
第30卷 第5A號 · 2010年 9月 − 443 −

콘크리트工學大 韓 土 木 學 會 論 文 集

第30卷 第5A號·2010年 9月

pp. 443 ~ 462

콘크리트 구조부재의 스트럿-타이 모델 해석을 통한 스트럿 

유효강도의 적합성 평가

Validity Evaluation of Effective Strength of Concrete Strut using 
Strut-Tie Model Analysis of Structural Concrete
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Abstract

The strut-tie model approach has proven to be effective in the ultimate analysis and design of structural concrete with dis-

turbed regions. For the reliable analysis and design by the approach, however, the effective strength of concrete struts must be

determined accurately. In this study, the validity of the effective strength of concrete struts, presented by the several design

codes and many researchers including the author, was examined through the ultimate strength analysis of 24 reinforced con-

crete panels, 275 reinforced concrete deep beams, and 218 reinforced concrete corbels by using the conventional linear strut-tie

model approach of current codes. The present study shows that the author's approach, resulting in an accurate and consistent

evaluation of the ultimate strength of the panels, deep beams, and corbels, may reflect rationally the effects of primary vari-

ables including the types of strut-tie model and structural concrete, the conditions of load and geometry, and the strength of

concrete in the strut-tie model analysis and design of structural concrete.
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요 지

스트럿-타이 모델 방법은 응력교란영역을 포함하는 콘크리트 구조부재의 극한강도 해석 및 설계에 효과적인 방법으로 알려

져 있다. 그러나 콘크리트 구조부재의 정확한 극한강도 해석 및 설계를 위해서는 콘크리트 스트럿의 유효강도를 정확하게

결정하여야 한다. 이를 위해 여러 콘크리트 스트럿의 유효강도 값, 식, 그리고 결정방법이 제안되었다. 이 연구에서는 연구

문헌, 설계기준서, 그리고 본 연구자의 방법 등에 의해 결정한 콘크리트 스트럿의 유효강도를 여러 스트럿-타이 모델 설계

예제집의 전통적인 선형 스트럿-타이 모델 방법에 적용하여 파괴실험이 수행된 24개 철근콘크리트 패널, 275개 철근콘크리

트 깊은 보, 그리고 218개 철근콘크리트 코벨 등의 파괴강도를 평가하였으며, 그 결과의 비교분석을 통해 제안된 콘크리트

스트럿의 유효강도 값, 식, 방법 등의 적합성을 평가하였다. 이 연구를 통하여 콘크리트 구조부재의 파괴강도를 비교적 정확

하고 일관적으로 평가한 본 연구자의 유효강도 결정방법은 콘크리트 구조부재의 종류, 스트럿-타이 모델의 구조형식, 전단경

간대 유효깊이의 비, 그리고 콘크리트 압축강도 등의 주요 변수의 영향을 콘크리트 구조부재의 스트럿-타이 모델 해석 및

설계 시 합리적으로 반영할 수 있음을 알았다.

핵심용어 : 유효강도, 콘크리트 스트럿, 스트럿-타이 모델, 콘크리트 구조부재, 해석 및 설계
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1. 서 론

스트럿-타이 모델 방법은 응력교란영역을 포함하는 콘크리

트 구조부재의 극한강도 해석 및 설계에 효과적인 방법으로

알려져 있다. 그러나 스트럿-타이 모델 방법을 콘크리트 구

조부재의 극한강도 해석 및 설계에 적용하기 위해서는 스트

럿과 타이의 단면력, 선정한 스트럿-타이 모델의 기하학적

적합조건의 만족 여부, 그리고 절점영역 강도조건의 만족 여

부 등에 직접적인 영향을 미치는 콘크리트 스트럿의 유효강

도를 정확하게 결정하여야 한다. 본 연구자는 연구논문 ‘스

트럿-타이 모델에서 콘크리트 스트럿의 유효강도 (윤영묵

2005)’를 통해서 본 연구자가 제안한 콘크리트 스트럿의 유

효강도 결정방법을 비롯한 여러 연구문헌(Thulimann 1976,

Nielsen 등 1978, Ramirez & Breen 1983, Marti 1985,

Schlaich 등 1987, Bergmeister 등 1991, Alshegeir 1992,

MacGregor 1997) 및 설계기준서(CEB-FIP 1993, AASHTO-

LRFD 2004, ACI 318-05 2005)에서 제시한 콘크리트 스트

럿의 유효강도 값, 식, 방법 등을 상세히 소개하였으며, 제
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안된 각 스트럿 유효강도의 타당성을 평가하기 위하여 파괴

실험이 수행된 각 4개의 철근콘크리트 깊은 보(Anderson &

Ramirez 1987) 및 턱이 진 보(Barton 등 1991)의 스트럿-

타이 모델 해석을 수행하였다. 그러나 강도평가를 위한 구조

부재의 종류가 다양하지 못하고, 또한 그 수가 8개에 불과

하여 제안된 각 스트럿 유효강도의 타당성을 검증하기에는

충분치 못하다는 지적이 있었다. 또한 강도평가 시 적용한

비선형 스트럿-타이 모델 방법(Yun 2001)은 무근콘크리트의

비선형 유한요소해석으로부터 얻은 압축주응력 흐름과 철근

의 배근상세를 근거로 스트럿-타이 모델을 선정하고, 콘크리

트 스트럿 및 철근 타이의 유효강도를 결정하여 스트럿과

타이의 단면적을 최적화알고리즘을 이용하여 산정하고, 스트

럿-타이 모델 자체의 비선형 구조해석을 통하여 스트럿-타이

모델의 안정조건과 기하학적 적합조건을 만족하는 최대하중

을 결정한 후, 절점영역의 비선형 유한요소해석을 통한 파괴

여부를 통해 절점영역의 강도를 검토하는 방법으로써, 일반

연구자 또는 기술자가 적용하기에는 다소 어려움이 있다는

지적이 있었다. 따라서 이 연구에서는 여러 문헌(ACI 445

2002, PCA 2004, 한국콘크리트학회 2007)에서 사용한 전통

적인 선형 스트럿-타이 모델 방법에 제안된 각 콘크리트 스

트럿의 유효강도를 적용하여 파괴실험이 수행된 24개 철근

콘크리트 패널, 275개 철근콘크리트 깊은 보, 그리고 218개

철근콘크리트 코벨 등의 강도평가를 수행하였으며, 그 결과

의 비교분석을 통해 제안된 콘크리트 스트럿의 유효강도 값,

식, 방법 등의 적합성을 재평가하였다.

2. 콘크리트 스트럿의 유효강도

콘크리트 스트럿의 유효강도 fcs는 일반적으로 콘크리트 압

축강도 fck의 함수로서, 다음과 같이 나타낸다. 

(1)

여기서, 스트럿의 유효강도계수 νs는 콘크리트 스트럿의 축방

향 균열과 콘크리트 스트럿을 가로지르는 인장변형에 의한

콘크리트 강도의 감소를 반영하는 값이다.

Thulimann(1976) 및 Nielsen 등(1978)은 보의 실험 및

소성론 해석을 통하여 보의 복부 부분에서의 콘크리트 스트

럿의 유효강도 산정식을 각 식 (2) 및 (3)과 같이 제안하였

다. 각 식에서 fcs의 단위는 MPa 이다.

(2)

(3)

Ramirez & Breen(1983)은 전단파괴된 철근콘크리트 부재

의 실험결과를 수정 단면트러스 모델에 적용하고 실험 및

해석 결과의 비교, 분석을 통해 보와 보 형태의 영역에서

트러스 모델의 경사 콘크리트 스트럿이 받을 수 있는 최대

압축강도 값을 MPa로 제안하였다. Marti(1985)

는 실험결과에 근거하여 콘크리트 스트럿의 유효강도 값을

0.60fck로 제안하였으며, 이 값은 내력의 재분배가 필요할 때,

분포된 철근이 존재할 때, 또한 횡방향 구속이 있을 때와

같은 특수한 경우에 감소 또는 증가될 수 있다고 보았다.

Schlaich 등(1987)은 응력이 교란되지 않은 일축상태의 프리

즘 스트럿, 스트럿을 수직으로 가로지르는 인장변형률을 갖

는 횡철근에 의해 스트럿의 축방향과 평행한 균열이 발생할

수 있는 경우의 스트럿, 스트럿의 축방향과 비스듬한 각도로

배치된 인장변형률을 보이는 횡철근에 의해 비스듬한 균열

이 발생할 수 있는 경우의 스트럿, 그리고 내부응력의 흐름

방향과 스트럿의 축방향이 크게 차이가 나는 경우의 스트럿

등의 유효강도계수를 각 0.85, 0.68, 0.51, 그리고 0.34로

제안하였다. Bergmeister 등(1991)은 120여개의 철근콘크리

트 부재의 실험을 통해 콘크리트의 압축강도에 따른 콘크리

트 스트럿의 유효강도 산정식을 다음과 같이 제안하였다. 식

(4)에서 fcs의 단위는 MPa이다. 

(4)

Alshegeir(1992)는 전통적인 스트럿-타이 모델 방법을 이용하

여 네 개의 연속지지 철근 콘크리트 깊은 보, 3개의 단순지지

프리스트레스트 콘크리트 깊은 보, 그리고 4개의 철근콘크리트

단순보를 해석하였으며, 해석결과를 실험결과와 비교, 분석하

여 콘크리트 스트럿의 유효강도계수를 전단경간에 대한 깊이

비가 2.0보다 작고 하중점에서 지점으로 연결되는 적절히 구속

된 대각선 스트럿의 경우는 0.80을, 일반적인 경사스트럿의 경

우는 0.60, 아치메커니즘을 구성하는 스트럿의 경우는 0.75, 프

리스트레스트 콘크리트 보에서 아치스트럿 및 부채형 스트럿

의 경우는 0.50, 그리고 프리스트레스트 콘크리트 보에서 교란

되지 않은 큰 압축응력을 받는 스트럿의 경우는 0.95로 제안하

였다. MacGregor(1997)는 Collins & Mitchell(1980) 및

Bergmeister 등(1991)의 콘크리트 스트럿의 유효강도 값을 근거

로 스트럿의 유효강도 산정식을 다음과 같이 제안하였다.

