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单向面内约束混凝土双向板火灾试验及 
承载力分析 

王  勇 1,2，史伟男 1，王腾焱 1，袁广林 1，吕俊利 3 
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2. 江苏建筑节能与建造技术协同创新中心，江苏，徐州 221008； 

3. 山东建筑大学山东省建筑结构鉴定加固与改造重点实验室，山东，济南 250101) 

摘  要：为研究混凝土板在面内约束作用下的火灾行为，对 1 块面内约束混凝土双向板进行了恒载-升温条件下

的火灾试验，获得了试验板沿板厚的温度场分布、钢筋温度、板挠度和平面外变形以及板角约束力等规律。基于

EC2 和 ASCE 两本构模型，采用五种理论对四块不同面内约束作用下试验板的极限承载力进行对比分析。结果表

明：单向面内约束作用时，试验板板顶出现沿约束力方向的平行裂缝；与挠度相比，板在垂直约束力方向的平面

内膨胀变形较大且不可忽略；面内约束作用和破坏准则对火灾下混凝土双向板极限承载力有重要影响。 

关键词：混凝土双向板；火灾试验；极限承载力；温度；位移；约束 
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FIRE TEST AND LIMIT CARRYING CAPACITY ANALYSIS OF 
TWO-WAY CONCRETE SLABS WITH UNILATERAL  

IN-PLANE RESTRAINTS 
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3. Shandong Provincial Key Laboratory of Appraisal and Retrofitting in Building Structures, Shandong Jianzhu University, Jinan, Shandong 250101, China) 

Abstract:  To investigate the fire behavior of concrete slabs with in-plane restraints, one fire test was conducted 

on the full-scale two-way concrete slabs. The testing results included the temperature along the depth, the 

reinforcement temperature, the vertical and in-plane deflection and constraint reaction forces at the four corners. 

According to EC2 and ASCE models, the load carrying capacity of four testing slabs with different in-plane 

restraints was analyzed using five theories. The results showed that the crack parallel to the in-plane restraint force 

direction was observed on the top surface of the slab. Compared to the out-of-plane deflection, the in-plane 

deflection perpendicular to the constraint direction was relatively larger and could not be neglected. The in-plane 

restraint force and failure criterion have an important effect on the limit carrying capacity of the concrete two-way 

slabs in fire. 
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目前，国内外学者对混凝土简支板火灾行为及

其薄膜机理分析研究较多，取得了大量的研究成 

果[1―5]。事实上，结构中由于相邻构件之间的相互

约束，使得约束板构件的火灾行为(如裂缝开展及其

破坏模式)与独立板构件存在较大差别[6]。值得指出

的是，国内外学者在约束作用下(如面内约束)混凝

土板构件的火灾试验及其理论分析还相对较少[7]。 

20 世纪 60 年代，Selvaggio 等[8]和 Issen 等[9]

开展了面内约束作用下板的火灾试验研究，结果表

明：轴向约束可以提高楼板的抗火性能。1989 年，

Lin 等[10]开展了一块临边约束作用下混凝土双向板

的抗火性能试验研究。1993 年，Cooke[11]等约束板

火灾试验表明：轴向面内约束力及其加载位置对板

的抗火性能有重要影响。2002 年，Lim 等[12]开展了

板角约束混凝土板的抗火试验研究，结果表明：板

角约束时，其变形规律与未约束板的变形规律存在

差别，特别是后期破坏阶段。2009 年，王滨等[13]

开展了四边简支钢筋混凝土双向板火灾行为试验

研究，结果表明：裂缝主要出现在板顶的长边跨中、

距短边支座 1/4 处以及角部。2012 年，朱崇绩等[14]

