 мм, фіксуючи при цьому 

відповідну кількість циклів навантаження N . Швидкість розвитку dа dN  

корозійно-втомної тріщини визначали як відношення приросту її довжини а  між 

двома послідовними вимірами n та n+1, тобто 

 1

1

n n

n n

da a a

dN N N









. (2.4) 

Для кожного інтервалу вимірювань швидкості розвитку dа dN  корозійно-

втомної тріщини за умови навантаження зразка чистим згином визначали КІН 
IK  

в усередненій точці інтервалу 1

2сер

n n
і

a a
а  

  за формулою [84]: 

 

 
 I 3

6M
K f

b t

 
 

    
 
  

, (2.5) 

де М – згинаючий момент, прикладений до зразка; b – ширина зразка; 

 
*h t  – висота зразка; *

серіа t  ;  

серіа  – усереднена довжина тріщини на досліджуваному інтервалі.  

Функція   відносної довжини тріщини змінювалась у межах 0,2 0,8    і 

обчислювалась залежністю: 

  
 

2 3 4 16

3

1,99 2,47 12,97 23,17 24,80 60,50 , при 0,2 0,6

0,6651 , при 0,6 0,8
1

f

           


     
    

 (2.6) 
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За результатами експериментальних досліджень та відповідних обчислень 

будували діаграми циклічної корозійної тріщиностійкості сталей досліджуваних 

елементів БК (БТ та замків). 

Випробування проводили в умовах найбільшого впливу циклічних наван-

тажень, тобто при асиметрії 0R  . Використовуючи експериментально одержані 

дані, будували діаграми циклічної корозійної тріщиностійкості для досліджуваних 

систем „матеріал елемента БК – середовище”: 

  I

da
K

dN
 . (2.7) 

Врахування впливу пульсуючих, тобто асиметрії цикла навантаження 

вивчено у працях [38, 84, 87]. Величину цього впливу представлено наступною 

формулою [38]: 

 I I 1
R

K K R    , (2.8) 

Для аналізу результатів експериментальних досліджень використовуючи 

степеневу функцію, запропоновану Парісом [200, 201], яка із урахуванням 

результатів, представлених у [38, 84, 87], в інтервалі зміни швидкостей розвитку 

тріщини 
9 51 10 ...1 10 м циклdc dN     , аналітично описували середньоамплітудні 

ділянки побудованих діаграм: 

  1
n

Idа dN C K R    , (2.9) 

де C та n – константи системи „матеріал елементу БК – середовище”; R – коефіцієнт 

асиметрії. 

Виконання обчислень, графічні роботи та аналіз і узагальнення результатів 

експериментальних досліджень проводились за допомогою персонального 

комп’ютера. При цьому використовувались пакети стандартних програм MS Office 

(2010); Photoshop СS4; CorelDRAW 8; Origin 8.0; Mathcad 15.0 та інших. 
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2.5 Методика та дослідне устаткування для визначення характеристики 

опору руйнуванню матеріалу бурильних труб 

 

Експериментально за умови крихкого або квазікрихкого руйнування розміри 

зразка визначаються з умови 

  

2

I

0,2

, 2,5 CK
b t a

 
      

, (2.10) 

яка обґрунтовує умови плоскої деформації в околі вершини тріщини, тобто 

пластична зона у її вершині на порядок менша за розміри зразка. 

Однак, матеріал елементів БК (БТ та замків) в околі вершини тріщиноподіб-

них дефектів перебуває в умовах плоского напруженого стану, про що свідчить 

аналіз руйнування поверхні зразка [190], коли руйнування відбувається зсувом, 

тобто площина зламу становить із площиною зразка кут 45о, а напруження по тілу 

зразка дорівнює нулю. Слід зауважити, що внаслідок розмірів елементів БК умови 

для плоскої деформації в околі вершини тріщиноподібних дефектів відсутні і засто-

совувати силовий підхід механіки руйнування для визначення характеристик трі-

щиностійкості високопластичних матеріалів є проблематично. 

У такому випадку для оцінювання руйнування елемента БК застосовують енер-

гетичний підхід [137, 207], в основу якого покладено поняття J-інтеграла. За цієї 

умови немає необхідності задовольняти жорсткі умови автомодельності для виз-

начення характеристик тріщиностійкості, тобто звертати увагу на конструкттивні 

особливості зразків (їх геометричні розміри, зокрема товщину стінки елементів БК). 

Руйнування елемента БК визначається зміною розмірів тріщини, тобто у 

результаті зміни її довжини під дією експлуатаційного навантаження у пружно-

пластичній зоні відбувається зміна потенціальної енергії і J-інтеграл може бути 

представлений через інтенсивність звільнення потенційної енергії 

 
П

J
l





. (2.11) 
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Разом з тим J-інтеграл представляє місцеве поле деформацій, яке виникає у 

пружно-пластичній зоні в околі вершини тріщини. Отже J-інтеграл представляє 

собою різницю потенціальних енергій двох напружених тіл з різною довжиною 

тріщини, але однакової конфігурації. J-інтеграл розширює на нелінійну область 

залежність між КІН та інтенсивністю звільненої пружної енергії, оскільки вважають 

[137, 207], що його інваріантність зберігається і для пружно-пластичного стану 

матеріалу, якщо пластичну деформацію описує деформаційна теорія пластичності. 

Таким чином, J-інтеграл – це енергія, витрачена на поширення тріщини 

одиничної довжини, яка відповідає критерію руйнування, згідно якого початок 

руйнування, тобто початок розвитку тріщини настає за умови, коли кількість 

виділеної енергії 
*J , досягає критичної величини 

СJ , тобто 

 
* СJ J , (2.12) 

Зразки навантажували на повітрі за схемою триточкового згину (рис. 2,15д) 

за віддалі між опорами 
0 4 4L h t  . Швидкість навантаження зразка становила 

1,67·105 мм/c і залишалася постійною впродовж усіх випробувань. 

Для визначення 
СJ , що відповідає старту тріщини [4, 147, 170] будували за-

лежності підростання зусилля F  від зміщення берегів тріщини V , тобто діаграми 

деформування F V . При цьому за діаграмою визначали QF  необхідні для 

обчислення QK . Слід зауважити, що діаграми деформування матеріалів елементів 

БК, характерні для сталей з високою пластичністю. Такі діаграми відносяться до 

діаграм ІІІ-го та IV-го типів, рис. 2.16 [4]. 

Для діаграми ІІІ-го типу характерна т. С, яка відповідає максимальному 

навантаженню, що відповідає моменту руйнування зразка, ліворуч від прямої ОG, 

що близько розміщена від прямої ОА. 

Для діаграми IV-го типу характерна т. С, яка відповідає максимальному 

навантаженню, що відповідає моменту руйнування зразка, ліворуч від прямої ОG і 

значно віддалена від прямої ОА. Причому навантаження QF  визначають у точках Q 

перетину діаграми з 5% січною ОВ. 
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а) б) 

 

 

в) г) 

Рисунок 2.15 – Схема вирізки a), його геометричні розміри б), загальний вигляд в) 

та схема навантаження зразка г) для випробування на статичну тріщиностійкість 

 

За одержаними результатами визначали КІН QK  для силової схеми, зображе-

ної на рис. 2.15г використовуючи згідно стандарту [147, 170] рівняння 

  
3

Q

Q

F L
K f

b t

 
   

 
, (2.13) 

де  
    
   

2

3

3 1,99 1 2,15 3,93 2,7

2 1 2 1
f

            
 

     
, 4L t , 

a

t
  ,  

b  – ширина зразка, t  – висота зразка. 

 

t 
100 

a = (0,4-0,6)·t 

10 
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а б 

Рисунок 2.16 – Діаграми деформування III-го (а) та IV-го (б) типів для сталей 

елементів БК [4] 

 

Рисунок 2.17 – Схема визначення 
РА  – загальної площі під кривою, яка 

представляє енергію, поглинену зразком під час випробувань на тріщиностійкість 

за умови триточкового згину балкового зразка з утвореною тріщиною 

 

Слід зауважити, що КІН ІQK  характеризує тріщиностійкість матеріалу при 

малій пластичній зоні біля вершини тріщини. При наявності досить великої 

пластичної зони його використовувати не можна. Тут необхідно враховувати 

пластичну складову J-інтеграла, яку обчислюють за формулою  

 
 
2 P

p

A
J

b t a




 
. (2.14) 
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За таких обставин більш коректно характеризує тріщиностійкість матеріалу 

критичне значення J-інтеграла (величина 
СJ ). У цьому випадку величину J-інтег-

рала обчислюють за формулою [147, 170] 

 
 

 

2 2

I 1 2Q P
C e p

K μ A
J J J

E b t a

  
   

 
, (2.15) 

де, іe pJ J  – пружна і пластична складові J-інтеграла,   – коефіцієнт Пуасона, Е  – 

модуль Юнга, IQK  – КІН розраховується за формулою (2.13), 
РА  – загальна площа 

під кривою, яка представляє енергію, поглинену зразком (див. рис. 2.17). 

 

 

2.6 Застосування методу скінченних елементів для прогнозування гра-

ничного стану та довговічності бурильних труб з тріщиною 

 

У більшості випадків аварійність з елементами БК пов’язана з наявністю в 

них дефектів, серед яких найчастіше зустрічаються поперечні тріщини, що 

зароджуються та розвиваються в місцях пошкодження БТ. Домінуючий вплив на 

цей процес мають відповідні силові чинники (величина, напрям та характер 

експлуатаційних навантажень, що виникають під час буріння свердловин та під час 

проведення СПО), що збільшуються з ростом глибини буріння. Практичний досвід 

буріння свідчить, що не всі тріщини становлять небезпеку з точки зору можливої 

раптової несправності. Труба з незначним дефектом може працювати впродовж 

тривалого часу, поки не досягне критичного стану. 

Для прогнозування граничного стану та довговічності БТ з тріщиною 

використовують лінійну механіку руйнування. З цією метою необхідно проводити 

аналіз параметрів руйнування (КІН, енергетичного J-інтеграла, розкриття в 

вершині тріщини), що відображають локальний НДС в околі вершини тріщини. 

Розрахунок цих параметрів проводиться за допомогою аналітичних і числових 

методів лінійної та пружно-пластичної механіки руйнування. 
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Одним із ефективних чисельних методів є метод скінченних елементів, що доз-

воляє досить точно визначати напружений стан в околі вершини тріщини. Метод скін-

ченних елементів полягає в заміні досліджуваного об’єкта сукупністю скінченної 

кількості дискретних елементів, що пов’язані між собою у вузлах. У цьому випадку 

схема створення математичної моделі має вигляд: досліджуваний об’єкт – ідеалі-

зована розрахункова схема – система лінійних алгебраїчних рівнянь [99, 123]. Без-

посередній перехід до розрахункової схеми із міркувань механіки дає можливість при-

родно та просто описувати граничні умови; проводити дискретизацію скінченно-

елементної сітки в області концентрації напружень; поєднувати декілька матеріалів в 

рамках одного фізичного тіла при визначенні НДС. Метод скінчених елементів доз-

воляє також встановлювати в рамках кожної дискретної підобласті (скінченного 

елемента) свої закони, що описують зв’язок сил і переміщень у вузлах та дозволяє 

поєднувати в рамках однієї сіткової області скінченні елементи різних типів, що під-

вищує ефективність методу в цілому. 

На рис. 2.18 подано скінченно-елементні моделі фрагмента БТ з тріщиною, які 

побудовано використовуючи ANSYS Workbench. Враховуючи те, що в місці знаход-

ження тріщини відбувається концентрація напружень, згущено сітку( рис. 2.18в). 

Для розрахунку КІН 
IK  із застосуванням методу скінченних елементів можуть 

бути використані різні підходи. Найпростішими і разом з тим досить надійними є 

асимптотичні методи. Вони базуються на відомому факті, що переміщення і напру-

ження в малому околі вершини тріщини мають асимптотику типу 
IK r і 

I /K r  

відповідно (тут r  відстань від вершини тріщини). Щоб обчислити КІН 

асимптотичними методами, необхідно змоделювати вказаний характер розподілу 

переміщень (або напружень) в околі вершини тріщини. Цього можна добитись 

декількома способами, серед яких найбільш ефективним є метод зсуву вузлів на 

чверть довжини сторони в елементах, що оточують вершину тріщини. Якщо при 

цьому застосувати лінійну екстраполяцію КІН у вершині тріщини по координаті r , то 

його можна обчислити через переміщення двох найближчих до вершини вузлів (у 

точках 
4

L  і L ) так [99]: 
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   
  

, (2.16) 

G модуль зсуву; 

L  довжина сторони скінченного елемента, що прилягає до вершини тріщини; 

( )i  відомі тригонометричні функції. 

 

 
 

а) б) 

 

в) 

Рисунок 2.18 – Скінченно-елементна модель БТ з тріщиною на зовнішній а) 

та внутрішній б) поверхнях, а також згущення сітки в) в околі тріщини 

 

Недоліком асимптотичних методів є необхідність моделювання 

теоретичного закону розподілу напружень або переміщень в вершині тріщини, що 
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призводить до досить складних і громіздких скінченно-елементних моделей. Більш 

універсальними і надійними є енергетичні методи (метод J-інтеграла, метод 

віртуального росту тріщин і ін.), які менш чутливі до дискретної моделі. 

У більшості пакетів прикладних програм для обчислення КІН 

використовується енергетичний метод, в основі якого лежить використання 

енергетичного інваріантного J-інтеграла, який на даний період часу все більше 

використовується як для теоретичної, так і для практичної оцінки міцності 

конструкцій, що містять дефекти як штучного, так і природного походження.  

Загальний вираз для знаходження J-інтеграла можна записати так 

 
,lim (( ) )k k ij i j k

Г

J W T n n u dS       , (2.17) 

де W  – густина енергії деформації; 

T  – густина кінетичної енергії; 

ij  – декартові координати тензора напружень; 

ju  – декартові координати вектора переміщень; 

jn  – координати одиничного вектора нормалі до малого контура Г . 

Кома перед індексом означає диференціювання по координаті, іменованої 

цим індексом. 

В основному, для обчислення J-інтеграла використовують метод 

інтегрування по області, який детально розглянуто [32]. Цей метод є зручний в 

реалізації і дає високу точність. 

 

 

Висновки до розділу 2 

 

1. Модифіковано експериментальні засоби визначення характеристик 

статичної та циклічної корозійної тріщиностійкості тривало експлуатованих сталей 

бурильних та ГТ із урахуванням умов експлуатації. 
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2. Розроблено методичну процедуру визначення характеристик циклічної 

тріщиностійкості сталей елементів БК із урахуванням дії умов навантаження, впливу 

промивальних БР, зміни властивостей сталей під час тривалої експлуатації. 

3. Розроблено методичну процедуру оцінки умов руйнування ГТ. 

4. Застосовано метод скінченних елементів для прогнозування гранично-

го стану та довговічності БТ з тріщиною, зокрема при обчисленні J-інтеграла вико-

ристано метод інтегрування по області, який зручний в реалізації і дає високу точ-

ність при знаходженні КІН. 

5. Використання випробувального обладнання (навчально-наукова 

лабораторія „Механіка руйнування матеріалів та міцність елементів конструкцій у 

експлуатаційних середовищах” Івано-Франківського національного технічного 

університету нафти і газу та Центру колективного користування науковими 

приладами при Фізико-механічному інституті ім. Г. В. Карпенка НАН України, а 

також відповідних методик дозволило реалізувати заплановану програму 

дослідження умов втомного руйнування сталей елементів БК та колтюбінгових 

сталей у експлуатаційних середовищах. 
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РОЗДІЛ 3 

 

ДОСЛІДЖЕННЯ ДИНАМІКИ РОБОТИ БУРИЛЬНОГО ІНСТРУМЕНТУ 

ТА ОСОБЛИВОСТЕЙ БУРІННЯ ГОРИЗОНТАЛЬНИХ СВЕРДЛОВИН 

ІЗ ЗАСТОСУВАННЯМ КОЛОНИ ГНУЧКИХ ТРУБ 

 

 

3.1 Моделювання роботи долота і бурильного інструменту на стенді 

 

Експериментальні дослідження роботи породоруйнівних інструментів пови-

нні супроводжуватися теоретичними розробками. При відсутності узагальненої ідеї 

від них не можна очікувати суттєвих висновків. Тому спочатку необхідно по-

будувати робочу гіпотезу, розробити теоретичні основи для встановлення 

взаємозв’язків, що дозволяють оцінити кількісну і якісну сторону процесу, і лише 

після цього вдаватися до експерименту для перевірки гіпотез, що закладені в основі 

теорії [16]. 

Прийнятним методом дослідження взаємодії породоруйнівного інструмента 

з вибоєм можна вважати метод механічного відтворення роботи доліт на стенді. 

Його переваги полягають у відносній простоті, можливості отримання інформації 

за проведення великої кількості вимірів з мінімальними затратами часу і коштів, а 

також можливості забезпечення необхідної точності і надійності отриманих ре-

зультатів. 

Для проведення експериментальних досліджень динаміки роботи бурильного 

інструменту нами використано конструкцію експериментального бурового стенда 

СБА–500 (рис. 3.1), який дозволяє включати в компоновку віброзахисні 

інструменти та вивчати вплив нижньої частини бурильного інструменту на 

динамічність і ефективність роботи бурових доліт. 

Основні характеристики стенда такі: 

1. Осьове статичне навантаження на долоті: 0…42 кН; 

2. Частота обертання долота: 82, 133, 188, 285, 470, 680, хв-1; 



112 

 

3. Максимальна швидкість подачі інструменту вниз: 1,1 м/хв; 

4. Максимальна швидкість подачі інструменту вгору: 0,8 м/хв; 

5. Хід шпинделя: 400 мм; 

6. Витрата промивальної рідини: 7 л/с; 

7. Розміри блока породи: 1 ×1 ×1,2 м. 

 

  

Рисунок 3.1 – Експериментальний буровий стенд СБА–500 

 

Вперше модель бурового експериментального стенду отримано професором 

В.І. Векериком [15]. Нами удосконалено цю модель [16, 19, 20]. Враховано, 

зокрема, що вплив в’язкості кріплення основи стенда відчутно не впливає на 

динаміку роботи механічної системи. Зате додатково враховано вплив зносу 

озброєння долота на зміну динамічної складової осьової сили. 

Розрахункова схема експериментального стенду (рис. 3.2) включає блок по-

роди з пружно-в’язкими властивостями, які характеризуються жорсткістю 𝑘о  і 

коефіцієнтом в’язкого опору 𝛼о . Шарошкове долото масою 𝑚1  з’єднано з перехід-

ником 𝑚2 . Між ними встановлений віброзахисний інструмент з характеристиками 

𝑘1 і 𝛼1. Пристрій для відтворення і накладання коливань низу БК на роботу долота 

складається з перехідників, маси 𝑚3 і 𝑚4   яких сполучені осьовим шліцевим 

з’єднанням. На пружно-в’язкій в’язі, які характеризується коефіцієнтами 𝑘2 і 𝛼2 та 



113 

 

з’єднані з масою 𝑚2, встановлено кільцевий вантаж маси 𝑚3, рух якого задається 

ексцентриковим пристроєм або іншим спеціальним пристроєм для відтворення 

заданої частоти і амплітуди коливань. 

 

 

Рисунок 3.2 – Розрахункова схема експериментального стенда для вивчення 

впливу параметрів бурильного інструменту на динаміку взаємодії долота з 

пружно-в’язким вибоєм 
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БК експериментального стенда моделюється послідовними з’єднаннями 

еквівалентних зосереджених мас 𝑚𝑖  , з’єднаних між собою пружно-в’язкими 

елементами з характеристиками 𝑘𝑖  і 𝛼𝑖. Верхню частину колони представлено 

масою 𝑚𝑛−1 і з’єднано з корпусом стенда еквівалентними пружно-в’язкими 

елементами з параметрами 𝑘𝑛−1  і 𝛼𝑛−1, що характеризують пружність 

навантажуючої системи і тертя в гідроциліндрах. До маси 𝑚𝑛−1 прикладено 

статичну осьову силу 𝑃1𝑐𝑚, що діє також і на масу 𝑚𝑛 стенда. Корпус стенда масою 

𝑚𝑛 закріплено на фундаменті пружними елементами з коефіцієнтами 𝑘𝑛  . 

Долото при обертанні навколо осі генерує полігармонічні коливання. 

Переміщення долота відносно вибою можна подати в вигляді 

         𝑈𝑜𝑡 = ∑ (𝐴𝑜𝑗 sin 𝜔𝑗𝑡 + 𝐵𝑜𝑗 cos 𝜔𝑗𝑡),𝑗      (3.1) 

де 𝐴𝑜𝑗  і 𝐵𝑜𝑗   – постійні коефіцієнти, що характеризують кінематичне збурення з 

частотою 𝜔𝑗. Залежність (3.1) враховує геометрію озброєння і кінематику руху 

долота, режим його роботи та інші особливості. 

Крім долота поздовжні коливання в компоновці стенда генеруються 

ексцентриковим механізмом. Вісь ексцентрика жорстко з’єднана з масою 𝑚4 . При 

його обертанні відбувається одночасне переміщення тіл з масами 𝑚3 і 𝑚4  . Вектори 

їх швидкостей протилежно направлені. Відносні переміщення цих мас можна 

описати функцією у вигляді 

  ℎ(𝑡) = ∑ (𝐶𝑜𝑗 cos 𝜈𝑗𝑡 + 𝐷𝑜𝑗 sin 𝜈𝑗𝑡)𝑗 ,       (3.2) 

де 𝐶𝑜𝑗  і 𝐷𝑜𝑗   – постійні коефіцієнти, що характеризують кінематичне збурення з 

частотою 𝜈𝑗. 

Статичні навантаження на стенді створюються як власною вагою тіл, так і 

статичною силою 𝑃1𝑐𝑚 , прикладеною до маси 𝑚𝑛−1. Ця сила створюється за 

допомогою гідравлічного механізму і може бути направлена вверх або вниз. 

Нехай в початковий момент ексцентрики розміщені так, що тіло масою 𝑚3 

по відношенню до тіла масою 𝑚4, знаходиться у верхньому положенні. В цей 

момент долото з масою 𝑚1 знаходиться в нижньому положенні по відношенню до 

не жорсткого вибою. Під дією статичних навантажень проходить деформація 
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пружних елементів, при цьому маси 𝑚𝑖 стенда отримують статичні переміщення 𝑓𝑖. 

Під дією статичних сил переміщення тіл можливе не тільки вниз, але і вгору. За 

початок відліку переміщень приймаємо таке положення, при якому всі пружні 

елементи не деформуються. Відлік переміщення ведемо в додатному напрямку осі 

x, що направлена вверх. 

Коливання мас стенда обумовлені рухом ексцентрикового механізму і обер-

танням долота. Обидва генератори коливань незалежні один від одного, тому, 

очевидно, можна спочатку скласти рівняння руху мас, збурених обертанням долота, 

а потім рухом ексцентрикового механізму і їх скласти. При одночасовому обертанні 

ексцентрика і долота переміщення і маси можна подати у вигляді їх суми 

𝑈̃𝑖 = 𝑈𝑖 + 𝑈𝑖
∗,        (3.3) 

де 𝑈𝑖 і 𝑈𝑖
∗ – переміщення збурені коливаннями відповідно долота і ексцестрикового 

механізму. 

Рівняння руху мас компоновки бурильного інструменту при бурінні на стенді 

можна подати у вигляді 

𝑚1𝑈1̃
̈ = −𝑘𝑜(𝑈1̃ − 𝑈𝑜𝑡 + 𝑓1) − ∝𝑜 (𝑈1̃

̇ − 𝑈𝑜𝑡̃
̇ ) − 

−𝑘1 (𝑈1̃ + 𝑓1 − 𝑈2̃ − 𝑓2) −∝1 (𝑈1̃
̇ − 𝑈2̃

̇ ) − 𝑚1𝑔  ,   

𝑚2𝑈2̃
̈ = −𝑘1(𝑈2̃ + 𝑓2 − 𝑈1̃ − 𝑓1) − ∝1 (𝑈2̃

̇ − 𝑈1̃
̇ ) − 

−𝑘2 (𝑈2̃ + 𝑓2 − 𝑈3̃ − 𝑓3) −∝2 (𝑈2̃
̇ − 𝑈3̃

̇ ) − 𝑚2𝑔  ,   

𝑚3𝑈3̃
̈ + 𝑚4𝑈4̃

̈ = −𝑘2(𝑈3̃ + 𝑓3,4 − 𝑈2̃ − 𝑓2) − ∝2 (𝑈3̃
̇ − 𝑈2̃

̇ ) − 

−𝑘4 (𝑈4̃ + 𝑓3,4 − 𝑈5̃ − 𝑓5) −∝4 (𝑈4̃
̇ − 𝑈5̃

̇ ) − (𝑚3 + 𝑚4)𝑔  , 

𝑈3̃
̇ − 𝑈4̃

̇ = 𝑑ℎ(𝑡) 𝑑𝑡⁄ ,    𝑈3̃
̈ − 𝑈4̃

̈ = 𝑑2ℎ(𝑡) 𝑑𝑡2⁄ , 

𝑚5𝑈5̃
̈ = −𝑘4(𝑈5̃ + 𝑓5 − 𝑈4̃ − 𝑓3,4) − ∝4 (𝑈5̃

̇ − 𝑈4̃
̇ ) − 

−𝑘5 (𝑈5̃ + 𝑓5 − 𝑈6̃ − 𝑓6) −∝6 (𝑈5̃
̇ − 𝑈6̃

̇ ) − 𝑚5𝑔  , 

𝑚𝑛−1𝑈𝑛−1̃
̈ = 𝑘𝑛−2(𝑈𝑛−1̃ + 𝑓𝑛−1 − 𝑈𝑛−2̃ − 𝑓𝑛−2) − ∝𝑛−2 (𝑈𝑛−1̃

̇ − 𝑈𝑛−2̃
̇ ) − 

−𝑘𝑛−1 (𝑈𝑛−1̃ + 𝑓𝑛−1 − 𝑈𝑛̃ − 𝑓𝑛) −∝𝑛−1 (𝑈𝑛−1̃
̇ − 𝑈𝑛̃

̇ ) − 𝑚𝑛−1𝑔 − 𝑃1𝑐𝑚. 

(3.4) 
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Для дослідження руху станка, тобто маси 𝑚𝑛, використаємо диференціальне 

рівняння плоского руху твердого тіла, розклавши його на рух центра С мас і 

обертовий рух навколо нього. 

Необхідно визначити координати центра мас хс̃(𝑡), 𝑦с̃(𝑡) і кут обертання 𝜑̃(𝑡). 

Система координат 𝑥𝐶𝑜𝑦 нерухома. Оскільки поворот станка навколо центра мас 

незначний, то можна записати 

𝑈𝑛 = 𝑥𝑐 + 𝑙3𝜑,    𝑓𝑛 = 𝑥𝑐 𝑐𝑚 + 𝑙3𝜑𝑐𝑚,    (3.5) 

де 𝜑𝑐𝑚 – поворот станка навколо осі 𝐶𝑧 від сил тяжіння і 𝑃1 𝑐𝑚; 𝑈𝑛 – вертикальне 

переміщення точки A стенда; 𝑥𝑐 𝑐𝑚 – вертикальне переміщення центра мас тіла під 

дією статичних сил його положення 𝐶о. 

При додаванні рівнянь руху станка приймемо, що кут 𝜑 + 𝜑_𝑐𝑚 дуже малий 

і при розвиненні sin(𝜑 + 𝜑𝑐𝑚) і cos(𝜑 + 𝜑𝑐𝑚) в ряди Фур’є збережемо тільки перші 

члени розкладів. 

Рівняння руху бурового станка напишемо у вигляді 

𝑚𝑛𝑥𝑐̈̃ = −𝑚𝑛𝑔 + 𝑃1 𝑐𝑚 − 𝑘𝑛−1(𝑈𝑛̃ + 𝑓𝑛 − 𝑈𝑛−1̃ − 𝑓𝑛−1 ) − 

− ∝𝑛−1 (𝑈𝑛̃
̇ − −𝑈𝑛−1

̃̇ ) −  𝑘𝑛 (𝑈𝑛′̃ + 𝑓𝑛′) − 𝑘𝑛(𝑈𝑛′′̃ + 𝑓𝑛′′), 

𝑚𝑛𝑦𝑐̈̃ = 𝑃1 𝑐𝑚 (𝜑̃ + 𝜑𝑐𝑚) − [𝑘𝑛−1(𝑈𝑛̃ − 𝑓𝑛 − 𝑈𝑛−1̃ − 𝑓𝑛−1 ) + ∝𝑛−1 (𝑈𝑛̃
̇ − 

−𝑈𝑛−1̃
̇ ) +  𝑘𝑛 (𝑈𝑛′̃ + 𝑓𝑛′) + 𝑘𝑛(𝑈𝑛′′̃ + 𝑓𝑛′′)] (𝜑̃ + 𝜑𝑐𝑚), 

𝐼𝑧′ 𝜑̈̃ = 𝑃1 𝑐𝑚 𝑙3 − 𝑘𝑛−1(𝑈𝑛̃ + 𝑓𝑛 − 𝑈𝑛−1̃ − 𝑓𝑛−1 )𝑙3 − 

−∝𝑛−1 (𝑈𝑛̃
̇ − 𝑈𝑛−1̃

̇ ) 𝑙3− 𝑘𝑛 (𝑈𝑛′̃ + 𝑓𝑛′)𝑙1 + 𝑘𝑛(𝑈𝑛′′̃ + 𝑓𝑛′′)𝑙2, 

 

де 𝜑̃ = 𝜑 + 𝜑∗,   𝑈𝑛̃ = 𝑈𝑛 + 𝑈𝑛
∗,   𝑈𝑛′̃ = 𝑈𝑛′ + 𝑈𝑛′

∗,   𝑈𝑛′′̃ = 𝑈𝑛′′ + 𝑈𝑛′′
∗,  

𝑈𝑛′ = 𝑥𝑐 + 𝑙1𝜑 ,   𝑈𝑛′′ = 𝑥𝑐 − 𝑙2𝜑 ,   𝑈𝑛′
∗ = 𝑥𝑐 + 𝑙1𝜑∗ ,   𝑈𝑛′′

∗ = 𝑥𝑐
∗ − 𝑙2𝜑∗ , 

𝑓𝑛′ = 𝑥𝑐 𝑐𝑚 + 𝑙1𝜑𝑐𝑚 ,   𝑓𝑛′′ = 𝑥𝑐 𝑐𝑚 − 𝑙2𝜑𝑐𝑚 . 

 

(3.6) 
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У системі (3.6) індексами з одним і двома штрихами позначено статичні і 

динамічні переміщення відповідно від поступального і обертового руху станка, які 

алгебраїчно додаються. 

Система рівнянь (3.4)–(3.6) є системою (n+2) рівнянь з (n+3) невідомими 𝑈1̃, 

𝑈2̃, … 𝑈𝑛−1,  𝑥𝑐,  𝑦𝑐, 𝜑𝑐, . Якщо горизонтальне переміщення центра мас С нас не 

цікавить, то відкидаємо друге рівняння системи (3.6) з двома невідомими 𝑦𝑐 та 𝜑 і 

отримуємо систему (n + 1) рівнянь з (n + 1) невідомими, яку вже можна 

розв’язувати. Якщо ж необхідно знайти всі (n + 3) невідомі, то слід розв’язати 

систему рівнянь, що описує динаміку механічної системи при збуренні коливань 

долотом, із її рішення знайти кут  і тоді досліджувана система рівнянь стає 

системою (n + 2) рівнянь з (n + 2) невідомими і може бути розв’язаною. При 

розв’язанні рівнянь спочатку необхідно прирівняти до нуля динамічні переміщення 

𝑈𝑖̃, 𝑥𝑐̃, 𝑦𝑐̃, 𝜑̃,  а потім із отриманої системи рівнянь визначити статичні переміщення 

𝑓𝑖, 𝑥𝑐 𝑐𝑚, 𝜑𝑐𝑚. Після цього розв’язати динамічну задачу. 

Розв’яжемо задачу з визначення динамічних складових зміщень 𝑈1̃, 𝑈2̃, 𝑈3̃, 

…𝑈𝑖̃, …𝑈𝑛̃, 𝑈𝑛′̃, 𝑈𝑛′′̃ , 𝑥𝑐̃  , 𝜑̃. 

Вираховуючи із рівнянь (3.4)–(3.6) статичні складові, одержимо рівняння, що 

описують динаміку механічної системи стенда у вигляді 

𝑚1𝑈1̃
̈ = −𝑘𝑜(𝑈1̃ − 𝑈𝑜𝑡) − ∝𝑜 (𝑈1̃

̇ − 𝑈𝑜𝑡̃
̇ ) − 𝑘1 (𝑈1̃ − 𝑈2̃) −∝1 (𝑈1̃

̇ − 𝑈2̃
̇ ), 

𝑚2𝑈2̃
̈ = −𝑘1(𝑈2̃ − 𝑈1̃) − ∝1 (𝑈2̃

̇ − 𝑈1̃
̇ ) − 𝑘2 (𝑈2̃ − 𝑈3̃) −∝2 (𝑈2̃

̇ − 𝑈3̃
̇ ), 

𝑚3𝑈3̃
̈ + 𝑚4𝑈4̃

̈ = −𝑘2(𝑈3̃ − 𝑈2̃) − ∝2 (𝑈3̃
̇ − 𝑈2̃

̇ ) − 𝑘4 (𝑈4̃ − 𝑈5̃) −∝4 (𝑈4̃
̇ − 𝑈5̃

̇ ) , 

𝑈3̃
̇ − 𝑈4̃

̇ = 𝑑ℎ(𝑡) 𝑑𝑡⁄ , 

𝑚5𝑈5̃
̈ = −𝑘4(𝑈5̃ − 𝑈4̃) − ∝4 (𝑈5̃

̇ − 𝑈4̃
̇ ) − 𝑘5 (𝑈5̃ − 𝑈6̃) −∝6 (𝑈5̃

̇ − 𝑈6̃
̇ ) , 

𝑚𝑛−1𝑈𝑛−1̃
̈ = −𝑘𝑛−2(𝑈𝑛−1̃ − 𝑈𝑛−2̃) − ∝𝑛−2 (𝑈𝑛−1̃

̇ − 𝑈𝑛−2̃
̇ ) − 

−𝑘𝑛−1 (𝑈𝑛−1̃ − 𝑈𝑛̃) −∝𝑛−1 (𝑈𝑛−1̃
̇ − 𝑈𝑛̃

̇ ), 

𝑚1𝑈1̃
̈ = −𝑘𝑜(𝑈1̃ − 𝑈𝑜𝑡) − ∝𝑜 (𝑈1̃

̇ − 𝑈𝑜𝑡̃
̇ ) − 𝑘1 (𝑈1̃ − 𝑈2̃) −∝1 (𝑈1̃

̇ − 𝑈2̃
̇ ), 

(3.7) 
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𝑚2𝑈2̃
̈ = −𝑘1(𝑈2̃ − 𝑈1̃) − ∝1 (𝑈2̃

̇ − 𝑈1̃
̇ ) − 𝑘2 (𝑈2̃ − 𝑈3̃) −∝2 (𝑈2̃

̇ − 𝑈3̃
̇ ), 

𝑚3𝑈3̃
̈ + 𝑚4𝑈4̃

̈ = −𝑘2(𝑈3̃ − 𝑈2̃) − ∝2 (𝑈3̃
̇ − 𝑈2̃

̇ ) − 𝑘4 (𝑈4̃ − 𝑈5̃) −∝4 (𝑈4̃
̇ − 𝑈5̃

̇ ) , 

𝑈3̃
̇ − 𝑈4̃

̇ = 𝑑ℎ(𝑡) 𝑑𝑡⁄ , 

𝑚5𝑈5̃
̈ = −𝑘4(𝑈5̃ − 𝑈4̃) − ∝4 (𝑈5̃

̇ − 𝑈4̃
̇ ) − 𝑘5 (𝑈5̃ − 𝑈6̃) −∝6 (𝑈5̃

̇ − 𝑈6̃
̇ ) , 

𝑚𝑛−1𝑈𝑛−1̃
̈ = −𝑘𝑛−2(𝑈𝑛−1̃ − 𝑈𝑛−2̃) − ∝𝑛−2 (𝑈𝑛−1̃

̇ − 𝑈𝑛−2̃
̇ ) − 𝑘𝑛−1 (𝑈𝑛−1̃ − 𝑈𝑛̃) − 

−∝𝑛−1 (𝑈𝑛−1̃
̇ − 𝑈𝑛̃

̇ ), 

При збуренні коливань долотом ℎ(𝑡) = 0, розв’язок системи рівнянь (3.7), 

знаходимо в вигляді 

𝑈𝑖(𝑡) = ∑ (𝐴𝑖𝑗 sin 𝜔𝑗𝑡 + 𝐵𝑖𝑗 cos 𝜔𝑗𝑡)𝑗 ,     (3.8) 

де 𝐴𝑖𝑗, 𝐵𝑖𝑗 – постійні коефіцієнти; 𝑖 = 1, 2, … , 𝑛 − 1 – порядковий номер елемента 

системи; 𝑗 – порядковий номер частоти коливань, збурених долотом. 

Система рівнянь (3.7) зводиться до матричного рівняння 

𝐷̅ × 𝑋̅ = 𝐶̅,        (3.9) 

де 𝐷̅ – матриця розмірності 2 (𝑛 + 1) ×  2 (𝑛 + 1) ; 𝑋̅, 𝐶̅ – стовбці матриці. 

Динамічне навантаження на долото визначається залежністю 

𝑃1 = ∑ (𝑅𝑠𝑗 sin 𝜔𝑗𝑡 + 𝑅𝑐𝑗 cos 𝜔𝑗𝑡)𝑗 ,     (3.10) 

де 𝑅𝑠𝑗 = 𝐴1𝑗  𝑚1𝜔𝑗
2 + 𝛼1𝜔𝑗  (𝐵1𝑗 + 𝐵2𝑗) + 𝑘1 (𝐴2𝑗 + 𝐴1𝑗),   (3.11) 

𝑅𝑐𝑗 = 𝐴2𝑗  𝑚1𝜔𝑗
2 + 𝛼1𝜔𝑗  (𝐴2𝑗 − 𝐴1𝑗) + 𝑘2 (𝐵2𝑗 − 𝐵1𝑗),   (3.12) 

При збуренні коливань віброгенератором 𝑈от , розв’язок системи рівнянь 

(3.7) знаходимо в вигляді 

𝑈𝑖
∗(𝑡) = ∑ (𝐶𝑖𝑗 sin 𝜈𝑗𝑡 + 𝐷𝑖𝑗 cos 𝜈𝑗𝑡)𝑗 .     (3.13) 

Система рівнянь зводиться до матричного рівняння 

𝐷̅ × 𝑋∗̅̅ ̅ = 𝐶∗̅̅ ̅ ,       (3.14) 

де 𝑋∗̅̅ ̅, 𝐶∗̅̅ ̅ – стовбці матриці. 

Динамічне навантаження на долото при збуренні коливань від віброгенерую-

чого пристрою визначається за формулою 
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𝑃1
∗ = ∑ (𝑅𝑠𝑗

∗ sin 𝜈𝑗𝑡 + 𝑅𝑐𝑗
∗ cos 𝜈𝑗𝑡)𝑗 ,     (3.15) 

де 𝑅𝑠𝑗
∗ = 𝐶1𝑗  𝑚1𝜈𝑗

2 + 𝛼1𝜈𝑗  (𝐷1𝑗 − 𝐷𝑜𝑗 − 𝐷2𝑗) + 𝑘1 (𝐶2𝑗 + 𝐶𝑜𝑗 − 𝐶1𝑗),  (3.16) 

𝑅𝑐𝑗
∗ = 𝐶2𝑗  𝑚1𝜈𝑗

2 + 𝛼1𝜈𝑗  (𝐶2𝑗 + 𝐶𝑜𝑗 − 𝐶1𝑗) + 𝑘2 (𝐷2𝑗 − 𝐷𝑜𝑗 − 𝐷1𝑗),  (3.17) 

Амплітуда динамічних сил і зсув фаз визначається за відомими залежностями 

𝑃1 = ∑ √𝑅𝑠𝑗
2 + 𝑅𝑐𝑗

2  𝑗 , 𝑃1
∗ = ∑ √𝑅𝑠𝑗

∗2 + 𝑅𝑐𝑗
∗2 𝑗 ,     (3.18) 

𝜑𝑗 = tan−1 𝑅𝑐𝑗

𝑅𝑠𝑗
  , 𝜑𝑗

∗ =  tan−1 𝑅𝑐𝑗
∗

𝑅𝑠𝑗
∗    .       (3.19) 

При одночасному збуренні коливань долотом і віброгенеруючим пристроєм 

загальне динамічне навантаження на долото буде рівне сумі 

    𝑃д = 𝑃1 + 𝑃1
∗.      (3.20) 

Отримані залежності дозволяють оцінити зміну динаміки долота під час бурін-

ня. Очевидно, що при зміні властивостей порід, параметрів віброзахисних інструмен-

тів і бурового стенду, динамічність роботи долота на різних частотах може підси-

люватися або послаблюватися. Цього також можна досягти шляхом використання 

віброгенеруючого пристрою, відтворюючого вплив динаміки БК на буріння. 

Користуючись розробленою вище моделлю нами створено програму для 

розрахунку динамічних характеристик бурової механічної системи, що включає 

долото масою 𝑚1 = 20 кг, віброгенеруючий пристрій масою 𝑚2 = 600 кг, 𝑚3 =

300 кг та ексцентриком між ними, а також стенд з масою 𝑚4 = 2 ∙ 103кг і 

моментом інерції 𝐼𝑧1
′ = 4 ∙ 102 Н·м·с2. Жорсткість і в’язкість пружно-в’язких 

елементів складали відповідно 𝑘0 = 𝑘1 = 𝑘3 = 𝑘4 = 107 Н/м, 𝑘0 = 𝑘1 = 𝑘3 = 𝑘4 =

107 Н·с/м. Амплітуди збурних коливань приймались рівними 𝐴𝑜𝑗 = 𝐶𝑜𝑗 = 5,6 ∙

10−4 м і 𝐵𝑜𝑗 = 𝐷𝑜𝑗 = 0.  

