
第 25 卷第 3 期    Vol.25 No.3 工    程    力    学   

2008 年  3  月    Mar.  2008 ENGINEERING  MECHANICS 107 

——————————————— 

收稿日期：2006-07-21；修改日期：2006-12-22 
基金项目：国家“十一五”支撑计划项目(2006BAK01A02-09) 
作者简介：陈适才(1979―)，男，湖北人，博士生，从事有限元应用以及结构抗火研究(E-mail: shicaichen@163.com)； 

*任爱珠(1946―)，女，浙江人，教授，主要从事计算机火灾模拟、城市防灾减灾方面的研究(E-mail: raz-dci@tsinghua.edu.cn)； 
王静峰(1976―)，男，安徽人，助理研究员，博士后，主要从事钢与组合结构、结构抗火研究(E-mail: jfwang@tsinghua.edu.cn)； 
陆新征(1978―)，男，安徽人，讲师，博士，主要从事结构非线性分析研究(E-mail: luxz@tsinghua.edu.cn). 

文章编号：1000-4750(2008)03-0107-06 

钢筋混凝土楼板火灾反应数值计算模型 

陈适才，*任爱珠，王静峰，陆新征 
(清华大学土木工程系，北京 100084) 

摘  要：基于退化壳原理，考虑火灾下板壳截面的不均匀温度场分布而引入分层模型，同时在每分层上考虑材料

在不同温度下的热力弹塑性本构关系，建立了火灾下钢筋混凝土板壳结构的有限元数值计算模型。另外，通过全

拉格朗日方法考虑了大位移的几何非线性影响。最后通过一钢筋混凝土板在高温下的试验进行了验证，并分析了

配筋率和保护层厚度的影响。结果表明：提出的火灾下钢筋混凝土壳单元数值计算模型的计算结果与试验结果吻

合较好，可以用来分析火灾下钢筋混凝土框架结构楼板的反应。 
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NUMERICAL MODELING OF REINFORCED CONCRETE 
SLABS SUBJECTED TO FIRE 

CHEN Shi-cai , *REN Ai-zhu , WANG Jing-feng , LU Xin-zheng 
(Department of Civil Engineering, Tsinghua University, Beijing 100084, China) 

Abstract:  Based on the degenerated shell theory, a finite element numerical model is proposed to analyze the 
behavior of the reinforced concrete slabs exposed to fire. The non-uniform temperature distribution across the 
section of the slab is considered. The temperature dependent thermal-elastic plastic material model is introduced 
in each layer through the layered model. The geometric nonlinearity due to large displacement is taken into 
consideration through Total Lagrange approach. The proposed model is validated by a fire experimental test on a 
reinforced concrete slab and the effects of parameters including the ratio of reinforcement and the thickness of the 
concrete cover are analyzed. The results show that the predictions agree well with the experimental results and the 
proposed model can be used to analyze the response of the reinforced concrete slabs under fire. 
Key words:  reinforced concrete slab; fire response; layered model; membrane action; nonlinear analysis 
 

钢筋混凝土楼板在实际火灾中对防止结构破

坏起着重要的作用，研究者们[1―2]对混凝土板壳进

行了很多抗火试验与理论研究，由于火灾试验费用

高、周期长等原因，近年来，数值模拟分析作为一

种经济有效的研究方法受到广泛重视。早期的研究

者在研究框架结构耐火性能时不考虑楼板的作用，

或把楼板等效为梁单元进行分析[2]，与实际情况有

一定出入。随后，Linus Lim[3]建立了四结点四边形

板单元，对混凝土楼板高温反应进行了分析，取得

了比等效梁方法更加准确的结果。一些真实的火灾

事例和试验表明，结构中的楼板在火灾中有时会因

为大变形而出现薄膜作用，对结构的受力形式产生

影响。Mohamad[2]等认为采用壳单元可以准确、有

效地模拟钢筋混凝土楼板的火灾反应，尤其是模拟

楼板在火灾中表现出的弯曲和薄膜作用。Huang  
等[4]在分析混凝土楼板火灾反应时，就建立了平板
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壳单元模型，并开发了相应的计算程序 VULCAN。 
本文在这些学者的研究基础上，基于退化壳理