对足尺钢筋混凝土邻边简支邻边固支双向板进行

试验研究，结果表明：邻边简支邻边固支双向板的

顶部裂缝形成半椭圆形破坏形式。2011 年~2014 年，

文献[15―17]开展了整体结构中足尺混凝土板不同

板格的火灾试验研究，即中(角)区格、2×2 区格和

2×3 区格等火灾试验，结果表明：由于约束边界条

件的差别，不同板格的裂缝、变形及破坏模式明显

不同。 

近年来，国内外学者提出各自理论模型[5,17―24]，

对火灾下板极限承载力理论开展了较多的研究。上

述理论多是基于传统屈服线理论，通过不同的方法

考虑钢筋薄膜效应对板极限承载力的影响，如文 

献[5, 23]建立椭圆板块，文献[18]和文献[22]提出钢

筋竖向分力或钢筋伸长做功，文献[19]考虑钢筋伸

长和钢筋硬化效应等。值得指出的是，文献[19]考

虑了火灾下钢筋和混凝土粘结性能对板极限承载

力的影响。 

基于上述研究，本文开展了单向面内约束作用

下混凝土双向板的火灾行为试验研究及极限承载

力分析。试验方面获得了受火双向板沿板厚温度场

分布、钢筋温度、挠度和平面外的变形和板角约束

力变化规律和裂缝开展情况等；理论方面即采用 

 

EC2 和 ASCE 热工和力学本构模型，对试验板的温

度场进行数值分析，并采用屈服线理论、李国强理

论[5,23]、董毓利理论[18,22]、Omer 理论[19]和修正板块

平衡法等方法对本文试验板和文献[27]中三个试验

板的极限承载力进行计算分析。 

1  试验方案 

1.1  试件设计 

根据现行混凝土结构设计规范[25]，设计了 1 块

钢筋混凝土双向板试件，编号为板 S-4，长宽厚

(L×l×h)为 3300 mm×3300 mm×100 mm。试件采用

C30 商品混凝土浇筑，立方体抗压强度平均实测值

fc=25 MPa。试验板仅板底双向配筋(HRB400)，直

径为 8 mm，间距均为 100 mm，即配筋率为 0.65%；

钢筋屈服强度平均实测值为 414 MPa，抗拉强度平

均实测值为 475 MPa。混凝土保护层厚度为 15 mm。

板吊钩钢筋直径为 22 mm。本试验在山东建筑大学

火灾试验室进行。 

1.2  加载方案 

按照 GB/T9978-2008《建筑构件耐火试验方法》

进行火灾试验[26]，板边界为简支，即支座采用钢球

和钢滚轴，且钢球之间填充防火岩棉，防止漏火。 

如图 1(a)和图 1(b)所示，通过高强螺栓(10.9 级)

将四个反力梁固定于反力架四角，反力梁对板件的

四个角施加平面外约束，在反力梁与试验板之间设

置量程为 10 t 或 20 t 的 BHR-4 型压力传感器，编号

分别为 1#、2#、3#和 4#，压力数据由静态电阻应

变仪(DH3818)采集。 

 

(a) 平面图 
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(b) 实景图 

       图 1  试验加载装置图    /mm 

Fig.1  Layout of the testing frame 

板面放置砂袋，模拟均布活荷载 2.0 kN/m2。本

试验在竖向加载后，再施加面内力。如图 2(a)和   

图 2(b)所示，通过固定装置将 3 组液压千斤顶和 3

个压力传感器(编号分别为 5#、6#和 7#)固定在钢架

上，对板施加 2 MPa 面内约束力 N(200 kN/m)，试

验过程中该力保持不变，N 与板刚度之比( fch)是

0.08。此外，槽型支撑如图 2(c)和图 2(d)所示。 
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(c) 槽型支撑            (d) 1-1 断面 

图 2  固定装置和槽型支撑 

Fig.2  Fixed device and trough type support 

1.3  温度测量方案 

采用安捷伦数据采集仪(34980A)对炉温(两个

测点)、板截面温度和钢筋温度进行测量。 

如图 3(a)所示，混凝土板 S-4 内共布置了 9 组

测点，其中编号为 T1~T9。如图 3(b)所示，每组测

点共有 8 个热电偶测点，其中编号 1~6 为混凝土温

度测点，编号 R-1、R-2 为钢筋温度测点。采集温

度时间间隔为 15 s。 

1.4  位移测量方案 

挠度(平面外位移)和平面内位移采用差动式位

移传感器(简称 LVDT)进行测量。试验中位移测点

有 13 个，如图 4 所示。其中，编号 V1~V11 为竖

向挠度(平面外)测点，编号 H1、H2 为平面内测点。 
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(a) 平面布置图 

