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Abstract

In this study, the ultimate strengths of 229 simply supported reinforced concrete deep beams tested to shear failure were eval-
uated by the ACI 318-05's strut-tie model approach implemented with the presented indeterminate strut-tie model and its load
distribution ratio. The ultimate strengths of the deep beams were also estimated by the experimental shear equations, design
codes that were based on experimental and theoretical shear strength models, and current strut-tie model design codes. The
validity of the present strut-tie model and its load distribution ratio was examined through the comparison of the strength anal-
ysis results classified according to the prime design variables of the shear span-to-effective depth ratio, flexural reinforcement
ratio, and compressive strength of concrete. 

Keywords : reinforced concrete deep beam, indeterminate strut-tie model, load distribution ratio, ultimate strength
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요 지

본 논문에서는 전편논문에서 제안한 부정정 스트럿-타이 모델 및 하중분배율 결정식을 ACI 318-05 스트럿-타이 모델 설
계기준에 적용하여 파괴실험이 수행된 229개 단순지지 철근콘크리트 깊은 보의 극한강도를 평가하였다. 또한 229개 깊은 보
의 극한강도를 실험식, 실험 전단강도모델에 기초한 설계기준, 이론 전단강도모델에 기초한 설계기준, 그리고 현 스트럿-타이
모델 설계기준 등으로 평가하고, 그 결과를 본 연구의 방법에 의한 결과와 비교분석하여 본 연구에서 제안한 방법의 적합성
을 검증하였다.

핵심용어 : 철근콘크리트 깊은 보, 부정정 스트럿-타이 모델, 하중분배율, 극한강도
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1. 서 론

본 논문의 전편에서는 현 스트럿-타이 모델 설계기준이 단

순지지 철근콘크리트 깊은 보(이하 단순 깊은 보)에 관한 연

구결과를 바탕으로 정립되었음에도 불구하고 단순 깊은 보

의 전단거동에 영향을 미치는 주요설계변수인 전단지간대 유

효깊이의 비, 콘크리트 압축강도, 그리고 휨철근비 등의 변

화에 따른 강도 및 거동변화를 고려하지 못하고 있음과 단

순 깊은 보의 전단지간 내의 하중전달 메커니즘이 콘크리트

와 전단철근에 의해 이루어진다는 기본적인 개념을 충족시

키지 못하고 있음을 지적하였다. 또한 이러한 현 스트럿-타

이 모델 설계기준의 문제점을 개선하기 위해 주요설계변수

에 따른 단순 깊은 보의 강도 및 거동 특성의 변화를 고려

하고 전단에 대한 연성파괴거동을 확보할 수 하중분배율과

이를 이용하는 부정정 스트럿-타이 모델을 제안하였다. 뿐만

아니라 전편논문에서 제안한 방법을 통해 결정한 하중분배

율을 현 스트럿-타이 모델 설계기준에 손쉽게 적용할 수 있

도록 곡선조정을 통해 하나의 하중분배율 결정식을 제안하

였으며, 이를 적용하여 현 스트럿-타이 모델 설계기준을 이

용할 수 있는 부정정 스트럿-타이 모델 설계절차를 제안하였

다. 본 논문에서는 제안한 부정정 스트럿-타이 모델 및 하중

분배율 결정식을 ACI 318-05(2005) 스트럿-타이 모델 설계

기준에 적용하여 파괴실험이 수행된 229개 단순 깊은 보에

대한 극한강도를 평가하였다. 또한 본 연구에서 제안한 방법

에 의한 극한강도 평가결과를 ACI 318-99(1999), EC2

(1992), 그리고 Zsutty(1971)의 전단강도식과 같은 실험에

기초한 전단강도모델, CEB-FIP(1993) 및 AASHTO-LRFD

(2007)와 같은 이론에 기초한 전단강도모델, 그리고
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FIB(1999), ACI 318-05(2005), 그리고 AASHTO-LRFD

(2007)의 스트럿-타이 모델 설계기준에 의한 극한강도 평가

결과와 비교하고, 주요설계변수의 변화에 따른 극한강도 평

가결과에 대한 분석을 통해 본 연구에서 제안한 방법의 적

합성을 평가하였다.

2. 제안한 부정정 스트럿-타이 모델 및 하중분배율의

적합성 평가

본 연구에서 제안한 부정정 스트럿-타이 모델과 부정정 스

트럿-타이 모델의 하중분배율 즉 수직 트러스 메커니즘의 하

중분담율의 적합성을 평가하기 위해 광범위한 영역의 단순

깊은 보 시험체의 극한강도평가를 수행하여 실험결과, 실험

및 이론에 기초한 강도모델, 그리고 현재 스트럿-타이 모델

설계기준에 의한 극한강도 평가결과와 비교하였다.

2.1 단순 깊은 보 시험체의 실험결과

전단지간대 유효깊이의 비(a/d), 콘크리트의 압축강도(fck),

그리고 휨철근비(ρ) 등의 주요설계변수의 변화에 따른 변수

값을 가지는 234개의 단순 깊은 보(Smith & Vantsiotis,
1982; Tan et al., 1995, 1997a, 1997b; Teng et al., 1996;

Kong & Rangan, 1998; Shin et al., 1999; Tan & Lu, 1999;

Oh & Shin, 2001) 시험체 중 전단파괴로 판명된 229개 시

험체를 극한강도 평가대상으로 선정하였다. 극한강도 평가대

상 시험체의 주요설계변수의 범위는 0.5<a/d<3/0, 0.22≤ρ/
ρb≤1.23, 그리고 16.1 MPa≤fck≤89.4 MPa와 같다. 모든 시

험체는 1점 하중 또는 2점 하중 상태에서 실험되었다. 깊은

보 시험체의 제원은 표 1에 나타나 있다.