(5)

여기서, ν2(=0.55+1.25/ , fck는 MPa 단위)는 콘크리트

압축강도의 영향을 반영하는 계수이며, ν1은 스트럿이 위치

한 곳의 응력상태, 균열 발생 여부, 배근상세 등에 따라 결

정되는 계수로써, 그는 균열이 가지 않은 일방향 스트럿 또

는 압축장의 경우는 1.0, 병모양의 압축장에 의해 균열이 발

생하는 스트럿으로서, 스트럿을 가로지르는 식 (6)의 조건을

만족시키는 횡철근으로 보강되어 있는 경우는 0.80, 병모양

의 압축장에 의해 균열이 발생하는 스트럿으로서, 스트럿을

가로지르는 횡철근으로 보강되어있지 않는 경우는 0.65, 인

장변형률을 갖는 스트럿을 가로지르는 횡철근에 의해 균열이

발생하는 스트럿의 경우는 0.60, 균열이 심하게 발생하는 세

장한 보의 복부에 위치하면서 30o의 경사각을 갖는 스트럿

의 경우는 0.30, 그리고 균열이 심하게 발생하는 세장한 보

의 복부에 위치하면서 45o의 경사각을 갖는 스트럿의 경우

는 0.55 등의 값을 제안하였다. 

(6)

여기서, As fy는 스트럿을 수직으로 가로지르는 철근의 항복력

을, C는 스트럿의 압축단면력을, a는 스트럿의 양 끝단 지

압면의 폭을, 그리고 beff는 스트럿의 중간지점의 단면폭

( =스트럿의 길이, bmax=스트럿의 최대허용

폭)을 나타낸다.

fcs νs fck=

fcs 0.36fck 4.9+=    for fck 33.6MPa≤

fcs 0.70
fck

203
---------–⎝ ⎠

⎛ ⎞fck= for fck 60.9MPa≤

2.82fck fck⁄

fck 0.55 1.25 fck⁄+( )fck= for 20 fck 80MPa≤ ≤

fcs ν
1
ν

2
fck=

fck

As fy
C

4
---- 1

a

beff

--------–⎝ ⎠
⎛ ⎞≥

a ls 6 b
max

 ls,≤⁄+=
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윤영묵(2005)은 2차원 응력을 받는 무근콘크리트의 주응력

상태(그림 1), 2차원 주압축응력 흐름과 스트럿의 축방향과

의 차이 각, 그리고 철근에 의한 콘크리트의 구속효과(그림

2) 등을 이용하여 스트럿의 유효강도를 결정하는 방법을 제

안하였다. 그림 1은 2차원 유한요소의 주응력과 유효강도와

의 관계를 보인 것으로, 평면응력 혹은 평면변형률 유한요소

해석으로부터 콘크리트 스트럿이 위치한 곳의 한 유한요소

의 주응력 σ1 및 σ2를 찾고, 무근콘크리트의 파괴포락선으로

부터 이 요소의 주응력에 해당되는 σ2f 즉 콘크리트 스트럿

위치에 놓인 유한요소의 유효강도 를 찾는다. 일반적으

로 콘크리트 스트럿은 여러 개의 평면고체 유한요소에 걸쳐

있으므로, 동일한 방법으로 이 유한요소들의 를 결정한

다. 결정한 여러 유한요소들의 값 중에서 이들 값의 표

준편차 범위 내에 들어오는 값들을 산술평균한 값을 콘크리

트 스트럿의 유효강도 fcs로 취한다. 이 연구에서는 콘크리트

스트럿의 최대유효강도를 1.0fck로 제한하였다. 만약 콘크리

트 스트럿이 위치한 유한요소의 주압축응력 각이 콘크리트

스트럿의 방향과 θ의 각도로 차이가 난다면 이 유한요소의

유효강도는 주응력의 축변환을 위한 식 (7a) 또는 Mohr 원

의 식 (7b)를 이용하여 감소시킨다. 

(7a)

(7b)

여기서 σ1f 및 σ2f는 주응력 σ1 및 σ2에 해당하는 파괴포

락선 응력이다.  및 fcs를 결정하기 위한 위 과정에서는

철근의 영향을 고려하지 않은 상태에서 무근콘크리트의 유한

요소해석을 통해 결정한 주응력을 이용하였다. 따라서 철근에

의한 콘크리트 구속의 영향을 고려하기 위하여 그림 2에 주

어진 절차에 따라 주응력 σ1 및 σ2의 결정 시 철근타이의

단면력을 외부의 하중으로 작용시켜 무근콘크리트의 유한요

소해석을 다시 수행한다. 

CSA(1984) 및 AASHTO-LRFD(2007)는 콘크리트 스트럿

의 유효강도 산정식을 Vecchio & Collins(1982)의 연구결과

에 근거하여 식 (8)과 같이 제시하였다. Vecchio와 Collins

는 균일한 응력과 변형을 겪는 콘크리트 패널의 시험결과에

근거하여 콘크리트 스트럿의 유효강도 산정식을 유도하였는

데, 이 식은 스트럿에 평행한 균열들을 설명하는 경험적 상

수를 포함하고 있다. AASHTO-LRFD에서는 스트럿 유효강

도의 최대값을 0.85fck로 제한하였다.

(8)

여기서, fcs 및 fck의 단위는 MPa이며, εs는 스트럿 축에서

αs의 각도로 스트럿을 가로지르는 철근의 평균 인장변형률로

서, 설계기준에서는 그 값을 철근의 항복변형률로 제시하였다.

유럽의 FIP(1999)에서도 콘크리트 스트럿의 유효강도 산정식

을 다음과 같이 제시하였다. 

(9)

여기서, fcs 및 fck의 단위는 MPa이다. 또한 α는 균열 발생

여부와 관련한 계수로서, 균열이 발생하는 스트럿의 경우는

0.60, 그렇지 않는 경우는 0.85이다. fcd는 실린더 콘크리트

f cs

e

f cs

e

f cs

e

f
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 f
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21
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그림 1. 스트럿을 구성하는 2차원 유한요소의 주응력과 유효강도

와의 관계

그림 2. 스트럿의 유효강도 결정 시 철근에 의한 콘크리트의 구

속효과를 고려하기 위한 알고리즘 
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공시체의 압축강도 fck를 1.5로 나눈 값이다.

ACI 318M-08(2008)은 철근의 배근정도 및 스트럿 중간

지점의 단면형상과 스트럿 양단의 단면형상과의 관계를 고

려하여 콘크리트 스트럿의 유효강도를 결정하는 식을 다음

과 같이 제안하였다.

(10)

여기서 βs는 균열 및 구속철근이 콘크리트 스트럿의 유효강

도에 미치는 영향을 고려하기위한 계수로서, 스트럿 중간지점

에서의 단면적이 스트럿 양단에서의 단면적과 같을 때는

1.0, 스트럿 중간지점에서의 단면적이 스트럿 양단에서의 단

면적보다 크고 스트럿을 가로지르는 인장철근의 응력 및 배

치에 관한 ACI 318M-08 A.3절의 조건식 (A-4)를 만족할

경우는 0.75, 그리고 그렇지 못할 경우는 0.65λ(여기서 λ는

일반콘크리트의 경우 1.0, sand-경량콘크리트의 경우 0.85,

경량콘크리트의 경우 0.75)의 값을 갖는다. 또한 βs는 인장

부재에서의 콘크리트 스트럿의 경우 및 기타의 모든 경우에

각각 0.40 및 0.60의 값을 갖는다. 

3. 콘크리트 패널의 해석

이 장에서는 Brown 등(2006)에 의해 파괴실험이 수행된

26개의 콘크리트 패널 중 하중판의 폭과 패널의 폭이 동일

한 24개 패널의 극한강도를 단순 정정 트러스 구조의 스트

럿-타이 모델을 이용하여 평가하였다. 파괴실험이 수행된 24

개의 콘크리트 패널의 제원 및 배근상세는 표 1 및 그림 3

과 같으며, 이들 패널은 크게 네 종류로 나누어진다. 이들은

하중재하부 및 지지부를 제외하고는 철근이 배치되지 않은

패널 A~D, 철근과 주 압축방향이 이루는 각의 영향을 알아

보기 위하여 경사철근이 직각으로 교차된 패널 E~K, 철근이

한 방향으로만 등간격 또는 다발로 배치된 패널 L~V, 패널

의 두께가 패널의 거동 및 강도에 미치는 영향을 알아보기

위한 패널 W 및 X 등이다. 패널 M에서는 콘크리트와 지

지판 사이의 마찰로 인한 수직방향의 균열을 제한하기 위해

서 그림 3과 같이 두 개의 하중판(지지판)이 사용되었다. 

콘크리트 패널의 극한강도 평가를 위한 스트럿-타이 모델

은 그림 4와 같이 압축주응력 흐름을 하중재하부와 지지부

를 직접 연결하는 단일 콘크리트 스트럿으로 구성하였다. 또

한 연구문헌 및 설계기준서의 각 방법에 따라 산정한 단일

콘크리트 스트럿의 유효강도는 표 2와 같다. 여기서

AASHTO-LRFD(2007)의 설계기준에 근거한 콘크리트 스트

럿의 유효강도 산정 시 콘크리트 스트럿을 수직으로 가로지

르는 철근의 변형률 ε1으로는 실험 시 측정된 철근의 평균

변형률을 사용하였다. 경사철근이 배근된 패널 H~K의 철근

의 변형률로는 실험 시 측정된 철근의 평균변형률을 수평으

로 환산한 값을 사용하였으며, 철근이 배근되지 않은 패널

A~D에서는 ε1을 0으로 간주하였다. 본 연구자의 방법(2005)

에 의한 콘크리트 스트럿의 유효강도는 스트럿과 만나는 평

면응력 유한요소의 유효강도를 활용하고 철근이 받는 인장

력 즉 콘크리트에 가하는 구속력의 크기에 따라 결정되는

철근에 의한 콘크리트 구속의 정도를 고려하여 산정하였다.

이 연구에서는 철근에 의한 구속력을 패널의 철근배치 형태

에 따라 두 가지 방법으로 산정하였다. 첫째, 패널 C, D,

F의 지지부와 같이 패널의 일부가 수평철근에 의해 구속되

는 경우 철근의 구속력은 우선 수평철근에 의해 구속되는

지지부의 콘크리트 유한요소를 선정한 후, 평면응력 유한요

소해석을 통해 구한 이들 요소 중의 최대 인장변형률에 철

근의 단면적과 탄성계수를 곱하여 구하였다. 둘째, 일반적인

패널과 같이 패널의 전 영역이 수평철근에 의해 구속되는

경우 수평철근에 의한 구속력을 실험 시 측정된 각 수평철

근의 변형률에 철근의 탄성계수 및 단면적을 곱하여 구할

수 있으나, 수평철근의 변형률이 패널의 중간지점에서만 측

정되었으므로 다른 위치에 배치된 수평철근에 의한 구속력

은 정확하게 산정할 수 없다. 따라서 이 연구에서는 철근의

구속력을 모든 수평철근의 변형률이 패널의 중간지점에서 측

정된 변형률과 같다고 가정하여 산정하였다. 