10
0

20
20

20
20

20

 

(b) 截面布置 

    图 3  板内热电偶布置图    /mm 

Fig.3  Positions and details of thermocouples in the slab 
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图 4  挠度、平面内位移差动式位移传感器布置 

Fig.4  Positions of vertical deflection/in-plane LVDT 

2  试验结果 

2.1 试验现象及分析 

2.1.1  试验现象 

升温 3 min 反力梁接连传来几声响声，反力梁

中间部位出现轻微的翘曲。如图 5(a)和图 5(b)所示，

板东南角首先出现斜裂缝①，紧接着西南角出现斜

裂缝①；14 min 试验板北侧跨中 1/2 处中出现一条

近似垂直板边的裂缝④，裂缝从北侧跨中向板中心

发展；20 min 试验板东侧与西侧出现大致呈南北方

向的长裂缝②和③；22 min裂缝③处开始向外冒水；

23 min 板面的水逐渐连成一片，并向板中心聚集；
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26 min 西北角出现斜裂缝①，板中心区域出现大量

水蒸汽；28 min 试验板四角槽钢翘曲，板角与支座

脱离，呈悬空状态；随着板温度升高，板面水不断

蒸发，板面裂缝的宽度逐渐增大；180 min 停火，

板中心点处位移达到最大值。停火 200 min 后，试

验板顶面的水分已经完全蒸发，并留下一些水渍，

整个试验板的变形有所恢复。待板 S-4 冷却后，绘

制板顶裂缝图，如图 5(b)所示。 

 

(a) 板顶裂缝实景图 

33
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(b) 板顶裂缝分布图 

图 5  板 S-4 板顶裂缝图 

Fig.5  Crack pattern on the top surface of slab S-4 

如图 5(a)和图 5(b)所示，四个板角均存在多条

呈弧形状的斜裂缝，与相邻两外板边近似成 45°。

这是由于板角反力梁施加平面外约束，板角产生了

较大的负弯矩作用。由此可知，应在板角部位增加

受力钢筋布置，以增强其抗火性能。值得指出的是，

试验过程中，板受到南北方向的面内约束力，南北

方向膨胀变形受到约束，可知板 S-4 东西方向产生

拉应力，即在板面南北方向产生裂缝②、③和④。 

板底裂缝及爆裂情况如图 6(a)、图 6(b)和图 6(c)

所示。结合图 5(a)，可知混凝土板未产生贯穿板厚

裂缝，即未出现完整性破坏。同时，板底部分区域

出现爆裂，部分钢筋外露，如图 6(b)所示。 

  

(a) 板底实景图            (b) 板底钢筋 

 