论，建立了考虑不同温度影响的一般壳单元模型。

为考虑火灾下壳截面不均匀温度场分布，引入了分

层模型，同时在各分层上考虑不同材料在不同温度

下的弹塑性本构关系，从而准确地模拟混凝土材料

的开裂、屈服与压碎现象以及钢筋在高温下的屈服

行为。另外根据全拉格朗日方法，推导了考虑大变

形几何非线性的壳单元切线刚度矩阵，来反映楼板

发生大位移后的薄膜张拉效应。最后用一钢筋混凝

土板抗火试验验证了本文模型的准确性和有效性。 

1  分层壳单元计算模型 

本文的分层壳单元是基于退化壳理论建立的

八结点四边形单元，如图 1 所示，通过引入 Hinton
等[5]的分层模型把壳单元划分成可考虑不同材料的

相应层。钢筋用等效厚度的均匀钢层模拟，且只具

有轴向强度和刚度，并假设混凝土层和钢层之间无

相对滑移。温度沿壳单元截面不均匀分布，但每层

温度分布均匀。每层采用 9 点高斯积分，在每个高

斯点处可以分析混凝土开裂、压碎以及钢筋屈服  
情况。 
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图 1  分层壳单元模型         图 2  单元应力 

Fig.1  Element of layered shell    Fig.2  Element stress 

许多学者对高温下材料的物理和力学性能进

行了研究，提出了许多重要的计算公式。利用这些

公式和高温下的材料本构关系可以进行结构火灾

分析[3]。本文采用高温下材料的热力弹塑性本构关

系来分析钢筋混凝土板在火灾下的反应，在高温下

材料总的应变增量可表示为[6]： 
,{ } { } { } { } { } { }e e T T cr pδε δε δε δε δε δε= + + + +   (1) 

式中：{ }eδε 为弹性应变； ,{ }e Tδε 为材料属性随温

度变化引起的增量应变(包括弹性模量以及屈服强

度的影响)；{ }Tδ ε 为热膨胀应变增量；{ }crδ ε 为徐

变增量；{ }Pδ ε 为塑性应变增量。 
考虑等强硬化模型： ({ }, , )F F K Tσ= ，最终

的增量本构方程为[6]： 

{d }σ =[ ]{d }ep εD −[ ]({ }dep TαD +
1[ ] ( )eD

T
σ

−∂
∂

dT + 

{d }) [ ]{ }/ dcre e
FD S T
T

ε σ ∂′−
∂

          (2) 

式中： [ ]epD 热力弹塑性本构矩阵；α 为高温影响

的材料膨胀系数； 
T{ } [ ]{ }eS D Hσ σ′ ′ ′= + ，{ }σ ′ = F

σ
∂⎧ ⎫

⎨ ⎬
∂⎩ ⎭

， 

[ ]epD =[ ]eD −[ ]pD ， 

][ pD = ][ eD }{σ ′ T}{σ ′ ][ eD / S            (3) 

本文壳单元模型中，在每一分层每一高斯点处： 
{∆ }σ =[ ]{ }ep ε ′∆D = 

[ ]epD ({ }ε∆ − T{ }ε∆ −{ }creε∆ )     (4) 

式中：{ }ε ′∆ 为热力应变增量； T{ }ε∆ 为增量步中总

的热应变增量。根据上面的增量本构方程(2)可知： 
1
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则壳单元应变能增量为： 
U∆ =1/2 { }

V
ε ′∆∫ { }σ∆ dv = 

T TT T1/2{ } d { } { } { }dep epv v
u D v u u D vε∆ ∆ − ∆ ∆∫ ∫B B B − 

TT T T T{ } { }d 1/ 2 { } { }dep cr epv v
u D v D vε ε ε∆ ∆ + ∆ ∆∫ ∫B  

(5) 
壳单元表面分布力做功为： 

V∆ = − T}∆{ u
T
{ }d

s
N P s∆∫          (6) 

则系统总位能为： 
p∏ = U∆ + V∆              (7) 

由系统最小位能原理： 

{ }
p

u
∏∂

∂ ∆
=

T
depv

D v∫ B B { }u∆ − 

T TT{ }d { }depv s
D v N P sε∆ − ∆∫ ∫B =0    (8) 

故单元求解方程为： 
eK }∆{ u = TF∆ + MF∆ = F∆         (9) 