콘크리트 패널이 받을 수 있는 최대하중, 즉 패널의 극한

강도는 수직의 단일 콘크리트 스트럿으로 인해 하중이 하중

fcs 0.85βs fck=

표 1. 콘크리트 패널의 제원 및 파괴하중

Specimen
d, dp

(mm)
bp

(mm)
fck

(MPa)
Ptest

(kN)
Specimen

d, dp

(mm)
bp

(mm)
fck

(MPa)
Ptest

(kN)

A 102 305 26.4 706.3 M 152 2152 29.7 1248.9

B 152 305 29.0 873.9 N 152 152 29.7 898.9

C 102 305 27.0 982.8 O 152 305 37.9 1567.9

D 102 305 27.0 882.0 P 152 305 37.9 1673.6

E 102 305 22.3 839.4 Q 152 305 29.0 994.9

F 102 305 27.0 898.8 R 102 305 27.0 991.2

G 152 305 29.6 1170.4 S 152 305 36.5 1607.5

H 152 305 36.5 1489.1 T 152 305 36.5 1522.9

I 152 305 37.9 1546.2 U 152 152 30.0 838.7

J 152 305 37.9 1317.8 V 152 305 30.0 1154.4

K 152 305 30.0 737.1 W 152 406 30.0 1647.7

L 152 305 36.5 1624.5 X 152 305 30.0 1098.7

패널 A~V의 가로세로 폭: 914 mm; 패널 W 및 X의 가로 및 세로 폭: 1524 및 914 mm; d: 패널의 두께; dp 및 dp: 하중판(지

지판)의 가로 및 세로 폭; fck: 콘크리트 압축강도; Ptest: 파괴하중 
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재하부에서 지점부로 전부 전달되기 때문에 이 스트럿의 유

효강도에 하중판의 면적을 곱하여 구하였다. 패널 E~K의 경

우 이들 패널에 배치된 수직철근의 영향을 철근 스트럿으로

고려할 수 있으나, 철근 스트럿이 받을 수 있는 지지력(=지

지판의 폭 내에 배근된 수직철근의 단면적×철근의 응력)이

크지 않아 수직철근의 영향을 극한강도 평가 시 제외시켰다.

산정한 각 콘크리트 스트럿의 유효강도를 이용하여 평가한

모든 콘크리트 패널의 극한강도는 표 3과 같다.

지금까지 콘크리트 패널의 극한강도는 콘크리트 스트럿의

형상을 프리즘으로 간주한 후 이 스트럿의 유효강도에 하중

그림 3. 콘크리트 패널의 배근상세
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판의 면적을 곱하여 산정하였다. 그러나 본 연구자의 유효강

도 결정방법을 이용할 경우 스트럿의 형상을 병모양으로 나

타낼 수 있으므로, 콘크리트 패널의 극한강도는 스트럿의 축

방향 길이에 따라 변화되는 임의 위치에서의 병모양 스트럿

의 단면적이 콘크리트 패널이 허용하는 최대단면적과 같아

질 때의 하중으로 볼 수 있다. 콘크리트 패널의 최대단면적

표 2. 콘크리트 패널의 프리즘 스트럿의 유효강도계수

Specimen

(24개)

스트럿의 유효강도계수 νs

Thulimann 
(1976) 

Nielsen et al. 
(1978)

Ramirez & 
Breen (1983)

Bergmeister et 
al. (1991)

MacGregor
(1997)

FIB
(1999)

ACI 318M-08 
(2008)

Present 
Approach

A 0.63 0.66 0.49 0.79 0.52 0.54 0.60 0.62 

B 0.81 0.86 0.46 0.78 0.51 0.53 0.60 0.62 

C 0.46 0.48 0.48 0.79 0.51 0.54 0.60 0.62 

D 0.52 0.54 0.48 0.79 0.51 0.54 0.60 0.62 

E 0.48 0.49 0.53 0.81 0.65 0.55 0.75 0.95 

F 0.51 0.53 0.48 0.79 0.63 0.54 0.75 0.95 

G 0.62 0.65 0.46 0.78 0.62 0.53 0.75 0.93 

H - 0.59 0.41 0.76 0.61 0.51 0.75 0.90 

I - 0.58 0.41 0.75 0.49 0.51 0.60 0.70 

J - 0.68 0.41 0.75 0.49 0.51 0.60 0.71 

K 0.99 1.04 0.46 0.78 0.62 0.53 0.75 0.91 

L - 0.54 0.41 0.76 0.49 0.51 0.75 0.93 

M 0.58 0.61 0.46 0.78 0.62 0.53 0.75 0.93 

N 0.40 0.42 0.46 0.78 0.62 0.53 0.75 0.75 

O - 0.58 0.41 0.75 0.49 0.51 0.60 0.91 

P - 0.54 0.41 0.75 0.60 0.51 0.75 0.89 

Q 0.72 0.75 0.46 0.78 0.51 0.53 0.60 0.70 

R 0.46 0.48 0.48 0.79 0.51 0.54 0.60 0.90 

S - 0.61 0.41 0.76 0.49 0.51 0.60 0.71 

T - 0.58 0.41 0.76 0.61 0.51 0.75 0.93 

U 0.43 0.46 0.46 0.78 0.62 0.53 0.60 0.61 

V 0.63 0.67 0.46 0.78 0.51 0.53 0.60 0.79 

W 0.59 0.62 0.46 0.78 0.51 0.53 0.75 0.90 

X 0.66 0.70 0.46 0.78 0.62 0.53 0.75 0.88 

Marti(1985), Schlaich et al.(1987), Alshegeir(1992), 그리고 AASHTO-LRFD(2007) 설계기준 등에 의한 유효강도계수는 각각 0.60,

0.68, 0.60, 0.85임. 

그림 4. 콘크리트 패널의 압축주응력 흐름 및 스트럿-타이 모델
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으로는 지점부의 경우 하중판의 면적을, 그 이외의 경우는

콘크리트 패널의 폭×두께로 취하였다. 스트럿의 축방향 길이

에 따라 변화되는 임의 위치에서의 병모양 스트럿의 단면적

으로는 스트럿의 단면력을 스트럿과 만나는 임의 위치에서

의 유한요소의 유효강도로 나눈 값을 취하였다. 스트럿 및

스트럿과 만나는 각 유한요소의 유효강도 산정 시 필요한

철근의 구속력은 MacGregor(1997)가 제안한 병모양 스트럿

-타이 모델의 경사 스트럿의 각도를 실험 시 측정된 실험파

괴하중 상태의 철근변형률과 병모양 스트럿-타이 모델의 수

평 타이의 변형률이 동일한 값이 되도록 조정한 후, 이 모

델의 수평 타이의 변형률을 스트럿의 축방향 길이에 따라

비례적으로 적용하여 구한 변형률을 사용하여 결정하였다.

하중재하부에서 파괴된 18개 패널은 실험파괴하중보다 더 큰

하중을 받더라도 실험 시 측정된 변형률보다 더 큰 변형률

이 발생되지 않기 때문에 실험파괴하중 상태에서 측정된 변

형률을 사용하여 철근의 구속력을 산정하였다. 수평철근이

배치되지 않은 4개의 패널에는 구속력이 존재하지 않으므로

상기와 같은 방법을 적용하지 않았다.

그림 5는 콘크리트 패널 E의 수평철근의 구속력 산정을

위한 병모양 스트럿-타이 모델의 형상 형성과정과 병모양 스

트럿을 이용한 극한하중 평가과정을 예로 들어 보인 것이다.

콘크리트 패널 E의 실험파괴하중(Ptest=839.4 kN)과 파괴하

중 작용 시 측정된 변형률(εi=0.0022)을 고려한 스트럿의 축

방향 길이에 따라 변화되는 스트럿의 유효강도를 구하고 이

에 근거한 병모양 스트럿의 형상은 그림 5(a)와 같으므로,

이 콘크리트 패널이 받을 수 있는 최대하중은 하중재하부의

단면적 부족으로 인해 실험파괴하중 보다 작다는 것을 알

수 있다. 따라서 콘크리트 패널 E가 파괴되기 직전에 받을

수 있는 최대하중 즉 극한하중을 구하기 위하여, 먼저 그림

5(b)와 같이 병모양 스트럿-타이 모델의 수평 타이의 변형률

이 파괴하중 작용 시 측정된 콘크리트 패널 E의 철근변형률

과 같도록 병모양 스트럿-타이 모델의 경사 스트럿의 각도

를 결정한다. 그림 5(c)와 같이 이 병모양 스트럿-타이 모델

에 임의하중을 작용시켜 임의하중에 대한 각 수평철근 위치

에서의 변형률 및 수평철근에 의한 구속력을 구하고, 그림

5(d)와 같이 작용시킨 임의하중 및 철근구속력 하에서의 스

표 3. 콘크리트 패널의 극한강도 평가결과

Specimen

(24개)

Pcal/Ptest

Thulima-
nn (1976)

Nielsen
 et al. 
(1978)

Ramirez 
& Breen
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

MacGre-
gor 

(1997)

FIB
(1999)

AASHT
O-LRFD
(2007)