(c) 板底裂缝 

图 6  板 S-4 底面破坏模式 

Fig.6  Failure pattern on bottom surface of slab S-4 

2.1.2  对比分析 

由上可知，对于板 S-4，其板中部未出现南北

通长裂缝且沿板厚贯穿(图 5(a)和图 6(a))。这与文 

献[27]中约束板 S-2 出现南北纵向(约束方向)贯穿

板厚的裂缝明显不同。其中，S-2 板尺寸、混凝土

和钢筋材料性、约束力、荷载及受火条件等均与 S-4

板相同，主要区别在于 S-2 板底钢筋间距为

200 mm。因此，对比可知提高配筋率会有效防止约

束板出现贯穿板厚裂缝，即防止出现完整性破坏。 
此外，文献[27]中简支板 S-1，四板角施加竖向

约束，面内未施加约束力，其裂缝主要集中在板角

及板边界区域，多为弧状裂缝，未出现平行板边的

相关裂缝。因此，面内约束作用对混凝土双向板的

裂缝发展及破坏模式有重要影响。 

2.2  温度和变形 

2.2.1  炉温 

试验板 S-4 中一侧点炉温-时间曲线如图 7 所

示，另一测点损坏未获得相应炉温数据。由图 7 可

知，在升温初期，炉内温度迅速升高，12 min 平均

炉温达到轰燃温度 600℃；随后，由于炉墙和混凝

土板吸收大量热量，炉温经历较长的升温发展期；

最终，停火时(180 min)板 S-4 平均炉温为 837℃。

值得指出的是，平均炉温-时间曲线与 ISO-834 标准

升温曲线大体一致，存在一些差异；主要原因在于

试验过程中燃烧器雾化性能和炉体保温性能还有

待改进。然而，温度差异并不影响对约束试验板火
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灾行为相关规律的定性分析。 
炉

温
/(
℃

)

 

图 7  板 S-4 炉温-时间曲线 

Fig.7  Furnace temperature-time curves of slab S-4 

2.2.2  板温 

图 8 表示板 S-4 中截面 S-4-T9 温度-时间曲线。

停火时，板底最高温度为 722℃。同时，由于混凝

土的自由水和结合水的蒸发和迁移作用，板内部分

测点温度在 100℃左右时，出现一显著的温度平台

段(10 min~40 min)，且越接近板背火面，该平台段

越长。此外，与文献[27]中三约束试验板截面温度

场进行对比，可知不同约束试验板具有相似的板底

(顶)温度、截面温度梯度以及温度平台(100℃)，可

见约束作用对板的截面温度分布影响较小。 

 

图 8  板 S-4 混凝土温度-时间曲线 

Fig.8  Concrete temperature-time curves of slab S-4 

图 9 为板 S-4 的温度-板厚-时间关系曲线。由

图可知，随着时间的发展，截面温度梯度逐渐增加。

例如，停火时截面温度梯度最大，约为 560℃。因

此，沿板截面高度将产生较大的温度应力[20―21]。 

板 S-4 板底钢筋温度-时间曲线如图 10 所示。

由图可知，升温阶段前期，各测点钢筋温度较为接

近。随着炉温升高，各测点钢筋温度存在一定差别，

原因可能在于混凝土为非均质材料或水分迁移、板

底混凝土爆裂和钢筋实际位置差异。 
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图 9  板 S-4 温度-板厚-时间关系曲线 

Fig.9  Temperature-depth-time curves of slab S-4 

 
图 10  板 S-4 钢筋温度-时间曲线 

Fig.10  Steel temperature-time curves of slab S-4 

停火时(180 min)，板 S-4 钢筋温度测点 T3-R-1、

T3-R-2、T4-R-1、T4-R-2、T6-R-1 和测点 T6-R-2

温度分别是 635℃、568℃、587℃、565℃和 521℃、

488℃，且平均温度为 561℃。 

2.2.3  挠度 

板 S-4 各测点挠度-时间曲线如图 11 所示。其

中，负值代表向下，正值代表向上。 

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200
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S-4-V6

 
图 11  板 S-4 挠度-时间曲线 

Fig.11  Vertical deflection-time curves of slab S-4 

由图 11 可知，相比其他测点，约束板跨中测

点 V6 挠度绝对值最大。随着时间发展，试验板挠

度逐渐趋于平缓，变形速率减小。其中，早期阶段
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变形由热膨胀(截面平均温度)和热弯曲(截面温度