通过刚度集成即可求解系统位移增量。 
考虑大位移的影响时，单元应变位移矩阵 B可

分解为线性部分 0B 和非线性部分 LB  
B = 0B + LB 且 dB = d LB 。 

由单元内外力平衡条件： 
( )uψ = ip − if = T d

v
vσ∫ B − if =0      (10) 

根据变分原理由式(10)可得单元切线刚度矩阵 TK ： 

σ s

σ s

σ i
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d ( )uψ = Td d
v

vσ∫ B + Td d
v

vσ∫ B − d if = 0 

令 dT uK = d if ，由 dB = d LB ，则： 

dT uK = Td d
v

vσ∫ B + Td d
v

vσ∫ LB = 

T
0 0( ) (  )d dL ep Lv

D u v+ +∫ B B B B + Td dLv
vσ∫ B = 

de uK + σK du                          (11) 

TK = eK + σK                            (12) 

式中： eK 为式(9)中的单元刚度； σK = T[ ] d
v
G G vσ∫

为即时应力附加几何矩阵。 
为了得到 TK ，还需要求出 LB ，考虑VonKarman

假设：u′，v′对 x′， y′，z′的导数为微小量，ω′

对 z′的变分可以忽略，利用全拉格朗日方法[5]： 
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 (14) 

R 可以用位移矢量 u 及单元形状函数表示为： 

R =
/
/

w x
w y
′ ′∂ ∂⎧ ⎫

⎨ ⎬′ ′∂ ∂⎩ ⎭
= Gu ， 

式中 G 由单元形状函数确定的矩阵。则： 
Lε =1/2 LGu。 

对式(14)进行变分： 
d Lε =1/2 dLR +1/2 dL R = dL R = uL dG  

则 LB = GL ，在程序中首先计算出 0B 和 G，再用当

前位移求出 L ，从而可以求出 LB ，再迭加到 0B 中

得到最终的应变位移矩阵 B 。通过对式(11)进行高

斯积分可求得 eK ，并根据当前应力求出几何矩阵

σK ，最后根据式(12)求出 TK 。 

2  高温材料模型 

2.1  混凝土 
本文采用 Drucker-Prager 屈服准则和应变硬化

模型来分析混凝土的受压，因垂直于壳中面的应力

可忽略，其应力状态和双轴应力状态差别不大，但

是混凝土材料在高温下的双轴本构关系研究很少，

这里假设高温下的屈服面形状和常温下的一样，而

相应的抗压强度则采用高温下的抗压强度(见图 3)。 
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图 3  高温下混凝土的屈服面 

Fig.3  Yield surface of concrete at elevated temperatures 

为了用一种适合于数值计算的形式来描述混

凝土的本构关系，Hinton E[5]根据双轴试验结果以及

对等双轴屈服强度和单向屈服强度关系的假设，使

Drucker-Prager 屈服条件成为只含等效应力的函数： 
2 2 2
0 00.355( ) 1.355((x y x yσ σ σ σ σ σ− + − + −  

2 2 2) 3( )) 0x y xy xz yzσ σ τ τ τ+ + + =         (15) 

式中， 0σ 为等效应力。这样根据应变硬化模型和高

温下混凝土的单轴本构关系就可以进行高温下的

屈服判断。具体的混凝土在高温下的单向受压应   
力-应变关系如图 4 所示：上升阶段采用 EC4[7]中混

凝土高温本构关系表达式，软化阶段采用了直线表

示，而压碎条件的判断也采用与式(15)相似的表达

式，假定等效应变达到极限应变 uε 后认为混凝土压

碎并退出工作。 
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图 4  高温下的混凝土本构关系 

Fig.4  Stress-strain relationship of concrete at high 
temperatures 

混凝土的受拉应力-应变关系假设为直线，开裂

区采用双裂缝模型，并采用最大拉应力控制准则，

应
力
比
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c(2
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应变 



