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1. 서    론1)

철근 콘크리트(reinforced concrete, RC) 전단벽의 전단

강도는 대부분 웨브의 콘크리트와 전단철근에 의해 기초

로 전달된다.1-3) 형상비가 2.0 이하인 전단벽은 휨 보다는 

횡하중에 의한 전단에 의해 지배되므로 웨브에서 콘크리

트와 수직 및 수평 전단철근의 전단전달력의 평가가 중

요하다. 하지만 기존 대부분의 경험식들4-6)은 웨브에서의 

전단전달력을 단순히 수평 또는 수직 전단철근만의 전단

강도로 고려하고 있어 전단벽에서 전단철근이 과대하게 

설계되는 문제점이 지적되고 있다.2,3,7)

ACI 318-114)의 기준은 저층형 RC 전단벽의 전단강도

를 예측하기 위해서 내부 힘의 흐름을 규명할 수 있는 스

트럿-타이 모델(strut-and-tie model, STM)의 적용을 허용하

고 있다. 하지만, ACI 318-114)은 STM에서 전단벽 외부에 
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작용하는 외력에 대해 힘의 흐름을 사용자가 직접적으로 

결정해야 하며, 웨브 전단철근의 전단전달력에 대한 상

세한 규정이 없어 수직 및 수평 전단철근의 배근상세 설

계가 어렵다. 반면, 기존 연구자들2,3)은 전단벽의 웨브에

서 콘크리트와 수직 및 수평 전단철근의 전단전달력을 평

가할 수 있는 STM을 제시하였다. Siao2)는 압축력이 경사

스트럿 축에 2:1의 비율을 갖는 각도로 확산되는 등가스

트럿의 개선모델(refined model)과 웨브의 전단철근비를 직

접적으로 반영할 수 있는 모델을 제시하였다. Hwang et 

al.3)은 스트럿을 경사형, 평평 및 급경사형으로 구분하여 

이상화하여 콘크리트 스트럿의 최대응력을 제시하였고, 

웨브의 전단철근에 의해 전달되는 전단력의 비율을 강성

법을 이용하여 반영하였다. 하지만, 이들 모델들은 전단벽

의 상부축력 및 횡하중에 대한 힘의 흐름과 수직·수평 전단

철근에서의 힘의 분배를 명확히 제시하지 않고 있어 저층

형 전단벽의 전단강도를 불안전측으로 예측하고 있다.7,8)

이 연구의 목적은 전단벽에서 외력에 대한 힘의 흐름

과 웨브의 전단 전달력을 적절하게 반영하면서 부재의 

전단강도를 평가할 수 있는 STM을 제시하는 것이다. 스

트럿-타이 및 웨브의 전단철근 타이작용에 의한 하중전
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달의 기본방정식은 파괴역학의 균열 띠 이론9)과 에너지 

평형조건을 이용하여 유도하였다. 특히 균열 띠 이론9)에

서는 횡하중 및 축력이 반영된 응력이완과 확장영역을 

고려하였다. 또한, 전단철근에 의해 전달되는 전단력의 비

는 트러스 작용에 의한 강성법으로 결정하였다. 기본방

정식의 실험상수들은 기존의 150개의 전단지배형 실험결

과들8)로부터 수직 및 수평 전단철근비와 축력비의 함수

로 결정하였다. 제시된 STM을 이용하여 주요 변수들이 

전단벽의 전단강도에 미치는 영향을 평가하였다.

2. 기존 STM 모델의 분석

형상비가 2.0 이하인 저층형 전단벽의 전단강도를 예

측하기 위한 경험식 모델은 대부분 RC 전단벽의 실험결

과에 대한 변수연구로부터 제시되었다. Wood5)와 Gulec 

and Whittaker6)의 경험식 모델은 특히 전단파괴가 주로 

슬라이딩에 의해 지배된 저층형 전단벽의 실험결과를 기

반하였기 때문에 웨브에서 전달되는 전단력을 대부분 수

직 전단철근에 의해 전달되는 것으로 가정하였다. 이 경

험식들5,6)은 외력에 대한 수평 및 수직 전단철근의 전단

력의 비를 고려하지 않고 있어 저층형 RC 전단벽의 실험

결과를 현저하게 과소평가되고 있음이 지적되고 있다(Fig. 