Результати досліджень 

Дослідження проводились за зміни параметрів механічної системи, режиму її 

роботи і властивості породи на вибої свердловини. При збуренні коливань 

шарошковим долотом, згідно даних, наведених на рис. 3.3 і 3.4, встановлено 
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наступні закономірності зміни осьової складової динамічної сили на долоті за 

різних параметрів бурового стенда: 

 з ростом жорсткості 𝑘0 породи від 1 ∙ 107 до 30 ∙ 107 Н м⁄  динамічне 

навантаження на долото спочатку зростає (при збільшенні 𝑘0 до 5 ∙ 107 Н м⁄ ), а 

потім стабілізується або зменшується;  

 з ростом демпфування 𝛼0 від 0 до 30 ∙ 104 Н ∙ c/м динамічне навантаження 

на долото зростає, при цьому з ростом швидкості 𝜔д обертання долота досягає 

максимальних значень; 

 зі зміною жорсткості 𝑘1 віброзахисного інструменту від 1 ∙ 107 до 

10 ∙ 107 Н м⁄  динамічне навантаження на долото досягає мінімальних значень, які 

з ростом частоти обертання 𝜔д долота і жорсткості 𝑘1 зростають; 

 з ростом демпфування 𝛼1 ВЗП найбільш відчутний вплив на збільшення 

динамічної складової осьової сили P1 спостерігається при 𝛼1 ≤ 10 ∙ 104 Н ∙ c/м, 

після цього вплив демпфування стабілізується; 

 зі зміною жорсткості 𝑘4 від 1 ∙ 107 до 12 ∙ 107 Н м⁄  і коефіцієнта демпфування 

𝛼4 від 0 до 12 Н ∙ c/м спостерігається деяка зміна сили P1 при частотах обертання 

долота 𝜔д < 3,18 𝜋 с−1 ; 

 максимум динамічного навантаження P1 за росту швидкості 𝜔д обертання 

долота досягаються при менших масах 𝑚4 стенда; 

 зі зміною частоти обертання 𝜔д від 0 до 13,3 𝜋 с−1 динамічна складова сили 

P1 досягає максимальних значень; 

 зі зносом озброєння шарошкового долота динамічна складова осьової сили P1 

зменшується від максимального значення до нуля. 
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Рисунок 3.3 – Залежність зміни динамічної складової осьової сили на долоті ІІІ 

93Т від жорсткості а) і в’язкості б) породи, жорсткості в) і в’язкості г) ВЗП за 

частоти 𝜈 = 0 с-1. 

1 – 𝜔д = 3,18 𝜋 с−1 ; 2 – 𝜔д = 4,22 𝜋 с−1 ; 3 – 𝜔д = 5,35 𝜋 с−1 ; 

4 – 𝜔д = 9,1 𝜋 с−1 ; 5 – 𝜔д = 13,3 𝜋 с−1 . 



122 

 

 

Рисунок 3.4 – Залежність зміни динамічної складової осьової сили на долоті ІІІ 

93Т від жорсткості а) кріплення і маси в) стенда, частоти б) обертання долота і 

зносу г) його озброєння за частоти 𝜈 = 0 с-1. 

1 – 𝜔д = 0,47 𝜋 с−1 ; 2 – 𝜔д = 0,94 𝜋 с−1 ; 3 – 𝜔д = 1,42 𝜋 с−1 ; 

4 – 𝜔д = 1,59 𝜋 с−1 ; 5 – 𝜔д = 2,37 𝜋 с−1 ; 6 – 𝜔д = 3,18 𝜋 с−1 ; 

7 – 𝜔д = 4,22 𝜋 с−1 ; 8 – 𝜔д = 5,35 𝜋 с−1 ; 9 – 𝜔д = 9,1 𝜋 с−1 ; 

10 – 𝜔д = 13,3 𝜋 с−1 ; 11 – 𝑘0 = 107  
Н

м
 ; 12 – 𝑘0 = 5 ∙ 107  

Н

м
 ; 13 – 𝑘0 = 108 Н

м
 . 
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При збуренні коливань віброгенеруючим пристроєм, згідно даних, наведених 

на рис. 3.5 і 3.5, встановлено наступні закономірності зміни осьової складової 

динамічної сили на долото: 

 зі зміною жорсткості 𝑘0 породи від 1 ∙ 107 до 4 ∙ 107 Н м⁄  динамічна сила P1 

зростає найбільш відчутно, а при подальшому зростанні 𝑘0 вона стабілізується або 

зменшується; 

 з ростом демпфування 𝛼0 від 0 до 12 ∙ 104 Н ∙ c/м за частоти 𝜈 = 100 с−1 

динамічне навантаження P1 зменшується від 1,5 ∙ 104 до 0,55 ∙ 104 Н, а за частот 

𝜈 > 100 … 413 с−1 зростає; 

 зі зміною жорсткості 𝑘1 ВЗП від 1 ∙ 107 до 12 ∙ 107 Н м⁄  спостерігаються 

екстремуми динамічної сили P1, суттєвий вплив на величину P1 при цьому мають 

частоти генерованих коливань; 

 з ростом демпфування 𝛼1 ВЗП від 0 до 12 ∙ 104 Н ∙ c/м мають місце мінімум 

динамічної сили P1, найбільш суттєвим вплив демпфування, як бачимо, є за частоти 

𝜈 = 100 с−1 ; 

 зі зміною амплітуд 𝐶0𝑗 від 0 до 60 ∙ 10−5 м амплітуди динамічної сили P1 

зростають за лінійними законами; 

 зі зміною амплітуд 𝐶0𝑗 від 0 до 60 ∙ 10−5 м амплітуди динамічної сили P1 

зростають за лінійними законами; 

 вплив жорсткості 𝑘4 на зміну сили P1 є найбільш суттєвим в діапазоні від 

0,5 ∙ 107 до 5 ∙ 107 Н м⁄  при частотах 𝜈 < 125 с−1; 

 вплив маси 𝑚4 стенда на зміну сили P1 є найбільш суттєвим в діапазоні від 

0,5 ∙ 103 до 3 ∙ 103 кг. 
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Рисунок 3.5 – Залежність зміни динамічної складової осьової сили на долоті ІІІ 

93Т від жорсткості а) і в’язкості б) породи, жорсткості в) і в’язкості г) ВЗП за 

частоти 𝜔д = 0 с-1. 

1 – 𝜈 = 100 с−1 ; 2 – 𝜈 = 125 с−1 ; 3 – 𝜈 = 204 с−1 ; 4 – 𝜈 = 292 с−1 ; 

5 – 𝜈 = 413 с−1 ; 6 – 𝜈 = 627 с−1 ;  7 – 𝜈 = 1033 с−1 . 
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Рисунок 3.6 – Залежність зміни динамічної складової осьової сили на долоті ІІІ 

93Т від амплітуди а) і частоти б) коливань віброзбурювального пристрою, 

жорсткості в) і маси г) кріплення стенда за частоти 𝜔д = 0 с-1. 

1 – 𝜈 = 100 с−1 ; 2 – 𝜈 = 125 с−1 ; 3 – 𝜈 = 204 с−1 ;  4 – 𝜈 = 292 с−1 ; 

5 – 𝜈 = 413 с−1 ; 6 – 𝜈 = 627 с−1 ; 7 – 𝜈 = 1033 с−1 ; 8 – 𝑘 = 107 Н

м
; 

9 – 𝑘 = 5 ∙ 107 Н

м
; 10 – 𝑘 = 108 Н

м
. 
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Отримані результати добре узгоджуються з висновками, наведеними в роботі 

[15]. 

Для визначення сумісного впливу елементів механічної системи на роботу 

породоруйнівного інструменту слід скласти динамічні навантаження P1 на долото, 

збурюванні озброєнням долота та ексцентриковим механізмом.  

Для оптимізації управління режимами відпрацювання бурових доліт 

потрібно мати математичні моделі інтегральних показників буріння – механічної 

швидкості, моментоємності та енергоємності руйнування гірських порід. В 

більшості відомих моделях керованими параметрами є осьове навантаження 
CTF  на 

долото і частота n  його обертання. Витрату Q  промивальної рідини для більшості 

бурових установок відносять до частково керованих параметрів. Її встановлюють 

дискретно і вважають достатньою, якщо подальше зростання подачі рідини не 

призводить до росту швидкості буріння. 

Автор взяв участь [94, 95, 191, 192] в розробці моделей інтегральних 

показників буріння на основі аналізу розмірностей, які враховують жорсткість C  і 

демпфування   бурильного інструменту. 

Одержано наступні математичні моделі механічної швидкості буріння 
MEXV  

для прошарків пісковика воротищенської світи: 

для прошарку твердістю pш=1440·106 Па  

2 31 4

31 2 4

1 6 8

25

1

0,8093
1440 10 8,7026 1,3392 10 15388495

2,09 10 ;

СТ д
MEX

ст д

F C
V k

k F С

  

  

       
            

       

      

(3.21) 

для прошарку твердістю рш=2050·106 Па матимемо 

6 75 8

5 6 7 8

2 6 8

25

2

0,8093
2050 10 8,7026 1,9065 10 21907232

6,03 10 .

СТ д
MEX

ст д

F C
V k

k F С

  

   

       
            

       

      

(3.22) 

Відповідно моделі для моментоємності T  та енергоємності 
ПW  буріння на 

вибої свердловини мають вигляд: 

для прошарку твердістю pш=1440 МПа  
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10 119 12

9 10 11 12

3 6 8
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0,0753
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1,26 10 ,
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       

      

 (3.23) 

18 1917 20
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7
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6
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       
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       

     

 (3.24) 

для прошарку твердістю рш=2050 МПа матимемо 

14 1513 16

13 15 1614

4 6 8
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0,0753
2050 10 8,7026 1,9065 10 21907232

2,56 10 ,
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(3.25) 

22 2321 24

2321 22 24
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(3.26) 

У формулах (3.21)–(3.26) k1,…, k6, 𝛼1, … , 𝛼24 – емпіричні коефіцієнти, які 

визначають за результатами експериментальних досліджень. Ці теоретичні мірку-

вання підтверджено авторами роботи [93]. 

За результатами стендових експериментальних досліджень, проведених за 

методикою раціонального планування експерименту, одержано багатофакторні ма-

тематичні моделі механічної швидкості, моментоємності та енергоємності буріння 

шарошковими долотами, що враховують режимні параметри та жорсткість і 

демпфування бурильного інструменту і мають однаковий якісний характер з 

математичними моделями, розробленими на основі аналізу розмірностей з 

використанням критеріїв подібності. 

Математичні моделі інтегральних показників буріння різних за твердістю 

пропластків пісковика воротищенської світи мають вигляд: 

рш=1440 МПа 

3 1,441623 0,621833 0,02531348 0,074141217,141 10 ,мех CT дV F n C           (3.27) 

30,5913315 0,1526515 9,13715910 0,0497887837,0904 ,д CTT F n C
            (3.28) 



128 

 
0,7731103 0,2822286 3

5 2 4 8 2

2351,197 (1 4,5698549 10

5,6794431 10 ) (1 2,5354746 10 9,2168206 10 );

П CT дW F n

C C

 

  

       

         
  (3.29) 

рш=2050 МПа 

23 1,565623 0,64089277 4,55076410 0,033146021,6703 10 ,мех CT дV F n C
                    (3.30) 

0,6654357 0,07471396 0,008457633 0,0517645417,4463 ,д CT дT F n C          (3.31) 

3 21,50355310 0,284655 4 8 2

3 5 2

626,237 (1 3,05692 10 9,54034 10 )

(1 3,7665635 10 2,9313621 10 ).

CTF

П дW e n C C
    

 

          

      
 (3.32) 

В результаті промислових досліджень [93, 141], встановлено багатофакторну 

математичну модель між механічною швидкістю буріння та осьовим статичним 

навантаженням на вибій, частотою обертання долота і жорсткістю КБК, яка має 

вигляд: 

2 0,6031514 2,292906 0,6032162( ) ( ) ( ) 1,79 10 .мех СР CT CTV В f F f n f C F n С 

            (3.33) 

Максимальне значення відносної похибки при використанні математичної 

моделі складає 18,6%, а її середнє значення – 9,7%. 
 

 

3.2 Математичні моделі роботи колони гнучких труб при бурінні 

горизонтальних свердловин 

 

При бурінні горизонтальних свердловин за допомогою колтюбінгу КГТ може 

складатися з набору вертикальних, прямолінійно-похилих, криволінійних і 

горизонтальних ділянок. Силові чинники, які діють на КГТ на кожній з цих ділянок, 

різні і мають свою специфіку. Так, сили тяжіння і сили тертя на вертикальній і 

горизонтальній ділянках мають різний вплив на механіку руху колони. Сила 

тяжіння на вертикальній ділянці відіграє найважливішу (позитивну) роль у 

формуванні осьового навантаження на породоруйнуючий інструмент, тоді як на 

горизонтальній ділянці, через силу тертя має вже негативний вплив. На похилих і 

криволінійних ділянках сила тяжіння в залежності від кута нахилу осі свердловини 

від вертикалі по різному впливає на формування осьової сили на породоруйнуючий 

інструмент, так і сили тертя.  
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Пошук ефективних способів визначення осьового навантаження на породо-

руйнуючий інструмент (долото) під час буріння горизонтальних свердловин 

потребує аналізу статичних і динамічних розв’язків системи неоднорідних 

нелінійних диференціальних рівнянь. Оскільки навантаження залежить від тиску, 

що притискає труби до стінок свердловини, характеру його розподілу та площі 

контакту БК з породою, то основну увагу необхідно звернути на задачу 

математичного моделювання та комп’ютерні розрахунки. 

В похилих та горизонтальних ділянках свердловини стінки ГТ додатково 

стискаються контактними, зумовленими взаємодією їх зі стінкою свердловини, і 

фрикційними силами, викликаними тиском БР, який циркулює всередині та зовні 

БТ. Такі навантаження різко зростають зі збільшенням кривизни свердловини та 

можуть призводити до зменшення осьового навантаження на долото. Таким чином, 

розробка методики аналітичного розрахунку механічних систем „долото ріжучого 

типу – вибійний (гвинтовий) двигун – КГТ”, „долото ріжучого типу – гідро 

навантажувач – вибійний (гвинтовий) двигун – КГТ” і „долото ріжучого типу – 

вібратор – вибійний (гвинтовий) двигун – КГТ” з урахуванням взаємодії ГТ зі 

стінками свердловини на викривлених ділянках дозволить оцінити силове 

навантаження на долото, що є надзвичайно актуальним завданням. 

Розглянемо КГТ в похило-скерованій свердловині триінтервального типу. Про-

філь такої свердловини містить вертикальну, криволінійну та горизонтальну ділянки. 

КГТ будемо розглядати як дискретно-континуальну механічну систему, яку 

розіб’ємо на три секції із ГТ довжинами l1, l2 і l3 відповідно, що мають площу 

поперечного перерізу F2 – F1. Осьове переміщення КГТ здійснюють за допомогою 

штовхача (інжектора), а низ колтюбінгової компоновки обладнано вибійним 

(гвинтовим) двигуном, що приводить в рух долото ріжучого типу. 

Для визначення величини та дослідження закону зміни осьової сили на долоті 

𝑃𝑑, змодельована робота трьох КНБК: 

компоновка 1: КГТ – вибійний (гвинтовий) двигун – долото ріжучого типу; 

компоновка 2: КГТ – вибійний (гвинтовий) двигун – гідронавантажувач – 

долото ріжучого типу; 
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компоновка 3: КГТ – вибійний (гвинтовий) двигун – генератор коливань – 

долото ріжучого типу. 

 

Моделювання роботи компоновки №1 (рис. 3.7) 

Переміщення перерізів КГТ на кожній з трьох ділянок визначатимемо 

функціями 𝑠𝑖  (𝑖 = 1, 2, 3), які визначають поточне осьове положення на відповідній 

ділянці з відліком у верхніх торцях 𝑖-ої секції колони у напрямку свердловини. 

 

 

1 – долото, 2 – вибійний двигун, 3 – КГТ 

Рисунок 3.7 – Компоновка 1 КГТ триінтервального типу 

в горизонтальній свердловині 

 

Рівняння рівноваги на вертикальній ділянці матиме вигляд: 

 𝑁1
′ + 𝑚𝑜𝑔 = 0, (3.34) 

де 𝑁1
′ =

𝜕𝑁1

𝜕𝑆1
 – осьове навантаження у перерізі, що визначається координатою 𝑠1; 

𝑚𝑜 = [𝜌𝑡(𝐹2 − 𝐹1) + 𝜌𝑟𝐹1]/𝑙1 – маса 1 погонного метра ГТ;  

(𝐹2 − 𝐹1) – площа поперечного перерізу ГТ, 𝐹2 =
𝜋𝐷2

4
, 𝐹1 =

𝜋𝑑2

4
; 
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𝐷 – зовнішній діаметр ГТ; 𝑑 – внутрішній діаметр ГТ; 

𝜌𝑡 – густина матеріалу КГТ; 𝜌𝑟 – густина БР; 𝑔 – прискорення вільного падіння. 

Згідно рівняння (3.34) осьове навантаження у перерізі 𝑠1 

 𝑁1(𝑠1) = 𝑁1(0) − 𝑚0𝑔𝑠1, (3.35) 

де 𝑁1(0) – тягове зусилля штовхача (інжектора), що залежить від тиску в його 

циліндрах: 

 𝑁1(0) =
𝑊

2𝜇
. (3.36) 

Тут 𝑊 – сила стискування „лиж”; 𝜇 – коефіцієнт тертя між „сухарем” захоплю-

вального пристрою і ГТ. Коефіцієнт тертя приймали рівним 0,25. 

Отже, осьове навантаження на нижньому торці горизонтальної 𝑁1(𝑙1) – 

верхньому торці 𝑁2(0) криволінійної ділянки: 

 𝑁1(𝑙1) =
𝑊

2𝜇
− 𝑚0𝑔𝑙1 =  𝑁2(0).  (3.37) 

Рівняння рівноваги на криволінійній ділянці матиме вигляд: 

 𝑁2
′ + 𝑓∗ 𝑁2(𝑠2)

𝑅
= (𝑓∗ sin 𝛼2 − cos 𝛼2)𝑚0𝑔 + 𝑚0𝑓∗ 𝑆2

2̇

𝑅
, (3.38) 

де 𝑁2
′ =

𝜕𝑁2

𝜕𝑠2
 і 𝑁2(𝑠2) – осьове і нормальне навантаження у перерізі, що визначається 

координатою 𝑠2, відповідно; 𝑅 – радіус кривини ділянки; 𝛼2 =
𝑆2

𝑅
; 𝑓∗ =

𝑓𝑆2̇

√𝑆2
2̇+(𝜔𝑅д)2

  

– ефективний коефіцієнт тертя КГТ об кірку стінки свердловини; 

𝑠2̇ – швидкість переміщення КГТ; 𝜔𝑅д – швидкість поглиблення свердловини. 

Якщо 𝑠2̇ =const, a 𝑠̇2
2 → 0, то 

 𝑁2
′ + 𝑓∗ 𝑁2(𝑠2)

𝑅
= 𝑚0𝑔(𝑓∗ sin

𝑆2

𝑅
− cos

𝑆2

𝑅
), 𝑓∗ =

𝑓𝑠2̇

𝜔𝑅д
,   (3.39) 

Розв’язок рівняння (3.39) має вигляд: 

 𝑁2(𝑠2) = 𝐶𝑒(−𝑓∗ 𝑅⁄ )𝑆2 + 𝐴 sin
𝑆2

𝑅
+ 𝐵 cos

𝑆2

𝑅
, (3.40) 

сталі коефіцієнти A і B частинного розв’язку рівняння (3.40) знаходимо із системи 

рівнянь 
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 {

1

𝑅
𝐴 + 𝑓∗ 1

𝑅
 𝐵 = −𝑚0𝑔

−
1

𝑅
𝐵 + 𝑓∗ 1

𝑅
 𝐴 = 𝑓∗𝑚0𝑔

 (3.41) 

Одержані сталі мають вигляд: 𝐴 = 𝑚0𝑔𝑅
𝑓∗2−1

1+𝑓∗2
 , 𝐵 = −𝑚0𝑔𝑅

2𝑓∗

1+𝑓∗2
. Після 

підстановки їх в рівняння (3.40), осьове навантаження у перерізі 𝑠2: 

𝑁2(𝑠2) = 𝐶𝑒−𝑓∗𝑆2 𝑅⁄ +
𝑚0𝑔

1 + 𝑓∗2
𝑅 [(𝑓∗2 − 1) sin

𝑠2

𝑅
− 2𝑓∗ cos

𝑠2

𝑅
]. 

Сталу загального розв’язку рівняння (3.40) одержуємо з крайової умови (3.37) 

 
𝑊

2𝜇
− 𝑚0𝑔𝑙1 = 𝐶 +

𝑚0𝑔

1+𝑓∗2
𝑅 [(𝑓∗2 − 1) sin

𝑠2

𝑅
− 2𝑓∗ cos

𝑠2

𝑅
], (3.42) 

звідки 𝐶 =
𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2
− 𝑙1). 

Згідно рівняння (3.40) з урахуванням (3.41) і (3.42) осьове навантаження у 

перерізі 𝑠2 набуває вигляду: 

 𝑁2(𝑠2) = [
𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2
− 𝑙1)] 𝑒−𝑓∗𝑆2 𝑅⁄ +  

 +
𝑚0𝑔

1+𝑓∗2
𝑅 [(𝑓∗2 − 1) sin

𝑠2

𝑅
− 2𝑓∗ cos

𝑠2

𝑅
] ; (3.43) 

Отже, осьове навантаження на нижньому торці криволінійної 𝑁2(
𝜋𝑅

2
) – лівому 

торці 𝑁3(0) горизонтальної ділянки: 

 𝑁2 (
𝜋𝑅

2
) = [

𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2
− 𝑙1)] 𝑒−𝑓∗𝜋 2⁄ + 𝑚0𝑔𝑅

𝑓∗2−1

1+𝑓∗2
= 𝑁3(0) (3.44) 

Рівняння рівноваги на горизонтальній ділянці матиме вигляд: 

 𝑁3
′ − 𝑓∗𝑚𝑜𝑔 = 0, (3.45) 

де 𝑁3
′ =

𝜕𝑁3

𝜕𝑆3
 – осьове навантаження у перерізі горизонтальної ділянки, що 

визначається координатою 𝑠3. 

З рівності (3.45) визначаємо навантаження у поточному положенні 

горизонтальної ділянки 

 𝑁3(𝑠3) = 𝑁3(0) + 𝑓∗𝑚0𝑔𝑠3,  (3.46) 

або з урахуванням (3.44) 

 𝑁3(𝑠3) = [
𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2
− 𝑙1)] 𝑒−𝑓∗𝜋 2⁄ + 𝑚0𝑔(

𝑓∗2−1

1+𝑓∗2
𝑅 + 𝑓∗𝑠3),  (3.47) 
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Таким чином, осьова сила на долоті 𝑃𝑑 = −𝑁3(𝑙3) та згідно (3.47) 

визначається з виразу 

 𝑃𝑑 = [−
𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (𝑙1 − 2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2)] 𝑒−𝑓∗𝜋 2⁄ + 𝑚0𝑔(
1−𝑓∗2

1+𝑓∗2
𝑅 − 𝑓∗𝑙3),   (3.48) 

яка залежить від довжини горизонтальної ділянки 𝑙3 БК, сили 𝑊, довжини 

вертикальної ділянки свердловини 𝑙1 та значень радіуса заокруглень криволінійної 

ділянки. 

 

Моделювання роботи компоновки №2 (рис. 3.8) 

Розглянемо компоновку 2, у якій на відміну від компоновки 1 на 

горизонтальній ділянці між КГТ і вибійним двигуном вмонтовано гідронавантажу-

вач (рис. 3.8). 

 

 

1 – долото, 2 – гідронавантажувач, 3 – вибійний двигун, 4 – КГТ 

Рисунок 3.8 – Компоновка 2 КГТ триінтервального типу 

в горизонтальній свердловині 
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Рівняння рівноваги (3.34) і (3.39) справедливі і для компоновки 2, тому осьове 

навантаження на лівому торці 𝑁3(0) горизонтальної ділянки: 

 𝑁3(0) = [
𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2
− 𝑙1)] 𝑒−𝑓∗𝜋 2⁄ + 𝑚0𝑔𝑅

𝑓∗2−1

1+𝑓∗2
. (3.49) 

На горизонтальній ділянці з урахуванням гальмівної сили ГН, одержуємо: 

 𝑁3
′ − 𝑓∗𝑚0𝑔 − 𝐶гн𝑈̇3 = 0, (3.50) 

де 𝐶гн =
5𝜋𝜌𝐴м𝜔(𝑑1

2−𝑑2
2)

2

48𝜇2𝑑3
2  – коефіцієнт опору гідронавантажувача, 𝜌 – густина БР, 𝐴м 

– амплітуда ґрунтових коливань долота, 𝜔 – частота обертання долота, об/хв, 𝑑1 , 

𝑑2, 𝑑3 – діаметри поршня, штока і дроселя гідронавантажувача, 𝜇 – коефіцієнт 

витікання рідини з ГН. 

Врахувавши, що осьове навантаження на горизонтальній ділянці: 𝑁3(𝑠3) =

𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑈3
′  (𝑈3

′ =
𝜕𝑈3

𝜕𝑆3
, 𝑈3 – переміщення перерізу 𝑠3 колтюбінгової БТ, рівняння 

(3.50) набуває вигляду: 

 𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑈3
′′-𝐶гн𝑈̇3 =𝑓∗𝑚0𝑔 = 𝑓

𝑚0𝑔

𝜔𝑅д
𝑈̇3, (3.51) 

де 𝑈3
′′ =

𝜕2𝑈

𝜕2𝑆3
, 𝑈̇3 =

𝜕𝑈3

𝜕𝑡
. 

До рівняння (3.51) необхідно додати дві крайові умови: величину осьового 

навантаження на лівому торці (3.49) та вільному кінець КГТ (на долоті) 

 {
𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑈3

′ (0, 𝑡) = 𝑁3(0),

𝑈3
′ (𝑙3, 𝑡) = 0.

 (3.52) 

Оскільки диференційне рівняння (3.51) та крайові умови 𝑈3(𝑠3, 𝑡) (3.52) 

неоднорідні, необхідно підібрати таку спеціальну функцію 

 𝑤(𝑠3, 𝑡) =  𝑈3(𝑠3, 𝑡) − 𝑣3(𝑠3, 𝑡), (3.53) 

щоб вдалося звести 𝑈3(𝑠3, 𝑡) до однорідних крайових умов 𝑣3(𝑠3, 𝑡): 

 𝑤(𝑠3, 𝑡) =
𝑁3(0)

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3 (1 −

𝑠3

2𝑙3
). (3.54) 

З рівностей (3.53) і (3.54), одержуємо вираз для переміщення перерізу 𝑠3 

колтюбінгової БТ: 

 𝑈3(𝑠3, 𝑡) =  𝑣3(𝑠3, 𝑡) +
𝑁3(0)

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3 (1 −

𝑠3

2𝑙3
), (3.55) 
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який підставимо у динамічне рівняння (3.51) та систему крайових умов (3.52) 

 𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑣3
′′ − (𝐶гн+𝑓

𝑚0𝑔

𝜔𝑅д
)𝑣̇3 =

𝑁3(0)

𝑙3
, {

𝑣3
′ (0, 𝑡) = 0,

𝑣3
′ (𝑙3, 𝑡) = 0.

 (3.56) 

Знаходимо власні функції однорідного динамічного рівняння, що відповідає 

(3.56), звівши його до вигляду: 

 𝑣3
′′ −  

𝐶гн+ 𝑓
𝑚0𝑔

𝜔𝑅

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑣̇3 = 0, (3.57) 

розв’язок якого знайдемо методом розділення змінних. Для цього подамо 𝑣(𝑠3, 𝑡) 

як добуток двох функцій 𝑣(𝑠3, 𝑡) = 𝑥(𝑠3)𝑦(𝑡), тоді (3.57) отримує вигляд: 

 
𝑥′′

𝑥
=

𝐶гн+𝑓
𝑚0𝑔

𝜔𝑅

𝐸(𝐹2−𝐹1)
 
𝑦̇

𝑦
= −𝜆1

2. (3.58) 

З диференційного рівняння (3.58) другого порядку 

 𝑥(𝑠3) = 𝐶1 sin 𝜆1𝑠3 + 𝐶2 cos 𝜆1𝑠3.  

З крайових умов (3.56) у будь-який момент часу 𝑡 {
𝑣3

′ (0, 𝑡) = 0;

𝑣3
′ (𝑙3, 𝑡) = 0,

 тобто 𝑥′(0) =

𝑥′(𝑙3) = 0 ⇒ 𝐶1 = 0, 𝑥′(𝑙3) = 0 ⇒ sin 𝜆1𝑙3 = 0 ⇒ 𝜆1𝑛 =
𝜋𝑛

𝑙3
. 

Таким чином, 

 𝑥𝑛(𝑠3) = cos
𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3. (3.59) 

З диференційного рівняння (3.58) першого порядку, якщо поставити 

 𝜆2𝑛 = 𝜆1𝑛
2 𝐸(𝐹2−𝐹1)

𝐶гн+ 𝑓
𝑚0𝑔

𝜔𝑅д

, маємо 𝑦𝑛(𝑡) = 𝐶𝑛𝑒−𝜆2𝑛𝑡. (3.60) 

З урахуванням неоднорідної частини рівняння (3.56), виразів (3.59) і (3.60) 

знаходимо закон зміни переміщення перерізу КГТ в горизонтальній ділянці: 

 𝑣3(𝑠3, 𝑡) =
𝑁3(0)

2𝐸(𝐹2−𝐹1)𝑙3
𝑠3

2 + ∑ 𝐶𝑛𝑒−𝜆2𝑛𝑡 cos
𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3

∞
𝑛=1 .  (3.61) 

Коефіцієнти 𝐶𝑛 знаходимо з початкових умов. На початку руху переміщення 

перерізу горизонтальної ділянки 𝑈3(𝑠3, 0) = 0 та швидкість 𝑈̇3(𝑠3, 0) = 0, тоді 

відповідно з (3.55): 

 {
𝑣3(𝑠3, 0) = 𝑈3(𝑠3, 0) −

𝑁3(0)

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3 (1 −

𝑠3

2𝑙3
) = −

𝑁3(0)

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3 (1 −

𝑠3

2𝑙3
) ,

𝑣̇3(𝑙3, 𝑡) = 𝑈̇3(𝑠3, 0) = 0.
  (3.62) 
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Далі необхідно перше рівняння системи (3.62) розкласти за власними 

функціями 𝜆1𝑛 =
𝜋𝑛

𝑙3
: 

 −
𝑁3(0)

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3 (1 −

𝑠3

2𝑙3
) = ∑ 𝑦𝑛(0) cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3

∞
𝑛=1   

Після розкладання в ряд Фур’є 

𝑦𝑛(0) = −
2𝑁3(0)

𝐸𝑙3(𝐹2−𝐹1)
∫ 𝑠3 (1 −

𝑠3

2𝑙3
)

𝑙3

0
cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3 𝑑𝑠3, 

одержуємо 

𝑦𝑛(0) =
2𝑁3(0)𝑙3

𝐸(𝐹2−𝐹1)(𝜋𝑛)2
= 𝑐𝑛. 

Остаточно для 𝜆2𝑛 = (
𝜋𝑛

𝑙3
)

2 𝐸(𝐹2−𝐹1)

𝐶гн+ 𝑓
𝑚0𝑔

𝜔𝑅

 маємо: 

 𝑣3(𝑠3, 𝑡) =
𝑁3(0)

2𝐸(𝐹2−𝐹1)𝑙3
[𝑠3

2 + 4 ∑ (
𝑙3

𝜋𝑛
)

2
𝑒−𝜆2𝑛𝑡 cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3

∞
𝑛=1 ]. (3.63) 

Відповідно (3.63) переміщення перерізу 𝑠3 колтюбінгової БТ здійснюється за 

законом: 

 𝑈3(𝑠3, 𝑡) =  
𝑁3(0)

𝐸(𝐹2−𝐹1)
[𝑠3 + 2𝑙3 ∑

1

(𝜋𝑛)2
𝑒−𝜆2𝑛𝑡 cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3

∞
𝑛=1 ], (3.64) 

Визначаємо навантаження 𝑁3(𝑠3) у поточному положенні горизонтальної 

ділянки 

 𝑁3 = 𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑈3
′ = 𝑁3(0) [1 − 2 ∑

1

𝜋𝑛
𝑒−𝜆2𝑛𝑡 sin

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3

∞
𝑛=1 ]. (3.65) 

Таким чином, осьова сила на долоті 𝑃𝑑 = −𝑁3(𝑙3) та згідно (3.49) 

визначається з виразу 

 𝑃𝑑(𝑙3) = [(−
𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (𝑙1 − 2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2)) 𝑒−𝑓∗𝜋 2⁄ + 𝑚0𝑔𝑅
𝑓∗2−1

1+𝑓∗2] ×  

 × [1 − 2 ∑
1

𝜋𝑛
𝑒−𝜆2𝑛𝑡 sin 𝜋𝑛∞

𝑛=1 ], (3.66) 

яка залежить від сили 𝑊, довжини вертикальної ділянки свердловини 𝑙1 та значень 

радіуса заокруглень криволінійної ділянки 𝑅, а також довжини горизонтальної 

ділянки 𝑙3 БК та витрат промивальної рідини, що визначається величиною 𝐶гн, що 

входять до 𝜆2𝑛 = (
𝜋𝑛

𝑙3
)

2 𝐸(𝐹2−𝐹1)

𝐶гн+ 𝑓
𝑚0𝑔

𝜔𝑅

. 
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Моделювання роботи компоновки №3 (рис. 3.9) 

Розглянемо компоновку 3, у якій на відміну від компоновки 1 на 

горизонтальній ділянці між вибійним двигуном і долотом вмонтовано генератор 

коливань (рис. 3.9). 

 

 

1 – долото, 2 – вибійний двигун, 3 – генератор коливань, 4 – КГТ 

Рисунок 3.9 – Компоновка 3 КГТ триінтервального типу 

в горизонтальній свердловині 

 

Рівняння рівноваги (3.34) і (3.39) справедливі і для компоновки 3, тому осьове 

навантаження на лівому торці 𝑁3(0) горизонтальної ділянки: 

 𝑁3(0) = [
𝑊

2𝜇
+ 𝑚0𝑔 (2𝑅

𝑓∗

1+𝑓∗2
− 𝑙1)] 𝑒−𝑓∗𝜋 2⁄ + 𝑚0𝑔𝑅

𝑓∗2−1

1+𝑓∗2
. (3.67) 

На горизонтальній ділянці з урахуванням сили, що збурюється генератором 

коливань, одержуємо: 

 𝑁3
′ − 𝑓∗𝑚0𝑔 +

𝑄0

𝑙3
sin 𝜔0𝑡 = 0, (3.68) 
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Для дослідження динамічного руху необхідно врахувати інерційний член 

𝑚0𝑈̈3, тоді аналогічно схемі 2 

 𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑈3
′′ − 𝑚0𝑈̈3 − 𝑓𝑚0𝑞

𝑈̇3

𝜔𝑅д
= 0. (3.69) 

До рівняння (3.69) необхідно додати дві крайові умови: величину осьового 

навантаження на лівому торці (3.49) та вільний кінець КБТ на долоті 

 {
𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑈3

′ (0) = 𝑁3(0);

𝐸(𝐹2 − 𝐹1)𝑈3
′ (𝑙3) = 𝑄0 sin 𝜔0𝑡,

 (3.70) 

Оскільки диференційне рівняння (3.70) та крайові умови 𝑈3(𝑠3, 𝑡) 

неоднорідні, необхідно підібрати таку спеціальну функцію 

 𝑤(𝑠3, 𝑡) =  𝑈3(𝑠3, 𝑡) − 𝑣3(𝑠3, 𝑡),  (3.71) 

щоб вдалося звести 𝑈3(𝑠3, 𝑡) до однорідних крайових умов 𝑣3(𝑠3, 𝑡): 

 𝑤(𝑠3, 𝑡) =
1

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3 [𝑁3(0) (1 −

𝑠3

2𝑙3
) + 𝑄

𝑠3

2𝑙3
sin 𝜔0𝑡]. (3.72) 

З рівностей (3.71) і (3.72), одержуємо вираз для переміщення перерізу s3 ГТ: 

 𝑈3(𝑠3, 𝑡) =  𝑣3(𝑠3, 𝑡) +
1

𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3 [𝑁3(0) (1 −

𝑠3

2𝑙3
) + 𝑄

𝑠3

2𝑙3
sin 𝜔0𝑡], (3.73) 

який підставимо у динамічне рівняння (3.69) та систему крайових умов (3.70) 

 𝑣3
′′ −

𝑚0

𝐸(𝐹2−𝐹1)
(𝑣̈3 +

𝑓𝑞

𝜔𝑅
𝑣̇3) = (3.74) 

 =
𝑄0

𝐸𝑙3(𝐹2−𝐹1)
[

𝑓𝑚0𝑔

2𝜔𝑅д
𝜔0 (

1

𝐸(𝐹2−𝐹1)
) 𝑠3

2 cos 𝜔0𝑡 − (1 +
𝑚0𝜔0

2

2𝐸(𝐹2−𝐹1)
𝑠3

2) sin 𝜔0𝑡] (3.75) 

 {
𝑣3

′ (0, 𝑡) = 𝑈3
′ (0, 𝑡) − 𝑤′(0, 𝑡) = 0;

𝑣3
′ (𝑙3, 𝑡) = 𝑈3

′ (𝑙3, 𝑡) − 𝑤′(𝑙3, 𝑡) = 0.
 (3.76) 

Знаходимо власні функції однорідного динамічного рівняння, що відповідає 

(3.76): 

 𝑣3
′′ −

𝑚0

𝐸(𝐹2−𝐹1)
(𝑣̈3 +

𝑓𝑞

𝜔𝑅
𝑣̇3) = 0, (3.77) 

розв’язок якого знайдемо методом розділення змінних. Для цього подамо 𝑣(𝑠3, 𝑡) 

як добуток двох функцій 𝑣(𝑠3, 𝑡) = 𝑥(𝑠3)𝑦(𝑡), тоді (3.77) отримує вигляд: 

 
𝑥′′

𝑥
=

𝑚0

𝐸(𝐹2−𝐹1)
(

𝑦̈

𝑦
+

𝑓𝑞

𝜔𝑅д

𝑦̇

𝑦
) = −𝜆1

2, (3.78) 

аналогічно схемі (3.59) 𝜆1𝑛 =
𝜋𝑛

𝑙3
 та 
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 𝑥𝑛(𝑠3) = cos
𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3. (3.79) 

Часову функцію 𝑦(𝑡) одержимо з диференційного рівняння, що відповідає (3.78) 

 𝑦̈𝑛 +
𝑓𝑞

𝜔𝑅д
𝑦̇𝑛 +

𝐸(𝐹2−𝐹1)

𝑚0
𝜆1𝑛

2 = 𝜁𝑛(𝑡) (3.80) 

де 

𝜁𝑛(𝑡) =
2𝑄0

𝐸𝐿2(𝐹2 − 𝐹1)
{

𝑓𝑚0𝑔𝜔0 cos 𝜔0𝑡

2𝜔𝑅д𝐸(𝐹2 − 𝐹1)
∫ 𝑠3

2 cos
𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3 𝑑𝑠3

𝑙3

0

− ∫ (1 +
𝑚0𝜔0

2

2𝐸(𝐹2 − 𝐹1)
𝑠3

2) sin 𝜔0𝑡 cos
𝜋𝑛

𝑙3

𝑙3

0

𝑠3 𝑑𝑠3} 

Після інтегрування неоднорідна частина диференційного рівняння (3.80) 

 𝜁𝑛(𝑡) =
2𝑄0𝑙3𝑚0𝜔0

𝐸2(𝐹2−𝐹1)2𝜋2𝑛2
(−1)𝑛 {

𝑓𝑔

𝜔𝑅д
cos 𝜔0𝑡 − 𝜔0 sin 𝜔0𝑡}  (3.81) 

Загальний розв’язок рівняння (3.80) має вигляд 

 𝑦𝑛(𝑡) = 𝑒−ℎ𝑡(𝐶1𝑛 sin 𝜆2𝑛𝑡 + 𝐶2𝑛cos 𝜆2𝑡) +  

 +𝐷1𝑛 sin 𝜔0𝑡 + 𝐷2𝑛 cos 𝜔0𝑡, (3.82) 

де ℎ = −
𝑓𝑔

2𝜔𝑅д
; 𝜆2𝑛 = √𝐸(𝐹2−𝐹1)

𝑚0
𝜆1𝑛

2 − (
𝑓𝑔

2𝜔𝑅д
)

2

. 

Коефіцієнти 𝐶1𝑛, 𝐶2𝑛, 𝐷1𝑛, 𝐷2𝑛 знаходимо з початкових умов. На початку руху 

переміщення перерізу горизонтальної ділянки 𝑈3(𝑠3, 0) = 0 та швидкість 

𝑈̇3(𝑠3, 0) = 0, тоді: 

 𝑦𝑛(0) =
2

𝑙3
∫ [𝑈3(𝑠3, 0) − 𝑤(𝑠3, 0)]

𝑙3

0
cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3 𝑑𝑠3 =  

 = −
2𝑁3(0)

𝐸𝑙3(𝐹2−𝐹1)
∫ 𝑠3 (1 −

𝑠3

2𝑙3
) cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3 𝑑𝑠3 =

𝑙3

0

2𝑁3(0)

𝐸(𝐹2−𝐹1)(𝜋𝑛)2
 (3.83) 

 𝑦̇𝑛(0) =
2

𝑙3
∫ [𝑈̇3(𝑠3, 0) − 𝑤̇(𝑠3, 0)]

𝑙3

0
cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3 𝑑𝑠3 =  

 = −
2𝑄0𝜔0

2𝐸𝑙3
2(𝐹2−𝐹1)

∫ 𝑠3
2 cos

𝜋𝑛

𝑙3
𝑠3 𝑑𝑠3 = (−1)𝑛+1 2𝑄0𝜔0𝑙3

𝐸(𝐹2−𝐹1)𝜋2𝑛2

𝑙3

0
 (3.84) 

Відповідно (3.73) (3.79) і (3.82) переміщення перерізу s3 ГТ здійснюється за 

законом: 
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 𝑈3(𝑠3, 𝑡) =
𝑠3

𝐸(𝐹2−𝐹1)
[𝑁3(0) (1 −

𝑠3

2𝑙3
) +

𝑄𝑜

2𝑙3
𝑠3 sin 𝜔0𝑡] + (3.85) 

+ ∑ cos 𝜆1𝑛𝑠3[(𝐶1𝑛 sin 𝜆2𝑛𝑡 + 𝐶2𝑛cos 𝜆2𝑛𝑡)𝑒−ℎ𝑡 + 𝐷1𝑛 sin 𝜔0𝑡 + 𝐷2𝑛 cos 𝜔0𝑡]∞
𝑛=1 . 