110 工    程    力    学  

假定当最大主应力达到了在高温下的抗拉强度
T

tf ，在垂直主应力方向产生裂缝。 T
tf 根据不同的

温度确定[8]： T
tf / tf =1−T/1000， tf 取为 0.1 cf 。为

了模拟开裂后裂纹之间的拉伸刚化作用，采用了逐

渐减小的垂直于开裂面的应力分量来表示(见图 5)。
开裂应变 T

craε = T
tf / ( )cE T ，当超过极限开裂应变 T

cuε

时，则认为没有粘结作用， T
cuε 取为 10 T

craε 。另外，

混凝土热膨胀系数a 取为[8]：28(T/1000)×10-6/ oC 。 

T
tf

T
cuε

T
taf

7.0~5.0=a

应变

应力

T
craε  

图 5  高温下的混凝土受拉应力-应变关系 
Fig.5  Concrete tension curve at high temperatures 

混凝土的徐变模式采用文献[8]中的模型： 
6

61000

0

( ) (e 1) 60 10
T

cre T
c

tt
tf

σε −= − × ×     (16) 

式中， 0t 取为 2h 或 120 min。 

2.2  钢筋 
高温下钢筋采用理想弹塑性模型，其屈服强度

( )yf T 和弹性模量 ( )sE T 分别为[9]： 
o o

3 o o
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，

，

≤ ≤
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式中， yf 、 sE 分别为常温下钢筋的屈服强度和弹

性模量。 
钢筋的徐变模式采用 Norton 徐变模型[6]： 

3
344.63 10cs

Dt
GT G

σε ⎛ ⎞= × ⎜ ⎟
⎝ ⎠

， 

式中： D =0.37×10-4exp(0.000337/T)， 
G =8.1×10-4[1−4.7×10-4(T−300)]。 

另外钢筋热膨胀系数取为：0.5 T ×10−6/ ℃。 

3  非线性求解过程 

为了进行钢筋混凝土结构火灾反应分析，作者

同时编写了结构火灾瞬态热传导分析程序(由于篇

幅有限，在此不再赘述)，在这里直接用来进行楼板

热传导分析，并假定混凝土裂缝对热传导没有影

响。进行结构分析时，程序对整个时间域以及外荷

载划分为一定数量的增量步，每一增量步内的非线

性方程组的迭代求解采用了 Newton-Raphson 迭代

方法[10]，分析过程见图 6。 

迭代

读入温度,时间,荷载增量,
并计算材料属性

结构几何及材

料信息输入

系统变量初始化

热传导分析

开始

读入前一步的各结点位移

根据当前材料属性,计算

单元刚度矩阵以及力矢量

计算增量位移和不平衡力

按照当前本构模型更新单元应力

及结点位移

收敛判断

存储/输出结果

增量步结束 ?

结束

i=i+1
形成整体刚度矩阵

否

是

是

否

 
图 6  结构火灾反应分析流程图 

Fig.6  Flow chart of structural analysis under fire 

在高温结构分析中，因不平衡力常可形成平衡

的力系，所以迭代过程中，使用力的收敛准则不是

很合适，其解不一定单调收敛，所以本文同时采用

结点不平衡力准则和结点位移增量准则来控制收

敛。 

4  数值算例 

为了验证本文提出的分层壳单元的数值模型，

本文采用文献[1]的钢筋混凝土板抗火试验[1]来进

行验证。该试验中，钢筋混凝土板试件尺寸为 4.3 m× 
1.5 m×0.12 m，采取试验炉墙壁进行简支的方式。

板底部布置了两层钢筋，分别具有 0.524 mm 和

0.113 mm 的等效厚度。 
由于试验中采取了 ISO834 标准升温方式，热

分析时取标准升温曲线来模拟火灾环境。热分析程

序中将混凝土板沿厚度划分成 6 层，每层离散成四

个三角形单元。板底热交换系数根据文献[1]试验取

40W/( 2m K⋅ )，混凝土表面与试验炉表面辐射率取

a=0.5―0.7



 工     程     力     学 111 

0.7。本文热传导分析程序的分析结果见图 7 和图 8。
图

 7 比较了各时刻板截面温度分布和试验结果；  
图 8 表明在试验过程中板截面 1/2 厚度处(简称截面

中心点)的温度和实测温度符合良好。 
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图 7  板截面各时刻温度分布图 

Fig.7  Temperature distributions across slab section 
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图 8  板截面中心点温度时间关系 