AASHT
O-LRFD
(2007)*1

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach*2

Present 
Approach*3

A 0.63 0.66 0.57 0.70 0.79 0.92 0.60 0.62 0.99 0.99 0.70 0.72 0.91 

B 0.81 0.86 0.71 0.92 1.05 1.20 0.78 0.82 1.31 1.48 0.92 0.95 1.10 

C 0.46 0.48 0.41 0.51 0.58 0.68 0.44 0.46 0.73 0.74 0.51 0.53 0.66 

D 0.52 0.54 0.46 0.57 0.65 0.75 0.49 0.51 0.81 0.84 0.57 0.59 0.73 

E 0.48 0.49 0.44 0.50 0.56 0.67 0.54 0.45 0.70 0.70 0.62 0.79 0.83 

F 0.51 0.53 0.45 0.56 0.64 0.74 0.59 0.50 0.79 0.82 0.70 0.88 0.97 

G 0.62 0.65 0.54 0.71 0.80 0.92 0.73 0.62 1.00 1.15 0.88 1.09 1.07 

H - 0.59 0.47 0.68 0.77 0.86 0.69 0.58 0.97 1.04 0.85 1.02 1.02 

I - 0.58 0.46 0.68 0.77 0.86 0.56 0.58 0.97 1.04 0.68 0.80 0.97 

J - 0.68 0.54 0.80 0.91 1.00 0.65 0.68 1.13 1.24 0.80 0.94 1.11 

K 0.99 1.04 0.86 1.13 1.28 1.47 1.17 1.00 1.60 1.82 1.42 1.72 1.83 

L - 0.54 0.43 0.63 0.71 0.79 0.51 0.53 0.89 0.94 0.78 0.97 0.95 

M 0.58 0.61 0.50 0.66 0.75 0.86 0.69 0.58 0.93 1.06 0.82 1.02 1.01 

N 0.40 0.42 0.35 0.46 0.52 0.60 0.48 0.40 0.65 0.76 0.57 0.57 0.78 

O - 0.58 0.46 0.67 0.76 0.85 0.55 0.57 0.96 1.05 0.67 1.03 0.96 

P - 0.54 0.43 0.63 0.72 0.79 0.63 0.54 0.89 1.00 0.79 0.94 1.09 

Q 0.72 0.75 0.63 0.81 0.92 1.06 0.69 0.72 1.15 1.30 0.81 0.94 1.09 

R 0.46 0.48 0.41 0.51 0.58 0.67 0.44 0.45 0.72 0.75 0.51 0.76 0.71 

S - 0.61 0.49 0.71 0.80 0.89 0.58 0.60 1.00 1.05 0.71 0.84 0.84 

T - 0.58 0.46 0.67 0.76 0.84 0.67 0.57 0.94 1.00 0.83 1.03 0.98 

U 0.43 0.46 0.38 0.50 0.56 0.64 0.51 0.44 0.70 0.82 0.50 0.51 0.83 

V 0.63 0.67 0.55 0.72 0.82 0.94 0.61 0.64 1.02 1.18 0.72 0.95 1.00 

W 0.59 0.62 0.51 0.67 0.76 0.87 0.57 0.59 0.96 1.18 0.84 1.01 1.07 

X 0.66 0.70 0.58 0.76 0.86 0.99 0.79 0.67 1.08 1.28 0.95 1.11 1.32 

AVE 0.59 0.61 0.50 0.67 0.74 0.87 0.62 0.59 0.95 1.05 0.76 0.90 0.99

COV(%) 25.8 22.1 22.2 22.1 24.4 21.9 24.6 22.0 22.1 24.5 25.3 27.4 23.6

AVE: 평균; COV: 변동계수; *1: 의 조건을 고려하지 않을 경우; *2: 프리즘 스트럿을 이용할 경우; *3: 병모양 스트럿을

이용할 경우; Alshegeir(1992)의 유효강도를 이용한 강도평가 결과는 Marti(1985)의 것과 동일함

f
cs

0.85f
ck

≤
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트럿의 축방향 길이에 따라 변화되는 스트럿의 유효강도를

산정한 후, 그림 5(e)와 같이 작용시킨 임의하중에 대한 병

모양 스트럿의 형상을 결정한다. 이와 같은 그림 5(c)~(e)의

과정을 반복하여 병모양 스트럿의 단면적과 콘크리트 패널 E

그림 5. 병모양 스트럿을 이용한 콘크리트 패널 E의 극한하중 평가과정
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가 허용하는 최대단면적이 같아지는 상태의 임의하중(=700.0

kN)을 찾고, 이를 콘크리트 패널 E의 극한하중으로 결정한다.

그림 6은 극한하중을 받는 하중재하부에 파괴된 콘크리트 패

널 V의 스트럿의 축방향 길이에 따른 스트럿의 유효강도 및

단면 형상을 보인 것이다. 이 패널의 스트럿의 유효강도 산정

을 위한 철근의 구속력은 파괴하중 작용 시 측정된 철근의

변형률을 사용하여 구하였다. 이 패널의 극한하중은 패널의 중

간지점에서 병모양 스트럿의 단면적이 패널이 허용하는 최대

단면적과 같아지는 1160.0 kN(실험파괴하중의 100.5%)으로

결정되었다. 동일한 방법으로 나머지 패널의 극한강도를 평가

하였으며, 그 결과는 표 3에 나타나있다.

표 3으로부터 알 수 있듯이 ACI 318M-08(2008)을 비롯한

많은 참고문헌의 방법에 의한 스트럿의 유효강도는 콘크리트

패널의 강도를 다소 보수적으로 평가하였으나, Bergmeister 등

(1991), AASHTO-LRFD(2007), 그리고 본 연구자의 방법

(2005) 등에 의한 스트럿의 유효강도는 콘크리트 패널의 강도

를 각각 실험파괴하중의 평균 87%, 95~105%, 90~99%로 비

교적 정확하게 평가하였다. 특히 스트럿의 축방향 길이에 따

른 위치별 유효강도를 결정할 수 있는 본 연구자의 방법은

실험파괴강도를 가장 정확하게 예측하였으며, 실제의 압축주

응력 흐름을 대변하는 병모양 형상 스트럿의 사용을 가능하

게 하므로 프리즘 형상의 스트럿을 이용하는 기존의 방법에

비해 보다 정확하고 합리적인 스트럿-타이 모델 설계를 가능

하게 할 것으로 판단된다.

4. 철근콘크리트 깊은 보의 해석 

 이 장에서는 콘크리트 스트럿의 유효강도 결정방법의 적

합성을 검증하기 위하여 파괴실험이 수행된 280개 철근콘크

리트 깊은 보 중 전단파괴 거동을 보인 275개 깊은 보의

극한강도를 정정 및 1차 부정정 트러스 구조의 스트럿-타이

모델을 이용하여 평가하였다. 철근콘크리트 깊은 보의 간략

한 제원은 표 4에 나타나있다.

콘크리트 구조부재의 스트럿-타이 모델 설계에 있어서 중

요한 요소 중 하나는 주요 하중전달 메커니즘을 적절히 반

영할 수 있는 스트럿-타이 모델을 선정하는 것이다. 스트럿-

그림 6. 콘크리트 패널 V의 스트럿의 축방향 길이에 따른 유효강도 및 병모양 형상

표 4. 철근콘크리트 깊은 보의 제원

Investigator 
No. of 

Specimen
b

(mm)
d 

(mm)
h 

(mm)
fck

 (MPa)
fy

 (MPa)
a/d

ρ 
(%)

ρ/ρb

Smith & Vantsiotis (1982) 52 102 305 356 16.1-23.7 431-437 1.00-2.08 1.93 0.91-1.23

Tan et al. (1995) 17 110 463 500 41.1-56.0 504 0.54-2.70 1.23 0.37-0.43

Teng et al. (1996) 13 150-160 525 600 37.0-40.0 431-600 1.14-1.71 0.90-1.93 0.42-0.88

Tan et al. (1997a) 22 110 398-448 500 54.7-74.1 353-538 0.56-2.98 2.31-5.75 0.51-0.92

Tan et al. (1997b) 19 110 442 500 56.2-86.3 353-499 0.85-1.69 2.58 0.54-0.76

Kong & Rangan (1998) 33 250 292-542 350-600 63.6-89.4 452 1.51-2.74 1.66-3.69 0.36-0.76

Tan & Lu (1999) 12 140 444-1559 500-1750 31.2-49.1 520 0.56-1.14 1.84-2.60 0.75-1.15

Shin et al. (1999) 30 125 215 250 52.0-73.0 414 1.50-2.50 3.77 0.66-0.88

Oh & Shin (2001) 53 120-130 500 560 23.7-73.6 414 0.85-2.00 1.29-1.56 0.22-0.64

김 및 박 (2005) 24 150 403 450 28.9-37.7 482 0.76-1.50 1.97 0.69-0.83

Total 275 102-250 215-1559 350-1750 16.1-89.4 353-600 0.54-2.98 0.90-5.75 0.22-1.23

b, d, h: 깊은 보의 폭, 유효깊이, 높이; fck 및 fy: 콘크리트 압축강도 및 철근의 항복강도; a/d: 전단경간대 유효깊이의 비; ρ 및 ρb:

인장철근비 및 균형철근비
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타이 모델의 선정 시 콘크리트 구조부재의 다양한 하중전달

경로를 간략화하여 주요 하중전달 메커니즘을 정의하고, 이

를 이용하여 스트럿-타이 모델을 구성하여야 한다. 철근콘크

리트 깊은 보의 설계를 위한 스트럿-타이 모델로는 하중점과

지지점을 스트럿으로 직접 연결하여 아치 메커니즘을 대변

하게 하는 정정 트러스 구조의 모델, 수직전단철근의 영향을

고려하여 트러스 메커니즘을 대변하게 하는 정정 트러스 구

조의 모델, 그리고 아치 메커니즘과 트러스 메커니즘을 합친

부정정 트러스 구조의 모델 등이 있다(CSA, 1984; Foster &

Gilbert, 1998; FIB, 1999; AASHTO-LRFD, 2007; ACI 318M-

08, 2008; 김병헌 및 윤영묵, 2008). 이 연구에서는 스트럿-

타이 모델의 구조 형식의 변화에 따른 콘크리트 스트럿 유

효강도의 적합성을 평가하기 위하여 정정 및 부정정 트러스

구조의 스트럿-타이 모델을 모두 사용하였다. 또한 이 연구

는 콘크리트 스트럿 유효강도의 변화가 철근콘크리트 깊은

보의 극한강도에 미치는 영향을 파악하기 위한 것이므로 스

트럿-타이 모델 해석 시 절점영역의 강도를 ACI 318M-

08(2008) 설계기준의 것만 사용하였다. 

4.1 정정 스트럿-타이 모델을 이용한 해석 

정정 트러스 구조의 스트럿-타이 모델(이하 정정 스트럿-

타이 모델)을 이용한 철근콘크리트 깊은 보의 극한강도 평가

과정을 소개하기 위하여 Smith & Vantsiotis(1982)의 전단

경간대 유효깊이 비(a/d)가 1.0인 그림 7의 형상 및 배근상

세를 갖는 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12를 선택하였다. 이

보의 콘크리트의 압축강도 fck는 16.1 MPa이며, 철근의 항

복강도 fy는 431 MPa이다. 또한 이 보의 하중판 및 지지판

의 폭은 102 mm이며, 주인장 철근비 ρ, 수평전단철근비

ρh, 수직전단철근비 ρv는 각각 1.93%, 0.27%, 0.67%이다. 

CSA(1984)와 AASHTO-LRFD(2007) 설계기준은 설계영

역의 하중경로나 응력흐름을 적절히 표현할 수 있는 모델을

선정하여야 한다는 기본적 개념을 제시하였으며, 그림 8(a)

와 같은 스트럿-타이 모델을 이용하여 단순지지 철근콘크리

트 깊은 보의 설계를 수행할 수 있도록 하고 있다. 이러한

개념은 ACI 318M-08(2008) 설계기준에 그대로 도입되었으

나, 압축과 인장의 방향이 유사할 수 없다는 원칙에 입각하

여 스트럿과 타이의 이루는 각이 25o 보다 커야 한다는 기

준을 제시하였다. 따라서 그림 8(a)와 같은 모델은 실제적으

로 a/d=1.8(a/z=2.0, z=0.9d, d=0.9h)이하의 부재에서만 적

용가능하다. 이 연구에서는 현 ACI 318M-08(2008)의 규정

에 따라서 a/d<1.8인 깊은 보에 대해서는 그림 8(a)의 모델

을, 의 깊은 보에 대해서는 ACI 445(2002)의 스

트럿-타이 모델 설계 예제집서 소개한 그림 8(b)의 모델을

이용하였다. 

