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1. 서 론

합성보는 콘크리트 슬래브와 철골보의 합성작용을 통해 

단면의 효율성 증가, 층고 및 물량의 절감 등의 효과를 기대

할 수 있으며, 이러한 장점들로 인하여 강재의 주요 활용처

로 주목 받고 있다. 통상 합성보는 압연 H형강을 이용한 합

성보로서 일반강재를 사용해 제작한다. 하지만 최근 초고층, 

초대형 건축물과 미학적으로 경쟁력 있는 구조물에 대한 수

요 증대로 인해 고하중을 견딜 수 있는 고강도강재(Fy≥

440~450MPa)를 적용한 구조부재나 구조시스템에 대한 필

요성이 증대되고 있다. 따라서 최근 국내에서는 기존의 H형

강을 적용한 합성보를 개선하기 위해 다양한 형상의 합성보

나 이종강재를 적용한 하이브리드 합성보에 대한 연구가 활

발하게 진행되고 있다[1],[2],[3].

일반적으로 합성보에서 상부플랜지는 소성중립축 부근에 

위치해있어 큰 응력을 받지 않고, 대부분의 압축력은 콘크리

트 슬래브가 부담한다. 반면 소성중립축에서 가장 먼 위치에 

존재하는 하부플랜지는 가장 큰 인장력을 받으며, 콘크리트 

슬래브와 우력을 형성하여 휨모멘트에 대한 저항능력을 제

공하는 핵심기능을 한다. 따라서 Fig. 1과 같이 하부플랜지

를 상부플랜지보다 상대적으로 크게 제작하여 비대칭(asym-
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metric) 단면으로 구성한 후, 하부플랜지에 고강도강재를 배치

하면 일반적인 압연 H형강 합성보 대비 구조적 효율성 및 경제

적 이점이 극대화된 조립(built-up) 합성보를 제작할 수 있다.

고강도강재의 경우 항복강도가 일반강재의 2배 내지 3배

에 달하는 장점이 있으나, 응력-변형도 곡선이 일반강재와 

다르고 특히 항복비가 높아 건설용 강재에 요구되는 중요한 

특성인 비탄성 변형 능력이 일반강재에 비해 떨어지는 특성

을 보인다. 합성보의 소성모멘트 발현에는 철골단면의 충분

한 비탄성 변형을 통한 전 단면의 항복이 요구되기 때문에 고

강도 강재의 이러한 특성은 합성보의 소성모멘트 발현에 불

리하게 작용될 가능성이 있으므로 이들을 합성보에 적용할 

경우 발생할 수 있는 문제점에 대한 면밀한 검토가 요구된

다. 하지만 현행 2016 KBC[4] 및 2010 AISC[5] 등의 국내외 

기준에서는 비대칭 H형 하이브리드 합성보에 대한 설계법을 

아직 제공하지 못하고 있다.

본 연구에서는 일반적인 압연 H형강 합성보에 대한 대안

으로, 고강도강재와 일반강재를 단면 내에 혼합 배치하고 비

대칭 형상으로 단면을 구성하여 구조적, 경제적 효과를 극대

화할 수 있는 비대칭 하이브리드 합성보를 제시하고 이에 대

한 설계법 정립을 위한 실물대 실험을 수행하였다.

2. 선행연구 및 현행기준

일반적으로 합성보의 휨강도는 소성응력분포법에 의한 소

성해석을 통해 산정한다. 즉, 보에 작용하는 정모멘트에 대해 

단면을 설계할 경우, 0.85fck만큼의 압축응력이 콘크리트의 유

효압축구간에 균등하게 분포하며, 소성중립축의 높이에 따라 

강재의 항복강도 Fy가 강재단면의 인장과 압축구간을 통해 균

등하게 분포한다고 가정하여 보의 휨강도를 산정하게 된다. 이

때 Fig. 2에서 보듯이 소성중립축 아래에 존재하는 콘크리트의 

인장강도는 무시한다. 이러한 소성해석은 철골보를 토대로 정

립된 설계법으로, 충분한 연성거동을 보이는 철골보의 특성상 

상 ․하부 플랜지의 변형경화는 탄성영역에 있는 중립축 부분의 

강도 부족분을 상쇄시켜준다. 따라서 플랜지의 변형경화 현상

은 강재보의 중립축 부근이 항복하지 않아도 강재보가 실제로 

소성강도를 발휘할 수 있도록 해주는 결정적 요소이다.