1).6-8) 이에 따라 기존 경험식들은 저층형 RC 전단벽의 

웨브 전단철근을 과대하게 설계할 가능성이 높아 최근에

는 스트럿-타이 모델이 전단벽에서 제시되고 있다.

형상비가 2.0 이하인 저층형 전단벽은 응력흐름이 비

선형인 D-영역으로 분류된다. 이를 고려하여 Siao2)는 저

층형 RC 전단벽의 을 예측하기 위해서 Fig. 2에 나타

낸 바와 같이 깊은 보에서 정립된 개선된 콘크리트 스트

럿(refined concrete strut)-타이 모델을 이용하였다. 또한 

Siao2)의 STM은 축응력()을 도입함으로서 RC 전단벽의 

를 고려하여 제시된 은 다음과 같다.


   sin

  (1.a)

sin
 ≤

 (1.b)


sin

cos
  (1.c)

여기서, 는 콘크리트 스트럿과 타이가 이루는 각도를, 

 수직 전단철근의 비를, 는 콘크리트의 압축강도를 

나타낸다. Siao2)의 모델은 RC 전단벽의 웨브에서 배근된 

전단철근과 를 고려할 수 있다. 하지만, 식 (1)은 를 

응력으로 단순히 환산하여 합산하기 때문에, 스트럿과 

타이에 의한 힘의 흐름을 명확히 제시하고 있지 않다.5) 

또한 스트럿은 깊은 보에서 제시된 모델을 그대로 이용

하고 있어 축력에 의한 콘크리트 전단력의 증가효과를 

반영하지 못한다. Hwang et al.3)은 Fig. 3에 나타낸 바와 

같이 스트럿을 경사형(Diagonal), 평평(Flat) 및 급경사형

(Steep)으로 이상화하여 스트럿의 최대응력을 제시하였

다. 또한 수직 및 수평 전단철근에 의해 전달되는 전단력

의 비율은 강성법에 의해 제시된 Schäfer10)의 모델을 이

용하였다. 특히 의 정해를 산정하기 위한 연화된 콘크

리트 응력-변형률 관계는 다음의 Zhang and Hsu11)의 모

델을 이용하였다.









  
 




 (2.a)

 






≤



 (2.b)

여기서, 는 연화된 콘크리트의 응력을, 는 연화계수

를, 는 구속되지 않은 콘크리트의 최대응력 시 변형률

을, 와 는 경사 스트럿 방향과 경사 스트럿의 오른쪽 
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Fig. 1 Comparisons of empirical predictions and experimental

shear capacities of shear walls

Fig. 2 Refined model of concrete strut(Siao)
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90° 방향으로 발생된 임의의 변형률을 나타낸다. Hwang 

et al.3)은 스트럿의 최대응력과, 연화된 콘크리트의 응력-

변형률 관계 및 변형률 적합조건으로부터 의 정해를 산

정하기 위한 반복절차를 제시하였다. 하지만 이 모델은 STM

에서 전단벽의 을 고려하지 않고 있다. 또한 스트럿의 

너비를 탄성상태의 중립축깊이로 가정하였기 때문에 스

트럿에서 작용하는 축응력이 과대평가될 수 있다.7,8)

3. 스트럿-타이 모델제시

3.1 전단 전달력의 이상화

철근콘크리트(RC) 전단벽은 휨을 분담하는 경계요소

와 전단을 분담하는 웨브로 구성된다. 이에 따라 와 

횡하중에 의한 전단력은 대부분 웨브의 콘크리트 스트럿

을 통하여 기초로 전달된다.1-3) 또한 인장력은 경계요소

에 배근된 인장철근에 의해 분담된다. 이를 기반으로 RC 

전단벽의 STM은 Fig. 4에 나타낸 바와 같이 이상화하였

다. 콘크리트 스트럿과 타이에 작용하는 부재력들은 절

점에서 교차하며, 힘의 평형을 이룬다. 콘크리트 스트럿

은 프리즘으로 가정하였다.2,3,7) 저층형 RC 전단벽의 전단강

도를 예측을 위한 스트럿-타이 모델은 Bažant and Planas9)의 

균열 띠 이론을 이용하였고 이에 따른 기본 가정은 다음

과 같다: 1) 콘크리트 스트럿에서 발생된 응력이완 스트

립(stress relief strip)은 쪼갬 미세균열(splitting micro-cracks)

로 구성된 균열 띠를 갖는 사인장 균열에 집중된다(Fig. 