Отже, осьова сила на долоті 𝑃𝑑 = −𝑁3(𝑙3) та згідно (3.85) визначається з 

виразу  𝑃𝑑(𝑙3, 𝑡) =  𝐸(𝐹2 − 𝐹1) ×  

× ∑ 𝜆1𝑛 sin 𝜆1𝑙3[(𝐶1𝑛 sin 𝜆2𝑛𝑡 + 𝐶2𝑛cos 𝜆2𝑛𝑡)𝑒−ℎ𝑡 + 𝐷1𝑛 sin 𝜔0𝑡 +∞
𝑛=1

             +𝐷2𝑛 cos 𝜔0𝑡] −
𝑄𝑜

𝑙3
𝑠3 sin 𝜔0𝑡        (3.86) 

яка не залежить від сили W, довжини вертикальної ділянки свердловини l1 та 

радіуса заокруглень криволінійної ділянки R, поряд з тим змінюється довжина 

горизонтальної ділянки l3 КГТ, амплітуди та частоти генератора коливань. 

Таким чином, залежності (3.48), (3.66), (3.86) дозволяють провести оцінку 

величини осьового навантаження, яке передається на вибій горизонтальної 

свердловини з урахуванням КНБК. 

Вхідні дані для розрахунків: 

 горизонтальна свердловина викривлена в одній вертикальній площині, 

довжина вертикальної ділянки 1000 м, радіус викривлення 200 м; 

 коефіцієнт тертя КГТ об стінки свердловини 0,15…0,5; 

 компоновка: долото ріжучого типу (114 мм); гідравлічний вибійний двигун Д–85;  

 КГТ 60,3 мм (номінальна товщина стінки 4,45 мм) [115]; 

 гідравлічний навантажувач [43]: діаметри поршня 80 мм, діаметр штока 34 

мм і діаметр дроселя 20 мм. 

На рис. 3.10 представлені залежності осьового навантаження на долото 𝑃𝑑 від 

довжини горизонтальної ділянки 𝑙3 свердловини для компоновки 1. При збільшенні 

горизонтальної ділянки свердловини осьове навантаження 𝑃𝑑  зменшується. При 

коефіцієнті тертя 0,1 і довжині горизонтальної ділянки 900 м осьове навантаження 

становить 11,5 кН, а при коефіцієнті тертя 0,3 довжина горизонтальної ділянки 

обмежена величиною 442 м. Із зміною коефіцієнта тертя ГТ від 0,1 до 0,3, довжина 

горизонтальної ділянки зменшується в 2,7 рази при осьовому навантаженні 

надолото 𝑃𝑑  → 0. 



141 

 

 

Рисунок 3.10 – Графік залежності осьового навантаження Pd від довжини 

горизонтальної ділянки l3 за різних коефіцієнтів тертя f 

 

Рисунок 3.11 – Графік залежності осьового навантаження Pd від довжини 

горизонтальної ділянки l3 при включенні в компоновку гідронавантажувача 

1 – f = 0,3; 

2 – f = 0,2; 

3 – f = 0,1. 

1 – без ГН; 

2 – Q = 0,015 м3/с; 

3 – Q = 0,020 м3/с. 
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Включення в компоновку гідронавантажувача призводить до збільшення 

осьового навантаження на долото та робить можливим поглиблення горизональної 

ділянки свердловини на більшу довжину (рис. 3.11). Так, при коефіцієнті тертя 0,2 

та подачі насосу 0,015 м3/с на довжині горизонтальної ділянки 550 м включення в 

компоновку гідронавантажувача забезпечить збільшення осьового навантаження 

на долото з 10 до 24 кН. Використання в компоновці гідронавантажувача при 

подачі насосів 0,020 м3/с дозволило збільшити довжину горизонтальної ділянки в 

1,68 рази. 

Отримані залежностей зміни осьового навантаження на долото при бурінні 

горизонтальної свердловини, показують ефективність використання в компоновках 

гідронавантажувачів, що підтверджується промисловими даними [97]. 

 

 

3.3 Вплив ексцентричного розташування колони гнучких труб у 

стовбурі свердловини на її промивання 

 

При колтюбінговому бурінні у стовбурі горизонтальної свердловини осьове 

переміщення КГТ забезпечується повздовжньою складовою ваги ГТ для подолання 

сили тертя труб до стінки [225]. Під дією впливу осьової і поперечної сил пружна 

вісь ГТ має складну форму (рис. 3.10) з ексцентрикним розташуванням е в стовбурі 

свердловини. 

Внаслідок деформації ГТ в кільцевому просторі стовбура свердловини під час 

промивання свердловини відбувається зміна форми поперечного перерізу ядра його 

потоку і розподілу швидкостей руху, які описуються такими схемами (рис. 3.11). 

Враховуючи це, метою даного дослідження є вивчення впливу 

ексцентричного розташування КГТ в стовбурі горизонтальної свердловини на 

форму ядра потоку БР в кільцевому просторі та розподіл швидкості його руху при 

цьому зі зміною діаметрів свердловини і КГТ, параметрів промивальної рідини, 

енергетичних характеристик бурового насоса, тощо. 
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Рисунок 3.10 – Схема ексцентричного розташування е ГТ в стовбурі 

свердловини 

 

В основу дослідження ставиться комп’ютерне моделювання в програмному 

середовищі SolidWorks Flow Simulation та математичне моделювання 

розрахунковим методом [226]. При цьому ГТ розглядається в стовбурі 

горизонтальної свердловини при різних граничних умовах у відповідності до рис. 

3.11 і рис. 3.12. 

 

 

1 – ГТ; 2 – ядро потоку БР; 3 – стінка свердловини; 4 – застійна зона БР 

Рисунок 3.11 – Схема орієнтування ядра потоку БР і розподілу швидкостей 

його руху в кільцевому просторі стовбура ГС 

 

Під час дослідження оперуємо такими параметрами як діаметр свердловини, 

зовнішній діаметр і довжина КГТ, продуктивність і тиск помпування бурового 

насоса, шорсткість стінок з якими контактує БР, густина розчину, в’язкість за 

однією з реологічних моделей. 

Для визначення впливу ексцентриситету розташування КГТ в горизонталь-

ному стовбурі свердловини шляхом математичного моделювання (без спрощень і 

припущень) отримано низку залежностей зміни швидкості руху БР в серповидному 
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каналі кільцевого простору і втрат тиску при цьому з використанням таких вихід-

них даних (табл. 3.1). 

У результаті проведеного дослідження з використанням комп’ютерного 

моделювання руху БР в кільцевому просторі моделі „стовбур свердловини–БК” 

було встановлено ряд особливостей. По-перше, ексцентричне розташування БК у 

стовбурі свердловини не змінює величини тиску помпування бурового насоса в 

поперечному перерізі, рис. 3.12а). По-друге, ексцентричне розташування колони 

БТ у стовбурі свердловини сприяє зменшенню градієнта гідравлічного опору. 

Так, для концентричного розташування труб у свердловині становить 

 1,36 кПа/м, а для ексцентричного – на 30% менше, або 0,96 кПа/м, рис. 3.3б). Дана 

різниця має вагомий вплив щодо зниження гідравлічного опору, а з ним і енерго-

виатрат на промивання свердловини, але водночас сприяє утворенню застійної зони 

БР, утворенню шламових пачок та інше [77, 139, 140]. 

 

Таблиця 3.1 – Вхідні параметри 

№ 

з/п 
Параметр 

Величина 

значення розмірність 

1.  Діаметр стовбура свердловини  0,136 м 

2.  Зовнішній діаметр ГТ 0,06 м 

3.  Продуктивність бурового насоса 0,0015 м3/c 

4.  Тиск помпування бурового насоса 20 МПа 

5.  Шорсткість стінок, з якими контактує розчин 300 мкм 

6.  Густина БР (модель ГершеляБалклі) 1100 кг/м3 

7.  
Довжина досліджуваної ділянки 

кільцевого простору 
5 м 
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а) 

 

б) 

Рисунок 3.12 – Розподіл тиску помпування бурового насоса в ексцентричному 

розташованої в стовбурі свердловини БК 

а) у поздовжньому перерізі стовбура свердловини; 

б) у поперечному перерізі стовбура свердловини 
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За результатами побудови діаграм зміни швидкості потоку БР в кільцевому 

просторі моделі „стовбур свердловини–БК” 
КПV  було встановлено, що застійна 

зона утворюється при умові збільшення ексцентриситету e  між осями свердловини 

і КГТ, рис. 3.13. При концентричному розташуванні КГТ у стовбурі свердловини 

(для встановлених вихідних даних) 0.7 /cКПV м  (рис. 3.13б), без наявності 

застійної зони БР в кільцевому просторі. При крайньому ексцентричному 

положенні ГТ у стовбурі свердловини в центрі ядра потоку спостерігається 

швидкість потоку БР 0.8 /cКПV м  (рис. 3.13а) при явно видимій застійній зоні. 

Найбільшу увагу викликає проміжне ексцентричне положення ГТ, при якому в 

центрі ядра потоку БР 0.86 /cКПV м  без ознак застійної зони. Це підтверджує 

доцільність центрування БК у стовбурі горизонтальної свердловини для 

забезпечення максимальної швидкості потоку ядра потоку БР в кільцевому 

просторі при відсутності його застійної зони. 

Для вивчення впливу ексцентриситету БК в стовбурі горизонтальної 

свердловини на параметри прокачування БР в кільцевому просторі пропонується 

розрахункова схема, зображена на (рис. 3.14), де 
2OD OD R    − радіус 

свердловини, 
1 1 1O A O A R    − радіус труби БК,   – величина півкута охоплення 

стінки свердловини застійною зоною БР; ψ – величина півкута охоплення елемента 

БК застійною зоною. 

Співвідношення між геометричними розмірами застійної зони БР в кільцево-

му просторі при тиску помпування бурового насоса, виражаються: 

0 1 0 2tP A A A       ,      (3.87) 

де 
tA – площа поперечного перерізу застійної зони БР; 

P  – тиск помпування бурового насоса; 

1A  – площа поверхні контакту між застійною зоною і рухомим БР; 

2A  – площа поверхні контакту БР з трубою і стінками свердловини в зоні руху; 

0  – динамічне напруження зсуву БР. 
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а)       б) 

 в) 

Рисунок 3.13 – Розподіл швидкості потоку БР в кільцевому просторі стовбура 

свердловини при різних варіантах розташування КГТ у ньому 

 

 0

2

2 0 0 2
1

1

360
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R
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   
 

     
    
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.   (3.90) 

де l  – довжина БК. 
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Для забезпечення ефективного гідротранспорту шламу по кільцевому 

простору стовбура похило-скерованої чи горизонтальної свердловини потоком БР 

необхідною умовою є забезпечення необхідної його швидкості і зменшення 

передумов утворення застійних зон. 

Для проектування необхідної величини швидкості потоку БР у кільцевому 

просторі 
КПV  пропонується математична модель руху частинки шламу сферичної 

форми між стінкою свердловини та ГТ в інтервалі набору зенітного кута, яка 

піддається впливу таких сил (рис. 3.15): тяжіння – 
1F , Архімедової – 

2F  

відцентрової – 
3F ; доцентрової – 

4F ; опору в’язкого середовища – 
5F ; тертя – 

6F  і 

підйомної – 
7F  [5]. 

 

 

Рисунок 3.14 − Розрахункова схема формування застійної зони БР у кільцевому 

просторі з ексцентричним розташуванням КГТ 

 

При цьому сили тяжіння і Архімеда, які діють на частинку шламу за даних 

умов визначаються: 

1 ГП ЧF g V ,      (3.91) 

де 
ЧV  – максимальний об’єм частинки шламу, яка виноситься БР; 

ГП  – густина гірської породи. 
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2 БР ЧF gV ,      (3.92) 

де 
БР  – густина БР. 

 2

3 2 2ГП КП Ч СВF V V к к D   ,       (3.93) 

 2

4 2 2БР КП Ч СВF V V к к D   ,      (3.94) 

де к  – кривизна стовбура свердловини; 

СВD  – діаметр свердловини. 

 

 

Рисунок 3.15 – Схема розподілу сил, що діють на частинку шламу у БР кільцевого 

простору похило-скерованої свердловини 

 

З урахуванням того, що утворення застійної зони БР призводить до 

зменшення площі поперечного перерізу кільцевого простору, спостерігається 

збільшення швидкості потоку БР, яка визначається за формулою 

 2 2

КП t4 4СВ БКV Q D d A    
 

,    (3.95) 

де Q  – продуктивність бурового насоса. 

2

5 2БР ГП Ч КПF с S V V  ,    (3.96) 

де 
ГПS  – максимальна площа поперечного перерізу частинки шламу найбільшої із 

фракційного складу, утвореного на вибої; 

с  – емпіричний коефіцієнт: 
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  
2

1.536 3 0.67ГП БР ГП БРc d g      
  

,   (3.97) 

де   – абсолютна в’язкість БР; 

ГПd  – умовний діаметр частинки шламу. 

Сила тертя частинки шламу до стінки свердловини з врахуванням 

прилипання її до фільтраційної кірки: 

6F N f ,       (3.98) 

де f  – коефіцієнт тертя частинки шламу до БК чи стінки свердловини; 

N  – нормальна складова сили притискання частинки шламу до стінки 

свердловини: 

    2

72 2 sin( )Ч ГП БР КП СВN V кV к D g F       
 

,  (3.99) 

де   – зенітний кут стовбура свердловини. 

Під час обертання БК з кутовою швидкістю const  на частинку шламу, яка 

потрапляє до зони завихреного БР, діє сила: 

2

7 12ГП Ч БТF V d   ,     (3.100) 

де 
БТd  – діаметр БТ. 

Згідно (рис. 3.15) отримуємо рівняння рівноваги сил, що діють на частинку 

шламу під час її руху в БР: 

 проєкція сил на вісь ОХ: 

5 6 2 1 7 4 3( ) ( ) ( )sin( ) 0F F соs F F F F N F          ;    (3.101) 

 проєкція сил на вісь OY: 

7 4 3 5 6( )cos( ) ( )sin( ) 0F F N F F F        .   (3.102) 

Об’єднавши (3.87)–(3.102) в систему рівнянь і провівши відповідні 

розрахунки отримуємо 
iF  та 

КПV  за заданих техніко-технологічних параметрів 

процесу та умові 
t 0A  . 
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3.4 Удосконалення способу обертового буріння похило-скерованих і го-

ризонтальних ділянок свердловини 

 

Запропоновано удосконалити технологію буріння похило-скерованих та 

горизонтальних ділянок свердловин шляхом використання тієї частини кінетичної 

енергії обертового руху БК, яка просто витрачається на стирання і нагрівання 

центраторів, калібраторів та перевідників, для подачі бурильного інструменту до 

вибою у вигляді одночасної направленої дії сил тертя [111]. Ці сили виникають при 

взаємодії гвинтоподібної поверхні ексцентричних контактних елементів (ЕКЕ), що 

входять у комплект КНБК і такої ж гвинтоподібної поверхні наплавленої 

твердосплавним релітом на перевідниках, що накручені на БТ, з гірською породою 

стовбура свердловини при обертовому русі колони, як бокової так і зовнішньої 

поверхонь різьби без витрати додаткової енергії ззовні. Це дозволяє розширити 

функцiональні можливості способу і підвищити середню рейсову швидкість буріння. 

Наявність на зовнішній поверхні ЕКЕ і перевідників наплавленої 

твердосплавним релітом гвинтоподібної поверхні, дає можливість використовувати 

частину кінетичної енергії обертового руху БК для подачі бурильного інструменту до 

вибою, що при гладкій поверхні центраторів, калібраторів та перевідників 

витрачається тільки для їх стирання і нагрівання, а при гвинтоподібній – 

використовувати для подачі бурильного інструменту до вибою. Це забезпечує 

збільшення середньої рейсової швидкості буріння, що в цілому, підвищує 

ефективність буріння похило-скерованих і горизонтальних ділянок свердловини. 

КНБК для здійснення запропонованого способу буріння (рис. 3.16) складається 

з долота 1, трьох ЕКЕ 2 із гвинтоподібною поверхнею, які розташовані у проекції на 

горизонтальну площину через 120°, СБТ 3 із перевідниками, на зовнішній поверхні 

яких виконана різьба у вигляді наплавлення твердосплавним релітом та стандартних 

СБТ 4, які перебувають у контакті зі стінкою стовбура свердловини 5. 

Запропонований спосіб буріння реалізовується наступним чином. При 

обертовому русі БК створюється сумарна направлена дія сил тертя між 
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гвинтоподібними поверхнями ЕКЕ 2 і перевідниках на БТ 3 з гірською породою 

стовбура свердловини 5, які направлені до вибою і визначається за формулою: 

𝐹 = 𝐹𝐸1 + 𝐹𝐸2 + ∑ 𝐹𝑀1𝑖 + ∑ 𝐹𝑀2𝑖 ,           (3.103) 

де 𝐹𝐸1, 𝐹𝑀1𝑖 – сили тертя, які виникають між боковою поверхнею різьби, відповідно 

ЕКЕ і перевідника на БТ з гірською породою стовбура свердловини, Н;  

 𝐹𝐸2, 𝐹𝑀2𝑖  – сили тертя, які виникають між зовнішньою поверхнею різьби, 

відповідно ЕКЕ і перевідника БТ з гірською породою стовбура свердловини, Н. 

 

 

Рисунок 3.16 – Схема КНБК при реалізації удосконаленого способу обертового 

буріння похило-скерованих і горизонтальних ділянок свердловини 

 

Сила тертя, яка виникає між боковою поверхнею різьб ЕКЕ або перевідника 

на БТ з гірською породою і направлена до вибою, визначається за залежністю: 

𝐹𝑀1(𝐹𝑀𝑙𝑖) = 𝑘𝑘𝑚
𝜋𝑝𝑑2𝑡2𝑧𝑙

𝛼н𝑡
,     (3.104) 

де kкт – коефіцієнт контакту гвинтоподібної поверхні ЕКЕ або перевідника з стовбу-

ром свердловини, залежить від типу розбурюваних порід (kкт = 0,17…0,33); 

р – середній питомий тиск на робочих поверхнях гвинтової пари, залежить від 

міцності гірських порід (р = 50…260 МПа); 

d2 – середній діаметр ЕКЕ або перевідника, який контактує з гірською породою, м; 

t2 – робоча висота контакту витка різьбової поверхні ЕКЕ або перевідника з 

гірською породою, м; 
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z – число заходів різьби на ЕКЕ або перевідника; 

l – довжина різьбової частини ЕКЕ або перевідника, м; 

αн – коефіцієнт навантаження, залежить від умови прилягання витків гвинтової 

поверхні (αн =1,1…3,0); 

t – крок різьби ЕКЕ або перевідника, м. 

Сила тертя, яка виникає між зовнішньою поверхнею різьби ЕКЕ або замка БТ 

з гірською породою і направлена до вибою, визначається залежністю:  

   E2 2 0F M i д kF f G p S tg   ,            (3.105) 

де fд – дійсний коефіцієнт тертя (0,28…0,40); 

G – сила притискання ЕКЕ або замка до ствола свердловини, Н; 

p0 – додатковий тиск, викликаний силами молекулярного притягання, Па; 

Sk – загальна площа безпосереднього контакту між тілами, м2; 

β – кут між вектором сили тертя та його складовою, направленою вздовж осі 

свердловини. 

На рис. 3.17 зображено схему ЕКЕ із основними геометричними розмірами, які 

використовують для розрахунків. 

 

 

 

Рисунок 3.17 – Схема розміщення ЕКЕ у свердловині 
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Нижче наведено результати розрахунку сумарної сили тертя, направленої до 

вибою для подачі бурильного інструменту з долотом діаметром 190,5 мм, СБТ 

діаметром 114,3 мм на довжині 500 м горизонтальної ділянки свердловини. 

Використовуючи формули (3.103)(3.105) і підставляючи мінімальні та мак-

симальні значення величин отримуємо: 

FE1min = 8,3 кН (≈ 0,85 тс); FМ1і min = 3,93 кН (≈ 0,4 тс); 

FE1max = 116,7 кН (≈ 11,9 тс); FМ1і mах = 55,3 кН (≈ 5,65 тс); 

FE2тіп = 33,7 кН (≈ 3,4 тс); FМ2і mіп = 19,2 кН (≈ 1,95 тс); 

FE2тах = 48,2 кН (≈ 4,9 тс); FМ2і mах = 27,4 кН (≈ 2,79 тс). 

Буріння свердловини КГТ за допомогою колтюбінгових установок вимагає 

чіткого контролю за навантаженням на долото та роботою навантажувача, а при 

бурінні горизонтальних ділянок необхідно забезпечити створення додаткового 

осьового навантаження колтюбінговою КНБК. 

Нами запропоновано вдосконалену КНБК (рис. 3.18) для обертового буріння 

похилоскерованих та горизонтальних ділянок свердловини КГТ [112] шляхом 

сукупного використання тієї частини кінетичної енергії обертового руху БК, яка 

виникає при взаємодії гвинтоподібної поверхні ЕКЕ і такої ж гвинтоподібної 

поверхні, наплавленої твердосплавним релітом на перевідниках, що накручені на 

БТ, з гірською породою стовбура свердловини при обертовому русі колони, а такж 

використання долота з промивними каналами , у яких закріплені кавітаційні 

камери, які дають можливість збільшити швидкість буріння і довговічність роботи 

долота за рахунок створення на вибої свердловини потужних потоків хвильової 

енергії направленої дії на руйнування гірської породи. 

Суттєвими ознаками запропонованої КНБК для способу обертового буріння 

похило-скерованих і горизонтальних ділянок свердловини є наявність сукупності 

одночасних направлених дій для подачі бурильного інструменту до вибою з 

використанням сил тертя, які виникають при взаємодії гвинтоподібних поверхонь 
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ЕКЕ і такої ж гвинтоподібної поверхні на перевідниках БТ з гірською породою 

стовбура свердловини при обертовому русі БК, що дає можливість використовувати 

частину кінетичної енергії на подачу бурильного інструменту до вибою. А також 

використання в долоті кавітаційних камер, що створюють на вибої свердловини 

потужні потоки хвильової енергії направленої дії на руйнування гірської породи 

дають можливість підвищити середню рейсову швидкість буріння, що в цілому 

підвищує ефективність буріння похило-скерованих і горизонтальних ділянок 

свердловини. 

Таким чином, суттєві ознаки безпосередньо впливають на технічний 

результат, тобто перебувають з ним у причинно-наслідковому зв’язку. 

 

 

Рисунок 3.18 – КНБК для обертового буріння похило-скерованих та 

горизонтальних свердловин 

 

КНБК для здійснення запропонованого способу буріння складається з 

долота1, армованого твердосплавними елементами та з промивальними каналами, 

у яких закріплені кавітаційні камери, силових (гідравлічних) циліндрів 2, трьох 

ЕКЕ 3 із гвинтоподібною поверхнею, які розташовані у проєкції на горизонтальну 

площину через 120°, БТ 4 із перевідниками 5, на зовнішній поверхні яких виконана 

різьба у вигляді наплавлення твердосплавним релітом, вибійного двигуна або 

турбобура 6, КГТ 7 та транспортера (інжектора) 8. 

КНБК працює наступним чином. Під час буріння при включеній циркуляції БР, 

який подається по КГТ 7 на вибійний двигун 6, що призводить до обертання низу БК 

і надає рух до вибою за допомогою силових циліндрів 2, ЕКЕ 3 та БТ з перевідниками 
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5. Подальший контроль за подачою до вибою здійснюється через КГТ 7 за допомогою 

штовхача (інжектора) 8 колтюбінгової установки. 

 

 

3.5 Розробка конструкцій гідронавантажувача та ВЗП 

 

Гідронавантажувач долота 

В основу винаходу [109] поставлена задача створити гідронавантажувач до-

лота, який дозволяє створювати задані осьові навантаження на долото, гасити віб-

рації бурильного інструменту та захистити вузол передачі крутного моменту (шлі-

цьову пару) від швидкого абразивного зношування. 

Гідронавантажувач долота, що складається з корпуса, поршня безпосередньо 

розміщеного в корпусі, на штоці поршня виконані шпіци, а до корпуса у верхній 

частині приєднані гідравлічні підсилювачі, який відрізняється тим, що шліцьова па-

ра, яка служить для передачі крутного моменту, розташована у герметичній ванні з 

камерами між робочим і захисним поршнями, заповненій кремнієорганічною ріди-

ною або оливою індустріальною з можливістю перетікання останніх з камери в ка-

меру через зазори між шліцами і одним частково зрізаним шліцом при осьовому зво-

ротно-поступальному переміщенні поршня. 

Гідронавантажувач долота (рис. 3.19), складається з корпуса 1, в якому розміще-

ний робочий шліцьовий поршень 2, який передає крутний момент через шліцьову 

опору 3 перевіднику 4 за допомогою шліців 5, виконаних відповідно на поршні 2 і опорі 

3, які утворюють шліцьову пару. На нижньому кінці поршня 2 за допомогою різьби 

закріплений захисний поршень 6 з осьовим каналом 7, через який заповнюється по-

рожнина між корпусом 1 та поршнями 2 і 6 рідиною. Порожнина між корпусом 1 і пор-

шнями 2 і 6 ділиться шліцьовою парою на камери, відповідно 8 і 9. Канал 7 гермети-

зується заглушкою 10. Для ущільнення поршнів 2 і 6 використовують гумові манжети 

11. Поршень 6 фіксується від осьових переміщень відносно поршня 2 контргайкою 12. 

Для кращого перетікання рідини з камери 8 в камеру 9 і навпаки при зворотно-

поступальному русі поршнів служить канал утворений частково зрізаним шпіцом 13. 
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Гідронавантажувач працює так. При включеній циркуляції БР, за рахунок пере-

паду тиску на робочому поршні 2 виникає гідравлічна сила, яка переміщує його вниз 

разом з перевідником 4 і поршнем 6. Під дією цієї сили долото, яке кріпиться до пе-

ревідника 4, притискається до вибою. Крутний момент від ротора або вибійного дви-

гуна передається на долото через шліцьову пару за допомогою шліців 5. Для пони-

ження інтенсивності поздовжніх коливань БК та концентрації їх енергії на долоті, ка-

мери 8 і 9 заповнюються рідиною, яка служить амортизатором з можливістю переті-

кання з однієї камери в іншу і герметизуються ці камери за допомогою заглушки 10. 

Крім того, цією рідиною змащуються робочі поверхні шліців, чим забезпечуються 

довговічність і надійність роботи гідронавантажувача. 

 

 

Рисунок 3.19 – Гідронавантажувач долота 
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Запропонована конструкція гідронавантажувача дає можливість покращити 

умови роботи долота, підвищити механічну швидкість буріння і проходку, а також 

за рахунок наявності в конструкції пристрою герметичної ванни з рідиною, в якій 

працює шліцьова пара, забезпечити довговічність і надійність його роботи. 

 

Пристрій для створення осьового навантаження на долото 

Для повноцінної роботи гідронавантажувачів треба створити зусилля, яке б 

утримувало корпуси від переміщення в протилежну сторону від руху поршнів у 

цих пристроях, так як промивальна рідина створює тиск у всіх напрямках 

однаковий. Оскільки, без утримання корпусу підсилювача від переміщення, 

створення ним осьового навантаження на долото буде на порядок нижче і ефект 

його використання мінімальним. 

Поставлена задача вирішується тим, що у способі створення осьового 

навантаження на долото [110] за допомогою силового циліндра з поршнем, що 

передає крутний момент згідно винаходу, одночасно використовують направлену 

дію кінетичної енергії струменів промивальної рідини, як для виносу шламу на 

поверхню, так і для утримання корпусу пристрою з ще одним поршнем, від 

переміщення у протилежну сторону від вибою. Для цього на торцевій поверхні 

корпуса пристрою у верхній частині по колу розміщено ряд сопел (насадок, із 

зносостійкого матеріалу), розрахованого діаметру, при проходженні через них 

промивальної рідини створюватиметься реактивна сила, яка буде направлена у 

протилежну сторону від руху поршня, тим самим створюючи додаткове осьове 

навантаження на долото. Це дає можливість підвищити ефективність буріння за 

рахунок збільшення середньої рейсової швидкості. 

Суттєвими ознаками запропонованого способу створення осьового 

навантаження на долото є наявність сукупності одночасних дій енергії промивальної 

рідини, як для виносу шламу на поверхню і утримання корпусу пристрою від 

переміщення у протилежну сторону від вибою, так і для подачі долота за допомогою 

поршня силового циліндра. При цьому, за допомогою зміни тиску у циркуляційній 

системі свердловини, можна змінювати осьове навантаження на долото. Це 
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забезпечує ефективність буріння, особливо, похило-скерованих і горизонтальних 

ділянок свердловини. Таким чином, суттєві ознаки безпосередньо впливають на 

технічний результат, тобто перебувають з ним у причинно-наслідковому зв’язку. 

Спосіб здійснюють наступним чином. Винос шламу і осьове навантаження 

долота здійснюють за допомогою кінетичної енергії промивальної рідини, яка 

створюється буровими насосами, залежить від потужності насосів і пропорційна 

витраті цих насосів. Витрату промивальної рідини для конкретного діаметру 

стовбура свердловини визначають з умови: 

𝑄 ≥ {𝑄1, 𝑄2,  𝑄3 }, 

де 𝑄1  – витрата рідини для очищення вибою; 

𝑄2  – витрата рідини для виносу шламу на поверхню; 

𝑄3  – витрата рідини для забезпечення оптимальної роботи гідронавантажувача 

або турбобура. 

Визначену максимальну витрату промивальної рідини умовно розділяють і 

ту частину (приблизно 50%), яка призначена для виносу шламу на поверхню (Q2), 

одночасно використовують і для утримання корпусу наддолотного пристрою, 

направляючи її через ряд сопел розрахованого діаметру в протилежну сторону від 

вибою, створюючи реактивну силу, яка утримує корпус пристрою від переміщення 

від вибою. У місці витікання рідини з сопел і навколо корпуса пристрою 

створюється зона пониженого тиску (депресії), завдяки чому зменшується витрата 

рідини для якісного очищення вибою (Q1). 

На рис. 3.20 показано загальний вигляд пристрою для створення осьового 

навантаження на долото. 

Пристрій складається з корпуса 1, поршня 2 з осьовим каналом, опори штока 

3, на зовнішній поверхні штока поршня і внутрішній поверхні опори штока 

виконані конструктивні елементи у вигляді шліців, шестигранника або квадрата, 

що служать для передачі крутного моменту. До корпусу 1 зверху приєднаний 

корпус 4, на торцевій поверхні якого розташовані по колу отвори, в яких закріплені 

сопла 5 із зносостійкого матеріалу, поршня 6 з осьовим каналом, опори штока 7. 

Для приєднання долота до пристрою служить перевідник 8. 
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У запропонованому пристрої для створення осьового навантаження викорис-

товується два гідравлічних циліндри з поршнями, один з яких служить і для передачі 

крутного моменту. Для утримання корпусу пристрою від переміщення викорис-

товується ряд сопел, розміщених по колу на торцевій поверхні одного з кор.пусів, 

при витіканні промивальної рідини через які, створюється реактивна сила, направ-

лена від вибою свердловини. Це дає можливість збільшити осьове навантаження у 

два рази і покращити ефективність буріння. 

 

 

Рисунок 3.20 – Пристрій для створення осьового навантаження на долото 
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Амортизатор поздовжньо-крутильних коливань 

За конструкцією пружного елемента відомі амортизатори поздовжньо-

крутильних коливань з металічними пружними елементами, основним параметром 

яких є жорсткість. Відомі конструкції амортизаторів поздовжньо-крутильних 

коливань [15, 93] недоліками яких є складні конструкції пружного металічного 

елемента. 

З метою підвищення ефективності руйнування гірської породи з одночасним 

зменшенням енергії крутильних та поздовжніх коливань запропонована 

конструкція пружного елемента, до складу якого входять ґвинтові пружини, які 

піддаються тільки пружній деформації стиску за відсутності деформації кручення, 

під час одночасної дії крутильних та поздовжніх коливань [108]. 

На рис. 3.21 зображено конструкцію амортизатора поздовжньо-крутильних 

коливань БК, а в табл. 3.2 його технічна характеристика. 

Амортизатор складається з вузла передачі обертового моменту, вузла 

пружного елемента, вузлів нижнього та верхнього ущільнень. 

До складу вузла передачі обертового моменту входять гвинт 1 і гайка 8, які 

з’єднані між собою несамогальмівною чотирьохзахідною трапецієдальною різь-

бою, та перехідника ствола 9, який запобігає випаданню гвинта 1 із зони контакту 

з гайкою 8. Ствол амортизатора 10 з’єднується з перехідником 9 різьбою ГТ. 

Вузол пружного елемента складається із ствола 10, упорного підшипника 27, 

зовнішньої розпірної втулки 11, внутрішньої шліцьової втулки 13, встановленої між 

двома упорними дисками 12 і 14, зовнішньої шліцьової втулки 16, декількох пружин 

стиску 15, розділених між собою зовнішніми упорними 18, 23 та внутрішніми 19 

дисками. Для осьової фіксації внутрішніх дисків застосовують розпірні втулки 17 та 

стопорне пружинне кільце 21. Для осьової фіксації зовнішніх упорних дисків 

застосовують розпірні втулки 20. 

До складу вузла нижнього ущільнення входять корпус 7, обмежувач 

деформації пружного елемента 2, шпонка 3, осьова фіксація якої здійснюється 

гвинтами 28, гайка 4, два кільця 5 та гумова манжета 6. 
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Рисунок 3.21 Амортизатор поздовжньо-крутильних коливань БК 
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Таблиця 3.2 – Технічна характеристика амортизатора поздовжньо-крутиль-

них коливань БК 

Назва Показники 

Допустиме осьове зусилля, кН 20 

Обертовий момент, Н∙м 300 

Осьова жорсткість, кН/м 3380 

Діаметр канала для протоку 

промивальної рідини,мм 

38 

Інтервал температур експлуатації, 0С 0…1500 

Перепад тиску робочого середовища на амортизаторі, МПа 0,5 

Приєднуючі різьби:  

 в нижній частині З117 

 в верхній частині З147 

Габаритні розміри:  

 зовнішній діаметр, мм 178 

 довжина, мм 2460 

 маса, кг 800 

 

Між стволом 10 та перехідником 26 розміщено вузол верхнього ущільнення, 

до якого входять два кільця 24 та гумова манжета 25. 

Амортизатор працює наступним чином: під час буріння обертовий момент пе-

редається від перехідника 26 через корпус 22, який одночасно забезпечує радіальну 

фіксацію деталей вузла пружного елемента, та гайку 8 до гвинта 1, який за 

допомогою замкової різьби з’єднаний з нижньою частиною КНБК. 

Під час одночасної дії поздовжніх та крутильних коливань, генерованих поро-

доруйнівним інструментом, гвинт, повертаючись на витках несамогальмівної чо-

тирьохзахідної трапецієдальної різьби, переміщується вгору. Обертовий рух гвинта 

1, перехідника 9, ствола 10 та кільця упорного підшипника, установленого на ствол, 

через посередництво шліцьового з’єднання між втулками 13 і 16 трансформується в 
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поступальний рух внутрішніх упорних дисків 14 і 19. Внаслідок цього відбувається 

одночасне перетворення кінетичної енергії крутильних та поздовжніх коливань у 

потенціальну енергію пружної деформації стиску пружин 15. 

Нами виготовлено дослідний взірець та проведено промислові випробування 

експериментального взірця амортизатора поздовжньо-крутильних коливань БК 

АППК-178 на Колодницькому газовому родовищі (Стрийський район Львівської 

області) при бурінні свердловини Колодницька-3. 

Метою промислових випробувань амортизатора АППК-178 було: перевірка 

функціональності експериментального взірця в промислових умовах (при бурінні 

свердловини); визначення впливу амортизатора на зміну механічної швидкості та 

проходки на долото; визначення зміни рівня вібрації БК при встановленні у КНБК 

амортизатора. 

Випробування амортизатора АППК-178 проводились при бурінні 

свердловини Колодницька-3 в інтервалі 625…1135 м, представленої алевролітами 

та аргелітами (додаток В). 

Режими буріння: осьове навантаження 2…4 т., швидкість обертання 

65…75об/хв, витрати промивальної рідини 30 л/с. 

 

 

Рисунок 3.22 – Зміна механічної швидкості буріння від осьового навантаження. 

(   – без амортизатора;   – з амортизатором) 
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Параметри БР:  

𝜌 = 1.18 г см3⁄ , Т = 40…50 с, рН10; В = 4…6 см3 30 хв⁄ . 

КНБК: долото PDC (200,025 мм), АППК-178, ОБТС 165 – 9,4 м, КЛС 200, 

ОБТС 165 – 47м, ТБТ 114 – 94 м. 

При огляді і перевірці амортизатора АППК178 після довбання (510 м) 

встановлено, що амортизатор повністю працездатний, зношеність корпуса 

відсутня, порожнина не розгерметизована, амортизатор зберігає осьову та 

крутильну податливості. Включення в компоновку амортизатора значно зменшує 

низькочастотні та високочастотні коливання верхньої частини БК. 

Порівняння даних хронометражу довбань з амортизатором та без нього по 

зміні механічної швидкості буріння в залежності від осьового навантаження 

(рис. 3.22), за постійної частоти обертання долота (68 об/хв.) показує, що 

включення в компоновку амортизатора призводить до збільшення механічної 

швидкості буріння до 12%. 

 

 

Висновки до розділу 3 

 

1. Розроблено математичну модель динамічного режиму роботи бурового 

стенда, яка дозволяє встановлювати нові взаємозв’язки між поздовжніми 

коливаннями породоруйнуючого інструменту і параметрами компоновки, бурового 

стенда та умовами його закріплення. Оцінено вплив в’язко-пружних властивостей 

поверхні вибою та ВЗП, швидкості обертання долота, маси стенда на динамічні 

характеристики роботи долота. Обґрунтовано можливість відтворення впливу низу 

БК на роботу долота і буріння. 

2. На основі аналізу розмірностей з використанням критеріїв подібності 

одержано багатофакторні математичні моделі механічної швидкості, 

моментоємності та енергоємності буріння шарошковими долотами пропластків 

пісковика воротищенської світи твердістю 1440 і 2050 МПа відповідно, що 

враховують режимні параметри та жорсткість і демпфування бурильного 
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інструменту. Максимальне значення відносної похибки при використанні 

математичної моделі складає 18,6%, а її середнє значення – 9,7%. 

3. Розроблено математичні моделі роботи КГТ при бурінні горизонтальних 

свердловин, які дозволяють досліджувати зміну осьової сили на долоті при 

встановленні в компоновці низу колони вибійних пристроїв. Результати розрахунків 

підтверджують, що зі збільшенням довжини горизонтальної ділянки свердловини 

осьове навантаження 𝑃𝑑  зменшується. Із зміною коефіцієнта тертя ГТ від 0,1 до 0,3, 

довжина горизонтальної ділянки зменшується в 2,7 рази при осьовому навантаженні 

на долото 𝑃𝑑  → 0.  Включення в компоновку гідронавантажувача (за подачі насосів 

0,020 м3/с) призводить до зростання осьового навантаження на долото та збільшує 

довжину горизонтальної ділянки в 1,68 рази. 

4. Для визначення кількісного і якісного впливу ексцентричного розташуван-

ня БК в стовбурі гірничої виробки запропоновано гідродинамічну систему про-

мивання свердловини у прикладному модулі Flow Simulation програми SOLID 

WORKS і проведено математичне моделювання розрахунковим методом. Встанов-

лено, що ексцентричне розташування БК у стовбурі свердловини не змінює тиску 

помпування бурового насоса в поперечному перерізі, сприяє зменшенню градієнта 

гідравлічного опору в порівнянні з концентричним розташуванням труб на 30%, 

проте, збільшення ексцентриситету між осями свердловини і БК призводить до 

утворення застійних зон. 

5. Запропоновано удосконалену КНБК для обертового буріння похило-скерова-

них та горизонтальних ділянок свердловини КГТ, яка включає ЕКЕ та перевідники з 

гвинтоподібними поверхнями, гідронавантажувач та долото з промивальними 

каналами, у яких закріплені кавітаційні камери. 

Запропоновано нові конструкції гідронавантажувачів, особливістю яких є наявність 

в пристроях герметичної ванни з рідиною, в якій працює шліцьова пара, для 

забезпечення довговічності і надійність його роботи, а також сукупності одночас-

них дій енергії промивальної рідини, як для виносу шламу на поверхню і утримання 

корпусу пристрою від переміщення у протилежну сторону від вибою, так і для 

подачі долота за допомогою поршня силового циліндра. 
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7. Розроблено і випробувано у промислових умовах конструкцію амортиза-

тора поздовжньо-крутильних коливань БК. Результати досліджень вказують, що 

включення в компоновку амортизатора призводить до збільшення механічної 

швидкості буріння до 12%. 
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РОЗДІЛ 4 

 

ФІЗИКО-МЕХАНІЧНІ ДОСЛІДЖЕННЯ 

ОСОБЛИВОСТЕЙ ПОЧАТКОВОЇ ПОШКОДЖУВАНОСТІ 

У СТАЛЯХ ГНУЧКИХ ТРУБ КОЛТЮБІНГОВИХ УСТАНОВОК 

 

 

У розділі проаналізовано експлуатаційні пошкодження ГТ колтюбінгових 

установок. Встановлено закономірності та стадійність корозійно-втомного 

руйнування на їх циклічно деформованих поверхнях. Описано особливості 

корозійної та електрохімічної поведінки сталі ГТ з врахуванням температурного 

чинника. Базуючись на результатах експериментальних досліджень, а також 

запропонованому критерії оцінювання роботоздатності та довговічності ГТ, 

підготовлено проєкт процедури проведення експертиз для оцінки технічного стану 

та рекомендації щодо обґрунтування безпечного терміну експлуатації ГТ 

колтюбінгових установок. 

Основні результати розділу опубліковано у працях [28, 125, 127, 213]. 