하지만 합성보의 경우 하부플랜지의 충분한 변형경화가 

일어나기 전에 상부콘크리트의 조기압괴가 발생하거나 전단

스터드 파괴 등이 선행하게 되면 휨강도가 소성모멘트에 도

달하지 못하게 될 가능성이 있다. 일반적으로 중립축의 위치

가 낮으면(즉, Fig. 2의 Dp/Dt 의 값이 커질수록) 하부플랜

지가 충분히 항복하지 못하여 소성모멘트값에 도달하지 못

하는 문제가 발생한다.

Wittry[6], Rotter et al.[7]은 해석연구를 통해 합성보에서 

소성모멘트 이상의 강도발현 및 연성거동을 보장하기 위해 

소성중립축의 깊이(Fig.2의 Dp)제한이 필요함을 보여주었

다. 이들은 콘크리트가 압괴변형률에 도달하기 전에 하부 플

랜지가 변형경화단계에 도달해야한다는 전제로 콘크리트의 

압괴변형률()을 0.003mm/mm, 하부플랜지의 변형경화

(a) Conventional composite beam

(b) Asymmetric built-up H-shape hybrid composite beam

Fig. 1. Sections of composite beams

Fig. 2. Assumed plastic stress distribution in composite section
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변형률()을 0.012mm/mm로 가정하여 단면 전체가 충분

한 연성능력을 확보할 수 있도록 일반강재(250MPa급, 345MPa

급)에 적용 가능한 소성중립축 제한식을 제시하였다.

2016 KBC[4], 2010 AISC[5]에서는 합성보 설계 시 강도측

면에서 소성응력분포법과 변형률적합법을 인정하고 있지만 

합성단면의 연성거동을 위한 소성중립축의 높이 제한에 대

한 규정을 제시하고 있지 않다. 반면, AASHTO 2012[8]와 Euro-

code 4[9]에서는 합성부재의 강도 측면에서는 위 기준들과 

동일하며 합성보의 소성모멘트 이상의 강도발현 및 연성거

동을 보장하기 위한 소성중립축 높이를 제한하고 있다. Fig. 2

에서 보듯이 콘크리트 슬래브 압축면의 압괴변형도가 0.003

으로 고정되었을 때 소성중립축의 깊이(Dp)가 얕을수록 강

재보 단면이 항복이후 변형경화에 쉽게 도달하여 더 큰 휨강

도를 발휘할 수 있음은 자명하다.

Eurocode 4[9]의 경우 합성단면의 다양한 치수와 적용되

는 재료에 대해 소성응력분포법에 의한 소성모멘트 산정을 

허용하는 전제 조건으로 소성중립축 높이를 Dp/Dt ≤0.15로 

제한하고 있고 AASHTO 2012[8]의 경우 위에서 언급한 Wittry[6]

와 Ansourian[10]의 선행연구를 바탕으로 Dp/Dt ≤0.1로 제

한하고 있다. 그리고 두 기준 모두 합성보 전체 춤 대비 소성

중립축의 깊이가 제한값을 넘어가게 되면 소성모멘트에 도

달하지 못하는 것으로 보고 소성모멘트 강도를 감소시켜서 

강도를 산정하도록 하고 있다.

Fig. 3은 Ansourian[10], Mans et al.[11], Youn et al.[12], 

So[13]의 합성보 실험결과에서 측정된 최대모멘트(Mmax)를 

소성모멘트(Mp)로 정규화한 값과 합성단면의 전체깊이(Dt) 

대비 소성중립축깊이(Dp) 사이의 관계를 보여준다. 일반강

재가 적용된 합성보 실험체(Ansourian[10])와 항복강도 485MPa

급 고강도강재가 적용된 합성보 실험체 (Mans et al.[11])의 

경우 그림과 같이 Dp/Dt값이 작은 실험체일수록 소성모멘트 

(Mp)를 상회하는 강도를 발현하는 것을 확인할 수 있다. 하

지만 고강도강재와 일반강재로 이루어진 하이브리드 합성보 

실험체 (Youn et al.[12], So[13])의 경우 Dp/Dt ≤0.15인 실험

체의 데이터가 부족하고, Dp/Dt > 0.15인 실험체도 경향이 

일정치 않다. 또한 동종강재가 적용된 일반합성보에 비해 더 

높은 Dp/Dt의 값을 가짐에도 불구하고 우수한 강도발현 능

력을 나타내는 등 동종강재를 이용한 합성보와는 다른 거동

을 보이고 있어 좀 더 면밀한 검토가 요구된다.