이 연구의 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 a/d가 1.0이므

로 이 보의 스트럿-타이 모델로 그림 9(a)와 같은 아치 메커

a d⁄ 1.8≥

그림 7. 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 형상 및 배근상세

그림 8. 철근콘크리트 깊은 보의 정정 스트럿-타이 모델

그림 9. 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 정정 스트럿-타이 모델
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니즘의 모델을 선정하였다. 이 모델에서, 철근 타이 T1은 휨

인장철근의 도심에 위치시켰으며, 등가응력블럭의 깊이(=ρbdfy/

0.85fckb=151 mm, , ρb=균형철근비, b=102 mm)를 단

면폭으로 사용하는 콘크리트 스트럿 S1은 이 스트럿의 단면

상단경계선이 보의 상단과 일치하도록 위치시켰다. 하중점에

서 지지점으로 하중을 직접 전달할 수 있도록 스트럿 S2를

스트럿 S1 및 타이 T1에 연결하였다. 등가응력블럭의 깊이를

계산함에 있어 휨철근비를 균형철근비 이하로 제한한 것은 콘

크리트 스트럿 S1의 하단경계선이 보의 중립축을 넘지 않게

하기 위함이다. 실험파괴하중 141.2 kN에 대한 스트럿 및 타

이의 단면력과 하중판 및 지지판으로부터 결정한 스트럿 및

절점영역의 최대단면폭은 그림 9(b)와 같다. 

이 논문 2장에 소개된 방법에 따라 구한 그림 9(a)의 콘

크리트 스트럿 S1 및 S2의 유효강도는 표 5와 같다.

ρ ρb≤

표 5. 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 정정 스트럿-타이 모델 스트럿의 유효강도계수

Element 
No.

스트럿의 유효강도계수 νs

Thulimann
(1976)

Nielsen et al. 
(1978)

Marti
(1985)

Schlaich et al. 
(1987)

Alshegeir 
(1992)

MacGregor 
(1997)

FIB
(1999)

AASHTO-
LRFD (2007)

ACI 318M-08 
(2008)

Present 
Approach

S1 1.00 1.00 0.60 0.85 1.00 0.86 0.80 0.85 1.00 1.00

S2 0.66 0.62 0.60 0.68 0.85 0.69 0.56 0.57 0.75 0.87

표 6. Alshegeir(1992)의 스트럿 유효강도를 이용한 깊은 보 1A4-12의 극한강도 평가과정

(a) 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

Element No. νs fck(MPa) fck(MPa) Fu(kN) wreq.(mm) wprov.(mm) wprov./wreq. Safe/Fail

S1 1.00 16.10 16.10 187.6 114.2 150.9 1.32 O

S2 0.85 16.10 13.69 234.8 168.2 142.8 0.85 X

Element No. νt fy(MPa) fct(MPa) Fu(kN) As,req.(mm2) As,prov.(mm2) As,req./As,prov. Safe/Fail

T1 1.00 431.00 431.00 187.6 435.3 600.0 1.38 O

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력; νs 및 νt: 스트럿 및 타이의 유효강도계수; 스트럿의 유효강도 fcs=νsfck; 타이의 유효강도 fct=νtfy;

스트럿의 필요단면폭 wreq.=Fu/bfcs; wprov.: 스트럿의 최대단면폭; O: safe

(b) 절점영역의 파괴강도 검토

Node No. Node Type νs fck(MPa) fcs(MPa) Fu(kN) wreq.(mm) wprov.(mm) wreq./wprov. Safe/Fail

1 CCT 0.80 16.10 12.88

R 119.9 91.3 102.0 1.12 O

S2 199.4 151.8 142.8 0.94 X

T1 159.3 121.3 102.0 0.84 X

2 CCC 1.00 16.10 16.10

V 119.9 73.0 102.0 1.40 O

S1 159.3 97.0 150.9 1.56 O

S2 199.4 121.4 181.9 1.50 O

Fu=85% 실험파괴하중 하에서의 단면력; R=지점의 반력; V=작용전단력(85% 실험하중); νn: 절점영역의 유효강도계수(ACI 318M-08의

A.5.2절 참조); 절점영역의 유효강도 fcn=νnfck

표 7. 정정 스트럿-타이 모델에 의한 철근콘크리트 깊은 보의 극한강도 평가결과

Investigator

Pcal/Ptest

No. of 
Specimen

(275개)

Thulima
-nn 

(1976)

Nielsen 
et al. 

(1978)

Ramirez 
& Breen 
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

Alshegeir
(1992)

Mac-
Gregor 
(1997)

FIB
(1999)

AASHTO-
LRFD
(2007)

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach

Smith & Vantsiotis (1982) 52 0.63 0.62 0.58 0.62 0.68 0.75 0.70 0.67 0.57 0.45 0.70 0.71 

Tan et al. (1995) 17 - 0.59 0.46 0.71 0.76 0.86 0.75 0.60 0.56 0.74 0.74 0.86 

Teng et al. (1996) 13 - 0.81 0.64 0.89 0.90 1.06 1.02 0.84 0.80 0.60 1.01 0.93 

Tan et al. (1997a) 22 - 0.91 0.55 0.83 0.90 0.91 0.91 0.79 0.70 0.84 0.90 0.90 

Tan et al. (1997b) 19 - 0.49 0.52 0.97 0.94 1.03 1.08 0.93 0.75 0.84 1.07 1.04 

Kong & Rangan (1998) 33 - - 0.62 0.63 0.63 0.62 0.63 0.63 0.62 0.62 0.63 0.63 

Tan & Lu (1999) 12 0.72 0.70 0.56 0.82 0.87 0.97 0.82 0.80 0.70 0.88 0.82 0.88 

Shin et al. (1999) 30 - 0.71 0.57 0.76 0.84 0.83 0.85 0.78 0.72 0.67 0.85 0.85 

Oh & Shin (2001) 53 0.70 0.80 0.67 0.74 0.93 0.88 0.94 0.83 0.75 0.91 0.93 0.93 

김 및 박 (2005) 24 0.67 0.63 0.50 0.71 0.77 0.89 0.88 0.70 0.61 0.67 0.86 0.83 

Total
AVE 0.65 0.68 0.58 0.73 0.81 0.86 0.83 0.75 0.67 0.71 0.83 0.83 

COV(%) 13.4 25.0 25.4 27.2 26.9 25.9 27.0 25.8 26.6 36.8 27.0 25.3 
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Thulimann(1976), Nielsen 등(1978), 그리고 Ramirez & Breen

(1983) 등에 의한 콘크리트 스트럿 S1의 유효강도는 ACI

318M-08(2008)의 것으로 취하였다. 극한강도 평가 시 ACI

318M-08의 스트럿 유효강도계수 0.85βs를 βs로 간주하였다. 시

험체 1A4-12의 fck가 20 MPa 이하이므로 Bergmeister 등

(1991)의 제안식에 의한 유효강도는 산정하지 않았다. 콘크리트

스트럿의 여러 유효강도 값 중 Alshegeir(1992)의 값을 이용하

여 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 극한강도를 평가하는 과정

을 표 6에 소개하였다. 표 6으로부터 깊은 보 1A4-12의 스트

럿-타이 모델 스트럿 S2가 실험파괴하중의 85%인 119.9 kN의

하중을 받을 때 파괴되며, 또한 이 모델의 1번 절점영역이

119.9 kN의 84%인 100.7 kN에서 파괴되는 것을 알 수 있다.

따라서 이 보의 극한하중은 실험파괴하중의 71%(0.85×0.84)로

결정되었다. 이와 동일한 방법으로 콘크리트 스트럿의 유효강

도에 따른 모든 철근콘크리트 깊은 보의 극한강도를 평가하였

으며, 그 결과는 표 7과 같다. 

a/d<1.8인 보에 대한 아치 메커니즘의 스트럿-타이 모델 및

인 보에 대한 트러스 메커니즘의 스트럿-타이 모델을

적용한 결과, 표 7과 같이 Thulimann(1976), Nielsen 등(1978),

Ramirez & Breen(1983), Marti(1985), MacGregor (1997),

FIB(1999), 그리고 AASHTO-LRFD(2007) 등에 의한 스트럿의

유효강도는 철근콘크리트 깊은 보의 강도를 다소 보수적으로

평가하였으며, 특히 AASHTO-LRFD(2007)에 의한 것은 가장

큰 변동계수를 나타내었다. Schlaich 등(1987), Bergmeister 등

(1991), Alshegeir(1992), ACI 318M-08 (2008), 그리고 본 연

구자의 방법(2005) 등에 의한 스트럿의 유효강도는 철근콘크리

트 깊은 보의 강도를 실험파괴하중의 평균 81%~86% 범위에서

다른 방법에 비해 더 양호하게 평가하였다.

4.2 부정정 스트럿-타이 모델을 이용한 해석 

이 연구에서는 철근콘크리트 깊은 보의 수직 전단철근에

의한 하중전달능력 및 하중점과 지지점을 직접 연결하는 스

트럿에 의한 하중전달능력을 극한강도 평가 시 제대로 반영

할 수 있는 그림 8(a) 및 (b)의 두 모델을 합친 1차 부정

정 트러스 구조의 스트럿-타이 모델(이하 부정정 스트럿-타

이 모델)을 이용하여 파괴실험이 수행된 275개 철근콘크리

트 깊은 보의 극한강도를 평가하였다. 철근콘크리트 깊은 보

의 극한강도 평가과정을 설명하기 위하여 앞 절에서 소개한

깊은 보 1A4-12를 택하였다. 이 보의 극한강도 평가를 위

한 부정정 스트럿-타이 모델 및 콘크리트 스트럿의 최대단면

폭은 그림 10과 같다. 그림 10(a)의 부정정 스트럿-타이 모

델의 형상 결정 시 철근 타이 T3 및 T4의 중심선은 휨 인

장철근의 도심과 같도록 하였다. 등가응력블럭의 깊이(=151

mm)를 단면폭으로 사용하는 콘크리트 스트럿 S2는 이 스트

럿의 단면 상단경계선이 보의 상단과 일치하도록 위치시켰

다. 상부의 콘크리트 스트럿 S1은 스트럿 S2와 동일한 수평

선상에 위치시켰다.

부정정 스트럿-타이 모델을 이용한 극한강도 평가 시 그림

11과 같이 철근콘크리트 깊은 보의 하중전달 메커니즘을 구

성하는 하나의 요소가 일차적으로 파괴되어도 다른 요소들

로 구성된 하중전달 메커니즘에 의해 추가적인 하중이 전달

되는 것으로 보았다. 부정정 스트럿-타이 모델의 각 구성요

소의 강도검토를 위한 스트럿과 타이의 단면력은 김병헌 및

윤영묵(2008)의 하중분담률 및 트러스 구조의 절점해석법을

적용시켜 구하였다. 즉 작용하중에 대한 수직 트러스 메커니

즘의 수직타이 단면력의 비로 정의한 다음의 하중분담률 α

로부터 그림 10(a)의 타이 T1의 단면력을 구한 후, 스트럿-

a d⁄ 1.8≥

그림 10. 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 부정정 스트럿-타이 모델
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타이 모델 각 절점에서의 평형조건을 적용시켜 모든 스트럿

과 타이의 단면력을 결정하였다. 