2.2 기존 방법에 의한 단순 깊은 보의 극한강도 평가

본 연구에서 제안한 부정정 스트럿-타이 모델 및 부정정

스트럿-타이 모델 하중분배율의 적합성을 평가하기 위해 229

개의 단순 깊은 보의 극한강도를 실험에 기초한 전단강도모

델(Zsutty, 1971; EC2, 1992; ACI 318-99, 1999), 이론에

기초한 전단강도모델(CEB-FIP, 1993; AASHTO-LRFD,

2007), 현 스트럿-타이 모델 설계기준(FIB, 1999; ACI

318-05, 2005; AASHTO-LRFD, 2007), 그리고 본 연구의

방법을 ACI 318-05 스트럿-타이 모델 설계기준에 접목시킨

방법 등으로 평가하였다.

ACI 318-99(1999), EC2(1992), 그리고 Zsutty의 전단강

도식(1971) 등 실험 전단강도모델에 의한 단순 깊은 보의

극한강도는 각각 콘크리트가 부담하는 전단력을 포함하는 식

(1), (2), 그리고 (3)을 이용하여 평가하였다.

(1)

(2)

(3)

여기서, a, d, bw, 그리고 fck는 각각 전단지간, 유효깊이, 복부

두께, 그리고 콘크리트의 압축강도를 나타낸다. ρ(=As/bwd,

Av=휨철근량), ρv(=Av/bws, Av=간격 s안에 있는 수직전단철근

량), 그리고 ρvh(=Avh/bwsh, Avh=간격 sh안에 있는 수평전단철

근량)는 각각 휨철근비, 수직전단철근비, 그리고 수평전단철근

비를 나타낸다. fvy 및 fvhy는 수직전단철근 및 수평전단철근의

항복강도를 나타낸다. 또한 식 (1)에서 Mu 및 Vu는 각각 위

험단면에서의 휨모멘트 및 전단력을, ln은 지점간의 순경간 길

이를 나타낸다. 식 (2)에서 k의 계산시 d의 단위는 m를 사용

하며, 극한강도 평가시 강도감소계수 γc는 1을 사용하였다.

각각 변각 트러스 모델과 Vecchio & Collins(1986)의 수

정압축장 이론에 기초한 CEB-FIP(1993)와 AASHTO-LRFD

(2007)에 의한 단순 깊은 보의 극한강도 평가는 식 (4)와
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표 1. 단순지지 깊은 보 시험체의 제원

Investigators
Number of 
Specimens

b
(mm)

d
(mm)

h
(mm) (MPa)

fy
(MPa) a/d

ρ
(%) ρ/ρb

Smith & Vantsiotis (1982) 51 102 305 356 16.1-23.7 431-437 1.00-2.08 1.93 0.91-1.23

Tan et al. (1995) 13 110 463 500 41.1-56.0 504 0.54-2.70 1.23 0.37-0.43

Teng et al. (1996) 10 150-160 525 600 37.0-40.0 431-600 1.14-1.71 0.90-1.93 0.42-0.88

Tan et al. (1997a) 18 110 398-448 500 54.7-74.1 353-538 0.56-2.98 2.31-5.75 0.51-0.92

Tan et al. (1997b) 15 110 442 500 56.2-86.3 353-499 0.85-1.69 2.58 0.54-0.76

Kong & Rangan (1998) 31 250 292-542 350-600 63.6-89.4 452 1.51-2.74 1.66-3.69 0.35-0.76

Tan & Lu (1999) 11 140 444-1559 500-1750 31.2-49.1 520 0.56-1.14 1.84-2.60 0.75-1.15

Shin et al. (1999) 29 125 215 250 52.0-73.0 414 1.50-2.50 3.77 0.66-0.88

Oh & Shin (2001) 51 120-130 500 560 23.7-73.6 414 0.85-2.00 1.29-1.56 0.22-0.64

Total 229 102-250 215-1559 350-1750 16.1-89.4 353-600 0.54-2.98 0.90-3.77 0.22-1.23

fck
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(5)를 이용하여 수행하였다.

(4)

(5)

식 (4)에서, As, d, z, 그리고 ρw(=Av/bws, Av=간격 s안에

있는 수직전단철근량)는 각각 휨철근량, mm단위의 유효깊이,

압축력과 인장력의 우력팔길이, 그리고 수직전단철근비를 나

타낸다. 극한강도 평가 시 철근 및 콘크리트 설계강도 fyd

및 fcd는 각각 철근의 항복강도 fy와 콘크리트의 압축강도 fck

를 사용하였다. 식 (5)에서 dv(=0.9d)는 압축력과 인장력의

우력팔길이를 나타내며, 사인장 균열이 발생된 콘크리트가

전단력을 지지하는 능력을 나타내는 콘크리트 인장응력계수

및 대각선 압축응력의 경사각을 나타내는 β 및 θ는
AASHTO-LRFD(2007)의 5.8.3.4.2절의 표를 이용하여 결정

하였다.