Fig. 3에 의하면, 동종강재가 적용된 합성보의 경우 소성

모멘트 이상의 강도발현을 위해서는 (Dp/Dt)가 중요한 인자

이며 AASHTO 2012[8]와 Eurocode 4[9]의 소성중립축의 높

이 제한값에 대체로 부합하는 것을 확인할 수 있다. 하지만 

이들 제한값은 일반강재로 제작된 압연 H형강을 바탕으로 

제안된 값으로, 일반강재와 고강도강재를 혼합 배치한 후 비

대칭 형상으로 단면을 구성한 경우에도 적용 가능한지에 대

한 검토가 필요하다. 따라서 본 연구에서는 하부플랜지에 고

강도강재(SM570, HSA800)를 적용한 비대칭 하이브리드 

합성보를 대상으로도 현행 설계기준과 소성중립축의 제한값

이 유효한지에 대한 검증과 더불어 설계법 정립에 필요한 기

초자료를 얻고자 하였다.

3. 실험체 설계 및 제작

실험체는 2016 KBC[4], 2010 AISC[5]의 합성부재 설계기

준에서 인정하는 소성응력분포법에 따라 단순보 실험체 8개

를 설계 및 제작하였다.

Table 1과 Fig. 4는 실험에 사용된 강재의 인장실험 결과

Fig. 3. Effect of Dp/Dt on flexural strength of composite beams Fig. 4. Measured strain-stress relationship of various steel grades
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를 정리한 것이다. 재료의 항복강도(Fy)와 항복변형률()의 

경우 인장실험에서 얻은 응력-변형률 곡선을 이용해 0.2%

오프셋방법을 통해 산정하였다. Fig. 4에서 보듯이 고강도

강재인 SM570, HSA800은 일반강재와 다르게 뚜렷한 항복

참이 없음을 확인할 수 있다. 따라서 고강도강재는 변형경화

()시점을 기재하지 않았다. 슬래브에 사용된 콘크리트의 

설계압축강도는 30MPa이며, 압축강도 실험 결과 평균 압축

강도는 35.3MPa로 나타났다.

3.1 주요 실험 변수

Table 2에 실험체 상세를 요약하였다. 이미 언급한 바와 

같이 본 연구의 실험목적은 기존의 압연 H형강에 대한 대안

으로, 휨강도에 큰 영향을 미치는 하부플랜지에 고강도강재

를 적용하고 상부플랜지에 비해 하부플랜지의 단면적을 크

게 적용함에 따른 단면 비대칭 및 하이브리드화가 합성보의 구

조성능에 미치는 영향 등을 판단하는 것이다. 실험체는 두 가

지 종류로 구분할 수 있다. 일반강재 실험체군(H300-SM520, 

H400-SM520, H500-SM520)에는 웨브와 상부플랜지에 

SM400을, 하부플랜지에는 SM520을 적용하였다. 고강도강

재 실험체군(Table 2의 H500-SM570 이하 5개 실험체)에

는 SM490을 웨브 및 상부플랜지에 적용하고, 고강도강재인 

SM570 및 HSA800강재를 하부플랜지에 적용하였다.

Fig. 5에서 보듯이 실험체의 스팬은 7,700mm, 슬래브의 

폭은 2,000mm로 설계하였으며 슬래브의 유효폭은 2016 

KBC[4]의 0503.4.8.1에 따라 경간의 1/4인 1,925mm에 해

당한다. 슬래브의 두께는 실험체에 따라 150mm 또는 180mm

로 하였고 설계압축강도 30MPa 콘크리트를 타설하여 합성

보의 소성중립축의 위치(Dp)가 슬래브 내에 위치하도록 설

계하였다. 강재 및 콘크리트의 계측강도에 기반하여 소성중

립축깊이 Dp를 산정하여 얻어진 Dp/Dt의 범위는 일반강재 

실험체군은 0.07~0.11 그리고 고강도강재 실험체군에서는 

0.14정도로서 Eurocode 4[9]의 상한치 0.15이내에 위치하였

다(Table 3 마지막 열 참고). 또한 콘크리트 슬래브에 전형

적으로 배근되는 온도철근은 길이 및 직각방향으로 300mm

간격으로 Ø10(SD400)철근을 복배근하였다. 각 실험체는 

콘크리트와 강재부분의 완전합성거동을 통한 소성강도 발현

을 위해 2016 KBC[4]의 0709.3.2.4조항에 따라 완전합성기

준을 충족하도록 스터드를 배치하였다.