여기서 

철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 극한강도는 스트럿 및

타이의 최대단면적과 부정정 스트럿-타이 모델의 구조해석으

로부터 구한 스트럿 및 타이의 단면력을 이들의 유효강도로

α β f
ck

40–( )
200 40ρ ρ

b
⁄–

a d⁄
-------------------------------

a d⁄
1.1 0.25ρ ρ

b""
⁄–

--------------------------------------
⎝ ⎠
⎛ ⎞ln+=

   0.463 16.1 40–( )
200 40 1.228×–

1.0
-------------------------------------

1.0

1.1 0.25 1.228×–
----------------------------------------

⎝ ⎠
⎛ ⎞ln+×= 24.2 %( )=

η 2.1
2

3
---
ρ

ρ
b

-----
⎝ ⎠
⎛ ⎞– 2.1

2

3
--- 1.228×– 1.281= = =

β 2 3ρ ρ
b

⁄+( ) a d⁄ η–( )2 2 3 1.228×+( ) 1.0 1.281–( )2 0.463= = =

표 8. 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 부정정 스트럿-타이 모델 스트럿의 유효강도계수 

Element
No.

스트럿의 유효강도계수 νs

Thulimann
(1976)

Nielsen et al. 
(1978)

Marti
(1985)

Schlaich et al. 
(1987)

MacGregor 
(1997)

FIB
(1999)

AASHTO-
LRFD (2007)

ACI 318M-08 
(2008)

Present 
Approach

S1 1.00 1.00 0.60 0.85 0.86 0.78 0.85 1.00 1.00

S2 1.00 1.00 0.60 0.85 0.86 0.78 0.85 1.00 1.00

S4 0.66 0.62 0.60 0.68 0.69 0.55 0.16 0.75 0.80

S5 0.66 0.62 0.60 0.68 0.69 0.55 0.57 0.75 0.89

S6 0.66 0.62 0.60 0.68 0.69 0.55 0.16 0.75 0.78

그림 11. 본 연구자의 스트럿 유효강도를 이용한 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 극한강도 평가과정



− 456 − 大韓土木學會論文集

나눈 필요단면적의 크기 및 절점영역 경계면의 최대단면적

과 필요단면적의 크기를 비교하여 평가하였다. 이때 타이의

유효강도는 철근의 항복강도로 취하였으며, 스트럿의 유효강

도는 이 논문 2장에 소개된 방법에 따라 구하였다. 표 8은

철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 부정정 스트럿-타이 모델

스트럿의 유효강도이다. 정정 스트럿-타이 모델의 경우와 같

이, Thulimann(1976), Nielsen 등(1978), 그리고 Ramirez

& Breen(1983) 등에 의한 콘크리트 스트럿의 유효강도는

보의 복부 스트럿에 해당하는 값이므로 부정정 스트럿-타이

모델의 상부에 위치한 콘크리트 스트럿의 유효강도 값을

표 9. 본 연구자의 스트럿 유효강도 값에 근거한 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 극한강도 평가과정

(a) 1차 파괴상태에서의 각 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

Element No. νs fck(MPa) fcs(MPa) Fu(kN) wreq.(mm) wprov.(mm) wreq./wprov. Safe/Fail

S1 1.00 16.10 16.10 22.7 13.8 150.9 10.90 O

S2 1.00 16.10 16.10 187.6 111.2 150.9 1.32 O

S4 0.80 16.10 12.88 41.1 31.3 34.3 1.10 O

S5 0.89 16.10 14.33 177.9 121.7 108.2 0.89 X

S6 0.78 16.10 12.56 41.1 32.1 40.8 1.27 O

Element No. νt fy(MPa) fct(MPa) Fu(kN) As,req.(mm2) As,prov.(mm2) As,req./As,prov. Safe/Fail

T1 1.00 437.00 437.00 34.2 78.3 85.2 1.09 O

T3 1.00 431.00 431.00 164.9 382.5 600.0 1.57 O

T4 1.00 431.00 431.00 187.6 435.3 600.0 1.38 O

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력; νs 및 νt: 스트럿 및 타이의 유효강도계수; 스트럿의 유효강도 fcs=νsfck; 타이의 유효강도 fct=νtfy;

스트럿의 필요단면폭 wreq.=Fu/bfcs; wprov.: 스트럿의 최대단면폭; O: safe

(b) 2차 파괴상태에서의 각 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

Element No. νs fck(MPa) fcs(MPa) Fu(kN) wreq.(mm) wprov.(mm) wreq./wprov. Safe/Fail

S1 1.00 16.10 16.10 93.8 57.1 138.6 2.43 O

S2 1.00 16.10 16.10 187.6 114.2 49.3 0.43 X

S4 0.80 16.10 12.88 169.5 129.0 6.5 0.05 X

S6 0.78 16.10 12.56 169.5 132.3 12.3 0.09 X

Element No. νt fy(MPa) fct(MPa) Fu(kN) As,req.(mm2) As,prov.(mm2) As,req./As,prov. Safe/Fail

T1 1.00 437.00 437.00 141.2 323.1 15.6 0.05 X

T3 1.00 431.00 431.00 93.8 217.6 259.8 1.19 O

T4 1.00 431.00 431.00 187.6 435.3 213.0 0.49 X

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력; wprov.=wprov.(1차파괴)−0.89×wreq.(1차파괴)

(c) 절점영역의 파괴강도 검토

Node No. Node Type νn fck(MPa) fcn(MPa) Fu(kN) wreq.(mm) wprov.(mm) wreq./wprov. Safe/Fail

1 CCT 0.80 16.10 12.88

R 132.6 100.9 102.0 1.01 O

S4 44.7
152.9 143.9 0.94 X

S5 158.2

T3 151.1 115.0 102.0 0.89 X

2 CCT 0.80 16.10 12.88

S1 24.8 18.8 150.9 8.01 O

S4 44.7 34.0 340.3 10.00 O

T1 37.3 28.4 305.0 10.76 O

3 CTT 0.60 16.10 9.66

S6 44.7 45.4 321.6 7.09 O

T1 37.3 37.8 305.0 8.07 O

T4 24.8 25.1 102.0 4.06 O

4 CCC 1.00 16.10 16.10

V 132.4 80.6 102.0 1.27 O

S1 24.8

134.0 181.9 1.36 OS5 158.2

S6 44.7

S2 175.9 107.1 150.9 1.41 O

Fu=94% 실험파괴하중 하에서의 단면력; R=지점의 반력; V=작용전단력(94%실험하중); νn: 절점영역의 유효강도계수(ACI 318M-08의

A.5.2절 참조); 절점영역의 유효강도 fcn=νnfck
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ACI 318M-08(2008)의 것으로 취하였다. 극한강도 평가 시

ACI 318M-08의 스트럿 유효강도계수 0.85βs를 βs로 간주하

였다. 시험체 1A4-12의 fck가 20 MPa 이하이므로 Bergmeister

등(1991)의 제안식에 의한 유효강도는 산정하지 않았다.

콘크리트 스트럿의 여러 유효강도 값 중 본 연구자의 유

효강도를 이용한 철근콘크리트 깊은 보 1A4-12의 극한강도

평가과정은 표 9 및 그림 11에서 상세히 소개하였다. 표

9(a) 및 그림 11(a)에 나타난 것과 같이 깊은 보 1A4-12

부정정 스트럿-타이 모델의 1차 파괴는 아치 메커니즘을 구

성하는 부정정 요소인 스트럿 S5가 최대로 받을 수 있는

하중상태, 즉 실험파괴하중의 89%인 125.5 kN에서 발생하

였다. 1차 파괴 후 그림 11(b)와 같이 스트럿 S5를 제외한

다른 스트럿과 타이는 여분의 하중전달성능을 가지고 있으

므로 수직 트러스 메커니즘을 구성하는 스트럿과 타이에 의

해 추가적인 하중을 지점으로 전달할 수 있다. 추가적인 하

중을 작용시킨 결과, 스트럿-타이 모델의 2차 파괴는 표

9(b) 및 그림 11(c)에 나타난 것과 같이 스트럿 S4 및 타

이 T1의 항복에 의해 실험파괴하중의 5%인 7.1 kN에서 발

표 10. 부정정 스트럿-타이 모델에 의한 철근콘크리트 깊은 보의 극한강도 평가결과

(a) 전체 결과

Investigator

Pcal/Ptest

No. of 
Specimen 

(275개)

Thulima-
nn

(1976)

Nielsen 
et al. 

(1978)

Ramirez 
& Breen
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

Alshegeir 
(1992)

MacGregor 
(1997)

FIB
(1999)

AASHT
O-LRFD
(2007)

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach

Smith & Vantsiotis (1982) 52 0.71 0.70 0.66 0.67 0.75 0.82 0.76 0.75 0.65 0.52 0.82 0.83 

Tan et al. (1995) 17 - 1.15 1.11 0.82 1.15 1.00 1.15 1.00 0.93 1.15 1.15 1.15 

Teng et al. (1996) 13 - 0.91 0.72 0.94 1.00 1.12 1.08 0.93 0.89 0.74 1.10 1.10 

Tan et al. (1997a) 22 - 0.94 0.57 0.84 0.91 0.91 0.92 0.80 0.73 0.79 0.90 0.91 

Tan et al. (1997b) 19 - 0.49 0.55 0.97 0.94 1.03 1.03 0.94 0.78 0.90 1.07 1.07 

Kong & Rangan (1998) 33 - - 0.85 1.03 1.12 1.12 1.08 1.04 0.93 0.78 1.08 1.08 

Tan & Lu (1999) 12 0.67 0.66 0.54 0.77 0.81 0.90 0.77 0.74 0.66 0.81 0.77 0.79 

Shin et al. (1999) 30 - 0.75 0.58 0.80 0.92 0.88 0.92 0.86 0.77 0.69 0.91 0.91 

Oh & Shin (2001) 53 0.69 0.78 0.65 0.74 0.94 0.90 0.91 0.84 0.76 0.89 0.95 0.95 

김 및 박 (2005) 24 0.67 0.61 0.51 0.68 0.72 0.82 0.68 0.66 0.60 0.63 0.79 0.81 

Total
AVE 0.70 0.76 0.67 0.80 0.91 0.93 0.91 0.85 0.76 0.76 0.94 0.94 

COV(%) 12.4 29.1 31.0 27.0 25.9 23.3 26.3 24.8 25.9 34.0 24.0 23.5 

(b) 전단경간대 유효깊이 비의 분류에 따른 결과

Design Variable

Pcal/Ptest

Thulima-
nn (1976)

Nielsen 
et al. 