FIB(1999), ACI 318-05(2005), 그리고 AASHTO-LRFD

(2007) 등 현 스트럿-타이 모델 설계기준에 의한 단순 깊은

보의 극한강도 평가는 표 2에 나타나 있는 스트럿과 절점영

역의 유효강도를 이용하여 수행하였다. ACI 318-05(2005)와

AASHTO-LRFD(2007)에 의한 극한강도 평가에서는 스트럿

과 타이가 이루는 각이 25o 이상 되어야 한다는 규정을 만

족하도록 a/z<2.0인 시험체에서는 아치 메커니즘을 대변하는

스트럿-타이 모델을 이용하였으며, a/z≥2.0인 시험체에서는

수직 트러스 메커니즘을 대변하는 스트럿-타이 모델을 이용

하였다. FIB(1999)에 의한 극한강도 평가에서는 전단지간대

모멘트 팔길이의 비(a/z)에 따라 아치 메커니즘을 대변하는

스트럿-타이 모델(a/z≤0.5), 아치 메커니즘과 수직 트러스 메

커니즘이 조합된 스트럿-타이 모델(0.5<a/z<2.0), 그리고 수

직 트러스 메커니즘을 대변하는 스트럿-타이 모델

(a/z≥2.0)을 이용하였다. 아치 메커니즘과 수직 트러스 메커

니즘이 조합된 부정정 스트럿-타이 모델의 하중분배율은 전

편 논문의 식 (1)을 이용하여 결정하였다.

다음은 현 ACI 318-05(2005) 및 AASHTO-LRFD(2007)

의 스트럿-타이 모델 설계기준에 따른 극한강도 평가과정을

Smith & Vantsiotis(1982)에 의해 파괴실험이 수행된 시험체

중 2B4-52 시험체를 예로 설명하였다. 2B4-52 시험체의 극

한강도 평가를 위해 선정한 스트럿-타이 모델은 그림 1(a)와

같고, 실험파괴하중 149.9 kN에 대한 스트럿 및 타이의 단

면력은 그림 1(b)와 같다. 그림 1(b)의 각 스트럿 및 타이

에 표시된 폭은 2B4-52 시험체의 기하학적 형상, 하중판,

그리고 지지판으로부터 결정된 최대단면폭을 표시한 것이다.

상부 스트럿 S1의 폭 137 mm는 등가응력블록의 깊이

(a=Asfy/0.85fckb)로 취하였고, 하부 타이 T1의 폭은 피복두께

의 2배인 102 mm로 취하였다. AASHTO-LRFD(2007)에

의한 2B4-52 시험체의 극한강도는 표 3에 나타난 것과 같

이 스트럿-타이 모델의 절점영역을 통한 하중전달에는 문제

Vn Avfyd
z θcot

s
------------- fcd2bwz

cotθ
1 cot

2θ+
-------------------- MPa( )  for  A

v
0≠≤=

Vn 0.21 1 200 d⁄+( )
3 100As

bwd
--------------
⎝ ⎠
⎛ ⎞bwd= for A

v
0=

fcd2 0.60 1 fck 250⁄–( ) fcd cotθ,
fcd2

ρwfyd
-------------
⎝ ⎠
⎛ ⎞ 1 cotθ 3≤ ≤,= =

⎩
⎪
⎪
⎪
⎪
⎨
⎪
⎪
⎪
⎪
⎧

Vn Vc Vs MPa( )+=

Vc 0.083β fckbwd
v

Vs,
Avfydv

s
--------------- θcot= =

⎩
⎪
⎨
⎪
⎧

표 2. 스트럿 및 절점영역의 유효강도

설계기준
구성
요소

유효강도

FIB
(1999)

스트럿
: 균열이 발생하지 않은 콘크리트 스트럿
: 균열이 발생한 콘크리트 스트럿

절점
영역

: 스트럿으로만 구성된 절점영역
: 하나의 타이와 스트럿으로 구성된 절점영역
: 하나 이상의 타이와 스트럿으로 구성된 절점영역

ACI 318-05
(2005)

스트럿

1.0(=βs): 스트럿 중간과 양단에서의 단면적이 같은 스트럿
0.75: 스트럿 중간보다 양단에서의 단면적보다 큰 스트럿(A.3.3기준 만족)
0.60λ: 스트럿 중간보다 양단에서의 단면적보다 큰 스트럿
         (A.3.3기준 불만족, λ는 설계기준 11.7.4.3에서 주어진 값)
0.4: 인장영역에서의 콘크리트 스트럿
0.6: 기타 모든 경우의 스트럿

절점
영역

1.0(=βs): 스트럿 또는 지지판에 의해 형성되는 절점영역
0.8: 하나의 타이가 정착되는 절점영역
0.6: 일방향 이상의 여러 타이가 정착되는 절점영역

AASHTO-LRFD
(2007)

스트럿
ε1= 콘크리트 스트럿에 수직으로 배근된 철근의 평균인장변형률
εs= 철근의 항복변형률(각으로 스트럿을 가로지르는 철근의 평균인장변형률)
α= 스트럿의 축과 철근이 이루는 각

절점
영역

: 지압면과 스트럿에 의해 구성된 절점영역
: 하나의 타이가 정착되는 절점영역
: 하나 이상의 타이가 정착되는 절점영역

*: fcu=fck/1.5, 극한강도 평가 시 fcd로 fck를 사용함
**: 극한강도 평가 시 0.85βs로 βs를, 0.85βn으로 βn을 사용함

fcu 0.85 1 fck 250⁄–( )fcd
*

=

fcu 0.60 1 fck 250⁄–( )fcd=

fcu 0.85 1 fck 250⁄–( )fcd=

fcu 0.70 1 fck 250⁄–( )fcd=

fcu 0.60 1 fck 250⁄–( )fcd=

fcu 085βs fck
**

=

fcu 0.85βs fck
**

=

fcu

fck

0.8 170ε1+
--------------------------=

ε1 εs εs 0.002+( )cot
2α+=

fcu 0.85fck=

fcu 0.75fck=

fcu 0.65fck=
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가 없으나, 실험파괴하중의 52%인 77.5 kN에서 스트럿 S2