梯度)引起；随着变形增加，试验板产生较强的受拉

薄膜效应[1―5]，变形速率逐渐降低。值得指出的是，

本文试验板变形规律与文献[27]中面内约束试验板

变形规律类似。 

图 12 为板 S-4 的挠度-炉温关系曲线。由图可

知，以炉温 550℃为分界点，该曲线明显分为两个

变形阶段。具体地，低于 550℃时，挠度随炉温增

长均较为缓慢，550℃时跨中位移值为 6.4 mm，相

应的线性变形速率为 0.012 mm/(℃)；相比第一阶

段，第二阶段板的变形速率快速增加，该阶段跨中

测点变形速率为 0.27 mm/(℃)，约为前一阶段的 23

倍，原因在于板内截面温度梯度(热弯曲作用)逐渐

增加和材料性能降低。此外，文献[13―14]和文献

[27]中试验板具有类似的规律，可知炉温是影响约

束板火灾行为的关键因素之一，即炉温增加，截面

温度梯度迅速增大，热膨胀和热弯曲效应快速增

大，致使变形及其速率增加。 

 
图 12  板 S-4 挠度-炉温曲线 

Fig.12  Vertical deflection-furnace temperature curves of slab 
S-4 

2.2.4  平面内位移 

板 S-4 平面内位移-时间曲线如图 13 所示。其

中，负值代表膨胀，正值代表收缩。 

 
图 13  板 S-4 平面内位移-时间曲线 

Fig.13  In-plane deflection-time curves of slab S-4 

由图 13 可知，板 S-4 平面内位移与时间为非线

性关系。180 min 时，H-1 测点平面内位移值为

26.4 mm；与挠度相比，可知板在垂直约束力方向(东

西)的膨胀位移较大，且约为跨中位移值的 1/5。其

中，这一点与文献[12]和文献[13]普通简支板的试验

结果明显不同，停火时混凝土双向板平面内、外跨

中位移比值约为 1/20~1/45，可见平面内变形基本可

忽略。由此可知，约束压力致使板在无约束力方向

的平面内位移趋于增大，且不可忽略。 

2.3  约束力 

2.3.1  面内约束力 

板 S-4 面内约束作用力设计值为 2 MPa。由   

图 14 所示，试验过程中通过三个千斤顶所施加的

面内压力总体上较为稳定，基本满足试验要求。 

 

图 14  板 S-4 面内约束力-时间曲线 

Fig.14  In-plane restraint force-time curves of slab S-4 

2.3.2  板角约束力 

板 S-4 四个板角约束反力-时间关系曲线如

图 15 所示。 

 

图 15  板 S-4 角部约束反力-时间曲线 

Fig.15  Constraint reaction force-time curves on the corners of 

slab S-4 

由图 15 可知，对于 1#和 3#测点，除试验早期
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阶段，其板角约束力在试验过程中逐渐增大，停火

时约束力分别为 4.90 kN 和 5.01 kN。对于 2#测点，

试验早期，约束急剧增大，33 min 时约束力最大值

为 17.6 kN，随后压力传感器出现故障，未能测得

后续约束力数据，但板角一直处于约束状态。对于

4#测点，除早期阶段，试验过程中该板角约束力较

为稳定，停火时约束力为 1.30 kN。 

由上可知，试验过程中板角约束力变化规律较

为复杂，主要原因在于板角区域裂缝的影响。结合

图 5(a)和图 5(b)可知，板角(1#、2#和 3#)位置裂缝

较少，尤其是板角 2#位置，刚度较大，其能够承担

较大的约束力；板角 4#位置裂缝较多，刚度较小，

所能承担约束力较小。由此可知，板角区域裂缝的

数量及位置对板角约束力有重要影响。 

因此，可知板角区域应当加强配筋，避免在板

整体破坏前板角先出现材料破坏而失去抵抗更大

变形的能力，进而充分发挥受拉薄膜效应的有利作

用。此外，限于试验条件，数据较少，火灾条件下

板角约束反力变化规律还有待于深入研究。 

3  承载力分析 

3.1  温度场分析 

基于 EC2 和 ASCE 热工模型[28]，编程对文    

献[27]混凝土板(S-1、S-2 和 S-3)和本文 S-4 板温度

进行分析。在进行温度分析中，采用四节点矩形单

元进行一维温度分析(仅厚度方向)。此外，受(背)
火面对流系数 ch 分别为 35.0(10.0)W/(m2·K)，受

(背)火面辐射系数 r 分别为 0.3(0.2)，初始温度为 

20℃。骨料类型为硅质。两模型温度计算结果和混

凝土板温度试验结果对比如图  16(a)~图  16(d)和

图 17(a)~图 17(d)所示。 

 
(a) S-1 

温
度

/(
℃

)