Table 1. Summary of tensile coupon test results

　
Fy,nomincal 

(MPa)

Fy 

(MPa)

Fu 

(MPa)
 

HSA800-15T 650 803 882 0.0054 -

SM570-25T 450 520 654 0.0039 -

SM520-25T
355

387 556 0.0037 0.012

SM520-15T 416 572 0.0032 0.016

SM490-20T
315

334 528 0.0015 0.014

SM490-13T 345 505 0.002 0.019

SM400-15T
235

262 429 0.00175 0.0168

SM400-9T 323 460 0.0016 0.023

Note: Fy,nominal = nominal yield strength; Fy = measured yield 

strength; Fu = measured tensile strength;  = measured 

yield strain;  = strain at strain-hardening

Table 2. Section information and key properties

Specimen
Steel section

(hs×bft×bfb×tw×tft×tfb)

Concrete slab

(Wslab×tslab)

Shrinkage 

reinforcement
Shear studs

Steel

Top flange & 

web
Bottom flange 

H300-SM520 AH-300×120×120×9×9×15

2000×150

ø10@300 (SD400)

(top and bottom)

ø19@180 SM400 SM520

H400-SM520 AH-400×160×190×9×15×15 ø19×2@200 SM400 SM520

H500-SM520 AH-500×180×180×15×15×25 ø19×2@150 SM400 SM520

H500-SM570 AH-500×180×220×13×13×25

2000×180

ø22×2@150 SM490 SM570

H500-HSA800 AH-500×180×200×13×13×15 ø19×2@150 SM490 HSA800

H600-SM570 AH-600×200×200×13×20×25 ø22×2@180 SM490 SM570

H600-HSA800 AH-590×200×200×13×20×15 ø22×2@180 SM490 HSA800

H700-HSA800 AH-700×200×250×13×13×15 ø22×2@150 SM490 HSA800

 Note: hs = height of steel section; bft = width of top flange; bfb = width of bottom flange; tw = thickness 

of web; tft = thickness of top flange; tfb = thickness of bottom flange; Wslab = width of slab, tslab = 

thickness of slab.
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4. 실험개요 및 결과

4.1 가력방법

Fig. 6은 실험체 셋업을 보여준다. 보의 중앙부를 단조가

력하여 휨실험을 수행하였다. 연속된 슬래브의 강막(다이아

프램)에 의한 횡구속효과를 모사하기 위해 실험체 중심에서 

양쪽으로 2,560mm 떨어진 위치에 횡지지대를 설치하였다.

4.2 계측계획

Fig. 7은 실험체를 분석하기 위해 설치한 변위계 및 형률

계의 위치를 나타내고 있다. 변위계는 단부회전각 및 실험체 

중앙부 처짐 등의 전체적인 거동을 계측하고, 변형률계는 상

부 콘크리트 압괴, 하부 플랜지 인장, 웨브 변형률 분포 등의 

국부적인 거동을 계측하기 위해 설치하였다.

4.3 실험결과

Table 3은 앞서 언급한 재료실험의 계측강도에 기반하여 

산정된 소성모멘트(Mp,measured, 이하 계측소성모멘트) 및 실

험체 최대모멘트(Mmx), 최대 단부회전각(θmax) 등과 같은 

주요 휨 실험결과를 정리한 것이다. 콘크리트 공시체와 인장

시편을 통해 계측된 소재강도값을 바탕으로 계산한 계측소

성모멘트와 실험결과를 비교하면 H300-SM520은 111%, 

H400-SM520은 109%, H500-SM520은 105%, H500- 

(a) Side view (b) Plan view

(c) Cross section

Fig. 5. Details of test specimens

Fig. 6. Test setup
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SM570은 86%, H500-HSA800은 95%, H600-SM570은 

83%, H600-HSA800은 90%, H700-HSA800은 90%로서 

일반강재 실험체군은 모두 계측소성모멘트를 상회하는 휨강

도를 발휘하였지만 하부플랜지에 고강도강(SM570, HSA800)

을 적용한 실험체에서는 모두 계측소성모멘트에 도달하지 

못하였다(이는 예기치 못한 슬래브 종방향 전단파괴에 기인

한 것으로 뒤에서 상세하게 논의하기로 한다).