가 파괴되는 것으로 나타나 실험파괴하중의 52%로 결정되

었다. 또한 ACI 318-05(2005)에 의한 2B4-52 시험체의 극

한강도는 표 4에서 보는 것과 같이 실험파괴하중의 85%인

127.1 kN에서 스트럿 S2가 파괴되고 1번 절점영역이 127.1

kN의 92%인 116.7 kN에서 파괴되는 것으로 나타나 실험파

괴하중의 78%(=0.85×0.92)로 결정되었다. 2B4-52 시험체의

a/z는 0.5와 2.0 사이의 값이므로 FIB(1999)의 스트럿-타이

모델 설계기준에 의한 이 시험체의 극한강도는 그림 3(a)와

같은 부정정 스트럿-타이 모델을 이용하여 실험파괴하중의

62%로 평가되었으며, 그 과정은 2.3절의 본 연구방법의 적

용과정과 동일하므로 생략한다.

2.3 본 연구의 방법에 의한 단순 깊은 보의 극한강도 평가

본 연구의 하중분배율을 이용한 극한강도 평가에서는 단순

깊은 보를 위한 스트럿-타이 모델을 그림 2(a)와 같은 아치

메커니즘과 수직 트러스 메커니즘이 조합된 부정정 트러스

구조로 정의한 후, 전편 논문의 하중분배율 결정방법을 ACI

318-05(2005)의 스트럿-타이 모델 설계기준에 적용하였다. 본

연구의 방법에 의한 극한강도 평가시 부정정 스트럿-타이 모

델을 이용하므로 그림 2(b)와 같이 단순 깊은 보의 극한강도

가 전단강도에 의해 결정될 경우 단순 깊은 보의 한 하중전

달 메커니즘이 1차적으로 파괴되어도 다른 하나의 하중전달

메커니즘에 의해 추가적인 하중이 전달되는 것으로 보았다.

다음은 그림 2(b)의 절차에 따른 2B4-52 시험체의 극한강

도 평가과정을 설명하였다. 2B4-52 시험체의 주요설계변수

(a/d=1.207, fck=21.8 MPa, ρ/ρb=0.907)를 전편 논문의 식

(14), (15), (16)에 대입하여 수직 트러스 메커니즘의 하중분

담율(α=Pw/P)을 결정하면 다음과 같다.

수직 트러스 메커니즘의 하중분담율 36.7% 및 아치 메커

η 1.2
2
3
--- 0.907×– 1.495= =

β 2 3 0.907×+( ) 1.207 η–( )2
0.391= =

α β 21.8 40–( ) 200 40 0.907( )–
1.207

------------------------------------- 1.207
1.1 0.25 0.907( )–
----------------------------------------
⎝ ⎠
⎛ ⎞ln+ 36.7 %( )= =

그림 1. AASHTO-LRFD 및 ACI-318-05 설계기준의 적용을 위
한 2B4-52 시험체의 스트럿-타이 모델

표 3. AASHTO-LRFD 스트럿-타이 모델 설계기준에 의한 2B4-52 시험체의 극한강도 평가결과
(a) 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

요소번호 요소종류 βs fck (MPa) fcu (MPa) Fu(kN) wreq(mm) wprov(mm) wprov/wreq 안전여부

S1 Strut 0.85 21.80 18.53 233.2 123 137 1.11 O

S2 Strut 0.46 21.80 9.97 277.2 273 141 0.52 X

요소번호 요소종류 βt fy(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) As,req(mm2) As,prov(mm2) As,prov/As,req 안전여부

T1 Tie 1.00 437.00 437.00 233.2 541 600 1.11 O

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력; 스트럿의 유효강도 fcu=βsfck; 타이의 유효강도 fcu=β tfy; wreq=Fu/bfcu

(b) 절점영역의 파괴강도 검토

절점번호 절점종류 βs fck (MPa) fcu (MPa) Fu (kN) wreq(mm) wprov(mm) wprov/wreq 안전여부

1 CCT 0.75 21.80  16.35

R 77.5 47 102 2.20 O

S2 143.3 86 141 1.64 O

T1 120.5 72 102 1.41 O

2 CCC 0.85 21.80 18.53 

V 77.5 41 102 2.49 O

S1 120.5 64 137 2.15 O

S2 143.3 76 170 2.25 O

Fu=52% 실험파괴하중 하에서의 단면력; R=지점의 반력; V=작용전단력(52% 실험파괴하중); 절점영역의 유효강도 fcu=βnfck; wreq=Fu/bfcu
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니즘의 하중분담율 63.3%(=100-36.7)를 결정한 후, 선정한

시험체의 극한강도 평가를 위해 그림 3(b)의 절점영역의 형

상 및 시험체의 기하학적 형상으로부터 스트럿 및 타이의

최대단면폭을 그림 3(c)와 같이 결정하였다.

스트럿 및 타이의 최대단면폭을 결정한 후, 그림 2의 절차

에 따라 극한강도를 평가한 결과, 부정정 스트럿-타이 모델

의 1차 파괴는 그림 4(a)와 표 5(a)에 나타난 것과 같이 아

표 4. ACI-318-05 스트럿-타이 모델 설계기준에 의한 2B4-52 시험체의 극한강도 평가결과
(a) 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

요소번호 요소종류 βs fck(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) wreq(mm) wprov(mm) wprov/wreq 안전여부

S1 Strut 1.00 21.80 21.80 233.2 124 137 1.30 O

S2 Strut 0.75 21.80 16.35 277.2 166 141 0.85 X

요소번호 요소종류 βt fy(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) As,req(mm2) As,prov(mm2) As,prov /As,req 안전여부