 

 

4.1 Вступні зауваження 

 

Однією із основних сучасних тенденцій світової газової та нафтової індустрії 

є підвищення ефективності видобутку вуглеводневої сировини, а також 

стимулювання розробки покладів із важковидобувними та виснаженими запасами 

[117, 159, 168, 172, 175, 211]. На сьогодні відомі різні способи та технології збіль-

шення ефективності газонафтовидобутку, зокрема, вплив на пластові поклади, 

застосування нових технологій буріння свердловин, застосування сучасного 

устаткування для капітального ремонту та відновлення свердловин, тощо. 

Тут, особливе місце посідають „колтюбінгові” (Coiled Tubing) технології, які 

ґрунтуються на застосуванні ГТ. Ці технології відзначаються високою 
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економічною ефективністю, перебувають у стані неперервного розвитку та вдос-

коналення [159, 168, 172, 175, 211] і для координації цих зусиль існує відповідна 

міжнародна асоціація (Intervention & Coiled Tubing Association (ICoTA): 

http://www.icota.com). 

Колтюбінгові технології застосовуються для широкого спектру операцій: 

буріння горизонтальних і похило-спрямованих свердловин, очищення стовбура 

свердловини, промивання від відкладень парафіну, витіснення БР, видалення 

рідини зі свердловини, фрезерування відкладень корозійних солей, кислотна 

обробка привибійної зони пласта, розширення стовбура свердловини, перфораційні 

операції, цементування під тиском, боротьба з піском, закачування інгібіторів і 

розчинників, використання ГТ як експлуатаційної колони, застосування цих труб 

при механізованій експлуатації свердловин, дослідження смердловин, глушіння 

свердловин, очищення ГТ і трубопроводів, прокладання викидних ліній, 

закачування пластових вод та підтримання пластового тиску, тощо. 

 

 

4.2 Аналіз та класифікація експлуатаційних пошкоджень гнучких труб 

колтюбінгових установок 

 

Основним елементом всього комплексу устаткування є зварна ГТ з високо-

міцної низьколегованої сталі довжиною 3…9 км (і більше), намотана на барабан. 

Слід зазначити, що в технологічному устаткуванні ГТ працюють у пружно-плас-

тичній області деформування, а це зумовлює особливі вимоги до якості ГТ, і, отже, 

до характеристик матеріалу труб та технології виробництва. Попри це, у результаті 

тривалої експлуатації можливе локальне руйнування труб, що спричинить аварійну 

ситуацію [126, 196, 203]. 

Згідно статистичних даних [179, 197, 209, 216] 32% виявлених дефектів ГТ зу-

мовлені механічними пошкодженнями, що виникають під час експлуатації, 13% – ко-

розійно-втомні пошкодження, 18% – пошкодження, зумовлені кислотною корозією, 

http://www.icota.com/
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9% – сірководневою корозією, 10% – пошкодження, зумовлені помилками обслуго-

вуючого персоналу, 8% – дефекти виробництва, 4% – ерозійні пошкодження, 2% – ко-

розія при зберіганні, 2% – дефекти зварювання, 1% – втомне руйнування, 1% – інше. 

Найбільш загальні загрози цілісності ГТ викликають пошкодження [179, 197, 

209, 216] під час звичайних робіт на буровому майданчику. На поверхнях ГТ з’яв-

ляються механічні дефекти – подряпини, сліди абразивного зношування, зазуб-

рини, борозни тощо. Зафіксовано і інші експлуатаційні дефекти, наприклад: пош-

кодження, зумовлені інжектором (поперечні пошкодження, або поздовжні борозни, 

зроблені захоплюючим пристроєм (інжектором), під час СПО, за неправильної 

експлуатації інжектора, неузгодженого позиціюванням блоків захоплення ін-

жектора або за присутності сторонніх предметів між блоками захоплення і ГТ); змі-

на товщини стінки ГТ (розтягування та потоншення ГТ, під час виконання різно-

манітних робіт); здуття (локальне розширення ГТ під дією високого тиску тех-

нологічних рідин); ерозія (зношування внутрішніх стінок ГТ потоком рідин). 

Корозійні дефекти [153] виникають внаслідок контакту ГТ з корозивно-ак-

тивними робочими середовищами, зокрема: рідинами для кислотної обробки, тех-

нологічними рідинами, ґрунтовими водами, сірководнем (H2S), вуглекислим газом 

(СО2) тощо. 

Пошкодження та дефекти ідентифікують під час періодичних інспекцій ГТ 

[182] методами неруйнівного контролю. Тут вимірюють зовнішній діаметр, оваль-

ність і товщину стінок труб, перевіряють зварні шви, виявляють зовнішні подряпи-

ни, борозни і тріщини, внутрішні та зовнішні корозійні пошкодження тощо. 

Для запобігання виникненню аварійних ситуацій у галузі розроблено систему 

організації робіт з ГТ. У більшості таких систем їх ресурс визначають певною кіль-

кістю згинів на направляючій дузі, барабані, а також відстежуючи робочі пара-

метри (розтягуюче зусилля, внутрішній тиск тощо). Галузеві стандарти встанов-

люють граничні розміри зовнішніх пошкоджень, допустимих для проведення робіт 

на ГТ і у більшості випадків їх визначають у відсотках від номінальної тов.щини 

стінки. ГТ виводять з експлуатації, коли втрати металу перевищують 10% від 

товщини стінки труби. 
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4.3 Закономірності та стадійність корозійно-втомного тріщиноутворен-

ня на циклічно деформованих поверхнях гнучких труб 

 

У роботі було прийнято, що зародженням початкової поверхневої корозійно-

втомної тріщини вважається досягнення нею загального (пітинг + тріщина) ліній-

ного розміру порядку a0
 = 100 ± 10 мкм. 

Кінетику розвитку поверхневих корозійно-втомних тріщин аналізували на основі 

залежностей „довжина тріщини a – кількість циклів навантаження N”, які побудовано 

за результатами випробувань у повітрі та середовищах різного складу (рис. 4.1). 

 

 

Рисунок 4.1 – Кінетика розвитку поверхневих корозійно-втомних тріщин та схема 

аналізу вихідних даних 

 

Слід зауважити, що під час випробувань реєструвались зображення поверхні 

циклічно деформованих поверхонь зразків. Сумісний аналіз цих даних разом із ре-

зультатами досліджень викладеними вище, дозволив ідентифікувати наступні 
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стадії поверхневого корозійно-втомного руйнування сталі QT800: зародження по-

чаткових тріщин, їх розвиток та коалесценцію, що призводить до утворення макро-

тріщини (рис. 4.2). 

Результати проведених експериментальних досліджень показали, що для всіх 

випадків випробувань утворені на циклічно деформованій поверхні макротріщини 

мають форму близьку до півеліптичної зі співвідношенням півосей у момент руйну-

вання 0,539c a   (рис. 4.3а). 

 

 

Рисунок 4.2 – Стадійність поверхневого  

корозійно-втомного руйнування у сталі QT800: 

зародження а), б); ріст та злиття тріщин в) і утворення макротріщини г) 

 

 

а) 

б) 

Рисунок 4.3 – Форма утворених поверхневих корозійно-втомних 

макротріщин на циклічно деформованих поверхнях сталі QT800 
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Таблиця 4.1 – Критичні розміри дефектів за випробувань у модельному та ро-

бочих середовищах 

Випробувальне середовище af , мм Nf , к-ть циклів (c/a)f 

Повітря 9,4 22 417 0,621 

NS4 (pH3) 10,0 18 930 0,545 

NS4 (pH6,7) 9,6 19 970 0,583 

NS4 (pH9) 10,0 18 685 0,539 

БР (1) 10,0 19 960 0,525 

БР (2) 10,0 16 458 0,494 

конденсат 10,0 18 257 0,512 

 

У роботі прийнято вважати критичним (af) такий розмір довжини поверхневої 

тріщини а, за якого її глибина с рівна товщині зразка (рис. 4.3а). Відповідно, 

кількість циклів навантаження, за якого досягається значення af позначається Nf 

(рис. 4.3б). 

Результати випробувань у всіх розглянутих середовищах наведено у табл. 4.1. 

 

4.4 Особливості корозійної та електрохімічної поведінки сталі гнучких 

труб з урахуванням експлуатаційних чинників 

 

Корозійні випробування. За результатами досліджень загальної корозії у п’яти 

робочих розчинах (див. підрозділ 2.1) було встановлено, що швидкість корозії в 

кислих розчинах (I, II) суттєво вища, ніж у нейтральних (III, IV та V). Для зручності 

аналізу, результати корозійних досліджень подано окремо для кислих та 

нейтральних робочих розчинів. 

Найвищу швидкість корозії (рис. 4.4) спостерігали у розчині II у складі якого 

13 mass % HCl, це найагресивніший розчин серед досліджених. Тут спостерігали 

зростання швидкості корозії в часі до 288 год експозиції, після чого швидкість 

корозії незначно зменшилась. Такий екстремальний характер зміни швидкості 

корозії зумовлений кількома чинниками. Корозійний процес – явище поверхневе, 
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розчиняється поверхня сталі. Оскільки при розрахунку швидкості корозії береться 

до уваги первинна площа поверхні, то за умови надзвичайно активного робочого 

середовища (13 mass % HCl та температура 70°С) площа активної поверхні 

зростатиме за рахунок збільшення рельєфності поверхні (рис. 4.5) під час 

експозиції у агресивному середовищі (рис. 4.4). Після 288 год швидкість дещо 

зменшується за рахунок виснаження розчину (зменшення частки вільних корозійно 

активних компонентів розчину) та зменшення площі активної поверхні внаслідок 

розчинення металу в агресивному робочому середовищі, що підтверджується 

значною втратою маси досліджуваного зразка (рис. 4.4, 4.5). 

 

 

Рисунок 4.4 – Швидкість корозії сталі QT–800 залежно від часу витримування в 

кислих (І, ІІ) корозивно-активних середовищах 

 

Швидкість корозії сталі у розчині I є значно нижчою порівняно з розчином 

II, що зумовлено нижчою агресивністю даного робочого середовища в 

експлуатаційних умовах. Однак, корозія протікає активніше порівняно з 

нейтральними робочими середовищами, і демонструє стійке зростання швидкості 

в часі експозиції від 24 до 576 год, що зумовлено, як і в попередньому випадку, 

зростанням площі активної поверхні зразка в часі експерименту. Тут, як і в 

попередньому випадку, спостерігається як загальна корозія, що відображається 

значною втратою маси матеріалу в часі, так і значна локалізація корозії 

(утворюються глибокі корозійні пошкодження поверхні зразків типу макропітингів 
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та корозійних виразок). Однак у цьому випадку локальна корозія більш явно 

виражена порівняно з попереднім, що зумовлено меншою активністю робочого 

середовища, а відповідно і меншою інтенсивністю загальної корозії. 

 

 

Рисунок 4.5 – Поверхня зразків після витримування в кислих розчинах 

(І, ІІ) впродовж 24 год a), 168 год б), 288 год в) і 576 год г) 

 

 

Рисунок 4.6 – Швидкість корозії сталі QT–800 залежно від часу витримування в 

нейтральних (III, IV та V) корозивно-активних середовищах 
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У розчині № III спостерігали (рис. 4.6, 4.7) класичне зменшення швидкості ко-

розії впродовж експозиції, що зумовлено зменшенням активної поверхні в часі за ра-

хунок формування на поверхні металу пасивних оксидних та гідроксидних плівок. 

Тут швидкість корозії є вищою порівняно зі стандартними умовами експерименту, що 

зумовлено підвищеною температурою середовища (70°С). 

 

 

Рисунок 4.7 – Поверхня зразків після експозиції в нейтральних (III, IV та V) коро-

зивно-активних середовищах впродовж 24 год a), 168 б), 288 в) та 576 год г) 

 

У середовищі № IV присутні ПАР, що впливає на корозію сталі (рис. 4.6, 4.7) 

у робочому середовищі. Впродовж перших 24 год на її поверхні утворюються 
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бар’єрні плівки, що відображається умовно від’ємним показником швидкості 

корозії. Швидкість корозії визначали гравіметричним методом, тому маса зразків 

після витримування 24 год у робочому середовищі більша порівняно з початковою, 

внаслідок осадження на поверхні матеріалу ПАР і формуванням бар’єрної плівки. 

Вона утруднює доступ корозивно-активних компонентів середовища до поверхні 

матеріалу. 

Зі збільшенням експозиції за підвищеної температури відбувається 

поступове руйнування бар’єрних плівок. Після експозиції 288 год швидкість 

корозії є вищою порівняно навіть з NS4 (середовище № III) після 24 год. Це 

зумовлено більшою корозійною активністю середовища порівняно з NS4, і досить 

значною пористістю утвореної бар’єрної плівки за температури 70°С, що 

пришвидшує корозію. Після експозиції 576 год швидкості корозії досліджуваного 

матеріалу в середовищах № III та IV, у NS4 та в пластовій воді, відповідно, 

практично вирівнюються, що пояснюється втратою бар’єрних властивостей 

утвореної плівки. 

Корозійні процеси у конденсаті з Яблунівського нафтогазоконденсатного 

родовища (розчин № V) мають подібні тенденції зміни швидкості корозії (рис. 4.6, 

4.7) як і у розчині № IV. Імовірно такий характер зміни швидкості корозії 

зумовлений тими ж причинами, що й у попередньому випадку, однак дане 

середовище є менш корозійно активним, що спричиняє зменшення показників 

швидкості корозії в 4–6 разів. 

Електрохімічні випробування. Для забезпечення коректного визначення 

основних електрохімічних показників з потенціодинамічних поляризаційних 

кривих попередньо було встановлено стаціонарні потенціали корозії досліджу-

ваного матеріалу в робочих розчинах. Стаціонарні потенціали корозії Est, подані в 

табл. 4.2, визначалися з хронограм, представлених на рис. 4.8. З поданих хронограм 

видно, що стаціонарний потенціал корозії встановлюється впродовж 900…1000 с 

для всіх досліджуваних випадків. 
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Рисунок 4.8 – Хронограми встановлення стаціонарних потенціалів корозії в 

досліджуваних системах матеріал–середовище 

 

Потенціодинамічні поляризаційні криві, представлені на рис. 4.9, одержано 

за наступних умов проведення експерименту. Експеримент проводився з викорис-

танням термостатованої електрохімічної комірки, за температури робочого середо-

вища 70°С, що відповідає експлуатаційним умовам. Діапазон розгортки потенціалу 

становив –1000…1000 мВ, швидкість розгортки 1 мВ/с. Розгортка потенціалу 

здійснювалася з катодної області в анодну, що забезпечувало формування 

ювенільної поверхні досліджуваного матеріалу в області потенціалу корозії на 

поляризаційній кривій. Із одержаних потенціодинамічних поляризаційних кривих 

визначалися наступні електрохімічні показники: потенціал корозії, струм корозії, 

катодний та анодний Тафелівські коефіцієнти (табл. 4.2). 

Враховуючи умови проведення експерименту з визначення миттєвої швид-

кості корозії з потенціодинамічних поляризаційних кривих, показник Kj перерахо-

ваний зі струмів корозії jcorr можна вважати швидкістю корозії в початковий момент 

контакту робочого середовища з поверхнею матеріалу труби. 
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Рисунок 4.9 – Потенціодинамічні поляризаційні криві досліджуваних систем 

матеріал–середовище 

 

Таблиця 4.2 – Основні електрохімічні показники, визначені з хронограм 

встановлення стаціонарного потенціалу корозії та потенціодинамічних поляриза-

ційних кривих 

Середовище 

(див. підрозділ 2.1) 
stE , мВ 

corrE , мВ 
corri , А/м2 

kb , мВ 
ab , мВ 

I -426 -442 0,045818 65,42 200,65 

II -444 -480 0,025107 64,40 111,24 

III -651 -448 0,044162 98,26 212,76 

IV -662 -492 0,087441 114,20 157,71 

V -705 -601 0,026631 110,43 120,25 

 

Кислі робочі розчини (13%-й HCl і робочий кислотний розчин) володіють висо-

кою активністю, що призводить до протікання корозії високої інтенсивності на по-

верхні металу. Враховуючи те, що корозійний процес є поверхневим явищем та його 

високу інтенсивність в експлуатаційних умовах очевидним є факт значної зміни 
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рельєфу поверхні металу (рис. 4.4, 4.5, табл. 4.2, 4.3) за тривалої експозиції його в ро-

бочому середовищі в сторону збільшення ефективної поверхні, на якій відбувається 

корозійний процес, що зумовлює суттєву відмінність показників миттєвої швидкості 

корозії та усередненого її значення впродовж перших 24 годин експозиції. 

 

Таблиця 4.3 – Порівняння показників швидкості корозії, визначених двома 

способами електрохімічних досліджень 

Середовище 

(див. підрозділ 2.1) 

Km ×10-9, 

г/(см2·с) 

Kj ×10-9, 

г/(см2·с) 

jcorr ×10-7, 

A/cм2 
П, мм/рік 

K ×10-4, 

г/(см2) 

I 9,7232 0,485738 25,107 0,3982 8,4009 

II 59,1511 0,886427 45,818 2,4226 51,1065 

III 3,2435 0,854389 44,162 0,1328 2,8023 

IV 0,8875 1,691695 87,441 0,0363 0,7668 

V 0,5668 0,515222 26,631 0,0240 0,5070 

 

За умови тривалішої експозиції досліджуваної сталі в кислих робочих се-

редовищах (рис. 4.4, 4.5, табл. 4.2, 4.3) показник усередненої швидкості корозії 

продовжує зростати, що зумовлено збільшенням ефективної площі поверхні зразка, 

на якій відбувається корозійний процес. Для 13%-го розчину HCl за найдовшого 

часу експозиції (576 год) спостерігається деяке пониження швидкості корозійного 

процесу, що зумовлено значною втратою маси матеріалу (до 75%), а відповідно і 

його об’єму, що веде до зменшення площі поверхні контакту 

матеріал – середовище, і, як наслідок, ефективної площі поверхні протікання 

корозійного процесу. 

Стосовно нейтральних розчинів (рис. 4.6, 4.7, табл. 4.2, 4.3), то тут теж 

спостерігається відхилення між показниками швидкості корозії визначеними з 

експериментальних даних на загальну корозію та з потенціодинамічних 

поляризаційних кривих. Як було пояснено вище, швидкість корозії, визначена з 

потенціодинамічних поляризаційних кривих є миттєвою і визначається для 
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ювенільної поверхні зразка в початковий момент контакту метал – середовище. 

Отже, для розчину NS4 миттєва швидкість корозії є майже в 4 рази нижчою від 

усередненої швидкості корозії на базі 24 год. Це зумовлено тим, що за 24 год в 

заданих модельних експлуатаційних умовах відбувається пришвидшення корозії за 

рахунок накопичення на поверхні сталі пористих продуктів корозії, та, як наслідок, 

локалізації корозійного процесу. На більш тривалих термінах експозиції 

усереднена швидкість корозії поступово знижується. 

У робочих середовищах „пластова вода + ПАР” та „Яблунівський газокон-

денсат” (рис. 4.6, 4.7, табл. 4.2, 4.3) є присутні плівкоутворюючі агенти. За незнач-

них експозицій (24 год) утворені плівки на поверхні сталі володіють певними за-

хисними властивостями, тому спостерігається формально від’ємний показник 

швидкості корозії (маса зразків після експозиції в робочому розчині зростає за ра-

хунок утворення поверхневих захисних плівок), однак за тривалішої експозиції 

утворені поверхневі плівки у заданих модельних умовах експлуатації руйнуються 

і спостерігається загальна корозія у нейтральних середовищах. 

Враховуючи вище сказане, стандартний підхід порівняння миттєвої 

швидкості корозії з усередненою швидкістю корозії на найменшій часовій базі 

експозиції (24 год) для досліджуваних систем „матеріал – середовище” не є 

достатньо інформативним. Для досліджуваних систем „матеріал – середовище” у 

заданих модельних експлуатаційних умовах доцільним є суміщення двох вище 

вказаних характеристик (табл. 4.2, 4.3) для більш точного визначення кінетики 

зміни швидкості корозії від початкового моменту контакту матеріалу з середо-

вищем (миттєва швидкість корозії) до найбільшого часу експозиції (576 год). 

Для зручності представлення, графіки зміни швидкості корозії в часі подано 

окремо для кислих (рис. 4.10) та нейтральних (рис. 4.11) робочих розчинів. 

З наведених графічних результатів можна зробити наступні висновки. У кис-

лих робочих розчинах (рис. 4.10) корозійний процес протікає значно активніше, 

ніж у нейтральних (рис. 4.11). При не великій тривалості експозиції (до 24 год) у 

13%-му розчині HCl спостерігається значне зростання швидкості корозії майже у 

60 разів порівняно з початковим значенням. 
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Рисунок 4.10 – Зміна швидкості корозії досліджуваного матеріалу в часі в кислих 

робочих середовищах 

 

 

Рисунок 4.11 – Зміна швидкості корозії досліджуваного матеріалу в часі в 

нейтральних робочих середовищах 

 

Аналогічна картина спостерігається і в робочому кислотному розчині, однак 

з меншою інтенсивністю (зростання швидкості корозії у 20 разів). Далі на обох 

кривих спостерігається плато (швидкість корозії практично незмінна). Для 13%-го 
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розчину HCl протяжність плато становить близько 150 год експозиції, для 

кислотного робочого розчину цей час є більшим і становить близько 270 год. Далі 

спостерігається чергове зростання швидкості корозії, воно є більш значним у 

агресивнішому 13%-му розчині HCl, після чого тут спостерігається деякий спад 

швидкості процесу, зумовлений зменшенням площі контакту матеріал – 

середовище. Для кислотного робочого розчину такий спад не досягається, оскільки 

є менш агресивним, а відповідно, і корозійні втрати матеріалу за масою і об’ємом 

є меншими, і необхідна для цього явища умова зменшення площі контакту 

матеріал – середовище не досягається. 

Із графічних даних для нейтральних робочих розчинів (рис. 4.11) видно, що 

для розчину NS4 на невеликих часах експозиції як і для двох попередніх робочих 

розчинів спостерігається суттєве зростання швидкості корозії порівняно з 

початковим значенням, однак процес протікає менш інтенсивно, ніж у згаданих 

вище кислих середовищах (зростання швидкості менше, ніж в 4 рази). 

З кривих кінетики зміни швидкості корозії в двох нейтральних середовищах 

з плівкоутворюючими агентами в складі можна орієнтовно встановити стадію фор-

мування плівки досягнення мінімального від’ємного значення швидкості корозії 

відносно початкового значення, час втрати плівкою захисних бар’єрних влас-

тивостей (досягнення нульового значення швидкості корозії), час повного руй-

нування раніше утвореної бар’єрної плівки (досягнення початкового значення 

швидкості корозії на тривалих термінах експозиції). Отже, для „пластової во-

ди + ПАР” та для „Яблунівського газоконденсату” час формування бар’єрної плів-

ки становить близько 24 год (мінімальне значення швидкості корозії). Втрата плів-

кою захисних бар’єрних властивостей виникає через 90 год після початку експо-

зиції у „пластовій воді + ПАР”, і через 150 год відповідно для „Яблунівського 

газоконденсату”. Повне руйнування плівки відбувається після експозиції близько 

170 год у „пластовій воді + ПАР” та після 250 год експозиції у „Яблунівському га-

зоконденсаті”. Після чого спостерігається процес, подібний до корозії у NS4, однак 

у пластовій воді з домішками ПАР він проходить інтенсивніше (максимальна 



184 

 

швидкість корозії є вищою, порівняно з NS4 у 1,5 рази), а у Яблунівському газо-

конденсаті процес корозії протікає із значно меншою інтенсивністю (максимальна 

швидкість корозії є меншою, порівняно з NS4 у 3,5 рази). 

 

 

4.5 Скінченно-елементна модель перерізу гнучких труб з дефектом на 

внутрішній поверхні 

 

На сьогодні метод скінченних елементів (МСЕ) є поширеним числовим 

методом розв’язування задач з визначення КІН у тілах з тріщинами та визначення 

НДС в околі тріщиноподібних дефектів [194]. Популярність МСЕ пояснюється тим, 

що сам по собі скінченний елемент представляє абстрактний об’єкт, який 

зрозумілий як звичайному інженеру, так і висококваліфікованому науковцю. 

Природність механістичної інтерпретації МСЕ дозволяє будувати розрахункові 

моделі, виходячи з фізичної постановки задачі, а також забезпечує можливість 

виявлення помилок на будь-якому етапі обчислення. З іншого боку, різницева суть 

МСЕ робить можливим проведення математичного аналізу розрахункових 

моделей, оцінювання похибок і збіжності результатів загалом. 

Суть МСЕ при визначенні КІН в тілах полягає в створенні геометричної 

моделі з певними фізико-механічними характеристиками, розбитті її на скінчені 

елементи зі згущенням їх до вершини тріщини та визначенні розподілу деформацій 

і напружень на продовженні тріщини через аналіз зміщення вузлів в елементах, які 

оточують вершину тріщини. 

Для побудови такої моделі МСЕ використали (рис. 4.12) 20-ти вузлові 

паралелепіпедні, а також 15-ти вузлові призматичні тривимірні елементи. Загальна 

кількість тривимірних елементів в моделі становила близько 42∙103. 

Для матеріалу моделі задавали модуль Юнга Е=210 ГПа [157] та коефіцієнт 

Пуассона μ=0,3 [157]. Ці характеристики відповідають характеристикам сталі QT–800 

тип 4. Статичне навантаження модельної ГТ (рис. 4.13) за умови такої деформації 
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здійснювали за схемою консольного згину розподіленим зусиллям в 1 Н по 

внутрішній стінці труби при частково защемленій зовнішній частині стінки. 

 

 

Рисунок 4.12 – Скінченні елементи, 

використані при побудові тривимірної моделі зразка 

 

  

Рисунок 4.13 – Схема навантаження ГТ а) при частковому защемленні зовнішньої 

частини стінки, з врахуванням власної ваги та напружень від тиску в середині ГТ; 

розвиток тріщини б) з внутрішньої поверхні ГТ від модельного корозійного 

пітинга за наведеною схемою навантаження 

 

Для створення об’єму біля вершини тріщини окрім звичайних тривимірних 20-

ти вузлових призматичних ізопараметричних елементів використали спеціальні 15-ти 

вузлові елементи, які відображали сингулярність напружень у вершині тріщини. З цих 

елементів, якими оточували фронт тріщини, а також зі звичайних елементів, якими 

оточували множину спеціальних елементів будували циліндричний фрагмент 
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діаметром 100 мкм (рис. 4.14а). Його основою є полігон з 16-ма вершинами, а віссю є 

лінія фронту тріщини. У напрямку від осі циліндра до його стінки розмір елементів 

плавно збільшували. Необхідно зазначити, що в цьому напрямку, створювали 5 

колових шарів елементів (включаючи спеціальні елементи), а по фронту тріщини 

створювали 8 шарів. Таким чином фрагмент, що містить вершину тріщини і налічує 

640 призматичних елементів, з яких 128 є спеціальні 15-ти вузлові, а 512 є класичні 

20-ти вузлові. Далі, для зручної інтеграції субмоделі у загальну повну модель тіла з 

тріщиною, циліндричний фрагмент добудовували звичайними елементами до форми 

куба з розміром ребра 400 мкм (рис. 4.14б). 

 

  

а) б) 

Рисунок 4.14 – Фрагмент а) та фронтальний вигляд цілісної субмоделі околу 

вершини тріщини б) 

 

Процедура визначення КІН K у запропонованій субмоделі передбачала 

знаходження переміщень вузлів (№1…4) у спеціальних елементах, що прилягають 

до площини і фронту тріщини і мають розмір с = 12,5 мкм (рис. 4.15). Для цих 

вузлів θ1 = θ3 = -π, θ2 = θ4 = π, r1 = r2 = 0,25c та r3 = r4 = c. Значення K визначали зі 

зміщень зазначених вузлів по осі y. Таким чином, розрахунковий вираз набуває 

вигляду 
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для вузлів №1, 2, 3 та 4 відповідно. В цих виразах Cy – це зміщення твердого тіла 

вздовж напрямку осі y, яке не впливає на концентрацію напружень перед вершиною 

тріщини, і яке слід віднімати від сумарного переміщення v. Для усунення впливу 

зміщення твердого тіла і збільшення точності визначення K, застосували процедури 

усереднення та екстраполяції для виведення остаточної формули. Спочатку слід 

встановити середні значення K для вузлів 1 і 2 (розташованих на відстані 0,25с) та 

вузлів 3 та 4 (розташованих на відстані с). Таким чином, 
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Остаточний вираз для K може бути отриманий лінійною екстраполяцією 

відносно √r. Зі схеми, поданої на рис. 4.15 випливає 
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Тоді, 

  
(1,2) (3,4)2K K K  . (4.8) 
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У кінцевому випадку отримуємо 

     2 4 1 3

π
4 4

2(1 ) 2

G
K v v v v

с
      

, (4.9) 

де v1…v4 – зсуви вузлів з відповідними номерами. 

 

 

Рисунок 4.15 – Схема вибору вузлів для визначення КІН K через розкриття 

берегів тріщини 

 

Загальновідомо, що за нормального відриву фронт тріщини є увігнутий в 

напрямку поширення тріщини. Це спричинено різним рівнем розкриття тріщини, 

яке збільшується від вільних поверхонь тіла до центру її фронту. Така ситуація 

добре відтворюється переміщеннями елементів субмоделі. З таких міркувань 

обчислювати КІН K є сенс в площині між 4-м та 5-м шарами спеціальних елементів, 

тобто по центру фронту тріщини. 

У результаті побудови скінченно-елементної моделі перерізу труби з 

дефектом на внутрішній поверхні ГТ з урахуванням впливу експлуатаційних 

навантажень та агресивного робочого середовища отримано залежність (рис. 4.16) 

відносних величин КІН у вершині тріщини F(λ) від її довжини λ. 
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Рисунок 4.16 – Залежність відносних величин КІН у вершині тріщини  

від її довжини 

Зі збільшенням КІН у вершині тріщини зростатиме і довжина тріщини, яка 

розвиватиметься від поверхневого дефекта – корозійного пітинга на внутрішній 

поверхні ГТ, крізь всю товщину стінки труби до виходу на зовнішню її поверхню. 

З наближенням до зовнішньої стінки КІН зростатиме швидше і прямуватиме до 

безмежності. Поширення тріщини завершується утворенням наскрізного 

пошкодження типу „свищ”. 

 

 

4.6 Критерії оцінювання роботоздатності та довговічності гнучких труб 

колтюбінгових установок за підходами механіки руйнування 

 

При розробці інженерних підходів до оцінки корозійно-втомного поверхне-

вого тріщиноутворення трубних сталей необхідні певні спрощення та схематизація 

процесів, що розглядаються. 

Виходячи з припущення, що у розглянутих випадках на циклічно 

деформованій поверхні матеріалу домінуючим є електрохімічне розчинення, що ін-

тенсифікується прикладеним напруженням  , в роботі на основі одержаних 

експериментальних результатів запропоновано наступне узагальнене емпіричне 

співвідношення для прогнозування довжини а поверхневої корозійно-втомної 
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тріщини в трубних сталях, яке є функцією амплітуди прикладених циклічних 

напружень  , константи A0 електрохімічного розчинення поверхні сталі для 

заданої системи „матеріал–середовище”, величини корозійного струму Icorr та 

кількості циклів втомного навантажування N: 

  31 2

0 ( ) ( )corra A I N
      ,  (4.10) 

де 
1 2 3, ,    – деякі сталі величини, що характеризують систему „матеріал–

середовище” та умови випробувань. 

На основі співвідношення (4.10) запропоновано наступну формулу для 

визначення періоду N0 утворення на циклічно деформованій поверхні корозійно-

втомної макротріщини довжиною a0: 

 
3

1 2

1

0
0

0 ( ) ( )corr

a
N

A I



 

 
  

   
. (4.11) 

 

 

Рисунок 4.17 – Порівняння експериментальних (точки) та розрахункових (лінії) 

значень (за формулою (4.11)) довжини поверхневої тріщини а  

від кількості циклів навантаження 
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Порівняння (рис. 4.17) експериментальних та розрахункових значень довжин 

поверхневої тріщини a від кількості циклів навантаження N, за випробувань у се-

редовищах з різним pH, показало їх задовільне співпадіння. Це є свідченням досто-

вірності розробленого підходу до прогнозування зародження корозійно-втомних 

тріщиноподібних дефектів з циклічно деформованої поверхні ГТ. 

 

 

4.7 Оцінювання умов руйнування тривало експлуатованих гнучких труб 

з зовнішнім півеліптичним тріщиноподібним дефектом 

 

Під час СПО ГТ зазнають значних малоциклових навантажень, спричинених 

згинальними моментами, що виникають у вузлах колтюбінгової установки, а також за 

дії робочих тисків у середині труби, впливу корозивних середовищ та ваги труби. 

Впродовж одного типового технологічного циклу (СПО) окремі області ГТ шість ра-

зів зазнають пружнопластичного деформування (рис. 4.18): під час спуску – під час 

розмотування труби з барабана, згині на направляючій дузі, випрямленні в інжекторі 

з подальшим опусканням в скважину; під час підйому – цей процес повторюється у 

зворотньому порядку. Тому руйнування ГТ під час СПО має втомний характер [13, 

71, 116]. Причиною руйнування ГТ є зародження та розвиток зовнішньої поперечної 

півеліптичної тріщини під впливом значних втомних навантажень (рис. 4.19). 

Оцінку умов руйнування елементу ГТ із зовнішньою поперечною півеліптич-

ною тріщиною заданих розмірів  a с , що знаходиться під дією експлуатованого 

навантаження проведемо шляхом використання відповідних аналітичних залеж-

ностей [205] для визначення КІН 
IK . Одержані розрахункові результати порів-

няємо із результатами розрахунково-експериментальної оцінки руйнування 

експлуатованої ГТ. Причому, основними параметрами, що дозволяють визначити 

умови руйнування елементу ГТ є: 

 глибина (
са ) та форма  a с  наявної в ГТ зовнішньої поперечної півеліптичної 

тріщини; 
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 осьові нормальні напруження, що виникають за робочих тисків (
m ) та 

згинальних навантажень (
b ).  

 

 

1 – барабан, 2 – напрямна арка, 3 – інжектор, 4 – ГТ, 5 – свердловина 

Рисунок 4.18 – Схема подачі ГТ в свердловину 

 

 

Рисунок 4.19 – Загальний вигляд осередку руйнування ГТ [227] 

 

Розглянемо випадок руйнування тривало експлуатованої ГТ 

( 82,5 мм, 7,0 ммD t  ), яка містить зовнішню поперечну півеліптичну тріщину, 

що знаходиться під дією робочих тисків ( p ) та згинальних навантажень ( b ). 
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Для визначення умов, за яких можливе руйнування під час СПО досліджува-

ної ГТ, що містять зовнішню поперечну півеліптичну  a с  тріщину глибиною 

 a t , розглянемо розрахункову схему, зображену на рис. 4.20. 

 

 

Рисунок 4.20 – Пустотілий циліндр із зовнішньою поперечною кільцевою 

тріщиною під дією осьового навантаження 

 

При підрахунку КІН 
1K  у характерних точках 1 ( а ) та 2 ( с ) фронту 

зовнішньої поперечної півеліптичної  a с  тріщини глибиною  a t  (рис. 4.20) 

використаємо залежність [205]: 
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2 3
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. 

Згідно схеми подачі (рис. 4.18) визначимо максимальні напруження у ГТ від 

згину згідно залежності [51]. Ввраховуючи те, що радіус кривизни нейтрального 

шару рівний радіусу зовнішнього витка ГТ на барабані, який може зменшуватися з 

max 2248 мм   до 
min 1780 мм  , а радіус кривизни в напрямній арці рівний 

н 3050 мм   [51]: 

  max

2
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0,25
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. (4.13) 

Критичну глибину зовнішньої поперечної півеліптичної тріщини 
са  визнача-

ли із залежності (4.12) за умови 
a JcK K , враховуючи залежність (4.13), форму пів-

еліптичної  
і

a с  та мінімальний радіус зовнішнього витка ГТ 
min 1780 мм.   
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При цьому для досліджуваного тривало експлуатованого (понад 6 років) 

фрагмент ГТ з діаметром 82,5 мм та товщиною стінки 7 мм визначали механічні 

характеристики за стандартною процедурою [132] випробувань п’ятикратних 

циліндричних зразків на розтяг (табл. 4.4). 

 

Таблиця 4.4 – Механічні характеристики сталі ГТ 

Марка сталі В, МПа 0,2, МПа δ, % ψ, % 

X80C (QTP-80) 890,7 810,9 7,0 31,5 

 

Представлені критичним КІН JсK , характеристики тріщиностійкості визна-

чали експериментально використовуючи вирізані із фрагменту ГТ призматичні 

зразки (рис. 4.21) за методикою, описаною в підрозділі 2.5 та обчислювали за до-

помогою рівняння (2.13), а результати подано у табл. 4.5. 

 

 a)  б) 

Рисунок 4.21 – Загальний вигляд зразка до експерименту а) та площі 

деформованої поверхні зразка б) після експерименту з дослідження умов 

руйнування експлуатованих ГТ 

 

Таблиця 4.5 – Критичні КІН 
JСK  

Jc

іK , МПа м  aver

JСK , МПа м  

1 2 3 4 5 середнє 

218,8 191,7 211,3 207,8 189,9 203,9 

 

На основі розрахунково експериментальних досліджень у табл. 4.6 подані 

одержані критичні глибини півеліптичної тріщини 
cа  залежно від її форми. При 

цьому співвідношення осей еліпса розглядали в інтервалі  1 2 1
і

а с  . 
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Таблиця 4.6 – Критичні глибини півеліптичної тріщини 
cа  

 
і

а с  aK

са , мм cK

сс , мм 

1 2  1,68 3,36 

1 1,5  2,20 3,30 

1 1 2,45 2,45 

 

Встановлено (див. табл. 4.6), що від форми тріщини залежить її критична 

глибина. Найбільш небезпечною є зовнішня півеліптична тріщина із співвідношен-

ня півосей   1 2а с  , оскільки для такої конфігурації (форми) тріщини її критична 

глибина є найменшою.  

 

 

4.7 Процедура проведення експертиз для оцінювання технічного стану та 

рекомендації щодо обґрунтування безпечного терміну експлуатації гнучких 

труб колтюбінгових установок 

 

Безпечний термін експлуатації ГТ обумовлюють багато чинників, зокрема: 

втомні навантаження; зміна діаметра чи овальності труб; розміри пошкоджень (коро-

зійних, механічних чи корозійно-механічних); дефекти зварних швів, структури тощо. 

Всі види технічної діагностики здійснюються у лабораторних умовах мето-

дами неруйнівного контролю та візуально. В автоматичному режимі електромаг-

нітним способом визначають зміни геометричних параметрів труби (потовщення, 

потоншення ділянки труби), наявність пошкоджень чи дефектів. Після цього 

здійснюють візуальний огляд з використанням мікрометричного інструменту та 

ультразвукових дефектоскопів для точнішого визначення глибини дефектів. Така 

перевірка не гарантує виявлення всіх дефектів. 

Після завершення ремонтних робіт ГТ опресовують тиском 35 МПа. Тиск 

опресування та час витримування під тиском може уточнюватися. 
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Діючі нормативні документи обмежують лише глибину виявлених дефектів 

(втрати матеріалу не можуть перевищувати 10% товщини стінки труби) незалежно 

від геометричних розмірів дефекту, впливу робочих середовищ та параметрів на-

вантаження. Нами запропоновано певні зміни до процедури проведення експерттиз 

для оцінки технічного стану (на етапі технічної діагностики) та рекомендації щодо 

обґрунтування безпечного терміну експлуатації ГТ колтюбінгових установок. 

Визначаючи ділянки ГТ з дефектами, слід враховувати кількість циклів її 

згину на направляючій дузі, барабані, а також з врахуванням робочих параметрів 

(розтягуюче зусилля, внутрішній тиск, тощо). Встановити положення пошкодженої 

ділянки відносно гирла свердловини (місця тривалого контакту з агресивними 

робочими середовищами); довжину підозрілої ділянки ГТ. За можливості 

зафіксувати зовнішній вигляд підозрілих ділянок (сфотографувати, зафільмувати). 

Якщо немає змоги сфотографувати та описати стан поверхні ГТ (наприклад, 

вказати глибину пошкоджень, величину спрацювання, овальність, наявність 

борозенок тощо. Наскільки це можливо, дати кількісну оцінку в описі, включаючи 

довжину дефекту, ширину, глибину та їх орієнтацію). У декількох місцях цієї зони 

визначити товщину стінки ГТ, а також глибини дефектів, використовуючи 

калібрований ультразвуковий товщиномір та мікрометри-глибиноміри. Для аналізу 

стану уражених корозією ГТ, взяти з поверхонь проби продукти корозії. Ретельно 

очистити та проаналізувати стан уражених ділянок. 

Сукупний аналіз цих даних дозволить зробити обґрунтування продовження 

безпечного терміну експлуатації ГТ колтюбінгових установок. 

 

 

Висновки до розділу 4 

 

1. Встановлено особливості впливу експлуатаційних чинників 

(навантаження, складу корозивно-активного середовища, температури тощо) на 

роботоздатність ГТ. 
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2. Результати проведених експериментальних досліджень свідчать, що 

для всіх випадків випробувань утворені на циклічно деформованій поверхні макро-

тріщини мають форму, близьку до півеліптичної зі співвідношенням півосей у 

момент руйнування 0,539c a  . 

3. За результатами корозійних та електрохімічних досліджень за 

температури 70°С встановлено, що у кислих робочих розчинах корозійний процес 

протікає значно активніше, ніж у нейтральних. Зокрема, при експозиції до 24 год у 

13%-му розчині HCl спостерігається значне зростання швидкості корозії (майже у 

60 разів) порівняно з початковим значенням. 

4. Базуючись на результатах експериментальних досліджень, а також 

запропонованому критерії оцінювання роботоздатності та довговічності ГТ, 

підготовлено проєкт процедури проведення експертиз для оцінки технічного стану 

та рекомендації щодо обґрунтування безпечного терміну експлуатації ГТ 

колтюбінгових установок. 
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РОЗДІЛ 5 

 

ВИЗНАЧЕННЯ ШВИДКОСТІ РОЗВИТКУ КОРОЗІЙНО-ВТОМНИХ 

ТРІЩИН В ТРИВАЛО ЕКСПЛУАТОВАНИХ СТАЛЯХ 

ТА ОЦІНЮВАННЯ ПОТЕНЦІЙНОЇ МОЖЛИВОСТІ РУЙНУВАННЯ 

ЕЛЕМЕНТІВ БУРИЛЬНИХ КОЛОН 

 

 

5.1 Механічні характеристики сталей тривало експлуатованих елемен-

тів бурильних колон 

 

Досліджували механічні характеристики тривало експлуатованих БТ груп 

міцності „К” (сталь 45) і „Л” (сталь 36Г2С), а також бурильного замка ЗУ155 

(сталь 40ХН) за стандартною процедурою [33, 34, 132]. Випробовували на розтяг 

по десять циліндричних зразків (рис. 5.1). Протоколи випробувань представлено у 

додатку Б, а їх усереднені значення наведені в табл. 5.15.3. 