 
(b) S-2 

温
度
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℃

)

 
(c) S-3 

 
(d) S-4 

图 16  混凝土板温度计算值(EC2 模型)和试验值对比 

Fig.16  Comparison of predicted (EC2 model) and tested 

temperature of concrete slabs 

温
度
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℃

)

 
(a) S-1 
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(b) S-2 

 
(c) S-3 

 
(d) S-4 

图 17  混凝土板温度计算值(ASCE 模型)和试验值对比 

Fig.17  Comparison of predicted (ASCE model) and tested 

temperature of concrete slabs 

由图 16(a)~图 16(d)和图 17(a)~图 17(d)可知，

在受火面区域，两模型温度计算结果均高于试验结

果，原因在于受火面的辐射系数偏高；对于板内部

测点，温度场计算结果和试验结果总体吻合较好。

此外，对于背火面附近测点，两模型未能合理地反

映背火面附近 100℃左右出现的的温度平台，原因

在于两模型未能有效考虑水分的迁移和蒸发作用。 

3.2  理论分析 

3.2.1  理论模型 

采用五种理论对四块混凝土试验板的极限承

载力进行分析，即经典屈服线(塑性铰线)理论[29]、

李国强理论[5,23]、董毓利理论[18,22]、Omer 理论[19]

和修正板块平衡法理论。限于篇幅，本文仅对后四

种理论进行简要介绍，具体如下： 

1) 李国强理论 

文献[5]建立火灾下混凝土板极限承载力计算

模型，即将混凝土板划分为 5 部分，包括周边 4 个

刚性板块和中间一呈椭球面板块。随后，对板块的

内力和弯矩进行分析，根据内力平衡方程及位移协

调方程，推导出了火灾下考虑薄膜效应的混凝土板

极限承载力计算公式。此外，文献[23]对该理论进

行了改进，本文采用该改进理论对火灾下试验板的

极限承载力进行分析。该理论采用钢筋应变破坏准

则，即 2.5%(直径≤12 mm)和 5%(直径>12 mm)。值

得指出的是，通过计算分析，该理论中关键参数 K

取 0.47。 

2) 董毓利理论 

董毓利等[18]基于塑性铰线理论，提出大挠度时

混凝土板的薄膜效应是由钢筋的受拉伸长做功引

起，且大挠度时钢筋内力在竖向产生一个分量，随

着挠度增大该分量逐渐增大。随后，根据板块平衡

法和能量原理，建立了混凝土板极限承载力计算模

型。该理论采用变形破坏准则(如 l/20)。此外，文

献[22]对该理论进行了改进。 

3) Omer 理论 

Omer 等基于屈服线理论，考虑受拉薄膜效应、

热膨胀(弯曲)、钢筋硬化效应和粘结滑移效应，结

合能量方法，建立了轻骨料混凝土双向板的承载力

计算模型[19]。该模型采用钢筋应变破坏准则，与文

献[5,23]取值明显不同(如 2.5%和 5%)，Omer 模型

钢筋的极限应变值较大，如 15%~19%。此外，粘

结强度b 常温取值为 0.15 N/mm，粘结强度降低系

数采用抗压强度降低系数[19]。 

4) 修正板块平衡法 

结合经典屈服线破坏模式和文献[22]，考虑面

内约束力的影响，本文建立火灾下约束板极限承载

力计算方法。 

根据屈服线理论，矩形板分为 4 个板块：ABE、

BCFE、CDF 和 DAEF，见图 18(a)和图 18(b)。 

图 18(a)中：L、l分别为板的长边、短边尺寸；

x1、x2、y1 和 y2 为塑性铰线位置参数；mx(y)为 x(y)

方向每单位宽度塑性铰线上的抵抗矩；N为 x方向

面内均布约束力。图 18(b)中：C为混凝土压力；T

为钢筋拉力；q 为均布荷载；θ 为钢筋合力与水平
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方向夹角。显然，方板情况为矩形板特例。 