T1 Tie 1.00 437.00 437.00 233.2 541 600 1.11 O

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력

(b) 절점영역의 파괴강도 검토

절점번호 절점종류 βn fck(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) wreq(mm) wprov(mm) wprov/wreq 안전여부

1 CCT 0.80 21.80 17.44 

R 127.1 71 102 1.43 O

S2 235.1 132 141 1.07 O

T1 197.7 111 102 0.92 X

2 CCC 1.00 21.80 21.80 

V 127.1 57 102 1.78 O

S1 197.7 89 137 1.54 O

S2 235.1 106 170 1.61 O

Fu=85% 실험파괴하중 하에서의 단면력; R=지점의 반력; V=작용전단력(85% 실험파괴하중)

그림 2. 부정정 스트럿-타이 모델을 이용한 단순 깊은 보의 극한
강도 평가절차

그림 3. 2B4-52 시험체의 스트럿-타이 모델
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치 메커니즘을 구성하는 부정정 요소인 스트럿 S5가 최대로

받을 수 있는 하중상태, 즉 실험파괴하중의 85%인 127.4

kN에서 발생하였다. 1차 파괴 후 그림 4(b)와 같이 스트럿

S5를 제외한 다른 스트럿과 타이는 여분의 하중전달성능을

가지고 있으므로 수직 트러스 메커니즘을 구성하는 스트럿

과 타이에 의해 추가적인 하중을 지점으로 전달할 수 있다.

추가적인 하중을 작용시킨 결과, 스트럿-타이 모델의 2차 파

괴는 그림 4(c)와 표 5(b)에 나타난 것과 같이 타이 T1의

항복에 의해 실험파괴하중의 14%인 21.0 kN에서 발생하였다.

그림 4(d)와 같이 2차 파괴 후 수직 트러스 메커니즘도 불안

정한 트러스 구조가 되어 더 이상의 하중을 지점으로 전달할

수 없다. 이 상태 하에서, 즉 부정정 스트럿-타이 모델이 받

을 수 있는 최대하중 148.4 kN(=127.4+21.0) 하에서 스트럿

-타이 모델 절점영역의 강도를 그림 4(e)와 같이 ACI 318-

05 설계기준의 방법에 따라 검토하였다. 표 5(c)에 나타난

것과 같이 스트럿-타이 모델의 절점영역이 2차 파괴시까지의

스트럿과 타이의 단면력을 전달함에 충분하였다. 따라서 본

연구의 방법에 의한 2B4-52 시험체의 극한강도는 스트럿과

타이의 하중전달성능에 의해 실험파괴하중의 99%인 148.4

kN으로 결정되었다.

그림 4. 본 연구의 방법에 의한 2B4-52 시험체의 극한강도 평가과정
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2.4 극한강도 평가결과 및 주요설계변수의 영향분석

표 6은 229개의 단순 깊은 보의 기존 및 본 연구의 방법

에 의한 극한강도 평가결과를 나타낸 것이다. 실험 전단강도

모델에 근거한 EC2(1992)와 ACI 318-99(1999)는 각각 극

한강도를 실험파괴하중의 1.65 및 1.50배로 과소평가하였으

며, 변동계수 또한 34.9 및 34.1로 크게 나타났다. 반면

Zsutty(1971)의 전단강도모델은 극한강도를 실험파괴하중의

1.03배로 비교적 정확하게 평가하였으나, 변동계수는 25.7로

다소 크게 나타났다. 이론 전단강도모델에 근거한 CEB-FIP

(1993)와 AASHTO-LRFD(2007)는 각각 극한강도를 실험파

괴하중의 1.89 및 2.91배로 크게 과소평가하였으며, 변동계

수 또한 72.2 및 96.6로 매우 큰 것으로 나타났다. FIB(1999),

표 5. 본 연구의 방법에 의한 2B4-52 시험체의 극한강도 평가결과
(a) 1차 파괴 상태에서의 각 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

요소번호 요소종류 βs fck(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) wreq(mm) wprov(mm) wprov/wreq 안전여부

S1 Strut 1.00 21.80 21.80 42.8 19 137 7.11 O

S2 Strut 1.00 21.80 21.80 233.2 105 137 1.30 O

S3 Strut 0.75 21.80 16.35 69.7 42 53 1.26 O

S4 Strut 0.75 21.80 16.35 69.7 42 60 1.44 O

S5 Strut 0.75 21.80 16.35 175.5 105 89 0.85 X

요소번호 요소종류 βt fy(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) As,req(mm2) As,prov(mm2) As,prov/As,req 안전여부

T1 Tie 1.00 437.00 437.00 55.0 126 155 1.23 O

T2 Tie 1.00 431.00 431.00 233.2 541 600 1.11 O

T3 Tie 1.00 431.00 431.00 190.4 442 600 1.36 O

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력; 스트럿의 유효강도 fcu=βsfck; 타이의 유효강도 fcu=βtfy; wreq=Fu/bfcu

(b) 2차 파괴 상태에서의 각 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

요소번호 요소종류 βs fck(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) wreq(mm) wprov(mm) wprov/wreq 안전여부

S1 Strut 1.00 21.80 21.80 116.6 52 121 2.30 O

S2 Strut 1.00 21.80 21.80 233.2 105 48 0.46 X

S3 Strut 0.75 21.80 16.35 189.9 114 17 0.15 X

S4 Strut 0.75 21.80 16.35 189.9 114 24 0.22 X

요소번호 요소종류 βt fy(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) As,req(mm2) As,prov(mm2) As,prov/As,req 안전여부