다음으로 각 실험체의 하부플랜지에 사용된 강재의 항복

변형률과 실험을 통해 계측된 최대 모멘트 도달 시 하부플랜

지의 변형률을 비교해보면 H300-SM520의 경우 항복변형

률의 10배, H400-SM520은 4.69배, H500-SM520은 6.49

배, H500-SM570은 4.62배, H500-HSA800은 2.91배, 

H600-SM570은 3.95배, H600-HSA800은 4.13배, H700-

HSA800의 경우 1.33배로 나타났다. 하부플랜지에 고강도

강재를 적용한 실험체의 경우 하부플랜지의 변형률이 일반

강재를 적용한 실험체에 비해 상대적으로 낮았는데 이는 아

래 논의에서 보듯이 Dp/Dt의 비가 높은 점과도 상관이 있다.

Fig. 8은 각 실험체의 모멘트-단부회전각 그래프를 보여

주고 있다. Fig. 8에서 보듯이 일반강재 실험체군은 모두 계

측소성모멘트(Mp,measured)를 상회하는 결과를 보여주지만 고

강도강재 실험체군은 모두 계측소성모멘트 값에 도달하지 

못하였다. H500-SM570, H500-HSA800, H600-SM570

의 경우 콘크리트 압괴 및 슬래브 종방향 전단파괴가 발생하

여 하중저하가 발생하였고 H600-HSA800, H700-HSA800

은 슬래브 종방향 전단파괴가 발생하여 하중저하가 발생하Fig. 7. Location of displacement and strain measurements

Table 3. Summary of test results

Specimen
Flexural strength (kN-m)

Rotation 

(rad)
Strain (%) Key results

Mp,nominal Mp,measured Mmax θmax εbf εcu Mmax/Mp,measrued θmax/θp εbf/εy Dp/Dt Failure mode

H300-SM520 473 592  659 0.04 3.20 0.35 1.11 4.3 10.00 0.07 Concrete crushing

H400-SM520 863 1014 1091 0.03 1.50 0.38 1.09 3.3  4.69 0.09 Concrete crushing

H500-SM520 1607 1778 1863 0.02 2.40 0.36 1.05 3.9  6.49 0.11 Concrete crushing

H500-SM570 2326 2653 2277 0.02 1.80 0.39 0.86 3.03  4.62 0.15 
Concrete crushing & 

Longitudinal shear failure

H500-HSA800 2061 2433 2306 0.02 1.57 0.33 0.95 2.3  2.91 0.14 
Concrete crushing & 

Longitudinal shear failure

H600-SM570 2710 3081 2545 0.02 1.70 0.39 0.83 3.28  3.95 0.14 
Concrete crushing & 

Longitudinal shear failure

H600-HSA800 2505 2943 2649 0.02 2.23 0.26 0.90 1.91  4.13 0.14 Longitudinal shear failure

H700-HSA800 3367 3974 3571 0.01 0.72 0.26 0.90 1.91  1.33 0.14 Longitudinal shear failure

Note: Mp,nominal = plastic moment computed based on nominal material strengths; Mp,measured = plastic moment computed based 

on measured material strengths; Mmax = maximum moment observed in test; θp = end rotation corresponding to Mp,measured; 

θmax = end rotation at maximum moment; εbf = bottom flange strain at maximum moment; εcu = concrete crushing strain 

at maximum moment.
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였다. 따라서 하부 플랜지에 고강도강재를 사용한 실험체의 

경우 슬래브 종방향 전단파괴에 의하여 계측소성모멘트에 

도달하지 못한 것임을 알 수 있다.

Figs. 9~11은 Table 3의 실험체별 최종파괴모드 결과를 

바탕으로 실험체별 파괴형상을 보여주고 있다. Fig. 9는 콘

크리트 압괴로 인해 최종 파괴한 실험체, Fig. 10은 콘크리

(a) H300-SM520 (b) H400-SM520

(c) H500-SM520 (d) H500-SM570

(e) H500-HSA800 (f) H600-SM570

(g) H600-HSA800 (h) H700-HSA800

Fig. 8. Bending moment versus end rotation curves
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트 압괴와 슬래브 종방향 전단파괴로 인해 최종 파괴한 실험

체, Fig. 11은 종방향 전단파괴로 인해 최종 파괴한 실험체의 

각각 사진에 기재된 시점에서의 파괴형상을 보여주고 있다.

5. 분석 및 고찰

5.1 소성휨강도-소성중립축위치 관계

Fig. 12는 각 실험체들의 실험을 통해 측정된 최대모멘트

(Mmax)를 계측소성모멘트(Mp,measured)로 정규화한 값과 합성

단면 전체깊이(Dt)대비 소성중립축깊이(Dp) 사이의 관계를 

보여준다. 각 실험체의 소성중립축의 높이를 나타내주는 

Dp/Dt를 살펴보면(Table 3 참고) H300-SM520은 0.07, 

H400-SM520은 0.09, H500-SM520은 0.11, H500- SM570

은 0.15, H500-HSA800은 0.14, H600-SM570은 0.14, 

H600-HSA800은 0.14, H700-HSA800은 0.14로 나타났다.