 
(a) 约束板屈服线 

 
(b) 约束方向截面受力状态 

图 18  单向面内约束双向板屈服截面受力状态 

Fig.18  Forces at the yield line section of one-way in-plane 

constraint slab 

约束力方向(如 x 方向)ABE 板块平衡方程为： 

,T ,T 1

1
sin

2x xm l T l x    

1 1

1 1 1

2 3 2
x x q l N h h l           (1) 

式中，h 为板厚。 

结合文献[22]，简化计算可得： 
2

,T
2 2

s 0

6 sin ( ) 3
1

2( ) ( )
x

x x

m nL Nh
q

hnL nL



    

 
     (2) 

式中：n 为位置参数； sx 为 x 方向力臂系数；h0x

为 x 方向钢筋有效高度。 

从极限承载力(稳定性)角度，国内外学者采用

变形破坏准则(l/30 或 l/20)。然而，由于热应变(膨

胀应变和徐变等)的影响，大变形并不代表构件的力

学应变较大。因此，文献[5]和文献[23]提出根据钢

筋破坏应变建立了板的破坏准则，即： 

s s3 ( )

8

T
l

 


  
           (3) 

式中： s 为钢筋热膨胀系数(14×106)； T 为钢筋

温度变化值；l 为短跨长度； s 为 0.025 [5]。 

3.2.2  对比分析 

1) 模型对比 

采用上述理论和温度场计算结果，结合 EC2 和

ASCE 两规范本构模型(混凝土和钢筋)[30]，对文  

献[27]三板和 S-4 板极限承载力进行了计算分析，

如图 19(a)~图 19(d)和图 20(a)~图 20(d)所示。其中，

以图 19(d)为例，2 MPa 为单向面内约束力，100 mm

为板底钢筋间距。 

 
(a) S-1 (0 MPa, 200 mm) 

极
限

荷
载

/k
P

a

 
(b) S-2 (2 MPa, 200 mm) 

 
(c) S-3 (1 MPa, 200 mm) 
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(d) S-4 (2 MPa, 100 mm) 

图 19  混凝土板极限承载力-时间曲线(EC2 模型) 

Fig.19  Ultimate load carrying capacity-time curves of 

concrete slabs (EC2 model) 
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(a) S-1 (0 MPa, 200 mm) 
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(b) S-2 (2 MPa, 200 mm) 

 
(c) S-3 (1 MPa, 200 mm) 

 
(d) S-4 (2 MPa, 100 mm) 

图 20  混凝土板极限承载力-时间曲线(ASCE 模型) 

Fig.20  Ultimate load carrying capacity-time curves of 

concrete slabs (ASCE model) 