T1 Tie 1.00 437.00 437.00 149.9 343 48 0.14 X

T2 Tie 1.00 431.00 431.00 233.2 541 140 0.26 X

T3 Tie 1.00 431.00 431.00 116.6 270 224 0.83 X

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력; 스트럿의 유효강도 fcu=βsfck; 타이의 유효강도 fcu=βtfy; wprov=wprov(1차파괴)-0.85×wreq(1차파괴)

(c) 절점영역의 파괴강도 검토

절점번호 절점종류 βn fck(MPa) fcu(MPa) Fu(kN) wreq(mm) wprov(mm) wprov/wreq 안전여부

1 CCT 0.80 21.80 17.44

R 148.2 83 102 1.22 O

S3 85.8 
130 144 1.10 O

S5 148.8

T3 177.8 100 102 1.02 O 

2 CCT 0.80 21.80 17.44 

S1 52.7 30 393 13.26 O

S3 85.8 48 53 1.09 O

T1 67.7 38 368 9.67 D.S

3 CTT 0.60 21.80 13.08 

S4 85.8 64 382 5.94 O

T1 67.7 51 368 7.25 D.S

T2 52.7 39 102 2.58 O

4 CCC 1.00 21.80 21.80 

V 148.2 67 102 1.53 O 

S1 52.7

123 170 1.38 OS4 85.8

S5 148.8

S2 230.5 104 137 1.32 O

Fu=99% 실험파괴하중 하에서의 단면력; R=지점의 반력; V=작용전단력(99% 실험파괴하중); D.S: 넓게 분포배근된 전단철근
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ACI 318-05(2005), 그리고 AASHTO-LRFD(2007)의 스트럿-

타이 모델 설계기준은 각각 극한강도를 실험파괴하중의

1.73, 1.30, 1.70배로 과소평가하였으며, 변동계수는 29.4,

30.4, 42.8로 앞서 소개한 다른 전단강도모델에 의한 결과보

다 조금 개선되는 것으로 나타났다. 부정정 스트럿-타이 모

델 및 하중분배율을 ACI 318-05(2005)에 적용한 본 연구의

방법은 극한강도를 실험파괴하중의 1.11배로 비교적 정확하

게 평가하였으며, 변동계수 또한 17.2로 기존 방법들에 비해

가장 우수하게 나타났다. 이는 단순 깊은 보의 설계 시 부

정정 스트럿-타이 모델 및 이를 위한 합리적인 하중분배율이

필요하다는 것을 입증하는 결과라 할 수 있다.

주요설계변수가 단순 깊은 보의 강도 및 거동에 미치는

영향을 분석하기 위해 전단지간대 유효깊이 비, 콘크리트의

압축강도, 그리고 휨철근비의 변화에 따른 극한강도를 비교

하였다. 그림 5와 표 7은 단순 깊은 보의 강도 및 거동에

가장 큰 영향을 미치는 전단지간대 유효깊이의 비에 따른

극한강도 평가결과를 나타낸 것이다. 실험 전단강도모델에

근거한 ACI 318-99(1999) 및 EC2 (1992)는 전단지간대

유효깊이의 비 a/d가 1.0보다 작은 영역에서의 극한강도를

그 외의 영역에 비해 가장 보수적으로 평가하였는데, 이는

a/d가 1.0보다 작은 영역이 실험 전단강도모델을 위한 실험

범위에서 벗어남에 따라 나타나는 결과로 판단된다. 이론 전

단강도모델에 근거한 CEB-FIP(1993)와 AASHTO-LRFD

(2007)도 동일한 경향을 나타내었으나, 극한강도 평가결과의

변동계수는 전 영역에서 다른 방법에 비해 크게 나타났다.

FIB(1999), ACI 318-05(2005), 그리고 AASHTO-LRFD(2007)

의 스트럿-타이 모델 설계기준은 실험과 이론에 기초한 전단

강도모델과는 달리 a/d가 증가할수록 극한강도 평가결과의

정확성이 감소하는 것으로 나타났다. 이는 현재의 스트럿-타

이 모델 설계기준이 하한소성이론에 입각한 기본개념에 따

라 스트럿-타이 모델을 정정 트러스 구조로 구성함으로서 전

단지간 내의 하중전달 메커니즘을 지나치게 단순화함과 정

확하지 않은 부정정 스트럿-타이 모델의 하중분배율을 사용

함에 기인하는 것으로 판단된다. 본 연구의 방법은 전 영역

의 a/d에서 실험 및 이론 전단강도모델과 현 스트럿-타이

모델 설계기준의 문제점들을 해결함으로서 극한강도 평가결

표 6. 기존 및 본 연구의 방법에 의한 단순 깊은 보의 극한강도 평가결과

Investigators

Vtest/Vcalc. by Conventional Approach Vtest/Vcalc. by Strut-Tie Model Approach

Zsutty
(1971)

EC2
(1992)

CEB-FIP
(1993)

ACI 
318-99
(1999)

AASHTO-
LRFD
(2007)

FIB
(1999)

ACI 
318-05
(2005)

AASHTO-
LRFD
(2007)

Present
Study

Smith & Vantsiotis (1982) 0.96 1.67 1.33 1.18 2.01 1.75 1.45 2.42 1.21

Tan et al. (1995) 0.86 1.39 1.32 1.71 2.19 1.42 1.05 1.28 1.03

Teng et al. (1996) 0.89 1.50 0.86 1.20 2.13 1.35 1.18 2.38 0.97

Tan et al. (1997a) 1.10 1.57 1.59 1.94 2.34 1.83 1.12 1.31 1.08

Tan et al. (1997b) 1.15 2.00 1.21 1.23 6.13 1.79 1.17 1.57 1.17

Kong & Rangan (1998) 1.23 1.44 1.68 1.51 1.47 1.87 1.75 1.77 0.98

Tan & Lu (1999) 0.84 2.11 3.17 1.94 5.72 1.96 1.21 1.18 1.28

Shin et al. (1999) 1.14 1.33 0.94 1.82 1.54 1.53 1.19 1.67 1.06

Oh & Shin (2001) 0.98 1.86 3.50 1.45 4.44 1.76 1.16 1.21 1.11

Total

Mean 1.03 1.65 1.89 1.50 2.91 1.73 1.30 1.70 1.11

STDEV 0.27 0.56 1.37 0.52 2.81 0.51 0.40 0.73 0.19

COV 25.7 34.1 72.2 34.9 96.6 29.4 30.4 42.8 17.2

그림 5. 전단지간대 유효깊이 비의 변화에 따른 극한강도 평가결과
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과의 정확성 및 일관성을 유지하는 것으로 나타났다.