 

 

Рисунок 5.1 – Зразок для визначення стандартних механічних характеристик 

міцності та пластичності досліджуваних сталей елементів БК 
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Таблиця 5.1 – Механічні характеристики міцності та пластичності сталі 45 

тривало експлуатованої БТ групи міцності „К” 

Сталь В , МПа 0,2 , МПа 0,2 В    , %  , % 

45 685,0 462,5 0,675 12,0 34,5 

 

Таблиця 5.2 – Механічні характеристики міцності та пластичності сталі 36Г2С 

тривало експлуатованої БТ групи міцності „Л” 

Сталь В , МПа 0,2 , МПа 0,2 В    , %  , % 

36Г2С 790,0 605,0 0,766 12,5 27,0 

 

Таблиця 5.3 – Механічні характеристики міцності та пластичності сталі 40ХН 

тривало експлуатованого бурильного замка ЗУ155 

Сталь В , МПа 0,2 , МПа 0,2 В    , %  , % 

40ХН 881,1 735,4 0,835 10,0 45,8 

 

 

5.2 Діаграми циклічної тріщиностійкості сталей елементів експлуатова-

них бурильних колон у робочих середовищах 

 

Численні дослідження засвідчують, що елементи БК руйнуються внаслідок 

утворення на їх поверхнях корозійних виразок та поверхневих корозійно-втомних 

тріщин, які за дії експлуатаційних чинників збільшуються, зливаються у 

макротріщину, яка, в свою чергу, поширюючись у глибину матеріалу спричиняє 

аварійні ситуації. Експериментальне дослідження таких процесів у стінках БК 

наведено у [23, 152, 180]. 
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5.2.1 Дослідження впливу експлуатаційних чинників на швидкість поши-

рення корозійно-втомних тріщин у тривало експлуатованій бурильній трубі 

групи міцності „К” 

Вивчали вплив корозивних середовищ, а саме бурових промивальних рідин 

на циклічну корозійну тріщиностійкість тривало експлуатованої БТ групи міцності 

„К” (табл. 5.1) (сталь 45, В = 685,0 МПа, δ = 12,0%, Dзовн = 126 мм, t = 8,4 мм), яка 

використовували при бурінні свердловин глибиною до 5 км. 

Діаграми циклічної тріщиностійкості будували за результатами втомних 

випробувань балкових зразків з прямокутним перерізом (108,4 мм) з початковою 

крайовою тріщиною c = 1,5...2,0 мм за чистого згину (див. розділ 2). 

Випробовували у повітрі та БР „Біокар” (рН 8,3) та полімеркалієвому 

(рН 11,0), склад [69, 70, 73, 74] яких наведено у табл. 5.4. 

 

Таблиця 5.4 – БР та їх склад 

Назва (тип) БР Склад 
pH 

середовища 

Біокар 

Біокар – компаунд, хлорид калію, хлорид 

натрію, карбонатний блокатор (мікромармур) 

(МК–35, МК–50), органічний блокатор (К–200), 

бактерицид (параформальдегід) 

рН 8,3 

Полімер-

калієвий 

Глинопорошок бентонітовий, Celpol R та SLX, 

КМЦ BOL, КМЦ LC, Seurvey D1, лабрикол, 

KСl, вапно, КССБ, К1–МД 

рН 11,0 

 

Дослідження здійснено за синусоїдальної форми циклу навантаження із час-

тотою 1 Гц, коефіцієнт асиметрії циклу навантаження при цьому складав R ≈ 0, 

температура середовища була постійною (Тс = 20С). 

Результати випробувань БТ групи міцності „К” [23] наведено у вигляді 

діаграм циклічної тріщиностійкості – графічних залежностей швидкості росту 
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корозійно-втомної тріщини dc/dN від розмаху КІН ΔK в околі вершини тріщини 

[84, 86, 87,] у подвійній логарифмічній системі координат. На рис. 5.2 представлені 

діаграми для досліджуваних систем „матеріал–середовище”. 

 

 

Рисунок 5.2 – Діаграми циклічної тріщиностійкості 

БТ групи міцності „К” у повітрі (1) та БР „Біокар” (2) та полімеркалієвому (3). 

Коефіцієнт асиметрії циклу R=0 

 

У табл. 5.5 наведено константи у степеневій залежності [200, 201], що аналітич-

но описує середньоамплітудну ділянку одержаних діаграм циклічної тріщиностійкості 

БТ групи міцності „К”, для описаних вище умов випробувань сталі 45. Крім того, 

наведено відповідні порогові (ΔKth) та критичні (ΔKfc) КІН [84]. 

Слід зазначити, що для елементів БК робочий режим експлуатації прийнято 

моделювати циклічним навантаженням із високим коефіцієнтом асиметрії цикла 

0,7R   [152, 180]. Таке навантаження імітує накладання на статичну складову ваги 

БК тиск робочого середовища (бурових промивальних рідин) невеликих пульсацій, 

характерних для експлуатаційних умов, тобто воно імітує умови роботи в межах 

верхньої частини БК. 
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Таблиця 5.5 – Характеристики циклічної тріщиностійкості тривало експлуа-

тованої сталі 45 

Система 

„матеріал – середовище” 
n 

C, 

 
мм цикл

МПа м
n

 ΔKth, 

МПа м  

ΔKfc, 

МПа м  

сталь 45 – повітря 3,14 3,10·1012 6,7 125,4 

сталь 45 – БР „Біокар” 3,08 4,03·1012 6,1 121,3 

сталь 45 – полімеркалієвий БР 2,95 8,01·1012 5,2 118,3 

 

У зв’язку з цим отриманий масив експериментальних даних представляли 

(рис. 5.3) в подвійній логарифмічній системі координат: dа dN   швидкість росту 

корозійно-втомної тріщини та параметра, який враховує асиметрію цикла 

навантаження 
I 1K R   [38, 87] і для досліджуваної системи „матеріал – 

середовище” (див. табл. 5.5) змінюється між двома асимптотами в межах 

 
* max *

Іth fcK К K  , (5.1) 

де *

1

th
th

K
K

R





, max I

I
1

K
K

R





, *

fc fcK K  . 

Слід зауважити, що розрахунки параметра 
I 1K R   велись до максимально-

го значення, яке відповідає фізично обґрунтованій [38, 84, 87] величині fcK . 

Аналіз діаграм циклічної тріщиностійкості БТ групи міцності „К” (див. 

рис. 5.2, 5.3 та табл. 5.5, 5.6) свідчить, що швидкість розвитку корозійно-втомної 

тріщини в полімеркалієвому БР є дещо вищою, ніж у БР „Біокар” [23]. 

Вплив бурових промивальних рідин на корозійну тріщиностійкість сталі БТ гру-

пи міцності „К” оцінювали [86, 87], порівнюючи розмахи КІН, які відповідають швид-

кості росту тріщини dc/dN = 1·107 м/цикл у повітрі (
*

пK ) та у середовищі (
*

cK ), 

тобто: 

 
*

*

c
c

п

K
k

K





. (5.2) 
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Рисунок 5.3 – Діаграми циклічної тріщиностійкості 

БТ групи міцності „К” у повітрі (1) та БР „Біокар” (2) та полімеркалієвому (3). 

Коефіцієнт асиметрії циклу R=0,7 

 

Таблиця 5.6 – Порогові та критичні КІН для БТ групи міцності „К” при 0,7R   

Система 

„матеріал – середовище” 
n 

C, 

 
мм цикл

МПа м
n

 
ΔKth, 

МПа м  

ΔKfc, 

МПа м  

сталь 45 – повітря 3,14 4,87·1013 12,2 125,4 

сталь 45 – БР „Біокар” (рН 8,3) 3,08 5,45·1013 11,1 121,3 

сталь 45 – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 2,95 1,31·1012 9,5 118,3 

 

Подані у табл. 5.7 значень 
*

пK ,
*

cK  та kc для різних систем „матеріал – 

середовище” показують, що досліджувані бурові промивальні рідини зменшують 

опір розвитку корозійно-втомної тріщини. Характеристики циклічної корозійної 

тріщиностійкості сталі 45 у БР „Біокар” відрізняються приблизно на 0,95 від 
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значень на повітрі, тоді як у полімеркалієвому БР вони відрізняються більш суттєво 

і становлять приблизно 0,85. 

 

Таблиця 5.7 – Значення *

пK , *

cK  та kc для різних систем „сталь 45 – се-

редовище” 

№ з/п Система „матеріал – середовище” *

,п cK ,  МПа м
n

 kc 

1 сталь 45 – повітря 56,6 1,00 

2 сталь 45 – БР „Біокар” (рН 8,3) 53,8 0,95 

3 сталь 45 – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 48,1 0,85 

 

Крім того, порівнювали швидкість поширення тріщини у досліджуваних се-

редовищах за умови * * 56,6 МПа мп cK K   . При цьому у табл. 5.8 подані швид-

кості поширення корозійно-втомної тріщини у досліджуваних середовищах, а 

також проведено їх порівняння щодо поширення у повітрі 
Vk  та у БР pH

Vk . 

 

Таблиця 5.8 – Значення 
*

пV , 
*

cV , 
Vk  та 

pH

Vk для різних систем „сталь 45 – 

середовище” 

№ 

з/п 
Система „матеріал – середовище” 

*

,п cV , 

м цикл  

*

*

c
V

п

V
k

V
  

11

8,3

рН
pH c

V рН

c

V
k

V
  

1 сталь 45 – повітря 71,0 10  1,00 – 

2 сталь 45 – БР „Біокар” (рН 8,3) 71,77 10  1,77 1,64 

3 сталь 45 – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 72,90 10  2,90 – 

 

Таким чином, на середньо-амплітудній ділянці швидкість поширення коро-

зійно-втомної тріщини у полімеркалієвому БР у 1,64 рази вища, ніж у БР „Біокар”. 
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5.2.2 Дослідження впливу експлуатаційних чинників на швидкість 

поширення корозійно-втомних тріщин у тривало експлуатованій бурильній 

трубі групи міцності „Л” 

Вивчали вплив корозивних середовищ, а саме бурових промивальних рідин на 

циклічну корозійну тріщиностійкість тривало експлуатованої БТ групи міцності „Л” 

(табл. 5.2) (сталь 36Г2С, В = 790,0 МПа, δ = 12,5%, Dзовн = 126 мм, t = 8,0 мм), яку 

використовували при бурінні свердловин глибиною до 5 км. 

Діаграми циклічної тріщиностійкості будували за результатами втомних 

випробувань балкових зразків з прямокутним перерізом (108,0 мм) з початковою 

крайовою тріщиною c = 1,5...2,0 мм за чистого згину (див. розділ 2). 

Випробовували у повітрі та БР „Біокар” (рН 8,3) та полімеркалієвому 

(рН 11,0), склад [69, 70, 73, 74] яких наведено у табл. 5.4. 

Дослідження здійснено за синусоїдальної форми циклу навантаження із час-

тотою 1 Гц, коефіцієнт асиметрії циклу навантаження при цьому складав R ≈ 0, 

температура середовища була постійною (Тс = 20С). 

Результати досліджень впливу циклічних навантажень на міцнісні і 

антикорозійні характеристики тривало експлуатованої БТ групи міцності „Л” [23] 

наведено у вигляді діаграм циклічної тріщиностійкості – графічних залежностей 

швидкості росту корозійно-втомної тріщини dc/dN від розмаху КІН ΔK в околі 

вершини тріщини [84] у подвійній логарифмічній системі координат. На рис. 5.4 

представлені діаграми для досліджуваних систем „сталь 36Г2С – середовище”. 

У табл. 5.9 наведено константи степеневої залежності [200, 201], що аналі-

тично описує середньоамплітудну ділянку одержаних діаграм циклічної тріщино-

стійкості БТ групи міцності „Л”, для описаних вище умов випробувань сталі 36Г2С. 

Крім того, наведено відповідні порогові (ΔKth) та критичні (ΔKfc) КІН [84]. 

Для досліджуваного фрагменту БТ групи міцності „Л” робочий режим 

експлуатації моделювали циклічним навантаженням із коефіцієнтом асиметрії 

цикла 0,7R   [152, 180]. 
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Рисунок 5.4 – Діаграми циклічної тріщиностійкості 

БТ групи міцності „Л” у повітрі (1) та БР „Біокар” (2) та полімеркалієвому (3). 

Коефіцієнт асиметрії циклу R=0 

 

Таблиця 5.9 – Характеристики циклічної тріщиностійкості тривало експлуа-

тованої сталі 36Г2С 

Система 

„матеріал – середовище” 
n 

C, 

 
мм цикл

МПа м
n

 

ΔKth, 

МПа м  

ΔKfc, 

МПа м  

сталь 36Г2С – повітря 3,75 3,07 1013 8,8 102,3 

сталь 36Г2С – БР „Біокар” (рН 8,3) 3,67 5,03 1013 7,9 97,1 

сталь 36Г2С – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 3,56 1,01 1012 6,8 90,5 

 

Отриманий масив експериментальних даних представляли (рис. 5.5) в 

подвійній логарифмічній системі координат: dа dN   швидкість росту корозійно-

втомної тріщини та параметра, який враховує асиметрію цикла навантаження 
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I 1K R   [38, 87] і для досліджуваної системи „сталь 36Г2С – середовище” 

(табл. 5.10) змінюється між двома асимптотами (5.1). 

 

Таблиця 5.10 – Порогові та критичні КІН для БТ групи міцності „Л” при 0,7R   

Система 

„матеріал – середовище” 
n 

C, 

 
мм цикл

МПа м
n

 

*

thK , 

МПа м  

*

fcK , 

МПа м  

сталь 36Г2С – повітря 3,75 3,41 1014 16,1 102,3 

сталь 36Г2С – БР „Біокар” (рН 8,3) 3,67 5,54 1014 14,4 97,1 

сталь 36Г2С – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 3,56 1,11 1013 12,4 90,5 

 

При цьому розрахунки параметра 
I 1K R   велись до максимального 

значення, яке відповідає фізично обґрунтованій [38, 84, 87] величині fcK . 

Побудовані за результатами проведених досліджень діаграми циклічної трі-

щиностійкості БТ групи міцності „Л” (див. рис. 5.4, 5.5 та табл. 5.9, 5.10) 

дозволяють зробити висновок, що швидкість розвитку корозійно-втомної тріщини 

в полімеркалієвому БР є дещо вищою, ніж у БР „Біокар” [23]. 

Вплив промивальних БР на корозійну тріщиностійкість досліджуваного БТ 

групи міцності „Л” оцінювали [86, 87], порівнюючи КІН, які відповідають швидкості 

росту тріщини dc/dN = 107 м/цикл у середовищі (
*

cK ) та у повітрі (
*

пK ). 

Подані у табл. 5.11 значень 
*

пK ,
*

cK  та kc для системи „сталь 36Г2С – 

середовище” показують, що досліджувані БР зменшують опір розвитку корозійно-

втомної тріщини. Характеристики циклічної корозійної тріщиностійкості сталі 

36Г2С у БР „Біокар” не значно відрізняються від значень на повітрі і становлять 

приблизно 0,95, тоді як у полімеркалієвому БР вони відрізняються більш суттєво і 

становлять приблизно 0,65. 
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Рисунок 5.5 – Діаграми циклічної тріщиностійкості 

БТ групи міцності „Л” у повітрі (1) та БР „Біокар” (2) та полімеркалієвому (3). 

Коефіцієнт асиметрії циклу R=0,7 

 

Таблиця 5.11 – Значення *

пK , *

cK  та kc для різних систем „сталь 36Г2С – 

середовище” 

№ з/п Система „матеріал – середовище” 
*

,п cK ,  МПа м
n

 kc 

1 сталь 36Г2С – повітря 61,3 1,00 

2 сталь 36Г2С – БР „Біокар” (рН 8,3) 58,5 0,95 

3 сталь 36Г2С – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 39,8 0,65 

 

Крім того, порівнювали швидкість поширення тріщини у досліджуваних се-

редовищах за умови * * 61,3 МПа мп cK K    . При цьому у табл. 5.12 подано 

швидкості поширення корозійно-втомної тріщини у досліджуваних середовищах, а 

також проведено їх порівняння щодо поширення у повітрі 
Vk  та у бурових проми-

вальних рідинах 
pH

Vk . 
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Таблиця 5.12 – Значення *

пV , *

cV , 
Vk  та pH

Vk для різних систем „сталь 36Г2С 

– середовище” 

№ 

з/п 

Система 

„матеріал – середовище” 

*

,п cV , 

м цикл  

*

*

c
V

п

V
k

V
  

11

8,3

рН
pH c

V рН

c

V
k

V
  

1 сталь 36Г2С – повітря 71,0 10  1,00 – 

2 сталь 36Г2С – БР „Біокар” (рН 8,3) 71,51 10  1,51 2,41 

3 сталь 36Г2С – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 73,64 10  3,64 – 

 

Таким чином, на середньо-амплітудній ділянці швидкість поширення коро-

зійно-втомної тріщини у полімеркалієвому БР у 2,41 рази вища, ніж у БР „Біокар”. 

 

5.2.3 Дослідження впливу експлуатаційних чинників на швидкість 

поширення корозійно-втомних тріщин у тривало експлуатованому бурильному 

замку ЗУ155 

Вивчали вплив корозивних середовищ, а саме БР на циклічну корозійну трі-

щиностійкість тривало експлуатованого бурильного замка ЗУ155 (табл. 5.3) 

(сталь 40ХН, В = 885,0 МПа, δ = 10,0%, 155 мм, 95 ммD d  ), який використо-

вували при бурінні свердловин глибиною до 5 км. 

Діаграми циклічної тріщиностійкості будували за результатами втомних ви-

пробувань балкових зразків з прямокутним перерізом (1010,0 мм) з початковою 

крайовою тріщиною c = 1,5...2,0 мм за чистого згину (див. розділ 2). Слід зауважи-

ти, що зразки вирізали із муфти ( 155 мм, 114,3 ммM

fD d  ) [21, 60]. 

Випробовували у повітрі та БР „Біокар” (рН 8,3) та полімеркалієвому 

(рН 11,0), склад [69, 70, 73, 74] яких наведено у табл. 5.4. 

Дослідження здійснено за синусоїдальної форми циклу навантаження із час-

тотою 1 Гц, коефіцієнт асиметрії циклу навантаження при цьому складав R ≈ 0, 

температура середовища була постійною (Тс = 20С). 



211 

 

Результати досліджень впливу циклічних навантажень на міцнісні і антикоро-

зійні характеристики тривало експлуатованого бурильного замка ЗУ–155 [23] 

наведено у вигляді діаграм циклічної тріщиностійкості – графічних залежностей 

швидкості росту корозійно-втомної тріщини dc/dN від розмаху КІН ΔK в околі 

вершини тріщини [84] у подвійній логарифмічній системі координат. На рис. 5.6 

представлені діаграми для досліджуваних систем „матеріал – середовище”. 

 

 

Рисунок 5.6 – Діаграми циклічної тріщиностійкості 

бурильного замка ЗУ–155 у повітрі (1) та БР „Біокар” (2) та полімеркалієвому (3). 

Коефіцієнт асиметрії циклу R=0 

 

У табл. 5.13 наведено константи степеневої залежності [200, 201], що аналітич-

но описує середньоамплітудну ділянку одержаних діаграм циклічної тріщиностій-

кості бурильного замка ЗУ–155, для описаних вище умов випробувань сталі 40ХН. 

Крім того, наведено відповідні порогові (ΔKth) та критичні (ΔKfc) КІН [84, 86, 87]. 

Для досліджуваного фрагменту бурильного замка ЗУ–155 робочий режим 

експлуатації також моделювали циклічним навантаженням із високим 

коефіцієнтом асиметрії цикла 0,7R   [152, 180]. 
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Отриманий масив експериментальних даних представляли (рис. 5.5) в 

подвійній логарифмічній системі координат: dа dN  – швидкість росту корозійно-

втомної тріщини та параметра, який враховує асиметрію цикла навантаження 

I 1K R   [38, 87] і для досліджуваної системи „ сталь 40ХН – середовище” (див. 

табл. 5.14) змінюється між двома асимптотами (5.1). 

При цьому розрахунки параметра 
I 1K R   велись до максимального 

значення, яке відповідає фізично обґрунтованій [84] величині fcK . 

 

Таблиця 5.13 – Характеристики циклічної тріщиностійкості тривало експлуа-

тованої сталі 40ХН 

Система 

„матеріал – середовище” 
n 

C, 

 
мм цикл

МПа м
n

 

ΔKth, 

МПа м  

ΔKfc, 

МПа м  

сталь 40ХН – повітря 4,84 7,03 1015 11,7 78,5 

сталь 40ХН – БР „Біокар” (рН 8,3) 4,64 2,01 1014 10,3 75,1 

сталь 40ХН – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 4,30 1,02 1013 8,6 73,2 

 

Побудовані за результатами проведених досліджень діаграми циклічної тріщи-

ностійкості бурильного замка ЗУ155 (див. рис. 5.6, 5.7 та табл. 5.13, 5.14) дозволяють 

зробити висновок, що швидкість розвитку корозійно-втомної тріщини в полімер-

калієвому БР є дещо вищою, ніж у БР „Біокар” [23]. 

Кількісно вплив бурових промивальних рідин на корозійну тріщиностійкість 

досліджуваного бурильного замка ЗУ155 оцінювали [86, 87], порівнюючи 

розмахи КІН, які відповідають швидкості росту тріщини dc/dN = 107 м/цикл у 

середовищі (
*

cK ) та у повітрі (
*

пK ) (5.2). 
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Рисунок 5.7 – Діаграми циклічної тріщиностійкості 

бурильного замка ЗУ155 у повітрі (1) та БР „Біокар” (2) та полімеркалієвому (3). 

Коефіцієнт асиметрії циклу R=0,7 

 

Таблиця 5.14 – Порогові та критичні КІН для бурильного замка ЗУ–155 при 

0,7R   

Система 

„матеріал – середовище” 
n 

C, 

 
мм цикл

МПа м
n

 

*

thK , 

МПа м  

*

fcK , 

МПа м  

сталь 40ХН – повітря 4,84 3,78 1016 21,4 78,5 

сталь 40ХН – БР „Біокар” (рН 8,3) 4,64 1,25 1015 18,8 75,1 

сталь 40ХН – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 4,30 7,79 1015 15,7 73,2 

 

Подані у табл. 5.15 значень 
*

пK ,
*

cK  та kc для різних систем „сталь 40ХН – 

середовище” показують, що досліджувані БР зменшують опір розвитку корозійно-

втомної тріщини. Характеристики циклічної корозійної тріщиностійкості сталі 

40ХН у БР „Біокар” практично не відрізняються від значень на повітрі і станов.лять 
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0,99, тоді як у полімеркалієвому БР вони відрізняються більш суттєво і становлять 

приблизно 0,84. 

 

Таблиця 5.15 – Значення *

пK , *

cK  та kc для різних систем „сталь 40ХН – 

середовище” 

№ з/п Система „матеріал – середовище” *

,п cK ,  МПа м
n

 kc 

1 сталь 40ХН – повітря 55,5 1,00 

2 сталь 40ХН – БР „Біокар” (рН 8,3) 55,0 0,99 

3 сталь 40ХН – полімер калієвий БР (рН 11,0) 46,8 0,84 

 

Крім того, порівнювали швидкість поширення тріщини у досліджуваних се-

редовищах за умови * * 55,5 МПа мп cK K   . При цьому у табл. 5.16 подані 

швидкості поширення корозійно-втомної тріщини у досліджуваних середовищах, а 

також проведено їх порівняння щодо поширення у повітрі 
Vk  та у БР pH

Vk . 

Таким чином, на середньо-амплітудній ділянці швидкість поширення коро-

зійно-втомної тріщини у полімеркалієвому БР у 2,02 рази вища, ніж у БР „Біокар”. 

 

Таблиця 5.16 – Значення 
*

пV , 
*

cV , 
Vk  та 

pH

Vk для різних систем „сталь 40ХН – 

середовище” 

№ 

з/п 
Система „матеріал – середовище” 

*

,п cV , 

м цикл  

*

*

c
V

п

V
k

V
  

11

8,3

рН
pH c

V рН

c

V
k

V
  

1 сталь 40ХН – повітря 71,0 10  1,00 – 

2 сталь 40ХН – БР „Біокар” (рН 8,3) 71,34 10  1,34 2,02 

3 сталь 40ХН – полімеркалієвий БР (рН 11,0) 72,71 10  2,71 – 
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Запропонований підхід до оцінки поширення корозійно-втомних тріщин, що вра-

ховує сумісну дію втомних напружень та впливу корозивних середовищ, може бути 

використаний для інженерних оцінок роботоздатності та залишкової довговічності БК. 

 

 

5.3 Визначення характеристик тріщиностійкості елементів бурильної 

колони за енергетичним критерієм руйнування 

 

Для визначення характеристик тріщиностійкості за енергетичкритерієм руйну-

вання елементів БК (БТ та замків) виготовляли балкові зразки (рис. 2.15б, г), попереч-

ний розмір яких визначався по-перше їх конструктивними особливостями, а по-друге 

методикою (див. підрозділ 2.5) проведення експериментальних досліджень. Тобто 

виникає питання розмірної відповідності поперечних розмірів зразків, вершини 

початково утвореної тріщини глибиною а  і величини навантаження, при якому від-

бувається їх руйнування, а отже і вибору відповідного критерію. Результати тестового 

експерименту та розрахунків (див табл. 5.17) вказують на те, що умова (2.8) не ви-

конується. Тому, за наявності досить значної пластичної деформації умови 

руйнування елементів БК, тобто його тріщиностійкість оцінюють за J-інтегралом. 

Таблиця 5.17 – Розміри зразків та оцінка умов експерименту 

№ 

з/п 
Матеріал 

Розміри зразка 

, ммb t L   

Відстань між 

опорами 

0 4 , ммL t  

 ,b t a , 0,5а t , мм за 

рівнянням (2.8) 

1 Сталь 45 10 8,4 100   33,6 9,51 

2 Сталь 36Г2С 10 8,0 100   32,0 5,90 

3 Сталь 40ХН 10 11,0 100   44,0 10,98 

 

Завдяки низьким обмеженням (плоский напружений стан) умов на 

відпрацьованих екземплярах, прийнято за краще розробляти методи прямих 

випробувань, щоб охарактеризувати менш консервативну в’язкість руйнування.  
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5.3.1 Визначення критичного значення J-інтеграла (JC) тривало 

експлуатованих бурильних труб групи міцності „К” 

Матеріалом дослідження були фрагменти експлуатованої БТ з умовним 

діаметром 127 мм групи міцності „К”. Хімічний склад досліджуваної сталі 45 

подано в табл. 2.2. 

Для експериментального визначення величини 
СJ  вирізали по п’ять зразків з 

фрагменту експлуатованої БТ групи міцності „К”, розміри яких подані у табл. 5.17. 

Схему вирізання зразків наведено на рис. 2.15а. Основою для експериментів була 

методика [4, 146, 147, 170, 240], однак, враховуючи потенційну небезпеку наявних 

дефектів, використовували нестандартний зразок (рис. 2.15б, в), виходячи із 

розмірів досліджуваної БТ. 

Зразки навантажували на повітрі при кімнатній температурі ( 20T C  ) за 

схемою триточкового згину (рис. 2.15г) за віддалі між опорами 33,6 мм. Швидкість 

навантаження зразка становила 1,67·105 мм/c і залишалася постійною впродовж 

усіх випробувань. За результатами експериментальних досліджень будували криві 

деформування зусилля F  від зміщення берегів тріщини V  для сталі 45 (рис. 5.8) 

[146]. 

Представлені на рис. 5.8 діаграми деформування F–V представляють собою 

криві IV типу діаграм, які характерні для матеріалів з досить великою пластичною 

деформацією при навантаженні. роцедуру визначення 
СJ  подано на прикладі 

обробки результатів дослідження зразка №1 (рис. 5.9). 

Руйнування зразка відбувається у точках 
*

1С  діаграми F V , що лежать 

справа від точки 
1С , в якій починається старт тріщини. За даними експерименту 

визначають величину розрахункового навантаження QF . Для цього провівши 

пряму ОВ  під кутом, тангенс якого на 5% менший від тангенса нахилу дотичної 

ОА  до початку лінійної ділянки діаграми деформування визначали точку перетину 

її з діаграмою, тобто точку 
1Q  і відповідну їй величину QF .  

Підставивши результати у рівняння (2.13), отримали величину ІQK . 
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Рисунок 5.8 – Діаграма деформування F–V зразків із сталі 45, вирізаної з 

фрагментів БТ групи міцності „К” 

 

Пластичну pJ  складову J-інтеграла обчислювали за формулою (2.14). 

Критичне значення J-інтеграла після старту тріщини, величину 
СJ  БТ групи 

міцності „К”, тобто тріщиностійкість сталі 45 обчислювали за формулою (2.15). 

Результати експериментальних досліджень та проведених розрахунків 

подано у табл. 5.18. Одержані результати узгоджуються з одержаними у праці [217] 

результатами, які для аналогічних тривало використовуваних сталей знаходяться в 

межах 175…242 
2кДж м . Аналогічні результати одержані у [171]. 
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Рисунок 5.9 – Діаграма деформування F–V зразка №1 (сталі 45), вирізаного з 

фрагмента БТ групи міцності „К” 

 

Таблиця 5.18 – Пружна (
еJ ) компонента J -інтеграла для сталі 45 

№ зразка 
QF , 

Н 

l

t
   

ІQK , 

 МПа м
n

 

еJ , 

2кДж м  

PA , 

Нм 

pJ , 

2кДж м  

СJ  

2кДж м  

1 2005 0,399 22,61 2,21 5,9 231,68 233,90 

2 1680 0,417 24,27 2,55 5,5 222,86 225,41 

3 1990 0,399 23,48 2,39 5,5 237,39 239,78 

4 1450 0,417 29,20 3,69 4,9 251,13 254,82 

5 1690 0,452 26,13 2,96 4,7 215,18 218,14 

Середнє 

значення 
  25,14 2,76  231,65 234,41 
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У [187] вивчали тріщиностійкість середньо вуглецевої сталі (S45C in JIS) з 

аналогічними механічними характеристиками ( 0,2 412 МПа  , 
В 701МПа  ), 

однак за умови значного циклічного навантаження. Встановлено, що за таких умов 

СJ  знаходиться у діапазоні 2100 149 кДж мСJ  . За результатами експеримен-

тальних досліджень зроблений висновок, що зменшення в’язкості руйнування 

внаслідок застосування циклічного навантаження можна пояснити ростом втомної 

тріщини. Причому, розвиток втомної тріщини був викликаний не лише циклами 

розвантаження, але й монотонним навантаженням. 

 

5.3.2 Визначення критичного значення J-інтеграла (JC) тривало експлуа-

тованих бурильних труб групи міцності „Л” 

Матеріалом дослідження були фрагменти експлуатованої БТ з умовним 

діаметром 127 мм групи міцності „Л”. Хімічний склад досліджуваної сталі 36Г2С 

подано в табл. 2.2. 

Для експериментального визначення 
СJ  вирізали по п’ять зразків з 

фрагменту експлуатованої БТ групи міцності „Л”, розміри яких подані у табл. 5.17. 

Схему вирізання зразків наведено на рис. 2.15а. Як і при дослідженні зразків 

виготовлених із БТ групи міцності „К” за основу для проведення експериментів 

взято методику [4, 146, 147, 170, 240]. 

При дослідженнях також використовували нестандартний зразок 

(рис. 2.15б, в), виходячи із розмірів досліджуваної БТ. Експерименти проводили на 

повітрі за кімнатної температури ( 20T C  ). Зразки навантажували на повітрі за 

схемою три точкового згину (рис. 2.15г) за віддалі між опорами 36,0 мм. Швидкість 

навантаження зразка становила 1,67·105 мм/c і залишалася постійною впродовж 

усіх випробувань. 

Представлені на рис. 5.10 діаграми деформування F–V представляють собою 

криві IV типу діаграм, характерні для матеріалів, при навантаженні яких 

спостерігається досить значна пластична деформація.  

 



220 

 

 

Рисунок 5.10 – Діаграма деформування F–V зразків із сталі 36Г2С, вирізаної з 

фрагментів БТ групи міцності „Л” 

 

При цьому, схема визначення аналогічна до наведеної для зразків із сталі 

групи міцності „К” і відображена на прикладі обробки результатів дослідження 

зразка №1 рис. 5.10. Руйнування зразка №1 відбувається у точці *

1С  діаграми F V

, що лежать справа від точки 
1С . За результатами експерименту, провівши пряму 

ОВ  під кутом тангенс якого на 5% менший від тангенса нахилу дотичної ОА  до 

початку лінійної ділянки діаграми деформування, визначаємо точку перетину її з 

діаграмою, тобто точку 
1Q  і відповідну їй величину QF . 

Підставивши результати у рівняння (2.13), отримаємо величину ІQK . 
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Рисунок 5.11 – Діаграма деформування F–V зразка №1 (сталі 36Г2С), вирізаного з 

фрагмента БТ групи міцності „Л” 

 

Таблиця 5.19 – Пружна (
еJ ) компонентна J -інтеграла для сталі 36Г2С 

№ зразка 
QF , 

Н 

l

t
   

ІQK , 

 
n

МПа м


 

еJ , 

2кДж м  

PA , 

Нм 

pJ , 

2кДж м  

СJ , 

2кДж м  

1 2660 0,350 26,10 2,95 3,98 157,95 160,90 

2 2420 0,363 28,23 3,45 3,90 162,88 166,33 

3 2365 0,438 33,26 4,79 3,41 154,42 159,21 

4 2460 0,344 24,69 2,64 3,96 162,25 164,89 

5 2350 0,438 32,29 4,52 3,06 138,88 143,40 

Середнє 

значення 
  28,91 3,67  155,28 158,95 
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Результати експериментальних досліджень та проведених розрахунків подані 

у табл. 5.19. Одержані результати узгоджуються з наведеними у [174] результатами 

для найбільш поширених легованих сталей і знаходяться в межах 170…190 

2кДж м . 

 

5.3.3 Визначення критичного значення J-інтеграла (JC) різьбового з’єд-

нання З133 бурильного замка ЗУ155 

Матеріалом дослідження був фрагмент муфти експлуатованого бурильного 

замка ЗУ155. Хімічний склад досліджуваної сталі 40ХН подано в табл. 2.2. 

Для експериментального визначення 
СJ  вирізали по п’ять зразків з 

фрагменту тривало експлуатованої муфти бурильного замка ЗУ155, розміри яких 

подані у табл. 5.14. Схема вирізання зразків подібна до наведеної на рис. 2.15а. Як 

і при дослідженні зразків виготовлених із БТ груп міцності „К” та „Л” за основу 

для експериментів взято методику [4, 146, 147, 170, 240]. 

При дослідженнях також використовували нестандартний зразок 

(рис. 2.15б, в), виходячи із розмірів досліджуваної муфти. Експерименти проводи-

ли на повітрі за кімнатної температури ( 20°CT  ). Зразки навантажували на повітрі 

за схемою триточкового згину (рис. 2.15г) за віддалі між опорами 44,0 мм. Швид-

кість навантаження зразка становила 1,67·105 мм/c і залишалася постійною 

впродовж усіх випробувань. 

Представлені на рис. 5.12 діаграми деформування F–V представляють собою 

криві IV типу діаграм, які характерні для матеріалів, схильних до пластичної 

деформації. 

При цьому, схема визначення 
СJ  аналогічна до схеми визначення критичної 

величини J-інтеграла наведеної для зразків із сталей груп міцності „К” та „Л” і 

відображена на прикладі обробки результатів дослідження зразка №1 рис. 5.12. 

Руйнування зразка №1 відбувається у точці 
*

1С  діаграми F V , що лежать справа 

від точки 
1С . За результатами експерименту, провівши пряму ОВ  під кутом, 

тангенс якого на 5% менший від тангенса нахилу дотичної ОА  до початку лінійної 
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ділянки діаграми деформування, визначаємо точку перетину її з діаграмою, тобто 

точку 
1Q  і відповідну їй величину QF . 

 

 

Рисунок 5.12 – Діаграма деформування F–V зразків із сталі 40ХН, вирізаної з 

фрагменту муфти бурильного замка ЗУ155 

 

Підставивши результати у рівняння (2.13), отримаємо величину ІQK . 

Результати експериментальних досліджень та проведених розрахунків згідно 

методики, описаної в підрозділі 2.5 подані у табл. 5.20. 
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Рисунок 5.13 – Діаграма деформування F–V зразка №1 (сталі 40ХН), вирізаного з 

фрагмента БТ групи міцності „Л” 

 

Таблиця 5.20 – Пружна (
еJ ) компонентна J -інтеграла для сталі 40ХН  

№ 

зразка 

QF , 

Н 

l

t
   

ІQK , 

МПа м  

еJ , 

2кДж м  

PA , 

Нм 

pJ , 

2кДж м  

СJ , 

2кДж м  

1 3443 0,509 55,36 13,28 2,63 100,38 113,67 

2 3473 0,455 44,13 8,44 2,79 95,99 104,43 

3 3346 0,509 52,19 11,80 2,75 101,92 113,72 

4 3150 0,536 56,73 13,94 2,65 105,85 119,79 

5 3356 0,473 45,58 9,00 2,74 96,24 105,24 

Середнє 

значення 
  50,80 11,29  100,08 111,37 
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5.4 Оцінка впливу характеристик міцності на тріщиностійкість елемен-

тів бурильної колони 

 

Порівняльний аналіз отриманих у підрозділах 5.1 та 5.3 результатів (див. 

табл. 5.21 та рис. 5.14) випробування за силовою схемою триточкового згину при 

статичному навантаженні балкових зразків до їх руйнування свідчить, що із 

зростанням рівня умовної межі плинності ( 0,2 ) досліджуваних сталей зростає ІQK  

і взаємопов’язана з нею пружна 
еJ  складова J-інтеграла також збільшується. 

З іншого боку із зростанням величини межі міцності (
В ) досліджуваних сталей 

спадає рівень пластичної pJ  складової J-інтеграла (див. табл. 5.21 та рис. 5.14). 

 

Таблиця 5.21 – Характеристики міцності та тріщиностійкості елементів БК 

Марка 

сталі 

В , 

МПа 

0,2 , 

МПа 

ІQK , 

МПа м  

еJ , 

2кДж м  

pJ , 

2кДж м  

СJ , 

2кДж м  

45 685,0 462,5 25,14 2,76 231,65 234,41 

36Г2С 790,0 605,0 28,91 3,67 155,28 158,95 

40ХН 885,0 762,5 50,80 11,29 100,08 111,37 

 

Кількісно вплив механічних характеристик досліджуваних сталей оцінювали, 

порівнюючи пружну або пластичну складові J-інтеграла із його критичним 

значенням (
СJ ) 

 Δ 100%e
е

C

J

J
  . (5.3) 

 Δ 100%
p

p

C

J

J
  . (5.4) 
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1 – крива 0,2eJ  ; 2 – крива p BJ  ; 3 – крива I 0,2QK    

Рисунок 5.14 – Взаємозв’язок характеристик міцності сталі 45 (●), 

сталі 36Г2С (▲) та сталі 40ХН (■) з характеристиками їх тріщиностійкості 

 

Крім того, проводили порівняльну оцінку тріщиностійкості досліджуваних 

сталей 

 
45

45 40ХН

C

C

J
k

J
 , 

36Г2С

C
36 2 40ХНГ С

C

J
k

J
 , 

40ХН

C
40 40ХНХН

C

J
k

J
 . (5.5) 

Аналіз результатів, представлених у табл. 5.22 свідчить, що для сталей БТ 

груп міцності „К” та „Л” частка пружної складової J-інтеграла є незначною і зна-

ходиться у межах 1,0…2,3%, тобто раптове руйнування цих труб визначається 

пластичною складовою J-інтеграла, яка є досить значна. Особливістю руйнування 

бурильного замка ЗУ155 є те, що на першій стадії утворення тріщини визначаєть-

ся пружною складовою, яка рівна 0,1
СJ , а її подальший розвиток визначається 

пластичною складовою, рівною 0,9
СJ . 
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Таблиця 5.22 – Значення Δе
 та Δ p  та k для досліджуваних сталей елементів БК  

Марка сталі Δ 100%e
е

c

J

J
   Δ 100%

p

p

c

J

J
   k 

45 1,0% 99,0% 2,10 

36Г2С 2,3% 97,7% 1,43 

40ХН 10,1% 89,9% 1,00 

 

Таблиця 5.23 – Значення 
СJ  та 

СJK  для досліджуваних сталей елементів БК 

Марка сталі 
СJ , 

2кДж м  

СJK , 

МПа м  

45 234,41 207,39 

36Г2С 158,95 170,78 

40ХН 111,37 142,95 

 

Крім того, для порівняльної оцінки (табл. 5.23) умов руйнування дефектних 

елементів БК одержаних експериментальним шляхом (див. підрозділи 5.3 та 5.4) із 

результатами розрахункової (методом скінченних елементів (див. підрозділ 5.2) 

[1]) та аналітичної (за допомогою відповідних аналітичних розв’язків (див. 

підрозділ 5.3) [177, 205]) оцінки напруженого стану у вершині півеліптичних 

тріщиноподібних дефектів, використовуючи аналітичне співвідношення [105, 107, 

137] визначили критичний КІН, який пов’язаний із відповідним 
СJ  і визначає 

рівень напружень в елементі БК з тріщиноподібним дефектом 

 
 21С

С
J

J E
K




 
. (5.6) 
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Висновки до розділу 5 

 

1. Визначено характеристики міцності тривало експлуатованих елементів 

БК, а також взаємозв’язок між умовною межею плинності та межею міцності, зок-

рема, для БТ групи міцності „К” (сталь 45, 0,2 В 0,675   ), для БТ групи міцності 

„Л” (сталь 36Г2С, 0,2 В 0,766   ), для муфти бурильного замка ЗУ155 (сталь 

40ХН 0,2 В 0,862   ). Встановлено, що із збільшенням терміну експлуатації та 

зміною групи міцності БТ співвідношення 0,2 В   зростає, що свідчить про дегра-

дацію властивостей сталей елементів БК. 