5); 2) 전단벽의 파괴는 균열 띠 내력의 응력전달이 한계

에 도달할 때이다; 3) 철근의 장부작용은 무시한다; 4) 경

계요소의 휨 철근과 웨브의 전단철근의 응력은 항복이전

이다; 5) 전단벽의 전단강도()는 콘크리트()와 전단

철근()이 각각 분담하는 내력의 합이다.

3.2 스트럿-타이 작용에 의한 하중전달

파괴역학9)에 의하면, 균열 띠는 콘크리트 스트럿과 인

장철근의 변형률로 소산된다. 소산된 탄성변형은 콘크리

(a) Diagonal strut

(b) Flat strut

(c) Steep strut

Fig. 3 Idealized 3-path concrete struts (Hwang et al.)
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트와 인장철근의 체적 변형률 에너지이므로 Fig. 5와 Fig. 

6으로부터 Bažant and Planas9)의 이론에 의한 탄성변형에

너지()로 환산하면 다음과 같이 정리할 수 있다.

 








sin








sin  (3)

여기서, 

과 는 각각 콘크리트 스트럿과 인장철근에 

의해 발생된 축 응력을, 는 전단벽 웨브의 두께를, 

는 압축력과 인장력 사이의 거리를, (=4,700와) 

(=200,000 MPa)는 각각 철근과 콘크리트의 탄성계수를, 

는 주철근의 단면적을, 는 응력제거 영역의 너비를 

나타낸다. 횡하중과 외부축력에 의한 

과 는 다음과 

같이 나타낼 수 있다.



 sin  (4)

  tan  (5)

여기서, 는 전단철근이 배근되지 않은 전단벽에 도입

되 전단외력을, 는 외부축하중을, 는 콘크리트 경사 

스트럿의 너비를 나타낸다. 식 (3)은 파괴역학의 기본이

론9)에 따른 를 에 관하여 미분하면 다음과 같이 

나타낼 수 있다.

 


 





 











sin






costancos


sin

 (6)

여기서, 는 탄성계수 비를, 균열 띠에서 소산

된 총 에너지()는 쪼갬 미세균열들의 수()와 파

괴에너지()로부터 다음과 같이 나타낼 수 있다.

 



 (7)

여기서, 는 쪼갬 미세균열들의 평균간격을, 는 균열 띠

의 길이이다. 식 (7)은 파괴역학의 기본이론9)에 따라 를 

에 관하여 미분하면 다음과 같이 나타낼 수 있다.

 










 (8)

식 (3)과 (7)의 변형에너지와 균열띠의 파괴에너지는 같

아야 하는 에너지평형조건으로부터 스트럿-타이 작용에 

의한 전단강도는 다음과 같이 정리 될 수 있다.

 


±


 (9.a)





sin






tan

cos
 (9.b)


 


cos  (9.c)








sin




  (9.d)

3.3 웨브 전단철근의 타이 작용에 의한 하중전달

전단벽 웨브의 경사스트럿은 웨브에 배근된 전단철근

의 타이작용에 의해서 응력의 재분배가 발생하며 이로부

터 경사스트럿 주변에 다수의 균열이 발생하게 된다. 이

러한 전단철근의 재분배의 영역을 고려하기 위해서 Yang 

and Ashour12)는 Fig. 7에 나타낸 바와 같이 임의의 길이 

를 갖는 균열 띠의 확장영역으로 이상화 하였다. 전단

철근에 의해 소산된 탄성변형은 수직 및 수평전단철근의 

체적 변형률 에너지이므로 Fig. 7과 Fig. 8로부터 탄성변

형에너지()를 다음과 같이 나타낼 수 있다.
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













sin











 costan

 (10)

여기서, 와 는 각각 수직 및 수평 전단철근의 평균응

력을, 는 이상화된 균열 띠 확장영역을 나타낸다. 철근

의 축응력은 다음과 같이 나타낼 수 있다.