그림 6과 표 8은 콘크리트 압축강도의 변화에 따른 극한

강도 평가결과를 비교한 것이다. 실험 및 이론 전단강도모델

에 의해 평가한 극한강도는 각 방법간에 다소 차이가 있으

나, 대체적으로 fck≤30 MPa영역에서 그 정확성이 증가하고

30 MPa<fck≤60 MPa 영역에서 그 정확성이 감소하는 것으로

나타났다. 이와는 반대로 스트럿-타이 모델 설계기준에 의해

평가한 극한강도는 30 MPa<fck≤60 MPa 영역에서 그 정확

성이 증가하고 fck≤30 MPa영역에서 그 정확성이 감소하는

것으로 나타났다. 그림 7은 콘크리트의 압축강도 이외의 모

든 설계변수가 동일한 시험체의 극한강도 평가결과를 비교

한 것으로, 변각 트러스 모델에 근거한 CEB-FIP(1993), 실

험에 근거한 ACI 318-99(1999), 그리고 수정압축장 이론에

근거한 AASHTO-LRFD(2007)는 콘크리트 압축강도 증가에

따른 시험체의 강도를 저평가하는 것으로 나타났다. 이는 기

존의 실험 및 이론적인 방법에 근거한 전단강도모델이 일반

강도 철근콘크리트 구조부재의 거동을 고려하여 개발되었기

때문인 것으로 판단된다. 콘크리트의 압축강도가 증가할수록

FIB(1999), ACI 318-05(2005), 그리고 AASHTO-LRFD

(2007)의 스트럿-타이 모델 설계기준에 의한 시험체의 강도

증가율이 실험에 의한 것과 차이를 보이는데, 이러한 경향은

단순 깊은 보의 극한강도가 콘크리트 압축강도가 증가할수

록 이에 비례적으로 증가한다는 일반적인 예상과는 달리 콘

크리트 압축강도가 증가함에 따라 힘의 평형조건에 의하여

압축대의 깊이가 감소하여 전단력을 전달하는 경사스트럿의

단면적이 감소하는 것을 적절하게 고려하지 못함으로서 나

타나는 현상으로 판단된다. 그림 7의 현 스트럿-타이 모델

설계기준에 의한 강도평가 결과가 서로 상이한 것은 평가에

사용한 스트럿-타이 모델과 스트럿 및 절점영역의 강도조건

이 다르기 때문이다. 본 연구의 방법에서는 콘크리트 압축강

도의 증가에 따른 압축대 깊이 감소의 영향을 하중분배율을

결정하기 위한 부정정 스트럿-타이 모델의 비탄성 구조해석

시 적절히 고려해 줌으로서 콘크리트 압축강도 변화에 따른

극한강도를 정확하게 평가하는 것으로 나타났다.

그림 8과 표 9는 휨철근비의 변화에 따른 극한강도 평가

결과를 비교한 것이다. 실험 전단강도모델에 의해 평가한 극

한강도의 평균 및 변동계수는 각 방법간에 다소 차이는 있

으나, 동일한 방법에서는 휨철근비와 무관하게 그 결과가 유

사하게 나타났다. 이론 전단강도모델에 의해 평가한 극한강

도는 ρ/ρb≤0.4 영역에서 그 정확성이 감소하는 것으로 나타

났으며, 극한강도 평가결과의 변동계수는 전 영역에서 다른

방법에 비해 크게 나타났다. 이는 이론 전단강도모델이 시험

체가 전단에 의해 강도가 지배되더라도, 휨철근비 감소 및

휨균열 증가로 인한 강성감소의 영향을 적절히 반영하지 못

표 7. 전단지간대 유효깊이 비의 변화에 따른 극한강도 평가결과

Design Variable

Vtest/Vcalc. by Conventional Approach Vtest/Vcalc. by Strut-Tie Model Approach

Zsutty
(1971)

EC2
(1992)

CEB-FIP
(1993)

ACI 
318-99
(1999)

AASHTO-
LRFD
(2007)

FIB
(1999)

ACI 
318-05
(2005)

AASHTO-
LRFD
(2007)

Present
Study

 (70*)
Mean 0.91 1.86 2.88 1.76 4.93 1.69 1.15 1.26 1.14

COV 30.3 34.0 63.3 35.5 77.5 22.9 17.4 26.4 16.4

 (98)
Mean 1.03 1.64 1.53 1.26 2.35 1.77 1.29 2.03 1.13

COV 25.4 35.3 57.1 30.6 78.2 33.9 30.8 43.0 16.6

 (61)
Mean 1.18 1.43 1.33 1.58 1.48 1.69 1.50 1.67 1.03

COV 14.7 22.6 43.8 26.1 43.5 27.5 31.9 29.7 17.5

*: number of specimens

a d⁄ 1.0≤

1.0 a d 2.0≤⁄<

a d⁄ 0>

그림 6. 콘크리트의 압축강도의 변화에 따른 극한강도 평가결과
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함에 따른 것으로 판단된다. 현 스트럿-타이 모델 설계기준

에 의해 평가한 극한강도의 평균 및 변동계수는 각 방법간

에 다소 차이는 있으나, 대체적으로 휨철근비가 증가할수록

평가결과의 정확성이 조금 감소하는 것으로 나타났다. 본 연

구의 방법은 휨철근비의 증감에 따른 철근타이의 강성변화

및 압축대 깊이변화 등의 영향을 하중분배율을 결정하기 위

한 부정정 스트럿-타이 모델의 비탄성 구조해석시 적절히 고

려해 줌으로서 휨철근비 변화에 따른 극한강도를 정확하게

평가하는 것으로 나타났다.