2. Характеристики циклічної корозійної тріщиностійкості досліджуваних 

БТ груп міцності „К” та „Л” відрізняються від значень у повітрі та знаходяться в 

діапазоні 0,65…0,95. Зокрема, у БР „Біокар” розвиток корозійно-втомної тріщини не 

значно (на 5%) відрізняється від розвитку втомної тріщини у повітрі. Тоді як у полі-

меркалієвого БР швидкість розвитку корозійно-втомної тріщини суттєво (на 

15…35%) відрізняється від розвитку втомної тріщини у повітрі. 

3. Показано, що характеристики циклічної корозійної тріщиностійкості 

досліджуваних тривало експлуатованого бурильного замка ЗУ155 (сталь 40ХН) 

відрізняються від значень у повітрі і знаходяться в діапазоні 0,84–0,99. Зокрема у 

БР „Біокар” розвиток корозійно-втомної тріщини практично не відрізняється (~1%) 

від розвитку втомної тріщини у повітрі. Тоді як у полімеркалієвого БР швидкість 

розвитку корозійно-втомної тріщини суттєвіше (на 16%), відрізняється від 

розвитку корозійно-втомної тріщини у повітрі. 

4. Експериментальним шляхом встановлено, що на середньо-амплітудній 

ділянці діаграм циклічної корозійної тріщиностійкості БТ груп міцності „К” та „Л” 

швидкість поширення корозійно-втомної тріщини у полімеркалієвому БР 

відповідно у 1,64 та 2,41 рази більша, ніж у БР „Біокар”. Крім того, на середньо-

амплітудній ділянці діаграм циклічної корозійної тріщиностійкості металу 

бурильного замка ЗУ155 швидкість поширення корозійно-втомної тріщини у 

полімеркалієвому БР у 2,02 рази більша, ніж у БР „Біокар”. 
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5. Визначено критичне значення J-інтеграла (JC) елементів БК. Встанов.-

лено, що для сталей БТ груп міцності „К” та „Л” частка пружної складової J-інтег-

рала є незначною і знаходиться у межах 1…2,3%, тобто раптове руйнування цих 

труб визначається пластичною складовою J-інтеграла, яка є досить значною. Особ-

ливістю руйнування бурильного замка ЗУ155 є те, що на першій стадії утворення 

тріщини визначається пружною складовою, яка рівна 0,1
СJ , а її подальший 

розвиток визначається пластичною складовою, рівною 0,9
СJ . 
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РОЗДІЛ 6 

 

ОЦІНЮВАННЯ ПОТЕНЦІЙНОЇ МОЖЛИВОСТІ РУЙНУВАННЯ 

ЕЛЕМЕНТІВ БУРИЛЬНИХ КОЛОН ЗА РЕЗУЛЬТАТАМИ 

ЕКСПЕРИМЕНТАЛЬНО-РОЗРАХУНКОВИХ ДОСЛІДЖЕНЬ 

 

 

6.1 Оцінка умов навантаженості тривало експлуатованих труб 

бурильної колони під час спуско-підіймальних операцій 

 

При спуско-підіймальних операціях визначальним є визначення навантаже-

ності верхнього кінця БК, тобто навантаження яке діє на гак бурової лебідки, що 

дає змогу більш точно визначити їх довговічність [85]. У роботі [122] вагу БК виз-

начали за співвідношенням 

   бр

д тб обт обт бт бт

м

1iF k F F F L F L
 

        
 

. (6.1) 

де k  – коефіцієнт, який враховує сили тертя колони БТ до стінки свердловини, (

1,5...2,0k  );  

  – коефіцієнт, який враховує збільшення ваги труб за рахунок ваги наявності 

з’єднуючих елементів (для ЗРЗ 1,1  ); 

дF  – вага долота, (долото ДРС 214,3М1 – д 651НF  ); 

тбF  – вага турбобура, (турбобур А7ГТШ – 
тб 44250 НF  ); 

обтF  – вага 1 м ОБТ, (
обт 1631НF  ); 

бтF  – вага 1 м тривало експлуатованих БТ класу міцності „К” –  

(
бт127 8,4 245,7 НF    та класу міцності „Л” – 

бт127 8 230,5 НF   ); 

обтL  – довжина ОБТ, м; 

бтL  – довжина БТ, м; 
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бр  – густина БР ( 3

бр 1240 кг /м  ); 

м  – густина матеріалу БТ ( 3

м 7850 кг / м  ). 

Під час СПО, як описано в роботах [26, 50, 61, 7880, 85, 88, 118, 133, 142, 

144] труби БК зазнають динамічних навантажень, що змінюються за 

„синусоїдальним” законом нахиленої кривої із зростаючими коливаннями із 

піковими значеннями на певних глибинах. 

У роботі [26] проведено оцінку ваги БК, що складається із тривало 

експлуатованих БТ, з урахуванням впливу динамічних навантажень під час СПО. 

Причому, при обчисленні сили Q, враховували ту обставину, що швидкість 

піднімання бурової колони взаємозв’язана з її довжиною, тобто навантаженням, що 

діє на гак, і визначається згідно нормативів машинно-ручного та ручного часу на 

піднімання та спускання бурильних свічок. Результати обчислень динамічного 

зусилля при підніманні розглядуваних колон БТ із врахуванням оптимальних 

швидкостей піднімання БК, представлено в [26] у вигляді графічних залежностей 

величини сили пружного зв’язку від довжини БК. Спускання БК у свердловину є 

однією з найбільш відповідальних операцій під час СПО. Вона складається із трьох 

етапів: розгону, усталеного руху колони і гальмування. Причому основна увага при 

спусканні колони труб звертається на динамічні процеси, які мають місце на 

кінцевому етапі руху, тобто в період гальмування [133, 142, 144]. 

Результати обчислень динамічного зусилля при спусканні на етапі 

гальмування розглядуваних колон БТ, дозволяє одержати графічну залежність 

величини сили пружного зв’язку від довжини БК [26]. 

Сила пружного зв’язку визначається рівнянням [26]: 

  
122

1 12

sin cos i
D

q t F
F A pt B рt C

p m C

 
       

 
, (6.2) 

де max

m

F
q

t
  – інтенсивність наростання гальмівної сили від нуля до максимального 

значення 
maxF ,  С12 – зведена жорсткість канатів талевої системи і колони БТ. 



232 

 

Результати розрахунків величини динамічних навантажень під час СПО БК 

[26] на глибинах L  до 5,0 км наведено у табл. 6.1. Представлені тут результати ви-

користані при оцінюванні потенційної можливості руйнування елементів БК за ре-

зультатами експериментально-розрахункових досліджень із урахуванням наявнос-

ті тріщиноподібних дефектів, які утворюються на поверхні труби під час експлуа-

тації. 

Аналіз умов експлуатації та руйнування засвідчує (див. підрозділи 1.1, 1.2), 

що у більшості випадків неконтрольоване поперечне руйнування тіла труби 

відбувається за дії значних експлуатаційних навантажень, виникнення поперечних 

дефектів зумовлених структурною неоднорідністю сталі (неметалевих включень, 

раковин, заминання та волосин) [180], а також у разі порушення технології СПО 

(наприклад, піднімання на одному стропі) [46, 67]. 

 

Таблиця 6.1 – Пікові динамічні навантаження БТ групи міцності „К” та „Л” 

під час СПО БК 

L, км 

FD, МН 

БТ групи міцності „Л” 

t = 8,0 мм 

БТ групи міцності „К” 

t = 8,4 мм 

0,85 0,413 0,4260 

1,25 0,515 0,5430 

1,60 0,728 0,7610 

1,90 0,770 0,8070 

2,30 0,832 0,8720 

2,87 1,040 1,0890 

3,76 1,473 1,5440 

5,01 2,098 2,1930 

 

Причиною руйнування БТ по тілу можуть бути експлуатаційні подряпини 

(риски) й інші концентратори напружень, такі як корозійні виразки та 
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мікротріщини на внутрішній або зовнішній поверхні, які також призводять до 

зародження та розвитку макротріщин [85, 184]. 

Руйнування елементів бурових колон також пов’язане зі специфікою буріння. 

Причому на великих глибинах воно визначається домінуючим впливом 

відповідних силових чинників: величиною, напрямом та характером виниклих під 

час буріння та СПО експлуатаційних навантажень, які зумовлюють розвиток у 

місцях пошкоджень БТ, здебільшого в межах від 0,5 до 0,6 метра від компонентів 

бурильного замка) тріщин у поперечному перерізі тіла труби [85, 180, 236] або 

бурового замка [85, 184]. 

 

 

6.2 Визначення КІН побудовою скінченно-елементної моделі фрагмента 

тіла бурильної труби з поперечною півеліптичною тріщиною 

 

Для прогнозування граничного стану та довговічності БТ з тріщиною 

необхідно проводити аналіз параметрів руйнування, що відображають локальний 

НДС біля вершини тріщини. Розрахунок параметрів руйнування (КІН, 

енергетичного J-інтеграла, розкриття в вершині тріщини) проводиться за 

допомогою аналітичних і числових методів лінійної та пружно-пластичної 

механіки руйнування. 

Одним із ефективних чисельних методів є метод скінченних елементів, що 

дозволяє досить точно визначати НДС в околі вершини тріщини [99]. 

Для чисельного моделювання поверхневої тріщини у БТ використовували 

програмний комплекс ANSYS Workbench 19.2. Розглядалися фрагменти БТ 

довжиною 200 мм, діаметром 127 мм та товщиною стінки, рівною 8,4 та 8,0 мм. 

Побудову тріщини заданої конфігурації у тілі БТ (Solid) виконували в 

наступній послідовності. 

Спочатку, за допомогою модуля Meshing, використовуючи команду Mesh, 

генерували 3Dсітку фрагмента труби з використанням елементів Tetrahedrons. 



234 

 

Після розбиття труби на скінченні елементи, за допомогою об’єкту Crack 

включали півеліптичну тріщину у вихідну сітку скінченних елементів. 

При побудові геометричної моделі використали дві системи координат: 

загальну, пов’язану з трубою, та місцеву, яку використали для моделювання самої 

тріщини. Тріщина мала півеліптичну форму та знаходилась на внутрішній або 

зовнішній поверхні труби, перпендикулярно до її осі. Щоб ефективніше 

використати властивості ANSYS, її розташували посередині розглядуваного 

фрагмента. Геометричні розміри тріщини вибирали узагальнивши результати 

дефектоскопії тривало експлуатованих БТ, проведеної на підприємствах бурового 

управління „Укрбургаз” за 2015–2019 роки. 

Геометричні параметри, кількість скінченних елементів за довжиною 

підбирали таким чином, щоб створити перехідну область для забезпечення плавної 

зміни розміру елементів в районі тріщини. За допомогою команди Body Sizing, 

використовуючи опцію Sphere of Influence згущували сітку в зоні поширення 

тріщини, використовуючи створення перехідної області, розміри якої задаються 

параметрами Buffer Zone Scale. При цьому (рис. 6.1) розмір елементів, не 

перевищував декількох десятих міліметра (від 0,10,3 мм). 

Кількість елементів одержаної скінченно-елементної моделі фрагмента БТ з 

поперечною тріщиною коливалась в межах від 132155 до 133158, а кількість вузлів 

відповідно від 192692 до 194165, залежно від розмірів тріщини, що дозволяє 

досягти необхідної точності розв’язку задачі для оцінки НДС та визначення 

параметрів механіки руйнування. 

Після задання умов закріплення та навантаження, що моделювалось як 

осьовий розтяг, який характеризує дію повздовжньої сили, використовуючи 

вкладку Fracture Tool, закладки Solution, проводився розрахунок НДС в околі 

фронту тріщини. Використовуючи метод CINT, визначали характеристики 

механіки руйнування: J-інтеграл та КІН. Для обчислення J-інтеграла проводили 

обчислення по декількох незалежних контурах інтегрування. При розрахунках для 

заданої точності було використано 6 контурів інтегрування. 
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а) б) 

 

в) 

Рисунок 6.1 – Скінченно-елементна модель БТ з тріщиною на зовнішній а), 

внутрішній поверхні б) та згущення сітки в районі тріщини в) 

 

6.2.1 Визначення методом скінченних елементів КІН в околі поперечних 

півеліптичних тріщин у бурильній трубі групи міцності „К” 

КІН KI визначали у характерних точках півеліпса із співвідношенням осей 

0,5а с   (див. рис. 6.2), тобто на глибині а  (мала піввісь еліпса) точка 1 та його 

ширині с , дві точки 2 (велика піввісь еліпса), використовуючи метод скінченних 

елементів [1]. 

КІН визначали в інтервалі глибин 0,25 0,65іa t  , оскільки застосування 

методу має певні просторові обмеження.  
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Результати розрахунку КІН на основі побудови скінченно-елементної моделі 

фрагмента тіла БТ групи міцності „К” з геометричними розмірами поперечного 

перерізу 126,0 8,4 мм , що містить поперечну внутрішню або зовнішню 

півеліптичну тріщину, за умов дії квазістатичних навантажень зображені на 

рис. 6.3. 

 

 

 

 

 

 

а) 

 

 

 

б) 

Рисунок 6.2 – Пустотілий циліндр під дією осьового навантаження 

з внутрішньою а) та зовнішньою б) півеліптичною тріщиною 

із співвідношенням осей 0,5а с   
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Проаналізувавши отримані результати (див. рис. 6.3), можна зробити такі 

висновки: 

 по-перше, КІН KI у точці 1 внутрішньої півеліптичної тріщини (див. рис. 6.2а 

на 20,7% більший за КІН KI у точці 2, що дозволяє стверджувати про перева-

жаючий розвиток півеліптичної тріщини у глиб стінки труби, з виходом її на 

зовнішню поверхню труби; 

 по-друге, КІН KI у точці 1 зовнішньої півеліптичної тріщини (див. рис. 6.2а на 

18,0% більший за КІН KI у точці 2, що дозволяє стверджувати про переважаю-

чий розвиток півеліптичної тріщини у глиб стінки труби, з виходом її на внут-

рішню поверхню труби; 

 по-третє, за рівних умов навантаження, рівень напружень у вершині (точка 1) 

внутрішньої півеліптичної тріщини на 2,65% більший від рівня напружень 

зовнішньої півеліптичної тріщини у точці 1. У зв’язку з цим, за інших рівних 

умов, більш імовірне утворення та розвиток півеліптичної тріщини на 

внутрішній поверхні труби, що підтверджується аналізом ряду [85, 184, 193, 

236, 239] аварійних ситуацій. 

Представлені на рис. 6.3 діаграми оцінки рівня напруженого стану залежно 

від навантаженння БТ та розмірів півеліптичної тріщини у координатах „глибина 

тріщиноподібного дефекту – глибина буріння – КІН” дають можливість оцінити 

умови руйнування та безпечну глибину як внутрішніх, так і зовнішніх півеліптич-

них тріщин виявлених засобами технічного діагностування. Тут враховані резуль-

тати експериментального визначення критичного значення J-інтеграла (JC) БТ гру-

пи міцності „К” і, відповідно критичних значень КІН 
cep

JcK , описаних у розділі 5 та 

представлених у табл. 5.23 ( 207,39 МПа мcep

JcK  ). 

Згідно проведених розрахунків на глибині 5,01мL   у вершині внутрішньої 

півеліптичної тріщини з розмірами 0,65a t   КІН 
І 98,70 МПа мвн

аK  , а у верши-

ні зовнішньої півеліптичної тріщини з аналогічними розмірами КІН 

І 93,42 МПа мзовн

аK  . 
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 а) 

  б) 

 

Рисунок 6.3 – Взаємозв’язок КІН 
IаK  у вершині поперечної внутрішньої а) 

або зовнішньої б) півеліптичної тріщини та глибини СПО 

з використанням БТ групи міцності „К” 
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Порівняння отриманих експериментальних та розрахункових (методом 

скінченних елементів) результатів дозволяє зробити висновок про те, що БТ групи 

міцності „К” з наявними як зовнішніми, так і внутрішніми півеліптичними 

тріщиноподібними дефектами глибиною до 0,65a t   не зазнають раптових 

руйнувань (відмов) під час СПО на глибині до 5,01кмL  , оскільки коефіцієнти 

запасу міцності [85] відповідно рівні 0,65

207,39
2,10

98,70

cep
вн Jc

вн

Іа

K
k

K
    та 

0,65

207,39
2,22

93,42

cep
зовн Jc

зовн

Іа

K
k

K
   . 

 

6.2.2 Визначення методом скінченних елементів КІН в околі поперечних 

півеліптичних тріщин у бурильній трубі групи міцності „Л” 

Обчислення величини КІН 
ІK  у характерних точках півеліпса із 

співвідношенням осей 0,5а с   (див. рис. 6.2) здійснювали методом скінченних 

елементів [1] за аналогічною схемою, описаною у підрозділі 6.2.1. Однак при цьому 

розглядали БТ групи міцності „Л” із зовнішнім діаметром розмірами 126 ммD   та 

товщиною стінки 8,0 ммt  . 

Чисельні результати розрахункової оцінки КІН 
ІK  на основі побудови 

скінченно-елементної моделі фрагмента тіла БТ з поперечною внутрішньою або 

зовнішньою півеліптичною тріщиною, за умов дії квазістатичних навантажень, 

графічно зображені на рис. 6.4. 

Аналіз отриманих результатів (див. рис.6.4) дозволяє зробити такі висновки: 

 по-перше, КІН 
ІK  у точці 1 внутрішньої півеліптичної тріщини (див. рис. 6.2а) 

на 20% більший за КІН 
ІK  у точці 2, що дозволяє стверджувати про пе-

реважаючий розвиток півеліптичної тріщини у глиб стінки труби, з виходом її 

на зовнішню поверхню труби; 

 по-друге, КІН 
ІK  у точці 1 зовнішньої півеліптичної тріщини (див. рис. 6.2а) 

на 17,5% більший за КІН 
ІK  у точці 2, що дозволяє стверджувати про перева-

жаючий розвиток півеліптичної тріщини у глиб стінки труби, з виходом її на 

внутрішню поверхню труби; 
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 по-третє, за рівних умов навантаження, рівень напружень у вершині (точка 1) 

внутрішньої півеліптичної тріщини на 2,26% більший від рівня напружень 

зовнішньої півеліптичної тріщини у точці 1. У зв’язку з цим, за інших рівних 

умов, більш імовірне утворення та розвиток півеліптичної тріщини на 

внутрішній поверхні труби, що підтверджується аналізом ряду [85, 184, 193, 

236, 239] аварійних ситуацій. 

Представлені на рис. 6.4 діаграми оцінки рівня напруженого стану залежно 

від навантаженості БТ та розмірів півеліптичної тріщини у координатах „глибина 

тріщиноподібного дефекту – глибина буріння – КІН” дають можливість оцінити 

умови руйнування та безпечну глибину як внутрішніх, так і зовнішніх 

півеліптичних тріщин, виявлених засобами технічного діагностування із 

урахуванням результатів експериментальних визначення критичного значення J-

інтеграла (JC) БТ групи міцності „Л” і, відповідно критичних значень КІН cep

JcK , 

описаних у розділі 5 та представлених у табл. 5.23 ( 170,78 МПа мcep

JcK  ). 

Згідно отриманих результатів максимальний рівень напруженого стану у вер-

шині внутрішньої півеліптичної тріщини з розмірами 0,65a t   під час СПО БК 

укомплектованої БТ групи міцності „Л” з глибини 5,01мL   рівний 

І 92,02 МПа мвн

аK  , а у вершині зовнішньої півеліптичної тріщини з аналогічни-

ми розмірами, відповідно, рівний 
І 90,02 МПа мзовн

аK  . 

Співставлення отриманих експериментальних та розрахункових (методом 

скінченних елементів) результатів дозволяє зробити висновок про те, що БТ групи 

міцності „Л” з наявними як зовнішніми, так і внутрішніми півеліптичними 

тріщиноподібними дефектами глибиною до 0,65a t   не зазнають раптових 

руйнувань (відмов) під час СПО на глибині до 5,01кмL  , оскільки коефіцієнти 

запасу міцності [85], відповідно, рівні 0,65

І

170,78
1,86

92,02

cep
вн Jc

вн

а

K
k

K
    та 

0,65

І

170,78
1,90

90,02

cep
зовн Jc

зовн

а

K
k

K
   . 
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  а) 

 

  б) 

 

Рисунок 6.4 – Взаємозв’язок КІН 
IаK  у вершині поперечної внутрішньої а) 

або зовнішньої б) півеліптичної тріщини та глибини СПО 

з використанням БТ групи міцності „Л” [24] 
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6.3 Аналітичне визначення КІН в околі поперечних півеліптичних трі-

щин у пустотілому циліндрі за дії осьового навантаження 

 

Аналітичне рівняння для визначення КІН 
ІK  у вершині кільцевої півеліптич-

ної тріщини, розміщеній на внутрішній поверхні пустотілого циліндра (точка 1 на 

глибині а, мала піввісь еліпса) під дією осьового навантаження (рис. 6.2а) має 

вигляд [177]: 

  І 1 2 3

1
σ

1

aK Y Y Y a
a

t

     



, (6.3) 

де 

 

2 3

1

2 3

1,6561 0,3944 0,46115 0,33664

0,78383 0,4868 0,57149 1,1149

a a a
Y

c c c

a a a a

t c c c

     
            

     

      
              

       

;  

 

2 2 3

2 0,04206 13,568 23,844 11,147
a a a a

Y
t c c c

        
               
         

;  

 

3 2 3

3 0,48946 18,201 33,969 17,301
a a a a

Y
t c c c

        
               
         

.  

Аналітичне рівняння для визначення КІН 
ІK  у характерних точках 2 на 

великій осі еліпса с кільцевої півеліптичної тріщини на внутрішній поверхні 

пустотілого циліндра під дією осьового навантаження (рис. 6.2а) має вигляд [177]: 

  І 4 5 6

1

1

cK Y Y Y a
a

t

      



, (6.4) 

де 
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2 3

4

2 3

1,126 0,232 0,28484 0,063055

1,2214 7,6912 10,601 4,9324

a a a
Y

c c c

a a a a

t c c c

     
            

     

      
             

       

;  

 

2 2 3

5 3,1601 25,091 41,651 21,397
a a a a

Y
t c c c

        
                
         

;  

 

3 2 3

6 1,6496 20,361 35,868 18,949
a a a a

Y
t c c c

        
               
         

.  

У вершині зовнішньої півеліптичної тріщини (рис. 6.2б, точка 1 на глибині a , 

мала піввісь еліпса) [205] КІН 
ІK  за умови 0,5 1

а

с
   визначається залежністю: 

 
0 0a

a

Q a
K X Y

f t


  

     
  

, (6.5) 

де  
a iR R t a   , 

1,65

1 1,464
a

Q
c

 
   

 
, 

 

2 3

1 0,385 2,14 1,557 0,417
a

t c a a a
f

R t c c c

      
         

       

, 
0 1,135 0,135

a
X

c

 
   

 
;  

 

2 2

0 0,5 0,663 0,266 0,713 1,286 0,651
a

a a a a t
Y

c c c c R

        
             

         

.  

Розрахункова формула [205] для визначення КІН у характерних точках 2 на 

великій осі еліпса с кільцевої півеліптичної тріщини на зовнішній поверхні 

пустотілого циліндра під дією осьового навантаження (рис. 6.2б) має вигляд 
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0 0с

a

Q a
K Z U

f t


  

     
  

, (6.6) 

де 
a iR R t a   , 

1,65

1 1,464
a

Q
c

 
   

 
, 

 

2 3

1 0,385 2,14 1,557 0,417
a

t c a a a
f

R t c c c

      
         

       

, 
0 0,56 0,555

a
Z

c

 
   

 
;  

 0 0,876 0,465 0,86 0,217
a

a a t
U

c c R

    
       

    
.  

 

6.3.1 Аналітичне визначення КІН в околі поперечних півеліптичних трі-

щин, виявлених на поверхнях бурильних труб груп міцності „К” та „Л” за дії 

осьового навантаження 

Результати розрахунку, за допомогою рівнянь (6.2) та (6.3), КІН 
ІK  у вершині 

поперечної внутрішньої або зовнішньої півеліптичної тріщини, розміщеної в БТ 

групи міцності „К” за дії осьового навантаження, графічно зображені на рис. 6.5. 

Аналогічні результати [24] аналітичних розрахунків для БТ групи міцності 

„Л” зображено на рис. 6.6. 
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  а) 

  б)  

Рисунок 6.5 – Взаємозв’язок КІН 
ІK , обчисленого за формулою (6.3) для 

поперечної внутрішньої півеліптичної тріщини [177] а) та обчисленої за  

формулою (6.5) для поперечної зовнішньої півеліптичної тріщини [205] б) 

у БТ групи міцності „К” від розмірів 
ia t  та глибини СПО 
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  а) 

 б) 

Рисунок 6.6 – Взаємозв’язок КІН 
ІK , обчисленого за формулою (6.3) для 

поперечної внутрішньої півеліптичної тріщини [177] а) та обчисленої за  

формулою (6.5) для поперечної зовнішньої півеліптичної тріщини [205] б), 

у БТ групи міцності „Л” від розмірів 
ia t  та глибини СПО [24] 
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Аналізуючи отримані результати встановлено, що максимальний рівень 

напруженого стану у вершині внутрішньої півеліптичної тріщини з розмірами 

0,65a t   під час СПО БК, укомплектованої БТ групи міцності „К” з глибини 

5,01мL   рівний 92,09 МПа мвн

ІаK  , а БК, укомплектованої БТ групи міцності 

„Л” – 
І 89,97 МПа мвн

аK  , тоді як а у вершині зовнішньої півеліптичної тріщини 

за аналогічних обставин він рівний для труб групи міцності „К” – 

100,32 МПа мзовн

ІаK  , а для труб групи міцності „Л” – 
І 97,63 МПа мзовн

аK  . 

Співставлення отриманих експериментальних та аналітичних результатів 

дозволяє зробити висновок про те, що БТ групи міцності „К” та „Л” з наявними як 

зовнішніми, так і внутрішніми півеліптичними тріщиноподібними дефектами 

глибиною до 0,65a t   не зазнають раптових руйнувань (відмов) під час СПО на 

глибині до 5,01кмL  , оскільки коефіцієнти запасу міцності [85] рівні відповідно: 

 для БТ групи міцності „К” – 0,65

І

207,39
2,25

92,09

cep
вн Jc

вн

а

K
k

K
   , 

            0,65

І

207,39
2,07

100,32

cep
зовн Jc

зовн

а

K
k

K
   ; 

 для БТ групи міцності „Л” – 0,65

І

170,78
1,90

89,97

cep
вн Jc

вн

а

K
k

K
   ,  

      0,65

І

170,78
1,75

97,63

cep
зовн Jc

зовн

а

K
k

K
   . 

Враховуючи результати експериментальних досліджень циклічної тріщино-

стійкості БТ групи міцності „К”, а також умови їх завантаженості [152] (рис. 5.3, 

табл. 5.6), результати аналізу даних технічної діагностики БТ (за умови що форма 

тріщини 0,5a c  ) [47, 48, 49, 152], а також дані розрахункової оцінки величини 

КІН 
IаK  у вершині 

ia t  заданої півеліптичної тріщини (рис. 6.5) обчислили глибину 

порогової півеліптичної корозійно-втомної тріщини  th thа K  (табл. 6.2), яка ут-

ворюється на глибині буріння 850 мL  . 
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Таблиця 6.2 – Порогова глибина  th thа K  корозійно-втомної півеліптичної 

тріщини в тривало експлуатованій трубі групи міцності „К” 

Марка сталі рН середовища 

 th thа K , мм 

внутрішня 

півеліптична 

тріщина 

зовнішня 

півеліптична 

тріщина 

45 
8,3 2,94 2,35 

11,0 2,30 1,75 

 

Таблиця 6.3 – Порогова глибина  th thа K  корозійно-втомної півеліптичної 

тріщини в тривало експлуатованій трубі групи міцності „Л” 

Марка сталі рН середовища 

 th thа K , мм 

внутрішня 

півеліптична 

тріщина 

зовнішня 

півеліптична 

тріщина 

36Г2С 
8,3 3,00 2,40 

11,0 2,36 1,81 

 

Враховуючи результати експериментальних досліджень циклічної 

тріщиностійкості БТ групи міцності „Л”, моделювання умов експлуатації БК [152] 

(рис. 5.5, табл. 5.9), результати аналізу даних технічної діагностики БТ (за умови, 

що форма тріщини 0,5a c  ) [4749, 152], а також результати розрахункового 

оцінювання величини КІН 
IаK  у вершині 

ia t  заданої півеліптичної тріщини 

(рис. 6.6) обчислили глибину порогової півеліптичної корозійно-втомної тріщини 

 th thа K  (табл. 6.3), яка утворюється на глибині буріння 1250 мL  . 
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6.3.2 Аналітичне визначення КІН в околі півеліптичних тріщин 

елементів бурильних замків ЗУ155 за дії осьового навантаження 

Аналіз відмов, експериментальні дослідження руйнування ЗРЗ, а також 

аналіз поверхонь злому вказують на те [60, 85], що їх корозійно-втомне руйнування 

відбувається по першому з’єднаному витку. 

Результати розрахунку за рівняннями (6.2) та (6.3) КІН 
ІK  у вершині попе-

речної внутрішньої або зовнішньої півеліптичної тріщини, розміщеної в першому 

витку муфтової та ніпельної частини ЗРЗ ЗУ155 під дією осьового навантаження, 

графічно зображено на рис. 6.7. 

Згідно отриманих результатів максимальний рівень напруженого стану у 

вершині внутрішньої півеліптичної тріщини з розмірами 0,65a t   під час СПО БК 

у муфтовій частині ЗРЗ ЗУ155 з глибини 5,01мL   рівний 
І 49,43 МПа мвн

аK  , 

а ніпельної частини – 
І 83,05 МПа мвн

аK  . 

Співставлення отриманих експериментальних та аналітичних розрахунків 

дозволяє зробити висновок про те, що муфтова частина ЗРЗ ЗУ155 з наявними 

внутрішніми півеліптичними тріщиноподібними дефектами глибиною до 

0,65a t   не зазнає раптових руйнувань (відмов) під час СПО на глибині до 

5,01кмL  , оскільки коефіцієнти запасу міцності [85] відповідно рівні 

0,65

І

142,95
2,89

49,43

cep
вн Jc

вн

а

K
k

K
   , причому навіть при глибині дефекту 0,85a t   

коефіцієнт запасу міцності рівний 0,65

І

142,95
2,33

61,26

cep
вн Jc

вн

а

K
k

K
   . 

Ніпельна частина ЗРЗ ЗУ155 з наявними зовнішніми півеліптичними 

тріщиноподібними дефектами глибиною до 0,65a t   не зазнає раптових 

руйнувань (відмов) під час СПО на глибині до 5,01кмL  , оскільки коефіцієнти 
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запасу міцності [85] відповідно рівні 0,65

І

142,95
1,72

83,05

cep
зовн Jc

зовн

а

K
k

K
   , при глибині 

дефекту 0,85a t   коефіцієнт запасу міцності рівний 0,65

І

142,95
1,37

104,37

cep
зовн Jc

зовн

а

K
k

K
   . 

 

 а) 

 б) 

Рисунок 6.7 – Взаємозв’язок КІН 
ІK , обчисленого за формулою (6.3) для 

поперечної внутрішньої півеліптичної тріщини [177], розміщеної на тілі муфти а) 

таобчисленої за формулою (6.5) для поперечної зовнішньої півеліптичної тріщини 

[205] на тілі ніпеля б) ЗРЗ ЗУ155 від розмірів 
ia t  та глибини СПО 
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Результати одержані експериментально-розрахунковим шляхом узгод-

жуються з даними статистичного аналізу відмов БК, згідно яких руйнування ЗРЗ 

складає 1% від загальної кількості відмов [49, 85]. 

 

6.3.3 Порівняльне оцінювання КІН в околі дефектів, визначених 

методом скінченних елементів та аналітично 

Аналіз аварійних ситуацій (див. підрозділи 1.1 та 1.2) під час експлуатації 

елементів БК вказує на те, що значна їх частина спричинена тріщиноподібними 

дефектами, які виникають на внутрішній або зовнішній поверхні елементів БК (у 

переважній більшості – БТ та в окремих випадках – бурильних замків). 

Процес утворення тріщиноподібних дефектів такий. На гладкій поверхні ут-

ворюється пітинг, з якого під впливом експлуатаційних навантажень та корозивних 

середовищ зароджується мікротріщина, яка і розвиваючись з часом трансформуєть-

ся в макротріщину переважно півеліптичної форми із співвідношенням півосей 

еліпса 0,5a c  . Тому для оцінювання роботоздатності тривало експлуатованих 

елементів БК необхідно визначити рівень напруженого стану у вершині внутріш-

ньої або зовнішньої півеліптичної тріщини. 

У зв’язку з цим, величину КІН 
IаK  у вершині 

ia t  заданої півеліптичної 

тріщини визначали методом скінченних елементів та за допомогою відповідних 

аналітичних рівнянь (див. підрозділ 6.3, рівняння 6.3 та 6.5) представлених у [177] 

для рівняння 6.3 та [205] для рівняння 6.5. 

Для порівняння цих результатів визначимо відносну різницю за формулою 

 

МКЕ АР

I I

АР

I

100%
K K

K


   , (6.7) 

де 
МКЕ

IK  – КІН визначений методом скінченних елементів, 
АР

IK  – КІН визначений 

аналітично на основі рівнянь (6.3) та (6.5). 

Порівнювали одержані двома способами КІН 
IаK  у вершині півеліптичної 

тріщини глибиною  0,25; 0,35; 0,45; 0,55; 0,65ia t   використовуючи рівняння 
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(6.7). У табл. 6.4 представлені усереднені різниці сер  між КІН 
IаK  для глибин 

оцінюваних дефектів 
ia t  залежно від величини динамічних навантажень під час 

СПО БК (див. табл. 6.1). 

 

Таблиця 6.4 – Порівняння КІН 
IаK  у вершині 

ia t  заданої півеліптичної трі-

щини, визначене різними методами 

Група міцності 

БТ 

Усереднене значення різниці 

МКЕ АР

I I

сер АР

I

100%
K K

K


   

внутрішня п/е тріщина зовнішня п/е тріщина 

„К” 8,25 7,26 

„Л” 7,32 7,71 

 

Аналіз отриманих розрахункових результатів величини КІН 
IаK  у вершині 

ia t  внутрішньої півеліптичної тріщини методом скінченних елементів та рівняння 

(6.3) [177] свідчить, що результати розрахунків за рівнянням (6.3) менші для БТ 

груп міцності „К” та „Л” відповідно на 8,2 та 7,32%. Аналогічні розрахунки КІН 

IаK  у вершині 
ia t  зовнішньої півеліптичної тріщини за рівнянням (6.5) більші для 

БТ груп міцності „К” та „Л” відповідно на 7,26 та 7,71%. 

Незначна відмінність між отриманими розрахунковим способом (МСЕ) та 

аналітично (АР) результатів дозволяє в подальших розрахунках використовувати 

аналітичні співвідношення (6.3) та (6.5), які значно спрощують розрахункову оцін-

ку елементів БК, при задовільній точності отриманих результатів. 

 

 

6.4 Урахування специфіки розвитку поперечних півеліптичних 

корозійно-втомних тріщин у стінках бурильних труб під час експлуатації  

 

Відомо [84, 85], що основними характеристиками для безпечної експлуатації 

та прогнозного оцінювання надійності і роботоздатності елементів БК, в яких під 
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впливом експлуатаційних чинників (робочих, переважно циклічних та динамічних 

навантажень, корозивних середовищ, деградації механічних характеристик сталі, 

механічних пошкоджень обладнання, тощо) [152, 165, 180, 184, 195, 236] зарод-

жуються і поширюються корозійно-втомні тріщини, є характеристики тріщиностій-

кості. Найбільш повну інформацію про старт, поширення та спонтанний ріст коро-

зійно-втомних тріщин під впливом втомних (робочих) навантажень містять діаграм-

ми циклічної корозійної тріщиностійкості елементів БК. На їх основі можна про-

водити оцінювання корозійно-втомних тріщин за критерієм порогової глибини 
thа  

дефекту та її форми  а с  у взаємозв’язку з пороговим КІН 
thK : 

  th thа а K , якщо   consta c  . (6.8) 

Діаграми циклічної корозійної тріщиностійкості елементів БК, наприклад, 

дають можливість оцінити безпечну експлуатацію тривало експлуатованих труб БК 

за граничною швидкістю розвитку корозійно-втомної тріщини. При цьому за 

величиною приросту а  виявленої корозійно-втомної тріщини у проміжку між 

двома послідовними діагностичними оглядами, які проводяться під час СПО, виз-

начають умови безпечної експлуатації БТ на основі аналізу діаграми циклічної ко-

розійної тріщиностійкості, тобто 

 
*а а   , при 

*N N   . (6.9) 

де 
*а  – допустимий приріст корозійно-втомної тріщини у глибину,  

*N  – планова тривалість буріння між двома діагностичними оглядами.  

 
Δ

(Δ 1 )n

а
N

C K R
 

 
. (6.10) 

За одержаними даними, фахівцями приймаються обґрунтовані рішення, щодо 

можливості подальшої експлуатації БТ з виявленим тріщиноподібним дефектом з 

обмеженням глибини буріння або віднесення її до відбракованих. 
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Оскільки швидкість росту півеліптичної корозійно-втомної тріщини визна-

чається умовою (6.9), то використовуючи рівняння (6.10) можна оцінити потенційну 

небезпеку виявлених у БТ тріщиноподібних дефектів, залежно від глибини та способу 

буріння, виду промивальних БР, а також тривалості експлуатації і групи міцності БТ. 

Розглянемо тривало експлуатовану БТ групи міцності „К” (D=126 мм, 

t=8,4 мм), на поверхні якої виявлено поперечні зовнішні або внутрішні півеліптичні 

корозійно-втомні тріщини із співвідношенням осей 0,5а с  , які змінюються в діапа-

зоні 0,25 0,65іa t  . Слід зауважити, що вибраний діапазон глибин відповідає 

здатності засобів технічного діагностування виявити (ідентифікувати) корозійно-

втомну тріщину. Труба знаходиться під впливом експлуатаційного навантаження при-

таманного певній глибині буріння (див. табл. 6.1), а також ряду робочих корозивних 

середовищ (див. табл. 5.4): в першому випадку БР „Біокар”, а в другому – полімер-

калієвого БР. Використовуючи результати експериментальних досліджень законо-

мірностей розвитку корозійно-втомних тріщин під впливом циклічних навантажень 

та робочих корозивних середовищ у сталі 45, вирізаного із фрагменту БТ групи міц-

ності „К”, які описані у підрозділі 5.2.1 (табл. 5.5 та табл. 5.6, рис. 5.2 та рис. 5.3) та 

провівши відповідні обчислення з використанням рівняння (6.10) одержимо графічні 

залежності глибини як внутрішньої (рис. 5.8а, в), так і зовнішньої (рис. 6.8б, г) пів-

еліптичних тріщин аі /t та глибини буріння L (СПО) при циклічному навантаженні три-

вало експлуатованої БТ групи міцності „К” у промивальному БР „Біокар” 

(рис. 6.8а, б) та полімеркалієвому (рис. 6.8в, г) промивальному БР. 

Для розглянутих випадків в табл. 6.5 подані порогові кількості циклів, які 

імітують умови роботи БК, складеної з БТ групи міцності „К” із наявними півеліптич-

ними тріщиноподібними дефектами [85] в межах верхньої частини і за яких на певній 

глибині починається розвиток (старт) корозійно-втомної тріщини. 

Аналогічно, як і у випадку БТ групи міцності „К” проведемо відповідні обчис-

лення для СПО БК складеної БТ групи міцності „Л” при поглибленні свердловин 

(див. табл. 6.1) із урахуванням впливу розмірів внутрішніх або зовнішніх півеліптич-
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них тріщиноподібних дефектів на НДС у їх вершині (рис. 6.6). При цьому, використо-

вуючи рівняння (6.10), одержимо графічні залежності глибини як внутрішньої 

(рис. 6.9а, в) так і зовнішньої (рис. 6.9б, г) півеліптичних тріщин 
іа t  та глибини бу-

ріння L (СПО) при циклічному навантаженні тривало експлуатованої БТ групи міц-

ності „Л” у БР „Біокар” (рис. 6.9а, б) та полімеркалієвому (рис. 6.9в, г) БР. 

 

Таблиця 6.5 – Порогова кількість циклів 
thN  необхідна для розвитку корозій-

но-втомної півеліптичної тріщини в тривало експлуатованій БТ групи міцності „К” 

Розміщення п/е 

( 0,5a c  ) 

тріщини 

рН 

промивального 

БР 

N , цикли 
8,3 11,0pH pH

th thN N  

0,85 кмL   0,85 кмL   

внутрішня 8,3 9,26·105 
1,62 

внутрішня 11,0 5,70·105 

зовнішня 8,3 5,27·105 
1,59 

зовнішня 11,0 3,31·105 

 

Для розглянутих випадків у табл. 6.6 подані порогові кількості циклів, які 

імітують умови роботи БК складеної з БТ групи міцності „Л” із наявними півеліп-

тичними тріщиноподібними дефектами [85] в межах верхньої частини і за яких на 

певній глибині починається розвиток (старт) корозійно-втомної тріщини. 

За подібною схемою під час СПО БК обчислимо для ЗРЗ ЗУ155 

(див. табл. 6.1), враховуючи наявність в їх муфтових частинах внутрішніх або в їх 

ніпельних частинах зовнішніх півеліптичних тріщин рівень напружень в їх вершинах 

(рис. 6.10). Використовуючи рівняння (6.10) одержимо при циклічному навантаженні 

тривало експлуатованої БК, в якій БТ групи міцності „Л” з’єднуються між собою 

бурильними замками ЗУ155, графічні залежності глибини внутрішньої (рис. 6.10а, 

в) або зовнішньої (рис. 6.10б, г) півеліптичних тріщин аі/t, розміщених у першому 

витку муфтової або ніпельної частини з’єднання та глибини буріння L у БР „Біокар” 

(рис. 6.10а, б) та полімеркалієвому (рис. 6.10в, г) БР. 
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Для розглянутих випадків у табл. 6.7 подані порогові глибини тріщини та 

кількості циклів, які імітують умови експлуатації бурильних замків ЗУ155 із 

наявними півеліптичними тріщинами [85] в межах верхньої частини і за яких на 

певній глибині починається старт корозійно-втомної тріщини у муфтовій або 

ніпельній частинах внутрішніх бурильних замків. 
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в) 

 

г) 

Рисунок 6.8 – Вплив циклічних навантажень на розвиток корозійно-втомної 

тріщини у БТ групи міцності „К” як елементі БК, у БР „Біокар” а), б) та 

полімеркалієвому в), г) залежно від глибини 
ia t  внутрішньої а), в) або 

зовнішньої б), г) півеліптичної тріщини та глибини СПО 
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Аналіз представлених у табл. 6.7 та на рис. 6.7 і 6.10 результатів свідчить, що 

умови утворення (порогові глибини  th thа K  та кількість циклів навантаження 
thN

) корозійно-втомних тріщин за визначених у табл. 6.1 рівнів навантажень значно 

перевищують аналогічні для БТ показники. 