 


  
 (11)

 
 

   tan
 (12)

여기서, 는 전단철근에 의한 전단력을, 와 는 각

각 수직 전단철근에 분담되는 횡하중과 축력의 비율을, 

와 는 각각 수평 전단철근에 분담되는 횡하중과 축력의 

비율을 나타낸다. 식 (10)∼(12)은 3.2절의 동일한 방법으

로 전단철근의 단위 두께당 에너지 방출비율, 소산된 총 

에너지(   ) 및 에너지 평형조건을 이용

하여 정리하면 다음과 같다.





±


 (13.a)

 
  

  (13.b)

     (13.c)

 


  
 
sin


  

  (13.d)

여기서, 는 확장영역에서 쪼갬 마이크로균열들의 간격

을, 는 확장영역의 길이를 나타낸다. 수직 및 수평 전

단철근에 의해 분담되는 전단력의 비는 강성법에 의해서 

결정하였다. 이를 위한 트러스 작용에 의한 전단전달 메

커니즘을 Fig. 9에 나타내었다. Fig. 10에는 전단전달 메

커니즘에 의해 산정된 외력에 대한 전단철근이 분담하는 비

율을 나타내었다. 과 는 각각 0.15~0.75와 0.09~0.50으

로 깊은 보에서 Yang and Ashour11)에 의해 제시된 전단

전달력과 비슷하였다. 또한, 과 는 회귀분석으로부

터 다음과 같이 일반화 할 수 있었다(Fig. 10).

 


  (14.a)

 
  (14.b)

반면 외부축력에 대한 과 는 0.03 이하로 매우 작

았다. 따라서 식 (13)은 이들 함수를 제외하고, 를 0.8

로 대입하여 정리하면 다음과 같다.

   













 



 (15)

3.4 콘크리트 스트럿의 기하학적 크기 및 특성

전단벽의 콘크리트 스트럿은 탄성상태의 압축존에 의

해 현저한 영향을 받는다.3,7,8) 이러한 영향을 고려하기 위

해서 Fig. 11에 나타낸 바와 같이 기초와 전단벽 접합부
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의 반력점에서 생성되는 절점에 전달되는 힘의 흐름을 

이상화하였다. 기초부의 절점은 반력점의 기초너비()와 

옆면에서 작용하는 반력점의 측면너비()의 정수압으로 

나타낼 수 있다.13,14) 이에 따라 는 기초부의 절점에서 

작용하는 압축응력을 등가시킴으로서 다음과 같이 나타

낼 수 있다.

 



 (16)

여기서, 는 탄성상태의 중립축 깊이를, 는 유효압축강

도계수를 나타낸다. CCC절점에서 는 0.85로 가정된다.4) 

탄성상태의 중립축 깊이()는 Mun and Yang15)에 의해 이

상화된 전단벽 단면에 환산단면적을 적용하여 일반화된 

다음의 식을 이용하였다.

  


  (17)

여기서, 는 전단벽 웨브의 두께를 초과하는 폭의 길이를 

나타낸다. 결과적으로 는 다음과 같이 나타낼 수 있다.


cossin  (18)

콘크리트 파괴에너지()는 다음의 Sim et al.16)의 모델

을 이용하였다.


ln 

  (19)

여기서, 는 골재의 최대직경을 나타낸다.

3.5 실험상수 결정

식 (9)에서 는 기하학적 조건, 골재의 맞물림 작용, 

균열진전 및 부재의 파괴모드 의해서 중요한 영향을 받기 

때문에 경험적으로 결정되어야 한다.7,9,12) 따라서 이를 위

해 이용된 전단철근이 배근되지 않은 전단벽은 Hirosawa17)

에 의해 보고된 Kokusho와 Tanabe의 전단 파괴된 9개의 

실험체로서 가 300~450, 가 0.41~1.0, 가 14.5~64.7 

MPa, 가 0.007~0.08, 가 0이다. 이들 실험체에 

대한 는 16~30 범위에 있는데, Yang and Ashour12)에 

의해 제시된 값과 비슷한 수준이었다. 따라서 
은 깊

은 보에서 제시된 다음의 Yang and Ashour12)의 모델을 

이용하여 정리하면 다음과 같이 나타낼 수 있다.