Fig.8  Temperature-time curves at mid-point of the slab 

在结构分析程序中混凝土板沿厚度划分成 6
层，钢筋等效成 0.524 mm 和 0.11 3mm 的两层钢层，

刚度方向分别为纵向和横向。由于荷载以及边界条

件的对称性，取其四分之一进行分析。表面分布荷

载为 2 kN/m2，本文计算的板几何中心(简称中点)
竖向位移和试验结果与文献[1]中 ANSYS 计算结果

进行了比较(见图 9)。由图 9 可知，在受火面板面温

度小于 500℃时，计算值与试验值相差不大，这是

由于材料力学性能变化较小，热膨胀占主要影响，

板基本处于弹性阶段。之后随着温度的升高，材料

强度和刚度明显降低，挠度快速增长，由图 9 可见 
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图 9  板中点挠度温度曲线 

Fig.9  Deflection-temperature curves for the slab 

本文模型计算的结果比文献[1]中 ANSYS 计算的结

果更加合理。同时由比较可知，在较低温度时，材

料膨胀特性是导致结构变形的主要因素，随着温度

的升高，材料强度和刚度的降低变为主导因素。 
另外，根据分析结果，在温度达到 978℃时，

板底面第一层混凝土单元多数高斯点处发生开裂

现象，而上表面混凝土没有出现压碎破坏，这与文  
献[1]的试验结果相符；此外，图 10 表示了此时板

底第二层混凝土单元高斯点裂缝出现的情况，因为

易发生应力集中，支座处单元开裂比较严重，所以

开裂现象延续到第二层混凝土。 
简支边对称轴

 
图 10  978℃时板底第二层单元裂缝分布 

Fig.10  Crack distribution in the second layer of  
the slab at 978℃ 

5  参数分析 

钢筋混凝土板构件的抗火性能受许多因素的

影响，本文主要考虑配筋率和保护层厚度。用上述

钢筋混凝土板为分析对象而分别改变其配筋率和

保护层厚度。图
 11 比较了在相同恒定荷载作用下不

同配筋率时板的挠度随温度的变化情况，在温度小

于 500℃时，配筋率的影响不大；当温度大于 500℃
后，低配筋率板的挠度变化明显快于高配筋率的混

凝土板的挠度变化。可见适当提高配筋率可以改善

板的耐火性能。 
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图 11  配筋率影响 
Fig.11  Deflection against temperature for slab with various 

reinforce ratio 

另外，在考虑混凝土保护层厚度影响时，为了

使结果具有可比性，假设混凝土板厚度不变，钢筋

层温度取相应保护层厚度位置的温度值来进行分

析。因为混凝土是热惰性材料，混凝土板截面存在
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较大的温度梯度，并且由于在热分析时，不考虑保

护层出现的裂缝对热传导的影响，所以随着保护层

厚度的增加，受拉区钢筋位置的温度也就越低，从

而钢筋混凝土板的刚度就越高，图
 12 反映了不同

保护层厚度时钢筋混凝土板的挠度随温度的变化

情况，由图 12 可见，在温度低于 500℃时，混凝土

保护层厚度对板的挠度影响较小；当温度高于

500℃后，保护层厚度较大的板比保护层厚度小的

板跨中挠度增大程度有所减小，这与文献[1]得出的

结论类似。 

0

50

100

150

0 200 400 600 800

温度/℃

中
点

挠
度
/
m
m H =30mm

H=10mm

 
图 12  保护层厚度影响 

Fig.12  Deflection against temperature for slab with various 
thickness of cover 

6  结语 

钢筋混凝土结构在高温下的力学性能反应比

较复杂，利用试验来确定其高温下的承载力或耐火

极限的方法费用较高、周期长，而有限元数值模拟

方法是一种较为经济、有效的方法。本文主要进行

了以下工作： 
(1) 根据退化壳单元原理，建立了适合火灾下

钢筋混凝土板壳结构的有限元数值计算模型，引入

了分层模型来考虑板壳截面的不均匀温度场分布，

同时在各分层上考虑了不同材料在不同温度下的

热力弹塑性本构关系，并通过全 Lagrange 方法推导

了其切线刚度矩阵。 
(2) 通过钢筋混凝土板的抗火试验验证了计算

模型的合理性，研究表明，本文所建立的火灾下钢

筋混凝土板壳结构的有限元数值计算模型以及分 

析程序，可以用于分析建筑结构中钢筋混凝土楼板

的火灾反应。 
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