Одержані експериментально-розрахункові результати слугують одним із ар-

гументів, які пояснюють незначну кількість відмов під час експлуатації бурильних 

з’єднань. Згідно статистичних даних [4749] вона складає приблизно 1% від 

загальної кількості аварійних ситуацій. 

 

Таблиця 6.6 – Порогова кількість циклів 
thN , необхідна для розвитку корозійно-

втомної півеліптичної тріщини в тривало експлуатованій БТ групи міцності „Л” 

Розміщення п/е 

( 0,5a c  ) 

тріщини 

рН 

промивального 

БР 

N , цикли 
8,3 11,0pH pH

th thN N  

0,85 кмL   0,85 кмL   

внутрішня 8,3 8,06·105 
1,48 

внутрішня 11,0 5,46·105 

зовнішня 8,3 6,44·105 
1,74 

зовнішня 11,0 3,70·105 

 

Таблиця 6.7 – Порогова глибина півеліптичної тріщини  th thа K  та кількість 

циклів 
thN , необхідна для початку її розвитку (старту) в елементах бурильного замка 

Розміщення п/е (

0,5a c  ) 

тріщини 

рН 

промивального 

БР 

thа  

thN , цикли 8,3 11,0pH pH

th thN N  

1,90 кмL   1,90 кмL   

внутрішня (М) 8,3 13,23 2,25·106 
2,31 

внутрішня (М) 11,0 11,19 9,72·105 

зовнішня (Н) 8,3 5,00 2,98·106 
2,26 

зовнішня (Н) 11,0 4,20 1,32·106 
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в) 

 

г) 

Рисунок 6.9 – Вплив циклічних навантажень на розвиток корозійно-втомної 

тріщини у БТ групи міцності „Л” як елементі БК, у БР „Біокар” а), б) та 

полімеркалієвому в), г) залежно від глибини 
ia t  внутрішньої а), в) або 

зовнішньої б), г) півеліптичної тріщини та глибини СПО 

  

1,25 1,90 2,90 3,80 5,01
0,65

0,55

0,45

0,35

0,25

1,0E-01

1,0E+00

1,0E+01

1,0E+02

1,0E+03

N
·1

0
3
, 

ц
и

к
ли

a i /t

L, км

1,25 1,90 2,90 3,80 5,01
0,65

0,55

0,45

0,35

0,25

1,0E-01

1,0E+00

1,0E+01

1,0E+02

1,0E+03

N
·1

0
3
, 

ц
и

к
ли

a i /t

L, км



261 

 

 

 

 

а) 

 

б) 

 

1,25 1,90 2,90 3,80 5,01
0,85

0,75

0,65

0,55
0,45
0,35
0,25

1,0E-01

1,0E+00

1,0E+01

1,0E+02

1,0E+03

1,0E+04

1,0E+05

1,0E+06

N
, 

1
0

3
 ц

и
к
ли

a i /t

L, км

1,25 1,90 2,90 3,80 5,01
0,85

0,75

0,65

0,55
0,45
0,35
0,25

1,0E-01

1,0E+00

1,0E+01

1,0E+02

1,0E+03

1,0E+04

1,0E+05

N
·1

0
3
, 

ц
и

к
ли

a i /t

L, км



262 

 

 

в) 

 

г) 

Рисунок 6.10 – Вплив циклічних навантажень на розвиток корозійно-втомної 

півеліптичної тріщини 
ia t  в муфтовій а), в) та ніпельній б), г) частині бурильного 

замка ЗУ155 як елемента БК, у БР „Біокар” а), б) та полімеркалієвому в), г) 

залежно від глибини СПО L  при бурінні 
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Наведені на основі експериментальних даних (рис. 5.2–5.5) розрахункові 

дослідження (рис. 6.8–6.10) слугують основою для оцінювання та прогнозування 

роботоздатності тривало експлуатованих труб БК. Отримані результати (рис. 6.8–

6.10) показують, як тривалість та глибина L  буріння впливають на зміну розмірів 

(як виявлених, так і наявних, але не діагностованих) корозійно-втомних тріщин, а 

також визначають умови безпечної експлуатації БТ у взаємозв’язку із приростом 

виявлених дефектів [25]. 

 

 

6.5 Оцінювання роботоздатності тривало експлуатованих бурильних 

труб груп міцності „К” та „Л” у робочих середовищах із виявленими на 

внутрішніх та зовнішніх стінках поперечних півеліптичних тріщин 

 

Аналізуючи статистичні дані про руйнування БТ [47–49, 62, 152] встановили, 

що на кожні 
51 10  циклів припадає 1000 год буріння свердловин. Дане припущення 

цілком узгоджується із результатами експериментальних випробувань [152] 

швидкості росту втомної тріщини у БТ груп міцності G105 та S135 у повітрі. 

Зокрема, під час повного буріння свердловини, компоненти БК зазнають від 

6 710 до10  циклів. 

Оцінка роботоздатності (Т ) БТ групи міцності „К” представлена в табл. 6.8 та 

на рис. 6.11 у вигляді результатів. які відображають оціночний вплив промивальних 

рідин, а також розмірів глибини (
ia t ) і форми (а с ) півеліптичних тріщиноподібних 

дефектів, які зароджуються і розвиваються під час поглиблення на глибину L . 

Аналіз отриманих результатів (рис. 6.5 та 6.11) засвідчує, що умови 

виникнення руйнувань БТ групи міцності „К” із наявними півеліптичними 

тріщиноподібними дефектами [85] більш сприятливі за наявності зовнішньої 

півеліптичної корозійно-втомної тріщини, ніж аналогічної за розмірами 

внутрішньої. 
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Таблиця 6.8 – Характеристики утворення та розвитку корозійно-втомної пів-

еліптичної тріщини в тривало експлуатованих трубах групи міцності „К” 

Розміщення п/е 

( 0,5a c  ) 

тріщини 

рН 

промивального 

БР 

Тривалість буріння 
310T 

, год 
pH8,3 pH11,0T T  

5,01кмL   5,01кмL   

внутрішня 8,3 20,41 
1,72 

внутрішня 11,0 11,90 

зовнішня 8,3 13,55 
1,68 

зовнішня 11,0 8,06 

 

Оцінка роботоздатності (Т ) БТ групи міцності „Л” представлена в табл. 6.9 та 

на рис. 6.12 у вигляді результатів. які відображають оціночний вплив промивальних 

рідин, а також розмірів глибини (
ia t ) і форми (а с ) півеліптичних тріщиноподібних 

дефектів, які зароджуються і розвиваються під час поглиблення на глибину L . 

Аналіз отриманих результатів (рис. 6.6, 6.12) засвідчує, що умови 

виникнення руйнувань БТ групи міцності „Л” із наявними півеліптичними 

тріщиноподібними дефектами [85] більш сприятливі за наявності зовнішньої 

півеліптичної корозійно-втомної тріщини, ніж аналогічної за розмірами 

внутрішньої. 

 

  



265 

 

 

 

 

а) 

 

б) 

 

  

0,85 1,90 2,87 3,76
5,01

0,25

0,35

0,45

0,55

0,65

0
2
4
6

8

10

12

14

16

18

20

22
Т

·1
0

3
, 

го
д

и
н

a i /t

L, км

0,85 1,90 2,90 3,80 5,01
0,25

0,35

0,45

0,55

0,65

0

2

4

6

8

10

12

14

16

Т
·1

0
3
, 

го
д

и
н

a i /t

L, км



266 

 

 

в) 

 

г) 

Рисунок 6.11 – Оцінювання роботоздатності БТ групи міцності „К” 

експлуатованих у БР „Біокар” а), б) та полімеркалієвому в), г) із урахуванням 

впливу глибини 
ia t  внутрішньої а), в) або зовнішньої б), г) півеліптичної 

тріщини та глибини СПО 

0,85 1,90 2,90 3,80 5,01
0,25

0,35

0,45

0,55

0,65

0

2

4

6

8

10

12

Т
·1

0
3
, 

го
д

и
н

a i /t

L, км

0,85 1,90 2,90 3,80 5,01
0,25

0,35

0,45

0,55

0,65

0

2

4

6

8

10

Т
·1

0
3
, 

го
д

и
н

a i /t

L, км



267 

 

Таблиця 6.9 – Характеристики утворення та розвитку корозійно-втомної пів-

еліптичної тріщини в тривало експлуатованих трубах групи міцності „Л” 

Розміщення п/е 

( 0,5a c  ) 

тріщини 

рН 

промивального 

БР 

Тривалість буріння 
310T 

, год 
pH8,3 pH11,0T T  

5,01кмL   5,01кмL   

внутрішня 8,3 18,04 

1,50 

внутрішня 11,0 12,01 

зовнішня 8,3 13,33 

1,60 

зовнішня 11,0 8,34 

 

У полімеркалієвому БР швидкість розвитку корозійно-втомної тріщини на се-

редньоамплітудній ділянці діаграм циклічної корозійної тріщиностійкості досліджу-

ваних сталей БТ груп міцності „К” (рис. 5.2, 5.3) та „Л” (рис. 5.4, 5.5) є більшою 

(див. табл. 5.8, 5.12) відповідно у ~1,64 та 2,41 рази за її розвиток у БР „Біокар”. 

Крім того, роботоздатність БТ груп міцності „К” залежить від розміщення 

півеліптичного тріщиноподібного дефекта і для дефекта розміщеного всередині 

труби, яка експлуатується з використанням БР „Біокар” вона 1,72 рази вища, а для 

дефекта, розміщеного на зовнішній поверхні БТ  більша в 1,68 рази. 

Для БТ груп міцності „Л” роботоздатність також залежить від місця 

виникнення і розвитку дефекта. Зокрема, для дефекта розміщеного всередині БТ, 

яка експлуатується з використанням БР „Біокар” є у 1,50 рази вищою, а для дефек-

та, розміщеного на зовнішній поверхні БТ – більша в 1,60 рази. 

Отже, з позиції впливу на швидкість розвитку корозійно-втомних тріщин в 

сталях елементів БК, при бурінні свердловин більш доцільно використовувати БР 

„Біокар”. 

За одержаними даними, фахівцями приймаються обґрунтовані рішення, щодо 

подальшої експлуатації з використанням заданого промивального розчину БТ з 
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виявленим тріщиноподібним дефектом з обмеженням глибини буріння або 

віднесення її до відбракованих. 
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в) 

 

г) 

Рисунок 6.12 – Оцінювання роботоздатності БР групи міцності „Л” 

експлуатованих у БР „Біокар” а), б) та полімеркалієвому в), г) із урахуванням 

впливу глибини 
ia t  внутрішньої а), в) або зовнішньої б), г) півеліптичної 

тріщини та глибини СПО 
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Запропоновано експериментально-розрахунковий метод, який забезпечує 

можливість потенційного прогнозування та оцінювання роботоздатності тривало 

експлуатованих БТ вибраної групи міцності та відповідного промивального 

бурильного розчину. 

 

 

6.6 Оцінювання небезпеки руйнування елементів тривало 

експлуатованих бурильних замків ЗУ155, що містять поперечні кільцеві 

експлуатаційні тріщиноподібні дефекти під час спуско-підіймальних операцій 

бурильної колони 

 

Руйнування ЗРЗ БТ під час СПО є доволі поширеним випадком раптових 

відмов БК (~28,3%) [60]. Розглянемо випадок руйнування тривало експлуатованого 

бурильного замка ЗУ155 ( 155 мм, 95 ммD d  ) із замковою різьбою З133 у 

ймовірних місцях зародження та розвитку зовнішньої кільцевої замкнутої тріщини 

у ніпелі ( 124,6 мм, 95 ммN

fD d  ) та внутрішньої – у муфті  

( 155 мм, 114,3 ммM

fD d  )  [22, 67, 122]. 

Схему руйнування ЗРЗ зображено на рис. 6.13. Руйнування спостерігаються 

як за ніпельною частиною (рис. 6.13а), так і за муфтовою (рис. 6.13б) для різних 

розмірів з’єднань залежно від відношення моментів опору в площинах руйнування. 

При цьому критичну глибину (рис. 6.14) замкненої корозійно-втомної тріщи-

ни 
са  визначали за умови 

І JcK K  та враховуючи задану глибину смердловини, 

тобто пікові динамічні навантаження (Q ) під час СПО БК складеної БТ групи 

міцності „Л” із ЗРЗ ЗУ155 при поглибленні свердловин (див. табл. 6.1). 

Разом з тим, практичний інтерес становить визначення характеристичної 

глибини корозійно-втомної тріщини  *a t , при якій різко зростає швидкість зміни 

КІН 
IK  [86], а отже і ризик руйнування дефектного бурильного замка ЗУ155 під 

час СПО. 
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М – муфтова частина з’єднання; Н – ніпельна частина з’єднання; 

а) поверхня руйнування у ніпельній частині з’єднання – Н; б) поверхня 

руйнування у муфтовій частині з’єднання – М. 

Рисунок 6.13 – Схема втомного руйнування ЗРЗ обважнених БТ [67] 

 

 

  

 

а) б) 

Рисунок 6.14 – Пустотілий циліндр із зовнішньою а) та внутрішньою б) 

поперечною кільцевою тріщиною під дією осьового навантаження 

Характеристична глибина тріщини  *a t  визначається за методикою [86]. 

Поточні значення  IdK da F a t  (рис. 6.15) підраховують з кроком 0,01a t   та 

визначають три точки, в околі яких виконувались умови: 

      I 1 1
0,01 1Ii i

dK da dK da a t

    .  

      I I1 2
0,10 2

i i
dK da dK da a t


    . (6.11) 

      
1

1,00 3I Ii i 3
dK da dK da a t


    .  
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За аргументами цих точок визначають координати точок L 

      1 2
0,5 ,

L
a t a t dK da     та M       2 3

0,5 ,
M

a t a t dK da    . У виз-

начених точках 
iL  і 

iM  (див. рис. 6.15) проводять дотичні. Аргументом точки пе-

ретину цих дотичних є значення глибини критичного дефекту  *a t , при якому 

різко зростає швидкість зміни  IdK da  КІН 
IK . 

Умови потенційного руйнування елемента ніпельної частини БТ по першому 

з’єднаному витку з зовнішньою кільцевою корозійно-втомною тріщиною 

(рис. 6.14а) глибиною a визначали застосуванням механіки руйнування [86]. 

У вершині такої тріщини [167], КІН 
IK  визначається залежністю 

 
І σ π

F
K a

Y
 , (6.12) 

де 

 

2
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t
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 
    

, 

 
 

0,8 1

1 1
ia
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a H
Y R

at
R

t

  
 
   

, i
ia

i

R
R

R t



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 
4 1,08

1 1

ia

ia

R
H

a
R

t

 
 

  
 

. 

При цьому швидкість зміни  IdK da  КІН 
IK  рівна  

 I

1,5

π π
0,5σ σ 0,5σ π

dK F a dF F dY
a

da a Y da Y daY
   , (6.13) 
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 
2

1,08

1 1

ia

ia

dH R

da a
t R

t


 

  
 

, 

 

 

 

 

1 1

1 1 1 1

ia ia

ia ia

R Ha RdY dH
H a

a ada da
t R t R

t t

 
   

   
               

. 

Умови, за яких можливе руйнування елемента муфтової частини різьбового 

з’єднання БТ по першому з’єднаному витку ( 155 мм,D   114,3 ммM

fd  ), що 

містять внутрішню поперечну кільцеву тріщину (рис. 6.14б) глибиною  *a t . У 

вершині такої тріщини [189] КІН 
IK  визначається залежністю 

 
І σ π

1

F
K a

a

t





. (6.14) 

При цьому швидкість зміни  IdK da  КІН 
IK  рівна  

 І

3

2

π σ π 1 σ π
σ

2 2
1 11

dK dF a F a F

da da t aa aa
t tt

  

   
 

, (6.15) 

де функція F  та швидкість її зміни dF da  визначаються функціональними рядами, 

які залежать від співвідношення 
i aR R  [189] (

a iR R a  ). 

У випадку зовнішньої поперечної кільцевої тріщини виявленій у ніпельній час-

тині різьбового з’єднання З133 безрозмірна залежність I

σ

t dK a
F

da t

 
  

 
 представ-

лена на рис. 6.15, крива 1. Для розглядуваного випадку відносна характеристична 
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глибина критичного дефекта становить   н* 0,535a t   і по першому з’єднаному вит-

ку для ніпельної частини різьбового з’єднання З133 (див. рис. 6.13а) характеристич-

на глибина зовнішньої поперечної втомної тріщини рівна 
н* 7,9 мма  . 

Для випадку внутрішньої поперечної кільцевої тріщини, виявленій у муф-

товій частині різьбового з’єднання З133 безрозмірна залежність I

σ

t dK a
F

da t

 
  

 
 

представлена на рис. 6.15, крива 2. Для розглядуваного випадку відносна 

характеристична глибина критичного дефекту становить   м* 0,670a t   і по 

першому з’єднаному витку для муфтової частини різьбового з’єднання З133 

(див. рис. 6.12б) характеристична глибина зовнішньої поперечної втомної тріщини 

рівна 
м* 13,7 мма  . 

 

 

Рисунок 6.15 – Залежність швидкості зміни КІН 
IK  по першому витку ніпельної 

(1) та муфтової (2) частини різьбового з’єднання З133 за дії осьового 

навантаження 

 

Встановимо взаємозв’язок між критичними глибинами зовнішньої та внут-

рішньої замкненої втомної тріщини 
ca t  для досліджуваних ніпельної і муфтової 

частин різьбового з’єднання З133 та піковими динамічними навантаженнями Q , 

що визначається глибиною свердловини згідно табл. 6.1. 
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Представлені графічно результати обчислень дають підстави зробити вис-

новок, що для сталі ніпельної частини (рис. 6.16, крива 1) різьбового з’єднання 

З133 бурильного замка ЗУ155 під час СПО на глибині від 3,6 км до 5 км 

критичними є втомні тріщини в діапазоні 7,9 мм 6,3ммca   (ділянка І, крива 1, 

відрізок АB на рис. 6.16), тоді як на глибинах від 1,25 км до 3,6 км небезпечними є 

корозійно-втомні тріщини глибиною * 7,9 ммa   (ділянка ІІ, відрізок ВС на 

рис. 6.16), оскільки на цих глибинах (ділянка ІІ, відрізок ВС на рис. 6.16) за рахунок 

швидкої зміни КІН до критичних значень 
JcK  сталі ніпельної частини різьбового 

з’єднання З133 бурильного замка ЗУ155 умови потенційного руйнування 

визначаються характеристичною глибиною зовнішньої поперечної кільцевої 

тріщини. 

 

 

Рисунок 6.16 – Вплив пікових значень динамічних навантажень (Q ) на 

критичну глибину зовнішньої (1) або внутрішньої (2) поперечної кільцевої 

тріщини, розміщеній по першому з’єднаному витку ніпельної або муфтової 

частини різьбового з’єднання З133 бурильного замка ЗУ155 
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Результати обчислень для сталі муфтової частини (рис. 6.16, крива 2) 

різьбового з’єднання З133 бурильного замка ЗУ155 під час СПО на глибині від 

3,5 км до 5 км критичними є втомні тріщини в діапазоні 13,7 мм 11,1ммca   

(рис. 6.16, ділянка І, крива 2, відрізок А’B’), тоді як на глибинах від 1,25 км до 3,5 км 

небезпечними є втомні тріщини з характеристичною глибиною * 13,7 ммa   

(рис. рис. 6.16, ділянка ІІ, відрізок В’С’). 

Одержані результати дозволяють пояснити суттєве збільшення кількості 

аварій елементів БК під час СПО, описаних у [6, 46, 85, 184]. 

Узагальнення результатів розрахунково-експериментальних досліджень 

свідчить, що для оцінки умов руйнування тривало експлуатованих ніпельної та 

муфтової частин різьбового з’єднання З133 бурильного замка ЗУ155, що містять 

поперечні кільцеві тріщини необхідно, по-перше, враховувати характер 

розміщення поперечної кільцевої тріщини (зовнішня чи внутрішня), по-друге, на 

малих глибинах необхідно враховувати показник „опірності елемента конструкції 

росту тріщини”. На глибинах понад 3,6 км – для досліджуваної ніпельної частини 

різьбового з’єднання З133, що містять зовнішню або від 3,5 км для досліджуваної 

муфтової частини різьбового з’єднання З133, що містять внутрішню поперечну 

кільцеву тріщину умови руйнування визначаються критичним КІН 
JcK  сталі 

бурильного замка ЗУ155. На менших глибинах умови руйнування визначаються 

характеристичною глибиною зовнішньої або внутрішньої поперечної кільцевої 

тріщини і настають за менших від критичного КІН значень за рахунок їх швидкої 

зміни до критичних значень 
JcK  в сталі бурильного замка ЗУ155. 

Таким чином, під час СПО визначальним чинником, що призводить до 

суттєвого збільшення кількості аварій тривало експлуатованих елементів 

бурильного замка ЗУ155 із зовнішньою поперечною кільцевою тріщиною при 

бурінні на глибинах понад 3,6 км, а із внутрішньою поперечною кільцевою 

тріщиною на глибинах понад 3,5 км , є втрата в сталі БТ опірності розвитку тріщин, 

тобто їх тріщиностійкості. На глибинах до 3,5 км визначальним чинником, який є 

відповідальним за аварійну ситуацію розглядуваної БК складеної БТ групи 
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міцності „Л” є характеристична глибина втомної тріщини *a , яка є меншою за її 

критичну величину 
ca  (див. табл. 6.10). 

 

Таблиця 6.10 – Критичні та характеристичні глибини поперечних кільцевих 

тріщин різьбового з’єднання З133 

L, 

км 

ніпельна частина муфтова частина 

критична ( ca ) 

глибина, 

мм 

характеристична (

*a ) глибина,  

мм 

критична ( ca ) 

глибина, 

мм 

характеристична (

*a ) глибина,  

мм 

1,25 10,7 7,9  13,7 

1,6 9,8 7,9 15,6 13,7 

1,9 9,7 7,9 15,4 13,7 

2,3 9,4 7,9 15,2 13,7 

2,9 8,8 7,9 14,3 13,7 

3,8 7,6  12,8  

5,01 6,3  11,1  

 

Одержані результати можна застосовувати для інтерпретації технічного 

діагностування тривало експлуатованих елементів БК. 

 

 

Висновки до розділу 6 

 

1. Визначено КІН в околі поперечних півеліптичних тріщин, що знаходяться 

на внутрішніх або зовнішніх стінках тривало експлуатованих БТ групи міцності 

„К” та „Л” за методом скінченних елементів та на основі аналітичних залежностей. 

Отримані розрахункові результати величини КІН у вершині 
ia t  внутрішньої 

півеліптичної тріщини методом скінченних елементів та аналітично, показує що 

результати аналітичних розрахунків менші для БТ груп міцності „К” та „Л” 
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відповідно на 8,25 та 7,32%. Аналогічні аналітичні розрахунки величини КІН 
IаK  

у вершині 
ia t  зовнішньої півеліптичної тріщини більші для БТ груп міцності „К” 

та „Л” відповідно на 7,26 та 7,71%. Результати аналітичних розрахунків незначно 

відрізняються від результатів отриманих методом скінченних елементів, що 

дозволяє в подальших розрахунках використовувати аналітичні співвідношення, 

які значно спрощують розрахункову оцінку елементів БК, при задовільній точності 

отриманих результатів. 

2. Визначено порогові значення внутрішнього та зовнішнього півеліптичного 

дефекта 0,5a c   для БТ груп міцності „К” та „Л”. Зокрема, для БТ групи міцності 

„К” на глибині буріння 0,85 кмL   можливе утворення порогової корозійно-

втомної тріщини залежно від поверхні утворення та виду промивального БР в ін-

тервалі 1,75 мм 2,94 ммthа  . Для БТ групи міцності „Л” на глибині буріння 

1,25 кмL   можливе утворення порогової корозійно-втомної тріщини залежно від 

поверхні утворення та виду промивального БР в інтервалі від 1,81мм 3,00 ммthа 

. Сучасні методи технічного діагностування дозволяють ідентифікувати 

тріщиноподібні дефекти таких розмірів. 

3. Визначено вплив циклічних навантажень на поширення корозійно-втомної 

тріщини в експлуатованих БТ груп міцності „К” та „Л” як елементах БК, залежно від 

глибини 
ia t  внутрішньої або зовнішньої півеліптичної тріщини та глибини СПО у 

промивальних БР. Показано, що при бурінні свердловин з використанням експлуа-

тованих БТ груп міцності „К” та „Л” більш доцільно використовувати промивальний 

БР „Біокар”, оскільки час зародження і розвитку внутрішніх (зовнішніх) пів-

еліптичних тріщин у стінках БТ групи міцності „К” на глибині 0,850 кмL   в 1,72 

(1,68) рази, а для БТ групи міцності „Л” на глибині 1,250 кмL   в 1,50 (1,60) рази 

більший, ніж при використанні полімеркалієвого БР за інших однакових умов. 

4. Запропоновано експериментально-розрахунковий метод, який забезпечує 

можливість потенційного прогнозування та оцінювання роботоздатності тривало 

експлуатованих БТ вибраної групи міцності та відповідного промивального БР. 

5. При спуско-підіймальних операціях БК встановлено: 
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 руйнування тривало експлуатованої ніпельної частини різьбового з’єднання 

З133 бурильного замка ЗУ155 із зовнішньою поперечною кільцевою тріщиною 

на глибині від 3,6 км до 5 км визначається критичним значенням J-інтеграла (JC) 

сталі труб, при цьому критичними є втомні тріщини в діапазоні 

7,9 мм 6,3ммca  , а в інтервалі від 1,25 км до 3,6 км – показником „опірності 

елемента конструкції росту тріщини” з характеристичною глибиною * 7,9 ммa  ; 

 руйнування муфтової частини різьбового з’єднання З133 бурильного замка 

ЗУ155 на глибинах від 3,5 км до 5 км визначається тріщиностійкістю сталі труб, 

при цьому критичними є втомні тріщини в діапазоні 13,7 мм 11,1ммca  , а в 

інтервалі від 1,25 км до 3,5 км – показником „опірності елемента конструкції росту 

тріщини” з характеристичною глибиною * 13,7 ммa  . 
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ОСНОВНІ РЕЗУЛЬТАТИ РОБОТИ ТА ВИСНОВКИ 

 

 

Дисертація є завершеною науково-дослідною роботою, в якій набули 

подальшого розвитку наукові основи інженерних методів розрахунку динамічного 

режиму роботи бурильного інструменту, інтегральних показників буріння 

свердловин та оцінювання роботоздатності тривало експлуатованих колон 

бурильних та гнучких труб з наявними експлуатаційними дефектами, що є основою 

для експертних висновків про можливість їх подальшої безпечної роботи або ж 

виведення з експлуатації. 

У результаті виконання роботи отримано такі основні результати: 

1. Удосконалено математичну модель динамічного режиму роботи бурового 

стенда, яка дозволила встановити нові взаємозв’язки між поздовжніми коливання-

ми породоруйнівного інструменту і параметрами КБК, бурового стенда та умовами 

його закріплення. Оцінено вплив в’язко-пружних властивостей поверхні вибою та 

ВЗП, швидкості обертання долота, маси стенда на динамічні характеристики 

роботи долота. Обґрунтовано можливість відтворення впливу низу бурильної ко-

лони на роботу долота і буріння. На основі аналізу розмірностей з використанням 

критеріїв подібності отримано багатофакторні математичні моделі зміни меха-

нічної швидкості, моментоємності та енергоємності буріння шарошковими доло-

тами пропластків пісковика воротищенської світи твердістю 1440 і 2050 МПа, що 

враховують режимні параметри та жорсткість і демпфування бурильного інстру-

менту. Максимальна відносна похибка при використанні математичної моделі 

складає 18,6%, її середнє значення – 9,7%. 

2. Вперше розроблено математичні моделі роботи КГТ при бурінні горизон-

тальних ділянок свердловин, які дозволяють досліджувати зміну осьової сили на до-

лоті при встановленні в компоновці низу колони вибійних пристроїв. При зміні коефі-

цієнта тертя ГТ об стінку свердловини від 0,1 до 0,3 довжина горизонтальної ділянки 

зменшується в 2,7 рази. Включення в компоновку гідронавантажувача за подачі 
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насосів 0,020 м3/с призводить до зростання осьового навантаження на долото і збіль-

шує довжину горизонтальної ділянки свердловини в 1,68 рази. 

 Розроблено нові пристрої та компоновки для удосконалення буріння похило-

скерованих та горизонтальних свердловин: конструкції гідронавантажувачів з 

наявністю герметичної ванни з рідиною для покращення роботи шліцьової пара та 

забезпечення надійності і довговічності його роботи, а також для забезпечення 

ефективних дій промивальної рідини як для виносу шламу на поверхню і 

утримання корпусу пристрою від переміщення у протилежну сторону від вибою, 

так і для подачі долота за допомогою поршня силового циліндра. Запропоновано 

удосконалену КНБК для обертового буріння похилоскерованих та горизонтальних 

ділянок свердловини з використанням КГТ, яка включає ЕКЕ та перевідники з 

гвинтоподібними поверхнями, гідронавантажувач та долото з промивними 

каналами, в яких закріплені кавітаційні камери. 

Створено, виготовлено і випробувано у промислових умовах нову 

конструкцію амортизатора поздовжньо-крутильних коливань бурильної колони 

АПКК-178. Результати промислових досліджень свідчать, що включення в 

компоновку амортизатора збільшує механічну швидкість буріння до 12%. 

4. Отримано комплекс нових експериментальних даних про зміну 

характеристик циклічної тріщиностійкості сталей тривало експлуатованих 

елементів нафтогазового обладнання – ГТ та БТ, які залежать від впливу 

корозійних середовищ. Експериментальним шляхом встановлено, що на середньо-

амплітудній ділянці діаграм циклічної корозійної тріщиностійкості сталей БТ груп 

міцності „К”, „Л” а також бурильного замка ЗУ155 швидкість поширення 

корозійно-втомної тріщини у полімеркалієвому БР відповідно у 1,64; 2,41 та 2,02 

рази більша ніж у БР „Біокар”. 

5. Визначено характеристики тріщиностійкості сталей елементів бурильних 

колон, зокрема, критичне значення J-інтеграла – величину JC . Встановлено, що для 

сталей БТ груп міцності „К” та „Л” частка пружної складової J-інтеграла є 

незначною і знаходиться у межах 1…2,3%, тобто раптове руйнування цих труб виз-

начається пластичною складовою J-інтеграла, яка є досить значною. Особливістю 
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руйнування сталей бурильного замка ЗУ155 є те, що на першій стадії утворення 

тріщини визначається пружною складовою, яка рівна 0,1JC , а її подальший розвиток 

визначається пластичною складовою рівною 0,9JC . 

6. Встановлено особливості впливу експлуатаційних чинників на 

роботоздатність ГТ. З’ясовано, що для всіх випадків випробувань утворені на 

циклічно деформованій поверхні макротріщини мають форму близьку до 

півеліптичної зі співвідношенням півосей у момент руйнування c/a ≈ 0,539. За 

результатами корозійних та електрохімічних досліджень за температури 70°С 

встановлено, що у кислих робочих розчинах корозійний процес протікає значно 

активніше, ніж у нейтральних. Зокрема, при експозиції до 24 год у 13%-му розчині 

HCl спостерігається значне зростання швидкості корозії до 60 разів порівняно з 

початковим значенням. 

7. Визначено КІН в околі поперечних півеліптичних тріщин, що знаходяться 

на внутрішніх або зовнішніх стінках тривало експлуатованих БТ групи міцності „К” 

та „Л” за методом скінченних елементів та на основі аналітичних залежностей. 

Отримані розрахункові КІН KIa у вершині ai /t внутрішньої півеліптичної тріщини 

методом скінченних елементів та аналітично свідчать, що результати аналітичних 

розрахунків менші для БТ груп міцності „К” та „Л” відповідно на 8,25% та 7,32%. 

Аналогічні аналітичні розрахунки КІН KIa у вершині ai /t зовнішньої півеліптичної 

тріщини більші для БТ груп міцності „К” та „Л” відповідно на 7,26% та 7,71%. 

Знайдено порогові значення внутрішнього та зовнішнього півеліптичного 

дефекта a/c = 0,5 для БТ груп міцності „К” та „Л”. Визначено вплив циклічних 

навантажень на поширення корозійно-втомної тріщини в експлуатованих БТ груп 

міцності „К” та „Л” як елементах бурильних колон, залежно від глибини ai /t 

внутрішньої або зовнішньої півеліптичної тріщини та глибини свердловини L під 

час СПО у бурових промивальних рідинах. 

8. Встановлено, що під час СПО БК руйнування тривало експлуатованої 

ніпельної частини різьбового з’єднання З133 бурильного замка ЗУ155 із зовніш-

ньою поперечною кільцевою тріщиною на глибині від 3,6 км до 5 км визначається 

характеристиками тріщиностійкості сталі замка, при цьому критичними є втомні 
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тріщини в діапазоні 7,9 мм  ac  6,3 мм, а в інтервалі від 1,25 км до 3,6 км – 

показником „опірності елемента конструкції росту тріщини” з характеристичною 

глибиною a* = 7,9 мм; а руйнування муфтової частини різьбового з’єднання З133 

бурильного замка ЗУ155 на глибинах від 3,5 км до 5 км визначається тріщи-

ностійкістю сталі замка, при цьому критичними є втомні тріщини в діапазоні 

13,7 мм  ac  11,1 мм, а в інтервалі від 1,25 км до 3,5 км – показником „опірності 

елемента конструкції росту тріщини” з характеристичною глибиною a* = 7,9 мм. 

Запропоновано новий експериментально-розрахунковий метод, який забезпе-

чує можливість потенційного прогнозування та оцінювання роботоздатності три-

вало експлуатованих БТ вибраної групи міцності у бурових промивальних рідин. 

Базуючись на результатах експериментальних випробувань, а також запропонова-

ному критерії оцінювання роботоздатності та довговічності ГТ, розроблено „Мето-

дику прогнозування безпеки та умов руйнування експлуатованих ГТ колтюбінго-

вих установок”, яку впроваджено в ТОВ „Бурова компанія „Горизонти”. 
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ВСТУП 

 

Однією із основних сучасних тенденцій світової газової та нафтової індустрії 

є підвищення ефективності видобутку вуглеводневої сировини, а також стимулю-

вання розробки покладів із важковидобувними та виснаженими запасами [117, 159, 

168, 172, 175, 211]. На сьогодні відомі різні способи та технології збільшення ефек-

тивності газонафтовидобутку, зокрема, вплив на пластові поклади, застосування 

нових технологій буріння свердловин, застосування сучасного устаткування для 

капітального ремонту та відновлення свердловин, тощо. 

Тут, особливе місце посідають „колтюбінгові” (Coiled Tubing) технології, які 

ґрунтуються на застосуванні гнучких труб (ГТ). Ці технології відзначаються 

високою економічною ефективністю, перебувають у стані неперервного розвитку 

та вдосконалення [159, 168, 172, 175, 211] і для координації цих зусиль існує 

відповідна міжнародна асоціація (Intervention & Coiled Tubing Association (ICoTA): 

http://www.icota.com). 

Колтюбінгові технології застосовуються для широкого спектру операцій: 

буріння горизонтальних і похило-спрямованих свердловин, очищення стовбура 

свердловини, промивка від відкладень парафіну, витіснення бурового розчину (БР), 

видалення рідини зі свердловини, фрезерування відкладень корозійних солей, 

кислотна обробка привибійної зони пласта, розширення стовбура свердловини, 

перфораційні операції, цементування під тиском, боротьба з піском, закачування 

інгібіторів і розчинників, використання ГТ як експлуатаційної колони, 

застосування цих труб при механізованій експлуатації свердловин, дослідження 

свердловин, глушіння свердловин, очищення ГТ і трубопроводів, прокладка ви-

кидних ліній, закачування пластових вод та підтримання пластового тиску, тощо. 

http://www.icota.com/
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1. ЗАГАЛЬНІ ПОЛОЖЕННЯ 

 

1.1. Мета методичних рекомендацій – обґрунтувати та визначити процедуру 

прогнозування безпечної експлуатації, залишкової довговічності та умов 

руйнування експлуатованих ГТ колтюбінгових установок за результатами їх тех-

нічного діагностування. 

1.2. Область застосування методичних рекомендацій – ГТ колтюбінгових 

установок. 

1.3. Методологічною основою рекомендацій є механіка руйнування і міцнос-

ті матеріалів та елементів конструкцій, що зазнають циклічних навантажень та 

експлуатуються у водних корозивних середовищах. 

1.4. Зародженням початкової поверхневої корозійно-втомної тріщини 

вважається досягнення нею загального (пітинг + тріщина) лінійного розміру 

порядку a0
 = 100 ± 10 мкм [128, 22]. 

1.5. Для проведення експериментальних досліджень необхідно оцінити 

умови експлуатації (амплітуда і частота зміни тиску газу) ГТ та встановити склад 

корозивно-активного середовища. 

1.6. Для прогнозування безпечної експлуатації, залишкової довговічності ГТ 

необхідно використати дані технічного діагностування, дані експериментальних 

досліджень (пункт 1.5) та провести відповідні розрахунки використовуючи 

методику описану у розділах 3 та 4. 

1.7. Для оцінки умов руйнування необхідно визначити критичні параметри 

тріщиностійкості експлуатованих ГТ згідно запропонованої методики. 
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2. АНАЛІЗ ТА КЛАСИФІКАЦІЯ ЕКСПЛУАТАЦІЙНИХ 

ПОШКОДЖЕНЬ ГНУЧКИХ ТРУБ КОЛТЮБІНГОВИХ УСТАНОВОК 

 

Основним елементом всього комплексу устаткування є зварна ГТ з високо-

міцної низьколегованої сталі довжиною 3…9 км (і більше), намотана на барабан. 

Слід відзначити, що в технологічному устаткуванні ГТ працюють у пружно-

пластичній області деформування, а це зумовлює особливі вимоги до якості ГТ, і, 

отже, до характеристик матеріалу труб та технології виробництва. Попри це, у 

результаті тривалої експлуатації можливе локальне руйнування труб, що 

спричинить аварійну ситуацію [126, 196, 203]. 

Згідно статистичних даних [179, 197, 209, 216] 32% виявлених дефектів ГТ 

зумовлені механічними пошкодженнями, що виникають під час експлуатації, 

13% – корозійно-втомні пошкодження, 18% – пошкодження зумовлені кислотною 

корозією, 9% – сірководневою корозією, 10% – пошкодження зумовлені 

помилками обслуговуючого персоналу, 8% – дефекти виробництва, 4% – ерозійні 

пошкодження, 2% – корозія при зберіганні, 2% – дефекти зварювання, 1% – втомне 

руйнування, 1% – інше. 

Найбільш загальні загрози цілісності ГТ викликають пошкодження [179, 197, 

209, 216] під час звичайних робіт на буровому майданчику. На поверхнях ГТ 

з’являються механічні дефекти – подряпини, сліди абразивного зношування, зазубри-

ни, борозни тощо. Зафіксовано і інші експлуатаційні дефекти, наприклад: пошкоджен-

ня, зумовлені інжектором (поперечні пошкодження, або поздовжні борозни, зроблені 

захоплюючим пристроєм (інжектором), під час СПО, за неправильної експлуатації 

інжектора, неузгодженого позиціюванням блоків захоплення інжектора або за 

присутності сторонніх предметів між блоками захоплення і ГТ); зміна тов.щини 

стінки ГТ (розтяг та потоншення ГТ, під час виконання різноманітних робіт); здуття 

(локальне розширення ГТ під дією високого тиску технологічних рідин); ерозія 

(зношування внутрішніх стінок ГТ потоком рідин). 
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Корозійні дефекти [153] виникають внаслідок контакту ГТ з корозивно-активни-

ми робочими середовищами, зокрема: рідинами для кислотної обробки, технологічними 

рідинами, ґрунтовими водами, сірководнем (H2S), вуглекислим газом (СО2) тощо. 

Пошкодження та дефекти ідентифікують під час періодичних інспекцій ГТ 

[182] методами неруйнівного контролю. Тут вимірюють зовнішній діаметр, 

овальність і товщину стінок труб, перевіряють зварні шви, виявляють зовнішні 

подряпини, борозни і тріщини, внутрішні та зовнішні корозійні пошкодження тощо. 

Для запобігання виникненню аварійних ситуацій у галузі розроблено систему 

організації робіт з ГТ. У більшості таких систем їх ресурс визначають певною 

кількістю згинів на направляючій дузі, барабані, а також відстежуючи робочі 

параметри (розтягуюче зусилля, внутрішній тиск тощо). Галузеві стандарти 

встановлюють граничні розміри зовнішніх пошкоджень, допустимих для 

проведення робіт на ГТ і у більшості випадків їх визначають у відсотках від 

номінальної товщини стінки. ГТ виводять з експлуатації, коли втрати матеріалу 

перевищують 10% від товщини стінки труби. 
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3. КОМПЛЕКСНА ОЦІНКА УТВОРЕННЯ ТА РОЗВИТКУ 

КОРОЗІЙНО-ВТОМНИХ ТРІЩИН 

ПО ТОВЩИНІ СТІНКИ ГНУЧКОЇ ТРУБИ  

 

 

3.1 Методики корозійних та електрохімічних випробувань за дії корозив-

но-активних середовищ 

 

Корозійні дослідження. Зразки для випробувань на загальну корозію 

вирізають з ГТ 38,1×2,77 мм за однією технологією, що дає можливість врахувати 

особливості їх виготовлення. Вони мають однакову форму та розміри, їх шліфують 

(до шорсткості Ra = 0,63 мкм), знежирюють ацетоном, висушують та витримують 

в ексикаторі 2 год. 