(1978)

Ramirez 
& Breen 
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

Alshegeir 
(1992)

MacGregor 
(1997)

FIB
(1999)

AASHTO
-LRFD 
(2007)

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach

(83)*

AVE 0.67 0.78 0.65 0.78 0.92 0.95 0.91 0.82 0.73 0.92 0.95 0.95 

COV(%) 9.9 36.8 40.5 20.6 29.2 20.3 27.9 26.0 28.0 31.4 24.8 24.8 

 (141)*

AVE 0.71 0.73 0.63 0.76 0.86 0.89 0.87 0.81 0.72 0.66 0.90 0.91 

COV(%) 12.8 23.1 24.6 29.4 24.1 26.3 27.5 24.3 24.8 32.7 25.2 24.2 

 (51)*

AVE 0.82 0.84 0.81 0.95 1.06 1.03 1.03 1.00 0.91 0.76 1.03 1.05 

COV(%) 13.9 16.4 21.6 22.3 18.2 16.8 16.8 17.7 17.6 21.9 16.6 16.1 

*: 시험체수(전체 275개)

(c) 콘크리트 압축강도의 분류에 따른 결과

Design Variable
 (Unit: MPa)

Pcal/Ptest

Thulima
-nn 

(1976)

Nielsen 
et al. 

(1978)

Ramirez 
& Breen
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

Alshegeir 
(1992)

MacGregor 
(1997)

FIB
(1999)

AASHTO-
LRFD
(2007)

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach

 (63)*

AVE 0.71 0.70 0.66 0.69 0.75 0.86 0.76 0.74 0.66 0.56 0.82 0.83 

COV(%) 11.6 11.6 12.2 12.7 12.2 13.0 13.5 11.7 11.9 24.1 11.8 10.6 

 (120)*

AVE 0.63 0.79 0.66 0.76 0.92 0.91 0.91 0.82 0.75 0.83 0.95 0.96 

COV(%) 15.5 33.3 37.6 24.9 26.9 24.1 27.8 24.7 26.9 33.9 25.0 24.5 

 (92)*

AVE - - 0.68 0.93 1.01 1.00 1.01 0.95 0.84 0.82 1.00 1.00 

COV(%) - - 30.5 26.6 23.3 23.2 23.6 24.7 25.4 27.2 24.0 23.9 

*: 시험체수(전체 275개)

a d 1.0≤⁄

1.0 a d 2.0≤⁄<

a d⁄ 2.0>

f
ck

30<

30 f
ck

60≤<

f
ck

60>
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생하였다. 그림 11(d)와 같이 2차 파괴 후 수직 트러스 메

커니즘도 불안정한 트러스 구조가 되어 더 이상의 하중을 지

점으로 전달할 수 없다. 이 상태 하에서, 즉 부정정 스트럿-타

이 모델이 받을 수 있는 최대하중 132.6 kN(=125.5+7.1)하에

서 스트럿-타이 모델 절점영역의 강도를 그림 11(e)와 같이

검토하였다. 표 9(c)에 나타난 것과 같이 스트럿-타이 모델의

1번 절점영역이 132.6 kN의 89%인 118 kN에 파괴되는 것

으로 나타나 실험파괴하중의 84%로 결정되었다. 이와 동일

한 방법으로 콘크리트 스트럿의 유효강도에 따른 모든 철근

콘크리트 깊은 보의 극한강도를 평가하였으며, 그 결과는 표

10과 같다.

표 10(a)에 나타나 있듯이 부정정 스트럿-타이 모델을 이

용한 철근콘크리트 깊은 보의 강도평가 결과, Schlaich 등

(1987), Bergmeister 등(1991), Alshegeir(1992), MacGregor

(1997), ACI 318M-08(2008), 그리고 본 연구자의 방법

(2005) 등에 의한 스트럿의 유효강도는 전체적으로 철근콘크

리트 깊은 보의 강도를 실험파괴강도의 평균 85~94% 범위

에서 잘 평가하였다. 또한 표 7 및 10으로부터 아치 메커니

즘 및 트러스 메커니즘을 합친 부정정 트러스 구조의 스트

럿-타이 모델은 철근콘크리트 깊은 보의 강도를 전체적으로

정정 스트럿-타이 모델에 의한 것보다 더 잘 평가함을 알

수 있다. 이는 스트럿-타이 모델에 의한 철근콘크리트 깊은

보의 해석 및 설계 결과는 콘크리트 스트럿의 유효강도뿐 아

니라 스트럿-타이 모델의 형태에 따라 달라질 수 있음을 말해

준다. 표 10(b) 및 (c)는 전단경간대 유효깊이의 비 및 콘크리

트 압축강도의 분류에 따른 강도평가 결과를 보인 것으로, 전

체 철근콘크리트 깊은 보의 강도를 평균적으로 잘 평가한

Schlaich 등(1987), Alshegeir(1992), 그리고 MacGregor(1997)

등에 의한 스트럿의 유효강도는  MPa의 조건을 갖

는 깊은 보의 강도를 보수적으로 평가함을 알 수 있다.

5. 철근콘크리트 코벨의 해석

이 장에서는 콘크리트 스트럿의 유효강도 결정방법의 적합

성을 검증하기 위하여 파괴실험이 수행된 Kriz & Raths

(1965)의 185개, Mattock 등(1976)의 28개, 그리고 Foster

등(1996)의 30개 등 총 243개의 철근콘크리트 코벨 중 휨

파괴된 코벨을 제외한 218개 코벨의 극한강도를 평가하였다.

철근콘크리트 코벨의 제원은 표 11과 같으며, 각 코벨의 형

상 및 배근상세는 참고문헌에 소개되어 있다. 철근콘크리트

코벨의 스트럿-타이 모델 해석을 위한 콘크리트 스트럿의 유

효강도는 이 논문 2장에 소개된 방법에 따라 구하였다. 이

연구는 콘크리트 스트럿의 유효강도가 철근콘크리트 코벨의

강도에 미치는 영향을 파악하기 위한 것이므로 스트럿-타이

모델 해석 시 절점영역의 강도를 ACI 318M-08(2008)의 것

만 사용하였다. 

스트럿-타이 모델을 이용한 철근콘크리트 코벨의 극한강도

평가과정을 소개하기 위하여 Foster 등(1996)의 전단경간대

유효깊이 비(a/d)가 0.3인 그림 12의 형상 및 배근상세를

갖는 코벨 PC1을 선택하였다. 이 코벨의 콘크리트 압축강도

f
ck

30≤

표 11. 철근콘크리트 코벨의 제원

Investigator
No. of 

Specimen
b 

(mm)
c

(mm)
d

(mm)
h

(mm)
fck

(MPa)
fy

(MPa)
a/d

ρ
(%)

ρ/ρb

Kriz & Raths (1965) 185 203-406 152-610 307-1059 356-1143 14.6-46.1 293-498 0.11-0.62 0.21-2.53 0.05-0.56

Mattock et al. (1976) 28 152 152-330 221-231 254 23.8-30.7 321-447 0.22-1.02 0.75-3.17 0.22-0.88

Foster et al. (1996) 30 125-150 300-550 450-740 600-800 45.0-105.0 415-495 0.30-1.00 0.58-5.00 0.08-1.02

Total 243 125-406 152-610 221-1059 254-1143 14.6-105.0 293-495 0.11-1.02 0.21-5.00 0.05-1.02

b, c, d, h: 코벨의 폭, 외팔보 길이, 유효깊이, 높이; fck 및 fy: 콘크리트 압축강도 및 철근의 항복강도; a/d: 전단경간대 유효깊이 비;

ρ 및 ρb: 인장철근비 및 균형철근비

그림 12. 철근콘크리트 코벨 PC1의 형상 및 배근상세

그림 13. 철근콘크리트 코벨 PC1의 압축주응력 흐름
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fck는 53 MPa이며, 철근의 항복강도 fy는 420 MPa이고, 하

중판의 폭은 100 mm이다. 실험파괴하중을 받는 철근콘크리트

코벨 PC1의 압축주응력 흐름은 그림 13과 같으며, 압축주응력

흐름을 근거로 선정한 스트럿-타이 모델은 그림 14(a)와 같

다. 스트럿-타이 모델의 타이 T1의 중심선은 주인장철근의

도심과 같도록 하였으며, 스트럿 S3의 중심선은 등가응력블

럭의 깊이(=Asfy/0.85fckb=44 mm, As=710 mm2, b=150

mm)의 값을 고려하여 결정하였다. 수직 스트럿 S4는 하중판

과 같은 폭을 가지도록 위치시켰으며, 경사 스트럿 S1은 하

중판의 하중이 기둥으로 직접 전달되도록 콘크리트 스트럿

S3 및 S4에 연결하였다. 실험파괴하중 650.0 kN에 대한 스

트럿 및 타이의 단면력, 코벨 PC1의 기하학적 형상, 그리고

하중판으로부터 결정한 스트럿 및 절점영역의 최대단면폭은

그림 14(b)에 나타내었다. 