 


 (20)

콘크리트 스트럿에서 발생된 균열의 분포는 전단철근7,12,18) 

뿐만 아니라 외부축력에 의해서도 현저한 영향을 받는다.19,20) 

따라서 식 (15)에서 도 기존 실험결과를 기반으로 

경험적으로 결정되어야 한다.7,12) 실험상수인 
는 전

단 파괴된 150개의 실험결과8)를 이용하여 , 와 
 

의 함수로 다음과 같이 일반화 할 수 있었다(Fig. 12).


 






















 








  (21)

여기서, 와 는 각각 수직 및 수평 전단철근의 회귀

분석을 개선하기 위해 적용되었던 Bažant and Sun21)의 
를 나타낸다.

4. 제시된 모델과 실험결과의 비교

제시된 모델은 경계요소에 관계없이 단면이 장방형, 

바벨형 및 플랜지형, 가 15~100 MPa, 가 0.5~2.0, 

가 0~0.08,  및 가 0.002~0.05, 

가 0~0.3의 적용범

위를 갖는다. 제시된 저층형 전단벽의 전단강도는 스트럿-

타이 모델을 기반한 기존 예측모델2,3)과 함께 총 150개의 

RC 전단벽의 실험결과8)와 비교하였다(Fig. 13). 비교는 전

단강도의 실험값에 대한 각 예측모델값의 비(ExpPr)

의 평균 및 표준편차를 이용하였다. Siao2)의 모델은 

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

Pr의 평균이 0.85로서 실험결과를 불안전측으로 평

가하였는데, 그 불안전측의 정도는  가 감소할수록 증

가하였다(Fig. 13(a)). Hwang et al.3)의 모델은 ExpPr

의 평균이 1.07로 실험결과를 잘 예측하고 있지만,  

가 0.02 이하를 갖는 전단벽의 실험체를 불안전측으로 평

가하였다(Fig. 13(b)). 이는 STM을 기반하여 제시된 Siao2)

와 Hwang et al.3)의 모델에서 일정한 범위에서 불안전측

으로 평가한 이유는 전단벽의 의 흐름을 명확히 반영

하지 못하기 때문이다. 반면, 본 연구에서 제시된 모델은 실

험결과와의 비교에서 평균과 표준편차가 각각 1.12와 0.25으

로서 저층형 전단벽의 을 잘 예측하였다(Fig. 13(c)).

5. 변수연구

5.1 웨브에 배근된 수직 및 수평 전단철근의 영향

Fig. 14(a)에는 무차원된 전단강도(
 )에 대

한 웨브의 수직 및 수평 전단철근의 영향을 나타내었다. 

전단강도는 4장에서 실험결과와 비교된 모델2,3)로부터 평

가되었다. 또한 동일한 그림에 적용된 실험체의 상세를 

나타내었다. Siao2) 및 제시된 모델에 의한  은 
가 증가함에 따라 증가하였는데, 가 0.025~ 

0.045의 영역에서 Siao2)의 증가 기울기가 가장 컸다. 이

는 외력을 강성에 따라 전달되는 비율을 무시한 채 전단

철근의 비를 그대로 반영한 Siao2)의 모델이 전단철근 비 

증가에 따른 전단강도의 증가효과를 가장 크게 반영하고 

있음을 의미한다. 또한, 전단철근의 강성에 따라 전달되는 

전단력을 고려한 제시된 모델의  은 Wallace22)

의 실험결과와 유사하였다. 반면, Hwang et al.3)에 의한 

 는 최대전단강도( )의 지배로 인해 

일정한 값을 보였는데, Wallace22)의 실험결과를 낮게 평

가하였다. 이러한 제안모델의 분석으로부터 전단철근비
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Fig. 13 Comparisons of experimental shear capacities and 

predictions using STMs
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는 

 에 의해 현저한 영향을 받는 함수이다.