3. 결 론

철근콘크리트 깊은 보의 파괴는 휨성능보다는 다양한 설계

변수의 영향을 받는 전단성능에 의해 지배된다. 전편논문에

서는 부정정 스트럿-타이 모델을 이용한 단순지지 철근콘크

리트 깊은 보의 설계가 합리적으로 수행될 수 있도록 전단

평형철근비 개념과 스트럿과 타이의 재료비선형 거동을 고

려하는 부정정 스트럿-타이 모델의 비탄성 구조해석을 통해

부정정 스트럿-타이 모델의 하중분배율을 제안하였으며, 설

계 편의를 위한 단순화된 하중분배율 결정식을 제안하였다.

본 연구에서는 제안한 부정정 스트럿-타이 모델 및 부정정

스트럿-타이 모델 하중분배율의 적합성을 검증하기 위해 파

괴실험이 수행된 광범위한 영역의 229개 단순 깊은 보 시험

체의 극한강도를 본 연구의 방법, 실험 및 이론 전단강도모

델, 그리고 현 스트럿-타이 모델 설계기준을 이용하여 평가

하였으며, 그 결과를 실험결과와 비교분석하였다.

본 연구의 방법은 기존의 여러 방법에 비해 극한강도를

비교적 정확하게 평가하였으며, 또한 단순 깊은 보의 강도

및 거동에 영향을 미치는 전단지간대 유효깊이 비, 콘크리트

의 압축강도, 그리고 휨철근비 등의 주요설계변수들의 영향

을 극한강도 평가 시 기존 방법들에 비해 정확하고 일관성

있게 반영함을 알 수 있었다. 따라서 본 연구의 방법은 스

표 8. 콘크리트 압축강도의 변화에 따른 극한강도 평가결과

Design Variable

Vtest/Vcalc. by Conventional Approach Vtest/Vcalc. by Strut-Tie Model Approach

Zsutty
(1971)

EC2
(1992)

CEB-FIP
(1993)

ACI 
318-99
(1999)

AASHTO-
LRFD
(2007)

FIB
(1999)

ACI 
318-05
(2005)

AASHTO-
LRFD
(2007)

Present
Study

 (58*)
Mean 0.95 1.73 1.45 1.18 2.16 1.80 1.42 2.29 1.21

COV 22.7 36.0 32.8 27.4 75.4 27.6 13.9 34.2 11.4

 
(89)

Mean 1.00 1.78 2.28 1.62 4.00 1.67 1.16 1.45 1.09

COV 27.2 34.8 76.4 35.0 91.6 23.3 27.1 44.4 16.3

 (82)
Mean 1.12 1.45 1.78 1.57 2.25 1.73 1.37 1.55 1.05

COV 23.9 25.8 68.1 31.7 84.7 35.6 37.8 33.2 19.8

*: number of specimens

fck 30 MPa≤

30 MPa fck 60 MPa≤<

fck 60 MPa>

그림 7. 콘크리트 압축강도 이외의 동일조건 하에서의 극한강도
변화

그림 8. 휨철근비의 변화에 따른 극한강도 평가결과
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트럿-타이 모델을 이용한 단순 깊은 보의 설계 시 콘크리트

에 의한 전단저항성능을 고려할 수 있는 부정정 스트럿-타이

모델의 사용을 합리적인 방법을 통해 가능하게 할 뿐만 아

니라, 철근콘크리트 깊은 보의 강도 및 거동에 영향을 미치

는 주요설계변수들의 영향을 설계 시 정확하게 반영하는 기

준을 제공할 수 있을 것으로 판단된다. 
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표 9. 휨철근비의 변화에 따른 극한강도 평가결과

Design Variable

Vtest/Vcalc. by Conventional Approach Vtest/Vcalc. by Strut-Tie Model Approach

Zsutty
(1971)

EC2
(1992)

CEB-FIP
(1993)

ACI 
318-99
(1999)

AASHTO-
LRFD
(2007)

FIB
(1999)

ACI 
318-05
(2005)

AASHTO-
LRFD
(2007)

Present
Study

 (53*)
Mean 0.98 1.76 3.32 1.52 4.23 1.66 1.16 1.20 1.08

COV 23.9 22.0 57.5 27.6 52.4 26.5 31.3 30.8 15.3

 (90)
Mean 1.11 1.57 1.43 1.54 2.55 1.76 1.34 1.60 1.06

COV 25.1 38.4 46.0 33.3 118.8 33.5 36.1 35.9 19.6

 (86)
Mean 0.98 1.67 1.49 1.43 2.46 1.73 1.35 2.11 1.17

COV 25.6 36.3 54.2 40.8 108.4 26.1 20.3 38.5 14.3

*: number of specimens

ρ ρb⁄ 0.4≤

0.4 ρ ρb 0.8≤⁄<

ρ ρb⁄ 0.8>