이 논문 2장에 소개된 방법에 따라 콘크리트 스트럿 S1의

유효강도계수를 구하였다. Thulimann(1976), Nielsen 등

그림 14. 철근콘크리트 코벨 PC1의 스트럿-타이 모델

표 12. 본 연구자의 스트럿 유효강도 값에 근거한 철근콘크리트 코벨 PC1의 극한강도 평가과정

(a) 스트럿과 타이의 파괴강도 검토

Element No. νs fck(MPa) fcs(MPa) Fu(kN) wreq.(mm) wprov.(mm) wreq./wprov. Safe/Fail

S1 0.76 53.00 40.28 704.6 116.6 109.3 0.94 X

Element No. νt fy(MPa) fct(MPa) Fu(kN) As,req.(mm2) As,prov.(mm2) As,req./As,prov. Safe/Fail

T1 1.00 420.00 420.00 272.0 647.6 710.1 1.10 O

Fu=실험파괴하중 하에서의 단면력; νs 및 νt: 스트럿 및 타이의 유효강도계수; 스트럿의 유효강도 fcs=νsfck; 타이의 유효강도 fct=νtfy;

스트럿의 필요단면폭 wreq.=Fu/bfcs; wprov.: 스트럿의 최대단면폭; O: safe

(b) 절점영역의 파괴강도 검토

Node No. Node Type νn fck(MPa) fcn(MPa) Fu(kN) wreq.(mm) wprov.(mm) wreq./wprov. Safe/Fail

1 CCT 0.80 53.00 42.40

V 609.1 95.8 100.0 1.04 O

S1 660.3 103.8 169.5 1.63 O

T1 254.9 40.1 200.0 4.99 O

3 CCC 1.00 53.00 53.00

S1 660.3 83.1 109.3 1.32 O

S3 254.9 32.1 44.1 1.38 O

S4 609.1 76.6 100.0 1.31 O

5 CCC 1.00 53.00 53.00
R 609.1 76.6 100.0 1.31 O

S4 609.1 76.6 100.0 1.31 O

Fu=94% 실험파괴하중 하에서의 단면력; R=지점의 반력; V=작용전단력(94% 실험하중); νn: 절점영역의 유효강도계수(ACI 318M-08

A.5.2절 참조); 절점영역의 유효강도 fcn=νnfck
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(1978), Ramirez & Breen(1983), Marti(1985), Schlaich 등

(1987), Alshegeir(1992), MacGregor(1997), FIB(1999),

AASHTO-LRFD(2007), ACI 318M-08(2008), 그리고 본

연구자의 방법(2005) 등에 따라 구한 유효강도계수는 각각

0.44, 0.34, 0.60, 0.51, 0.72, 0.60, 0.47, 0.47, 0.60,

0.85, 그리고 0.76이다. 실험 시 모든 철근콘크리트 코벨은

콘크리트 스트럿 S3 및 S4와는 무관하게 철근 타이 T1에

해당하는 주인장철근의 항복, 콘크리트 스트럿 S1에 해당하

는 콘크리트의 일축압축파괴, 그리고 1번 절점영역에 해당하

는 지압영역의 파쇄 등에 의해 파괴되었다. 따라서 콘크리트

스트럿 S3 및 S4의 필요단면적 결정을 위한 유효강도는 산

정하지 않았다. 본 연구자의 방법(2005)에 의한 콘크리트 스

트럿 S1의 유효강도 결정 시, 콘크리트 스트럿 S1의 길이에

걸쳐 수평철근이 배치된 철근콘크리트 코벨의 경우 그 수평

철근에 의한 구속력은 철근 타이 T1의 인장변형률과 콘크리

트 스트럿 S3의 압축변형률 사이의 변형률 분포를 선형으로

가정하여 각 수평철근의 위치에 해당하는 인장변형률을 계

산하고 이 인장변형률에 각 철근의 단면적과 탄성계수를 곱

하여 산정하였다.

본 연구자의 스트럿 유효강도 값을 이용한 철근콘크리트

코벨 PC1의 극한강도 평가과정을 표 12에 소개하였다. 표

12로부터 철근콘크리트 코벨 PC1 스트럿-타이 모델의 콘크

리트 스트럿 S1이 실험파괴하중의 94%인 704.6kN의 하중

을 받을 때 파괴되었으나, 이 하중상태에서 절점영역은 파괴

되지 않음을 알 수 있다. 따라서 이 코벨의 극한하중은 콘

크리트 스트럿 S1의 파괴로 인한 실험파괴하중의 94%로 결

정되었다. 이와 동일한 방법으로 콘크리트 스트럿의 유효강

도에 따른 모든 철근콘크리트 코벨의 극한강도를 평가하였

으며, 그 결과는 표 13과 같다.

표 13(a)와 같이 218개 철근콘크리트 코벨의 강도평가 결과,

Thulimann(1976), Nielsen 등(1978), Ramirez & Breen(1983),

Schlaich 등(1987), MacGregor(1997), 그리고 FIB(1999)

표 13. 스트럿-타이 모델을 이용한 철근콘크리트 코벨의 극한강도 평가결과

(a) 전체 결과

Investigator

Pcal/Ptest

No. of 
Specimen

(218개)

Thulima-
nn

 (1976)

Nielsen 
et al. 

(1978)

Ramirez 
& Breen
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

Alshegeir 
(1992)

MacGreg
or (1997)

FIB
(1999)

AASHT
O-LRFD
(2007)

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach

Kriz & Raths (1965) 168 0.78 0.79 0.70 0.83 0.74 0.92 0.83 0.76 0.76 0.92 0.84 0.91 

Mattock et al. (1976) 26 0.81 0.82 0.76 0.83 0.79 0.83 0.58 0.83 0.81 0.81 0.83 0.83 

Foster et al. (1996) 24 - 0.56 0.43 0.86 0.74 0.97 0.95 0.74 0.61 0.98 0.94 0.99 

Total
AVE 0.78 0.79 0.67 0.83 0.75 0.92 0.82 0.76 0.75 0.91 0.85 0.91 

COV(%) 37.1 35.9 39.9 33.5 36.0 33.8 37.0 36.4 36.5 33.2 34.1 32.6 

(b) 전단경간대 유효깊이 비의 분류에 따른 결과

Design Variable

Pcal/Ptest

Thulima-
nn

(1976)

Nielsen 
et al. 

(1978)

Ramirez 
& Breen
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

Alshegeir 
(1992)

MacGreg
or (1997)

FIB
(1999)

AASHT
O-LRFD
(2007)

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach

 (147)*

AVE 0.72 0.61 0.61 0.78 0.68 0.78 0.86 0.70 0.69 0.87 0.79 0.86 

COV(%) 36.7 40.8 40.8 34.0 37.5 34.7 31.6 36.6 37.2 31.2 33.8 31.2 

(62)*

AVE 0.93 0.81 0.81 0.97 0.89 0.94 1.06 0.92 0.89 1.05 0.99 1.04 

COV(%) 30.7 34.2 34.2 29.3 29.2 36.4 42.8 31.3 31.2 33.4 31.5 32.4 

 (9)*

AVE 0.82 0.76 0.76 0.82 0.80 0.58 0.82 0.82 0.82 0.74 0.82 0.81 

COV(%) 17.4 18.7 18.7 17.4 17.4 31.0 17.4 17.2 17.4 20.4 17.4 17.1 

*: 시험체수(전체 218개)

(c) 콘크리트 압축강도의 분류에 따른 결과

Design Variable
(Unit: MPa)

Pcal/Ptest

Thulima-
nn

 (1976)

Nielsen
 et al. 
(1978)

Ramirez 
& Breen
(1983)

Marti
(1985)

Schlaich 
et al. 

(1987)

Bergmei-
ster et al. 

(1991)

Alshegeir 
(1992)

MacGreg
or (1997)

FIB
(1999)

AASHT
O-LRFD
(2007)

ACI 
318M-08 

(2008)

Present 
Approach

(152)*

AVE 0.77 0.79 0.70 0.82 0.73 0.78 0.90 0.76 0.76 0.89 0.82 0.89 

COV(%) 36.1 35.7 37.6 35.3 37.5 39.7 35.3 38.1 36.7 35.0 36.3 34.1 

 (49)*

AVE 0.88 0.78 0.67 0.86 0.78 0.87 0.93 0.79 0.78 0.94 0.88 0.94 

COV(%) 40.2 37.0 42.0 31.6 35.6 31.6 30.9 35.1 36.4 31.0 30.5 30.7 

 (17)*

AVE - - 0.43 0.91 0.77 1.00 1.07 0.76 0.61 1.02 0.99 1.04 

COV(%) - - 25.5 22.9 23.0 22.8 24.5 22.4 25.4 23.4 22.1 23.0 

*: 시험체수(전체 218개)

ad 0.5≤

0.5 a d 1.0≤⁄<
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등에 의한 콘크리트 스트럿의 유효강도는 철근콘크리트 코벨

의 강도를 다소 보수적으로 평가하였다. 반면에 Marti(1985),

Bergmeister 등(1991), Alshegeir(1992), AASHTO-LRFD

(2007), ACI 318M-08(2008), 그리고 본 연구자의 방법

(2005)에 의한 것은 철근콘크리트 코벨의 강도를 실험파괴하

중의 평균 82%~92%로 비교적 양호하게 평가하였다. 모든

방법들에 의한 강도평가 결과의 변동계수는 32.6~39.9%로

전반적으로 크게 나타났는데, 이는 실험 시 철근콘크리트 코

벨의 파괴여부에 대한 판단기준을 연구자에 따라 상이하게

적용했기 때문일 것으로 추측된다. 표 13(b) 및 (c)는 전단

경간대 유효깊이의 비 및 콘크리트 압축강도의 분류에 따른

강도평가 결과를 보인 것으로, 표 13(b)로부터 철근콘크리트 코

벨의 강도를 평균적으로 잘 평가한 Marti(1985), Bergmeister

등(1991), ACI 318M-08(2008) 등에 의한 스트럿의 유효강

도는 의 조건을 갖는 철근콘크리트 코벨의 강도를

보수적으로 평가하였으며, Bergmeister 등(1991) 및

AASHTO-LRFD(2007)에 의한 스트럿 유효강도는 의

조건을 갖는 철근콘크리트 코벨의 강도를 매우 보수적으로

평가함을 알 수 있다. 또한 표 13(c)로부터 전체 철근콘크리

트 코벨의 강도를 평균적으로 가장 잘 평가한 Bergmeister 등

(1991)에 의한 스트럿 유효강도는  MPa의 조건을 갖는

코벨의 강도를 비교적 보수적으로 평가함을 알 수 있다.

6. 결 론

콘크리트 구조부재의 합리적인 스트럿-타이 모델 설계를

위한 가장 중요한 요소 중 하나는 콘크리트 스트럿의 유효

강도를 정확하게 결정하는 것이다. 이를 위하여 본 연구자

는 2차원 콘크리트 구조부재를 위한 콘크리트 스트럿의 유

효강도 결정방법을 이미 제안한 바 있다. 이 연구에서는 본

연구자의 방법뿐 아니라 기존의 연구문헌 및 설계기준에서

제안된 콘크리트 스트럿 유효강도 값의 적합성을 검토하기

위하여 파괴실험이 수행된 24개 콘크리트 패널, 275개 철

근콘크리트 깊은 보, 그리고 218개 철근콘크리트 코벨의 극

한강도를 스트럿-타이 모델 해석을 통해 평가하였다. 기존

에 제안된 콘크리트 스트럿의 유효강도 값은 전반적으로 콘

크리트 구조부재의 종류, 스트럿-타이 모델의 구조형식, 전

단경간대 유효깊이의 비, 그리고 콘크리트 압축강도 등의

주요설계변수에 따라 극한강도 값이 다소 보수적이거나 변

동이 있는 것으로 나타났다. 반면에 본 연구자의 방법은,

비록 다른 방법에 의한 평가결과보다 변동계수 측면에서는

크게 향상된 결과를 보이진 못했지만, 이들 주요설계변수의

영향을 잘 고려하여 철근콘크리트 구조부재의 극한강도를

비교적 정확하며 일관성 있게 평가하였다. 따라서 본 연구

자가 제안한 스트럿 유효강도 결정방법은 2차원 콘크리트

구조부재의 보다 정확한 스트럿-타이 모델 해석 및 설계를

가능케 할 것으로 판단된다.
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