5.2 형상비의 영향

Fig. 14(b)에는 

 에 대한 의 영향을 나타내

었다. Hwang et al.3) 및 제시된 모델에 의한 

 

은 

가 증가함에 따라 감소하였다. 형상비(


) 1.0 이하

에서 

 의 감소 기울기는 Hwang et al.

3)의 모델

에서 가장 컸다. 외력에 대한 수평 및 수직 전단철근이 

분담하는 비율을 

의 함수를 고려하고 있는 제시된 모

델은 Wasiewicz23)의 실험결과의 

 과 비슷하였다. 

반면 

를 고려하고 있지 않는 Siao2)의 


 은 일

정한 값으로 예측하고 있다. 이러한 예측모델의 분석으

로부터 

는 


 에 의해 중요한 영향을 받는 함

수임을 알 수 있다.

5.3 축력비의 영향

Fig. 14(c)에는 

 에 대한 

의 영향을 나타

내었다. Siao,2) Hwang et al.3) 및 제시된 모델에 의한 



 는 

이 증가함에 따라 증가하였다. 본 연구에

서 제시된 모델에 의한 

 은 Yun

24)의 실험결과의 

경향을 잘 예측하였다. Hwang et al.3)에 의한 

 

의 증가 기울기는 제시된 모델보다 작았다. Yun24)의 실험결

과 및 예측모델의 경향의 분석으로부터 

는 


 

에 의해 현저하게 영향을 받는 함수이다.

6. 결    론

형상비가 2.0 이하인 저층형 전단벽의 전단강도 평가

를 위한 기존 모델의 분석 및 단순한 스트럿-타이 모델의 

제시로부터 다음과 같은 결론을 얻었다.

1) 스트럿-타이 모델인 Siao와 Hwang et al.의 예측모

델은 수평 및 수직전단철근에 의해 전달되는 전단

력의 비를 고려하지 않고 있기 때문에 전단철근 비

가 0.02 이하에서 실험결과를 불안전측으로 예측하

였다.

2) 제시된 스트럿-타이 모델은 파괴역학의 균열 띠 이

론과 에너지평형조건을 이용하여 저층형 전단벽 웨

브에서 전달되는 힘의 흐름과 수직 및 수평 전단철

근에 의한 전단전달력을 합리적으로 평가할 수 있

었다.

3) 전단철근이 배근된 저층형 전단벽에서 횡하중에 대

한 수평 및 수직 전단철근에 의한 전달력의 비는 

0.15~0.75로 평가된 반면, 축력에 의한 그 전달력의 

비는 작았다.

4) 스트럿-타이 모델을 기반하여 제시된 본 연구의 모

델은 실험결과와의 비교에서 평균 및 표준편차가 각

각 1.06과 0.18로서 저층형 전단벽의 전단강도를 잘 

예측하였다.
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요     약  철근콘크리트 전단벽의 전단강도를 예측하기 위한 기존 연구자들의 스트럿-타이 모델(STM)들은 횡하중 및 상부의 
축력에 대한 전단벽의 내부 힘의 흐름과 웨브의 전단철근에 의해 전달되는 전단력의 비율을 명확히 제시하고 있지 않다. 이를
개선하기 위해서, 이 연구에서는 콘크리트 파괴역학의 균열 띠 이론을 기반한 단순한 STM을 개발하였다. 응력이완 스트립을 동
반하는 콘크리트 스트럿의 등가유효너비는 중립축 깊이와 콘크리트 유효압축강도 계수로 결정되었다. 균열 띠 확장영역의 전단
전달 메커니즘은 강성법에 의한 트러스 작용으로부터 산정되었다. 웨브 콘크리트 스트럿과 전단철근에 의한 전단 전달력은 응력
이완 스트립과 균열 띠 이론을 기반한 에너지평형조건으로부터 유도되었다. 제시된 모델은 Siao와 Hwang et al.의 STM에 비해
150여개의 기존 실험결과의 경향을 잘 예측하였다. 또한, 제시된 STM은 각 변수에 따른 무차원된 전단강도의 경향을 잘 반영하
고 있다.

핵심용어 : 저층형 전단벽, 전단강도, 스트럿-타이 모델, 트러스 작용, 전단철근, 균열 띠 이론