通过对比分析，可得： 

1) 对比每一理论模型，由于考虑薄膜效应的影

响，其任一时刻极限承载力计算值均高于屈服线理

论计算值，约为 2 倍~3 倍。同样，对于每一理论模

型，相比 ASCE 模型，总体上 EC2 模型计算值略大，

原因在于高温下 EC2 钢筋降低系数较大[28]。以 

图 19(d)(图 20(d))为例，180 min 时，文献[5]、文   

献[18]、文献[19]、文献[22]、文献[29]和本文修正

板 块 平 衡 法 (l/20) 所 得 极 限 荷 载 分 别 为

29 kPa(24.4) 、 21.8 kPa(19.1) 、 27.5 kPa(28.2) 、

30.0 kPa(25.3)、15.8 kPa(13.3)和 26.2 kPa(22.6)。 

可见，根据极限承载力值(从大到小)，依次是

文献[22]方法、李国强理论[5]、修正板块平衡法、董

毓利理论[18]和屈服线理论[29]，而 Omer 模型波动较

大；主要原因在于 Omer 模型考虑了高温下钢筋硬

化特性(硬化模量)[19]，其余模型均未考虑这一特性。 

2) 对于 EC2 规范模型，除 Omer 模型先增大后

减小外，其余模型随着温度增加先保持水平，随后

逐渐降低；然而，对于 ASCE 模型，所有模型均随

着温度的增加逐渐降低。 

一方面，对于任一理论，两本构模型计算值存

在一定差异，特别是钢筋温度低于 400℃。另一方

面，相比其他理论模型，两本构模型对 Omer 模型

极限承载力计算影响较大，主要原因在于两本构模

型所得硬化模量变化规律差别较大，如图 21(a)~ 

图 21(d)所示。 

3) 面内约束作用对板的极限承载力有重要影

响。值得指出的是，本文方法和文献[22]结果进行

对比，明显地两者计算结果差别较大，特别是后期

阶段(图 19(b)和图 20(b))。因此，对于约束板，面

内约束力对其极限承载力影响不可忽略，即采用传

统简支边界理论模型计算约束板承载力不合理的。 

 
(a) S-1 



 工    程    力    学 155 

 

 

(b) S-2 

 

(c) S-3 
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图 21  混凝土板钢筋硬化模量-时间曲线 

Fig.21  Steel hardening modulus-time curves of concrete slabs 

2) 破坏准则分析 

图 22(a)~图 22(d)为破坏准则对混凝土板极限

承载力计算值的影响。其中，本构模型采用 EC2 模

型，破坏准则包括变形破坏准则(l/30 和 l/20)和钢筋

应变破坏准则(式(3))，即 s  0.01、0.015 和 0.025。 

由图可知，对于本文方法，破坏准则对极限承

载力计算值影响较大，即随着变形或应变 s 值的增

大，极限承载力逐渐增大，原因在于随着变形的增

大，钢筋较大的竖向分力。以图 22(a)为例，180 min

时，l/30、l/20、0.01、0.015 和 0.025 所得极限荷载

值为 11.9 kPa、14.6 kPa、19.5 kPa、21.1 kPa 和

23.7 kPa。 

 
(a) S-1 

 
(b) S-2 
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(c) S-3 
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(d) S-4 

图 22  破坏准则对混凝土板极限承载力的影响(EC2 模型) 

Fig.22  Effect of the failure criteria on the ultimate load 

carrying capacity of concrete slabs (EC2 model) 
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此外，可见变形破坏准则和钢筋应变破坏准则

所得极限承载力表现为不同的变化规律，前者是先

保持不变随后逐渐降低，而后者是先增大后减小。

原因在于混凝土力臂系数先减小后增大(式(2))。 

明显地，从承载力角度试验板并未破坏，仍然

具有较大的承载力。然而，值得指出的是，结合试

验现象(图 5(a)和图 5(b))，约束试验板最终可能出现

隔热性或完整性破坏[11]。因此，在建立隔热性或完

整性破坏准则时，在考虑温度或贯穿裂缝基础上，

需要考虑边界约束作用的影响，特别是面内约束作

用的不利作用。 

4  结论 

本文开展了单向面内约束作用下足尺混凝土

双向板的抗火性能研究，对约束板的裂缝开展规律

及破坏模式、温度、挠度、平面内位移以及板角约

束力等火灾行为进行试验研究，并与相关文献结果

进行了对比；在此基础上，结合 EC2 和 ASCE 模型

(热工参数和力学参数)，采用五种火灾下混凝土板

承载力理论，对约束试验板的极限承载力进行了计

算分析，得出以下结论： 

(1) 在单向面内约束作用下，混凝土双向板中

部区域及边界区域易出现沿约束力方向的平行裂

缝；对比表明增加配筋率有助于降低约束力方向裂

缝开展数量、宽度及深度，避免过早出现完整性  

破坏； 

(2) 与混凝土板竖向挠度相比，其无约束力方

向的平面内膨胀变形较大，不可忽略； 

(3) 由于薄膜效应计算方法、极限破坏模式和

破坏准则不同，不同理论所得极限承载力值及其变

化趋势存在较大差异；面内约束力和破坏准则对约

束板极限承载力影响较大，建立理论模型时应考虑

面内约束力作用和合适的破坏准则。 
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