Корозивне середовище вибирають у залежності від умов експлуатації, для 

прикладу дослідували вплив: 

 I – кислотного розчину, рецепт 1 (низький вміст HCl + комплекс добавок); 

 II – кислотного розчину, рецепт 2 (13 mass % HCl + комплекс добавок); 

 III – водного розчину NS4, що моделює підземні води в умовах нейтральних 

ґрунтів (0,122 г/л KCl; 0,483 г/л NaHCO3; 0,137 г/л CaCl2; 0,131 г/л MgCl2); 

 IV – пластової води + ПАР; 

 V – конденсату з Яблунівського нафтогазоконденсатного родовища. 

Зразки повністю занурюють у корозивне середовище і для відтворення 

реальних експлуатаційних умов витримують в термостаті за температури 70°С. 

Швидкість корозії Km визначають гравіметричним методом після експозиції 

у корозивному середовищі за природної аерації та усунення продуктів корозії. Для 

зважування використовують аналітичну вагу з похибкою ±0,0001 г. Швидкість 

корозії обчислюють використовуючи формулу: 

 
2

г

см год
m

m
K

S t

  
    

, (3.1) 
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де Δm, г – зміна маси зразка після експозиції в корозивному середовищі та усунення 

продуктів корозії; S, cм2 – площа поверхні зразка; t, год – тривалість експозиції. Для 

визначення характеру корозійних пошкоджень застосовують сканівний 

електронний мікроскоп EVO-40XUP (Zeiss). 

Поляризаційні випробування. Зразки для випробувань ГТ 38,1×2,77 мм 

готують до випробувань, за тією ж технологією, що і для корозійних випробувань. 

 

   

а       б 

1 – динамічна електрохімічна лабораторія VoltaLab40; 2 – pH-метр; 

3 – робочий електрод; 4 – допоміжний платиновий електрод; 

5 – електрод порівняння 

Рисунок 3.1 – Лабораторний комплекс для електрохімічних досліджень а) 

та універсальна електрохімічна комірка б) 

 

Поляризаційні випробування виконують за допомогою динамічної електрохі-

мічної лабораторії VoltaLab40 (рис. 3.1) [16]. При цьому використовують стандартну 

триелектродну схему вимірювань: робочий електрод – зразки зі сталі QT–800; 

електрод порівняння – насичений хлорсрібний; допоміжний – платиновий. Швидкість 

розгортки потенціалу поляризації, для всіх випадків, становила 1 мВ/с, з катодної 

області в анодну в діапазоні –1000…+1000 мВ. Потенціал корозії, густину струму 

корозії та константи Тафеля катодної та анодної реакцій визначають з прямолінійних 

ділянок поляризаційних кривих за стандартними методиками [16]. 



336 

 

Ваговий показник швидкості корозії Kj перераховують з густини струму 

корозії [121, 131] 

 corr
j

j k A
K

n F

 



, (3.2) 

де  jcorr – густина струму корозії, A/cм2;  

  k – коефіцієнт (k = 1, якщо час випробувань виражений у секундах, а площа 

– в cм2); А – атомна маса металу (для сталі А = 56); n – ступінь окиснення металу 

(для заліза n = 3); F – стала Фарадея. 

Дослідження мікроструктури та елементний аналіз поверхні зразків. Дос-

лідження рекомендовано виконувати у Центрі колективного користування науковими 

приладами „Центр електронної мікроскопії та рентгенівського мікроаналізу”, що діє 

при Фізико-механічному інституті ім. Г.В. Карпенка НАН України 

(https://www.ipm.lviv.ua/collective_use_center.php) за допомогою сучасного скануючого 

електронного мікроскопу EVO 40XVP із системою мікроаналізу INCA Energy. 

 

 

3.2 Методика для вивчення поширення тріщин у сталях ГТ в експлуата-

ційних умовах 

 

Методика оцінки поверхневого тріщиноутворення на елементах ГТ. 

Базові фізико-механічні дослідження зародження та розвитку корозійно-втомних 

тріщин виконують на балкових зразках, у середній частині яких приварені сегменти 

(рис. 3.2) вирізані з ГТ. Такий вибір конфігурації зразка зумовлений врахуванням 

технології виготовлення елемента ГТ. 

Всі випробовування виконують при кімнатній температурі і постійних 

умовах циклічного навантаження: форма циклу – синусоїдальна; частота 

навантаження 0,1 Гцf  ; коефіцієнт асиметрії циклу 0R  . 
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Окрім того, для локалізації зародження тріщини, за спеціально розробленою 

методикою (рис. 3.3) створюють концентратор, який моделює корозивне пош-

кодження типу пітинг. Для цього на гладкій полірованій поверхні зразка висверд-

люють ямку глибиною 0,1 мм. 

 

  

а      б 

Рисунок 3.2 – Загальний вигляд зразка (а) для дослідження зародження 

та розвитку поверхневих тріщиноподібних дефектів за циклічних навантажень та 

його поверхня (б) після руйнування від концентратора напружень, що моделює який 

моделює корозивне пошкодження типу пітинг на внутрішній поверхні ГТ 

 

   

Рисунок 3.3 – Виготовлення концентратора, 

який моделює корозивне пошкодження типу пітинг 

 

Крім того, проводяться натурні лабораторні випробування ГТ. Досліджують 

опір поширенню тріщин у ГТ від модельного (рис. 3.4, 3.5) поверхневого 

концентратора напружень. 

Методологічною особливістю є одночасне врахування фізико-механічних та 

фізико-хімічних процесів (рис. 3.6), що спричиняють корозійно-механічну пош-

коджуваність та тріщиноутворення в конструкційних сталях. Такий підхід показав 
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свою ефективність та фізичну обґрунтованість при визначенні стандартних харак-

теристик корозійної тріщиностійкості конструкційних сталей [19]. 

 

 

Рисунок 3.4 – Приклад корозійно-втомного руйнування ГТ1 

 

 

а) 

 

б) 

 

в) 

 

г) 

Рисунок 3.5 – Натурні лабораторні випробування ГТ: 

а) загальний вигляд установки для випробування на консольний згин; 

б) тріщина, що розвивається від концентратора напружень; в) зруйнована ГТ; 

г) загальний вигляд поверхні зламу ГТ 

 

Тому під час кожного випробування необхідно контролювати та реєструвати 

(рис. 3.6) такі параметри [20]: максимальне напруження циклу навантаження σmax ; 

                                                 
1 Зразки зруйнованих елементів ГТ надано приватною буровою компанією, що співпрацює Івано-Франківським 

національним технічним університетом нафти і газу. 
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коефіцієнт асиметрії R та частоту навантаження f; кількість циклів навантаження N; 

довжину поверхневих тріщин a; електродний потенціал досліджуваної поверхні Es ; 

рН середовища; зображення досліджуваної поверхні. 

 

Рисунок 3.6 – Схематичне представлення параметрів, 

що контролювались під час корозійно-втомного дослідження 

 

Це дає змогу достатньо повно охарактеризувати досліджувану систему 

„матеріал–середовище” як з фізико-механічної, так і з фізико-хімічної сторони, і 

побудувати на цій основі адекватну модельну схему та встановити критерій 

поверхневого тріщиноутворення за циклічного деформування досліджуваних 

матеріалів ГТ в експлуатаційних умовах. 

Зразки випробовують [128, 127] до повного руйнування (рис. 3.7) з подаль-

шим аналізом поверхонь зламів. Стадія початкового корозійного пошкодження по-

верхні та зародження тріщиноподібних дефектів, а також стадія розвитку поверх-

невих тріщиноподібних дефектів вивчається за допомогою методу пластичних 

реплік [145, 161]. Реплікаційним матеріалом служить целюлозоацетатна плівка 

(марка G255 виробництво фірми AGAR SCIENTIFIC, Велика Британія) тов.щиною 
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35 мкм. Дана плівка є легко розчинною в ацетоні. Методика виконання цього дос-

лідження полягає в наступному. Досліджувану поверхню перед експериментом 

ретельно зачищають та шліфують до стану ювенільності. Після цього змочують її 

ацетоном високої очистки і на ще вологу поверхню накладають реплікаційну 

плівку певного розміру, внаслідок чого плівка приклеюється до поверхні. Через 

5…7 хв. плівка відстає від поверхні, зберігаючи на собі детальний відбиток дос-

ліджуваної поверхні. Одержані під час дослідження відбитки аналізують за допо-

могою спеціальної системи [38], що складається з мікроскопа, фотоапарата та пер-

сонального комп’ютера з відповідним програмним забезпеченням. 

 

   

Рисунок 3.7 – Загальний вигляд зразка після випробувань 

 

Дана система дозволяє фіксувати зображення досліджуваної поверхні в 

електронному варіанті (рис. 3.8), а також вимірювати лінійні розміри, площу та 

розташування існуючих на поверхні корозійних пошкоджень та тріщиноподібних 

дефектів. Точність вимірювання лінійних розмірів складає 10 мкм . Це дало змогу 

детально, якісно і кількісно дослідити кінетику зародження та розвитку 

поверхневих тріщиноподібних дефектів, у заданих умовах випробовування. 
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Рисунок 3.8 – Характерні приклади мікропошкоджуваності 

та зародження тріщин на циклічно деформованій поверхні ГТ 

 

Крім цього, збережені в комп’ютері зображення поверхні руйнування, що від-

повідають різним стадіям досліджуваних процесів, можуть бути використані як зразки 

при ідентифікації умов руйнування реальних елементів ГТ в експлуатаційних умовах. 

Методика визначення характеристик циклічної корозійної тріщиностій-

кості конструкційних сталей ГТ. У сучасній інженерній практиці характеристики 

тріщиностійкості конструкційних сталей [82, 83, 120] широко використовують для 

оцінювання фізико-механічного стану та залишкового ресурсу конструкційних елемен-

тів у заданих експлуатаційних умовах [28, 87]. Методологічні підходи, методика 

експериментальних досліджень, та дослідне устаткування описано у монографії [38]. 

 

 

Рисунок 3.9 – Приклад подання діаграм циклічної тріщиностійкості 

конструкційних матеріалів прямолінійними ділянками у подвійній логарифмічній 

системі координат для сталі 20 під час випробувань у повітрі (криві 1) та 

корозивному середовищі (криві 2) [38] 

 

Однією з найважливіших характеристик опору матеріалу поширенню в 

ньому втомної тріщини є діаграма циклічної тріщиностійкості матеріалу, тобто 
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залежність швидкості росту тріщини da dN  від КІН 
IK  або 

IK  [38, 30]. Такі 

діаграми розміщені між двома граничними значеннями: нижнім пороговим 

значенням 
thK , яке відповідає значенню 

IK , за якого не відбувається ріст 

корозійно-втомної тріщини, і верхнім fcK , яке відповідає значенню 
IK , коли 

настає неконтрольований катастрофічний ріст тріщини. 

Для використання діаграм циклічної тріщиностійкості матеріалу в 

розрахунках залишкової довговічності дефектних елементів конструкцій їх 

описують аналітично [200, 201]. Для опису діаграми циклічної тріщиностійкості, 

застосовують найбільш поширений в інженерній практиці підхід, який базується на 

використанні степеневої залежності типу Паріса [200, 201] 

   in

ida dN C K   , (3.3) 

де C і n – константи системи „матеріал–середовище”, які залежать від хімічного 

складу і структури матеріалу, умов випробувань та хімічного складу середовища; 

і – порядковий номер ділянки; 
I max minK K K    – розмах КІН у циклі 

навантаження; 
maxK  і 

minK  – відповідно найбільше і найменше значення КІН у 

циклі навантаження. На загал, рівняння (3.3) описує другу (середньо ампулітудну) 

ділянку діаграми, однак воно може бути використано і для опису як першої 

(низькоамплітудної) так третьої (високоамплітудної) ділянок діаграми. Такий 

підхід є виправданим, оскільки діаграми циклічної тріщиностійкості багатьох 

матеріалів при випробовуваннях у корозивному середовищі не мають класичної S-

подібної форми, властивої для випробувань в інертних середовищах [19]. Тому для 

цих випадків доцільно описувати кожну ділянку діаграми степеневою залежністю 

типу Паріса, як це показано на рис. 3.9. 
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4. ПРИКЛАД ОЦІНЮВАННЯ ОСОБЛИВОСТЕЙ ВПЛИВУ 

КОРОЗИВНИХ СЕРЕДОВИЩ НА ГНУЧКИХ ТРУБ 

 

4.1 Закономірності та стадійність корозійно-втомного тріщиноутворен-

ня на циклічно деформованих поверхнях ГТ 

 

Зародженням початкової поверхневої корозійно-втомної тріщини вважається 

досягнення нею загального (пітинг + тріщина) лінійного розміру порядку 

a0
 = 100 ± 10 мкм. 

 

 

Рисунок 4.1 – Кінетика розвитку поверхневих корозійно-втомних тріщин та схема 

аналізу вихідних даних 

 

Кінетика розвитку поверхневих корозійно-втомних тріщин аналізується на основі 

залежностей „довжина тріщини a – кількість циклів навантаження N”, які будують за ре-

зультатами випробувань у повітрі та середовищах різного складу (рис. 4.1). 
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Під час випробувань реєструється зображення циклічно-деформованих по-

верхонь зразків. Сумісний аналіз цих даних разом із результатами досліджень ви-

кладеними вище, дозволяє ідентифікувати такі стадії поверхневого корозійно-

втомного руйнування сталі QT800: зародження початкових тріщин, їх розвиток та 

коалесценцію, що призводить до утворення макротріщини (рис. 4.2). 

 

 

Рисунок 4.2 – Стадійність поверхневого  

корозійно-втомного руйнування у сталі QT800: 

зародження а), б); ріст та злиття тріщин в) і утворення макротріщини г) 

 

 

 

а) 

б) 

Рисунок 4.3 – Форма утворених поверхневих корозійно-втомних 

макротріщин на циклічно деформованих поверхнях сталі QT800 
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Результати проведених експериментальних досліджень показали, що для всіх 

випадків випробувань утворені на циклічно деформованій поверхні макротріщини 

мають форму близьку до півеліптичної зі співвідношенням півосей у момент 

руйнування 0,539c a   (рис. 4.3а). 

Критичним (af) вважали такий розмір довжини поверхневої тріщини а за 

якого її глибина с рівна товщині зразка (рис. 4.3а). Відповідно, кількість циклів 

навантаження за якого досягається значення af позначається Nf  (рис. 4.3б). 

Результати випробувань у розглянутих середовищах наведено у табл. 4.1. 

 

Таблиця 4.1 – Критичні розміри дефектів за випробувань у модельному та 

робочих середовищах 

Випробувальне середовище af , мм Nf , к-ть циклів (c/a)f 

Повітря 9,4 22 417 0,621 

NS4 (pH3) 10,0 18 930 0,545 

NS4 (pH6,7) 9,6 19 970 0,583 

NS4 (pH9) 10,0 18 685 0,539 

БР (1) 10,0 19 960 0,525 

БР (2) 10,0 16 458 0,494 

конденсат 10,0 18 257 0,512 

 

 

4.2 Особливості корозійної та електрохімічної поведінки сталі ГТ з вра-

хуванням експлуатаційних чинників 

 

Корозійні випробування. За результатами досліджень загальної корозії у 

п’яти робочих розчинах (див. підрозділ 3.1) встановлено, що швидкість корозії в 

кислих розчинах (I, II) суттєво вища ніж у нейтральних (III, IV та V). Для зручності 

аналізу, результати корозійних досліджень подано окремо для кислих та 

нейтральних робочих розчинів. 
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Найвищу швидкість корозії (рис. 4.4) спостерігали у розчині II у складі якого 

13 mass % HCl, це найагресивніший розчин серед досліджених. Тут спостерігали 

зростання швидкості корозії в часі до 288 год експозиції, після чого швидкість 

корозії незначно зменшилась. Такий екстремальний характер зміни швидкості 

корозії зумовлений кількома чинниками. Корозійний процес – явище поверхневе, 

розчиняється поверхня сталі. При розрахунку швидкості корозії береться до уваги 

первинна площа поверхні, тому за умови надзвичайно активного робочого 

середовища (13 mass % HCl та температура 70°С) площа активної поверхні 

зростатиме за рахунок збільшення рельєфності поверхні (рис. 4.5) під час експозиції 

у агресивному середовищі (рис. 4.4). Після 288 год швидкість дещо зменшується за 

рахунок виснаження розчину (зменшення частки вільних корозійно активних 

компонентів розчину) та зменшення площі активної поверхні внаслідок розчинення 

сталі в агресивному робочому середовищі, що підтверджується значною втратою 

маси досліджуваного зразка (рис. 4.4, 4.5). 

Швидкість корозії сталі у розчині I є значно нижчою порівняно з розчином 

II, що зумовлено нижчою агресивністю даного робочого середовища в експлуата-

ційних умовах. Однак, корозійний процес протікає активніше порівняно з ней-

тральними робочими середовищами, і демонструє стійке зростання швидкості в 

часі експозиції від 24 до 576 год, що зумовлено, як і в попередньому випадку, 

зростанням площі активної поверхні зразка в часі експерименту. Тут, як і в 

попередньому випадку, спостерігається як загальна корозія, що відображається 

значною втратою маси матеріалу в часі, так і значна локалізація корозійного про-

цесу (утворюються глибокі корозійні пошкодження поверхні зразків типу макропі-

тингів та корозійних виразок). Однак у цьому випадку локальна корозія більш явно 

виражена порівняно з попереднім, що зумовлено меншою активністю робочого 

середовища, а відповідно і меншою інтенсивністю загальної корозії. 

У розчині № III спостерігали (рис. 4.6, 4.7) класичне зменшення швидкості корозії 

впродовж експозиції, що зумовлено зменшенням активної поверхні в часі за рахунок 

формування на поверхні сталі пасивних оксидних та гідроксидних плівок. Тут швидкість 
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корозії є вищою порівняно зі стандартними умовами експерименту, що зумовлено під-

вищеною температурою середовища (70°С). 

 

 

Рисунок 4.4 – Швидкість корозії сталі QT–800 залежно від часу витримки в 

кислих (І, ІІ) корозивно-активних середовищах 

 

 

Рисунок 4.5 – Поверхня зразків після витримки в кислих розчинах 

(І, ІІ) впродовж 24 год (a), 168 год (б), 288 год (в) і 576 год (г) 
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Рисунок 4.6 – Швидкість корозії сталі QT–800 залежно від часу витримки в 

нейтральних (III, IV та V) корозивно-активних середовищах 

 

У середовищі № IV присутні ПАР, що впливає на корозію сталі (рис. 4.6, 4.7) 

у робочому середовищі. Впродовж перших 24 год на її поверхні утворюються 

бар’єрні плівки, що відображається умовно від’ємним показником швидкості 

корозії. Швидкість корозії визначали гравіметричним методом, тому маса зразків 

після витримки 24 год у робочому середовищі більша порівняно з початковою, 

внаслідок осадження на поверхні матеріалу ПАР і формуванням бар’єрної плівки. 

Вона утруднює доступ корозивно-активних компонентів середовища до поверхні 

матеріалу. Зі збільшенням експозиції за підвищеної температури відбувається 

поступове руйнування бар’єрних плівок. Після експозиції 288 год швидкість 

корозії є вищою порівняно навіть з NS4 (середовище № III) після 24 год. Це 

зумовлено більшою корозійною активністю середовища порівняно з NS4, і досить 

значною пористістю утвореної бар’єрної плівки за температури 70°С, що 

пришвидшує корозію. Після експозиції 576 год швидкості корозії досліджуваного 

матеріалу в середовищах № III та IV, у NS4 та в пластовій воді, відповідно, 

практично вирівнюються, що пояснюється втратою бар’єрних властивостей 

утвореної плівки. 
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Рисунок 4.7 – Поверхня зразків після витримки в нейтральних (III, IV та V) коро-

зивно-активних середовищах впродовж 24 год (a), 168 (б), 288 (в) та 576 год (г) 
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Корозійні процеси у конденсаті з Яблунівського нафтогазоконденсатного 

родовища (розчин № V) мають подібні тенденції зміни швидкості корозійного 

процесу (рис. 4.6, 4.7) як і у розчині № IV. Імовірно такий характер зміни швидкості 

корозії зумовлений тими ж причинами, що й у попередньому випадку, однак дане 

середовище є менш корозійно активне, що спричиняє зменшення показників 

швидкості корозії в 4–6 разів. 

Електрохімічні випробування. Для забезпечення коректного визначення 

основних електрохімічних показників з потенціодинамічних поляризаційних 

кривих попередньо встановлено стаціонарні потенціали корозії досліджуваного 

матеріалу в робочих розчинах. Стаціонарні потенціали корозії Est подані в табл. 4.2 

визначалися з хронограм представлених на рис. 4.8. З поданих хронограм видно, 

що стаціонарний потенціал корозії встановлюється впродовж 900–1000 с для всіх 

досліджуваних випадків. 

 

 

Рисунок 4.8 – Хронограми встановлення стаціонарних потенціалів корозії в 

досліджуваних системах матеріал–середовище 
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Потенціодинамічні поляризаційні криві представлені на рис. 4.9 одержано за 

наступних умов проведення експерименту. Експеримент проводився з 

використанням термостатованої електрохімічної комірки, за температури робочого 

середовища 70°С, що відповідає експлуатаційним умовам. Діапазон розгортки 

потенціалу становив –1000…1000 мВ, швидкість розгортки 1 мВ/с. Розгортка 

потенціалу здійснювалася з катодної області в анодну, що забезпечувало 

формування ювенільної поверхні досліджуваного матеріалу в області потенціалу 

корозії на поляризаційній кривій. Із одержаних потенціодинамічних поляризаційних 

кривих визначалися наступні електрохімічні показники: потенціал корозії, струм 

корозії, катодний та анодний Тафелівські коефіцієнти (табл. 4.2). 

Враховуючи умови проведення експерименту з визначення миттєвої 

швидкості корозії з потенціодинамічних поляризаційних кривих показник Kj 

перерахований зі струмів корозії jcorr можна вважати швидкістю корозії в 

початковий момент контакту робочого середовища з поверхнею труби. 

 

 

Рисунок 4.9 – Потенціодинамічні поляризаційні криві досліджуваних систем 

матеріал–середовище 
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Таблиця 4.2 – Основні електрохімічні показники, визначені з хронограм 

встановлення стаціонарного потенціалу корозії та потенціодинамічних поляриза-

ційних кривих 

Середовище 

(див. підрозділ 2.1) 
stE , мВ 

corrE , мВ 
corri , А/м2 

kb , мВ 
ab , мВ 

I -426 -442 0,045818 65,42 200,65 

II -444 -480 0,025107 64,40 111,24 

III -651 -448 0,044162 98,26 212,76 

IV -662 -492 0,087441 114,20 157,71 

V -705 -601 0,026631 110,43 120,25 

 

Кислі робочі розчини (13%-й HCl і робочий кислотний розчин) володіють 

високою активністю, що призводить до протікання корозійного процесу високої 

інтенсивності на поверхні сталі. Враховуючи те, що корозійний процес є 

поверхневим явищем та його високу інтенсивність в експлуатаційних умовах 

очевидним є факт значної зміни рельєфу поверхні зразка (рис. 4.4, 4.6, табл. 4.2, 

4.3) за тривалої експозиції його в робочому середовищі в сторону збільшення 

ефективної поверхні, на якій відбувається корозійний процес, що зумовлює суттєву 

відмінність показників миттєвої швидкості корозії та усередненого її значення 

впродовж перших 24 годин експозиції. 

За умови тривалішої експозиції досліджуваної сталі в кислих робочих сере-

довищах (рис. 4.4, 4.5, табл. 4.2, 4.3) показник усередненої швидкості корозії про-

довжує зростати, що зумовлено збільшенням ефективної площі поверхні зразка, яка 

кородує. Для 13%-го розчину HCl за найдовшого часу експозиції (576 год) спосте-

рігається деяке пониження швидкості корозійного процесу, що зумовлено значної 

втратою маси матеріалу (до 75%), а відповідно і його об’єму, що веде до зменшення 

площі поверхні контакту матеріал – середовище, і, як наслідок ефективної площі 

поверхні протікання корозійного процесу. 
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Таблиця 4.3 – Порівняння показників швидкості корозії визначених двома 

способами електрохімічних досліджень 

Середовище 

(див. підрозділ 2.1) 

Km ×10-9, 

г/(см2·с) 

Kj ×10-9, 

г/(см2·с) 

jcorr ×10-7, 

A/cм2 
П, мм/рік 

K ×10-4, 

г/(см2) 

I 9,7232 0,485738 25,107 0,3982 8,4009 

II 59,1511 0,886427 45,818 2,4226 51,1065 

III 3,2435 0,854389 44,162 0,1328 2,8023 

IV 0,8875 1,691695 87,441 0,0363 0,7668 

V 0,5668 0,515222 26,631 0,0240 0,5070 

 

Стосовно нейтральних розчинів (рис. 4.6, 4.7, табл. 4.2, 4.3), то тут теж 

спостерігається відхилення між показниками швидкості корозії визначеними з 

експериментальних даних одержаних з експериментів на загальну корозію та з 

потенціодинамічних поляризаційних кривих. Як було пояснено вище, швидкість 

корозії, визначена з потенціодинамічних поляризаційних кривих є миттєвою і 

визначається для ювенільної поверхні зразка в початковий момент контакту 

сталь – середовище. Отже для розчину NS4 миттєва швидкість корозії є майже в 4 

рази нижчою від усередненої швидкості корозії на базі 24 год. Це зумовлено тим, що 

за 24 год в заданих модельних експлуатаційних умовах відбувається пришвидшення 

корозії за рахунок накопичення на поверхні сталі пористих продуктів корозії, та, як 

наслідок, локалізації корозії. На більш тривалих термінах експозиції усереднена 

швидкість корозії поступово знижується. 

У робочих „пластовій воді + ПАР” та „Яблунівському газоконденсаті” (рис. 4.6, 

4.7, табл. 4.2, 4.3) є присутні плівкоутворюючі агенти. На незначних термінах 

експозиції (24 год) утворені плівки на поверхні зразка володіють певними захисними 

властивостями, тому спостерігається формально від’ємний показник швидкості 

корозії (маса зразків після експозиції в робочому розчині зростає за рахунок утворен-
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ня поверхневих захисних плівок), однак на триваліших термінах експозиції відбу-

вається руйнування утворених поверхневих плівок у заданих модельних умовах 

експлуатації і протікає процес загальної корозії у нейтральних середовищах. 

Враховуючи вище сказане, стандартний підхід порівняння миттєвої швид-

кості корозії з усередненою швидкістю корозії на найменшій часовій базі експози-

ції (24 год) для досліджуваних систем „матеріал – середовище” не є достатньо ін-

формативним. Для досліджуваних систем „матеріал – середовище” у заданих мо-

дельних експлуатаційних умовах доцільним є суміщення двох вище вказаних 

характеристик (табл. 4.2, 4.3) для більш точного визначення кінетики зміни 

швидкості корозії від початкового моменту контакту матеріалу з середовищем 

(миттєва швидкість корозії) до найбільшого часу експозиції (576 год). 

Для зручності представлення, графіки зміни швидкості корозії в часі подано 

окремо для кислих (рис. 4.10) та нейтральних (рис. 4.11) робочих розчинів. 

 

 

Рисунок 4.10 – Зміна швидкості корозії досліджуваного матеріалу в часі в кислих 

робочих середовищах 

 

З наведених графічних результатів можна зробити наступні висновки. У 

кислих робочих розчинах (рис. 4.10) корозійний процес протікає значно активніше, 

ніж у нейтральних (рис. 4.11). На незначних часах експозиції після початку процесу 
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(до 24 год) у 13%-му розчині HCl спостерігається значне зростання швидкості 

корозії майже у 60 разів порівняно з початковим значенням. 

 

 

Рисунок 4.11 – Зміна швидкості корозії досліджуваного матеріалу в часі в 

нейтральних робочих середовищах 

 

Аналогічна картина спостерігається і в робочому кислотному розчині, однак 

з меншою інтенсивністю (зростання швидкості корозії у 20 разів). Далі на обох 

кривих спостерігається плато (швидкість корозії практично незмінна). Для 13%-го 

розчину HCl протяжність плато становить близько 150 год експозиції, для 

кислотного робочого розчину цей час є більшим і становить близько 270 год. Далі 

спостерігається чергове зростання швидкості корозії, воно є більш значним у 

агресивнішому 13%-му розчині HCl, після чого тут спостерігається деякий спад 

швидкості процесу зумовлений зменшенням площі контакту матеріал  

середовище. Для кислотного робочого розчину такий спад не досягається оскільки 

він є менш агресивний, а відповідно і корозійні втрати матеріалу по масі і по об’єму 

є меншими і необхідна для цього явища умова зменшення площі контакту 

матеріал – середовище не досягається. 
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Із графічних даних для нейтральних робочих розчинів (рис. 4.11) видно, що 

для розчину NS4 на невеликих часах експозиції як і для двох попередніх робочих 

розчинів спостерігається суттєве зростання швидкості корозії порівняно з 

початковим значенням, однак процес протікає менш інтенсивно ніж у згаданих 

вище кислих середовищах (зростання швидкості менше ніж в 4 рази). 

З кривих кінетики зміни швидкості корозії в двох нейтральних середовищах 

з плівкоутворюючими агентами в складі можна орієнтовно встановити стадію 

формування плівки досягнення мінімального від’ємного значення швидкості 

корозії відносно початкового значення, час втрати плівкою захисних бар’єрних 

властивостей (досягнення нульового значення швидкості корозії), час повного 

руйнування раніше утвореної бар’єрної плівки (досягнення початкового значення 

швидкості корозії на тривалих термінах експозиції). Отже для „пластової 

води + ПАР” та для „Яблунівського газоконденсату” час формування бар’єрної 

плівки становить близько 24 год (мінімальне значення швидкості корозії). Втрата 

плівкою захисних бар’єрних властивостей виникає через 90 год після початку 

експозиції для „пластової води + ПАР”, і через 150 год відповідно для „Яблунівсь-

кого газоконденсату”. Повне руйнування плівки відбувається після експозиції 

близько 170 год у „пластовій воді + ПАР” та після 250 год експозиції у „Яблунівсь-

кому газоконденсаті”. Після чого спостерігається процес подібний до корозії у NS4, 

однак у пластовій воді з домішками ПАР він проходить інтенсивніше (максимальне 

значення швидкості корозії є вищим порівняно з NS4 у 1,5 рази), а у Яблунівському 

газоконденсаті корозія протікає із значно меншою інтенсивністю (максимальне 

значення швидкості корозії є меншим ніж у розчині NS4 у 3,5 рази). 

 

 

4.3 Скінченно-елементна модель перерізу ГТ з дефектом на внутрішній 

поверхні 

 

Метод скінченних елементів (МСЕ) є поширеним числовим методом 

розв’язування задач з визначення КІН у тілах з тріщинами та визначення напружено-
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деформованого стану (НДС) в околі тріщиноподібних дефектів [33]. Суть МСЕ при 

визначенні КІН в тілах полягає в створенні геометричної моделі з певними фізико-

механічними характеритиками, розбитті її на скінчені елементи зі згущенням їх до 

вершини тріщини та визначенні розподілу деформацій і напружень на продовженні 

тріщини через аналіз зміщення вузлів в елементах, які оточують вершину тріщини. 

 

 

Рисунок 4.12 – Скінченні елементи, 

використані при побудові тривимірної моделі зразка 

 

Для побудови такої моделі МСЕ використали (рис. 4.12) 20-ти вузлові 

паралелепіпедні, а також 15-ти вузлові призматичні тривимірні елементи. Загальна 

кількість тривимірних елементів в моделі становила близько 42∙103. 

Для матеріалу моделі задавали модуль Юнга Е=210 ГПа [34] та коефіцієнт 

Пуассона μ=0,3 [34]. Ці характеристики відповідають характеристикам сталі QT–800 

тип 4. Статичне навантаження модельної ГТ (рис. 4.13) за умови такої деформації 

здійснювали за схемою консольного згину розподіленим зусиллям в 1 Н по 

внутрішній стінці труби при частково защемленій зовнішній частині стінки. 

Для створення об’єму біля вершини тріщини окрім звичайних тривимірних 20-

ти вузлових призматичних ізопараметричних елементів використали спеціальні 15-ти 

вузлові елементи, які відображали сингулярність напружень у вершині тріщини. З цих 

елементів, якими оточували фронт тріщини, а також зі звичайних елементів, якими 

оточували множину спеціальних елементів будували циліндричний фрагмент 

діаметром 100 мкм (рис. 4.14а). Його основою є полігон з 16-ма вершинами, а віссю є 
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лінія фронту тріщини. У напрямку від осі циліндра до його стінки розмір елементів 

плавно збільшували. Необхідно зазначити, що в цьому напрямку, створювали 5 

колових шарів елементів (включаючи спеціальні елементи), а по фронту тріщини 

створювали 8 шарів. Таким чином фрагмент, що містить вершину тріщини і налічує 

640 призматичних елементів, з яких 128 є спеціальні 15-ти вузлові, а 512 є класичні 

20-ти вузлові. Далі, для зручної інтеграції субмоделі у загальну повну модель тіла з 

тріщиною, циліндричний фрагмент добудовували звичайними елементами до форми 

куба з розміром ребра 400 мкм (рис. 4.14б). 

 

  

Рисунок 4.13 – Схема навантаження ГТ (а) при частковому защемлені зовнішньої 

частини стінки, з врахуванням власної ваги та напружень від тиску в середині ГТ; 

розвиток тріщини (б) з внутрішньої поверхні ГТ від модельного корозійного 

пітинга за наведеною схемою навантаження 

 

Процедура визначення КІН K у запропонованій субмоделі передбачала 

знаходження переміщень вузлів (№1…4) у спеціальних елементах, що прилягають 

до площини і фронту тріщини і мають розмір с = 12,5 мкм (рис. 4.15). Для цих 

вузлів θ1 = θ3 = -π, θ2 = θ4 = π, r1 = r2 = 0,25c та r3 = r4 = c. Значення K визначали зі 

зміщень зазначених вузлів по осі y. Таким чином розрахунковий вираз набуває 

вигляду 
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для вузлів №1, 2, 3 та 4 відповідно. В цих виразах Cy – це зміщення твердого тіла вздовж 

напрямку осі y, яке не впливає на концентрацію напружень перед вершиною тріщини, 

і яке слід віднімати від сумарного переміщення v. Для усунення впливу зміщення 

твердого тіла і збільшення точності визначення K, застосували процедури усереднення 

та екстраполяції для виведення остаточної формули. Спочатку слід встановити середні 

значення K для вузлів 1 і 2 (розташованих на відстані 0,25с) та вузлів 3 та 4 

(розташованих на відстані с). Таким чином, 
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Остаточний вираз для K може бути отриманий лінійною екстраполяцією 

відносно √r. Зі схеми поданої на рис. 4.15 випливає 
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Тоді, 
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(а) (б) 

Рисунок 4.14 – фрагмент а) та фронтальний вигляд цілісної субмоделі околу 

вершини тріщини б) 

 

 

Рисунок 4.15 – Схема вибору вузлів для визначення КІН K через розкриття 

берегів тріщини 

 

У кінцевому випадку отримуємо 
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π
4 4

2(1 ) 2
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K v v v v

с
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де v1…v4 – зсуви вузлів з відповідними номерами. 
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Рисунок 4.16 – Залежність відносних величин КІН у вершині тріщини від її 

довжини 

 

Загальновідомо, що за нормального відриву фронт тріщини є увігнутий в 

напрямку поширення тріщини. Це спричинено різним рівнем розкриття тріщини, 

яке збільшується від вільних поверхонь тіла до центру її фронту. Така ситуація 

добре відтворюється переміщеннями елементів субмоделі. З таких міркувань 

обчислювати КІН K є сенс в площині між 4-м та 5-м шарами спеціальних елементів, 

тобто по центру фронту тріщини. 

У результаті побудови скінченно-елементної моделі перерізу труби з 

дефектом на внутрішній поверхні ГТ з урахуванням впливу експлуатаційних 

навантажень та агресивного робочого середовища отримано залежність (рис. 4.16) 

відносних величин КІН у вершині тріщини F(λ) від її довжини λ. 

Зі збільшенням КІН у вершині тріщини зростатиме і довжина тріщини, яка 

розвиватиметься від поверхневого дефекта – корозійного пітинга на внутрішній 

поверхні ГТ, крізь всю товщину стінки труби до виходу на зовнішню її поверхню. 

З наближенням до зовнішньої стінки КІН зростатиме швидше і прямуватиме до 

безмежності. Поширення тріщини завершується утворенням наскрізного 

пошкодження типу „свищ”. 
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4.4 Критерії оцінювання роботоздатності та довговічності ГТ колтю-

бінгових установок за підходами механіки руйнування 

 

При розробці інженерних підходів до оцінки корозійно-втомного 

поверхневого тріщиноутворення трубних сталей необхідні певні спрощення та 

схематизація процесів, що розглядаються. 

Виходячи з припущення, що у розглянутих випадках на циклічно деформованій 

поверхні матеріалу домінуючим є електрохімічне розчинення сталі, що 

інтенсифікується прикладеним напруженням  , в роботі на основі одержаних 

експериментальних даних запропоновано наступне узагальнене емпіричне 

співвідношення для прогнозування довжини а поверхневої корозійно-втомної 

тріщини в трубних сталях, яке є функцією амплітуди прикладених циклічних 

напружень  , константи A0 електрохімічного розчинення поверхні зразка для 

заданої системи „матеріал–середовище”, величини корозійного струму Icorr та 

кількості циклів втомного навантажування N: 

 31 2

0 ( ) ( )corra A I N
      , (4.10) 

де 
1 2 3, ,    – деякі сталі величини, що характеризують систему „матеріал–

середовище” та умови випробувань. 

На основі співвідношення (4.10) запропоновано наступну формулу для 

визначення періоду N0 утворення на циклічно деформованій поверхні корозійно-

втомної макротріщини довжиною a0: 

 
3

1 2

1

0
0

0 ( ) ( )corr

a
N

A I



 

 
  

   
. (4.11) 

Порівняння (рис. 4.17) експериментальних та розрахункових значень довжин 

поверхневої тріщини a від кількості циклів навантаження N, за випробувань у 

середовищах з різним pH, показало їх задовільне співпадіння. 
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Рисунок 4.17 – Порівняння експериментальних (точки) 

та розрахункових (лінії) значень (за формулою (4.11))  

довжини поверхневої тріщини а від кількості циклів навантаження 

 

Отримані результати є свідченням достовірності розробленого підходу до 

прогнозування зародження корозійно-втомних тріщиноподібних дефектів з цикліч-

но деформованої поверхні ГТ. 
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5 ПРОЦЕДУРА ПРОВЕДЕННЯ ЕКСПЕРТИЗ 

ДЛЯ ОЦІНКИ ТЕХНІЧНОГО СТАНУ ТА РЕКОМЕНДАЦІЇ 

ЩОДО ОБҐРУНТУВАННЯ БЕЗПЕЧНОГО ТЕРМІНУ ЕКСПЛУАТАЦІЇ 

ГНУЧКИХ ТРУБ КОЛТЮБІНГОВИХ УСТАНОВОК 

 

Безпечний термін експлуатації ГТ обумовлюють багато чинників, зокрема: 

величина втомних навантажень; зміна діаметра чи овальності труб; розміри 

пошкоджень (корозійних, механічних чи корозійно-механічних); дефекти зварних 

швів, структури тощо. 

Всі види технічної діагностики здійснюються у лабораторних умовах 

методами неруйнівного контролю та візуально. В автоматичному режимі 

електромагнітним способом визначають зміни геометричних параметрів труби 

(потовщення, потоншення ділянки труби), наявність пошкоджень чи дефектів. 

Після цього здійснюють візуальний огляд з використанням мікрометричного 

інструменту та ультразвукових дефектоскопів для точнішого визначення глибини 

дефектів. Така перевірка не гарантує виявлення всіх дефектів. 

Після завершення ремонтних робіт ГТ опресовують тиском 35 МПа. Тиск 

опресування та час витримки під тиском може уточнюватися. 

Діючі нормативні документи обмежують лише глибину виявлених дефектів 

(втрати матеріалу не можуть перевищувати 10% товщини стінки труби) незалежно 

від геометричних розмірів дефекту, впливу робочих середовищ та параметрів 

навантаження. Запропоновано певні зміни до процедури проведення експертиз для 

оцінки технічного стану (на етапі технічної діагностики) та рекомендації щодо 

обґрунтування безпечного терміну експлуатації ГТ колтюбінгових установок. 

Визначаючи ділянки ГТ з дефектами слід враховувати кількість циклів її 

згину на направляючій дузі, барабані, а також з врахуванням робочих параметрів 

(розтягуюче зусилля, внутрішній тиск, тощо). Встановити положення пошкодженої 

ділянки відносно гирла свердловини (місця тривалого контакту з агресивними 

робочими середовищами); довжину підозрілої ділянки ГТ. За можливості 

зафіксувати зовнішній вигляд підозрілих ділянок (сфотографувати, зафільмувати). 
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Якщо немає змоги сфотографувати та описати стан поверхні ГТ (наприклад, 

вказати глибину пошкоджень, величину спрацювання, овальність, наявність 

борозенок тощо. Наскільки це можливо, дати кількісну оцінку в описі, включаючи 

довжину дефекту, ширину, глибину та їх орієнтацію). У декількох місцях цієї зони 

визначити товщину стінки ГТ, а також глибини дефектів використовуючи 

калібрований ультразвуковий товщиномір та мікрометри-глибиноміри. Для аналізу 

стану ГТ уражених корозією взяти з поверхонь проби продукти корозії. Ретельно 

очистити та проаналізувати стан уражених ділянок. 

Сукупний аналіз цих даних уможливить обґрунтування продовження 

безпечного терміну експлуатації ГТ колтюбінгових установок. 
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6. ВИМОГИ БЕЗПЕКИ ТА КВАЛІФІКАЦІЇ ПЕРСОНАЛУ 

 

6.1. Роботи з діагностичного обстеження виконують фахівці, атестовані згідно з 

НПАОП 0.00-6.14-97 „Порядок сертифікації персоналу з неруйнівного контролю”. 

6.2. НПАОП 11.1-1.01-08 Правила безпеки в нафтогазодобувній промисловості 

України 

6.3. Експериментальні випробування здійснюються в лабораторіях, що 

відповідають вимогам згідно з ДСТУ ISO/IEC 17025-2001 „Загальні вимоги до 

компетентності випробувальних та калібрувальних лабораторій”. 
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Додаток Д 

Акт впровадження результатів дисертаційної роботи 

у навчальний процес ІФНТУНГ 
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