실험결과에서 보듯이 하부플랜지에 일반강재를 적용한 

하이브리드 합성보 실험체의 경우 Dp/Dt의 비가 0.1근방에 

위치하여 하부플랜지의 충분한 항복 및 변형경화를 통해 소

성강도 및 변형능력 측면에서 만족스러운 거동을 보여줌을 

확인할 수 있다. 반면 하부플랜지에 고강도강재를 적용한 실

험체의 경우 하부플랜지의 고강도화에 따른 소성중립축의 

하향이 합성보의 소성강도 발현에 불리하게 작용하였고, 하

부플랜지의 고강도화에 따른 강재단면의 인장력증가가 우력

을 형성하는 콘크리트 압축력(뒤에서 논의되는 슬래브 수평

전단력)의 증가로 이어져 예상치 못한 슬래브 종방향 전단 

파괴를 선행시켜 소성모멘트강도에 도달하지 못하였다.

(a) H300-SM520 specimen (b) H400-SM520 specimen

(c) H500-SM520 specimen

Fig. 9. Concrete crushing

(a) H500-SM570 specimen

(b) H500-HSA800 specimen

(c) H600-SM570 specimen

Fig. 10. Concrete crushing and longitudinal shear failure

(a) H600-HSA800 specimen (b) H700-HSA800 specimen

Fig. 11. Longitudinal shear failure
Fig. 12. Moment-Dp/Dt relation
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5.2 슬래브 수평전단파괴

일반적인 합성보의 경우 슬래브에 작용하는 종방향 전단

력에 대한 영향은 고려하지 않고 설계한다. 하지만 이번 실

험 중 일부 실험체에서 슬래브 종방향 전단파괴로 인해 실험

체가 충분한 소성강도를 발현하기 전에 파괴가 진행되었다. 

따라서 본 연구에서는 슬래브의 종방향 전단강도(이하 수평

전단강도)에 대해서 추가적 분석을 하였다.

Fig. 13은 합성보 단면이 휨모멘트에 저항하는 메커니즘

을 보여준다. 그림에서 보듯이 합성보는 콘크리트 슬래브가 

받는 압축력과 강재단면이 받는 인장력이 우력을 형성하여 

휨모멘트에 대한 저항능력을 제공하게 된다. 이때 고강도강

재의 적용으로 인해 강재단면의 인장력(T)이 커지게 되면 콘

크리트 슬래브가 받아야하는 압축력(C)의 크기, 곧 보 종방

향으로 작용하는 수평전단력(Vu)의 크기도 증가하게 된다. 

수평전단력(Vu)이 슬래브의 수평전단강도를 상회할 경우 슬

래브의 종방향 전단파괴가 선행되어 합성보의 소성휨강도가 

발현되지 못할 가능성이 있다. 본 연구의 실험결과는 일반강

재 합성보에서 문제가 되지 않던 슬래브 종방향 전단파괴 모

드를 고강도강재을 적용한 하이브리드 합성보 설계시에는 

반드시 검토해야 함을 시사한다. 이하에서는 본 실험결과를 

토대로 슬래브 수평전단강도에 대해 분석하고자 한다.

2016 KBC[4](KCI 7.7.1해설), AASHTO 2012[8]에서는 슬

래브의 수평전단강도 평가방법으로 수정된 전단마찰 모델

(modified shear friction model)에 의한 식을 제안하고 있

다. 두 기준에서는 공통적으로 콘크리트에 작용하는 수평전단

력은 균열사이의 마찰력, 균열면상 돌출부의 전단저항(골재의 

맞물림 작용) 그리고 균열을 지나는 철근의 다월작용에 의해 

저항된다고 가정한다. 2016 KBC[4](KCI 7.7.1해설), AASHTO 

2012[8]의 슬래브의 수평전단강도()는 다음과 같다.

2016 KBC(KCI 7.7.1해설):


 (1)

여기서, =횡방향 철근의 단면적, =횡방향 철근의 설계

기준강도, =전단에 저항하는 콘크리트의 단면적, =콘크

리트 균열면상 돌출부의 전단저항과 철근의 다월작용을 고

려한 계수(보통중량콘크리트=2.85MPa)를 나타낸다.

AASHTO 2012:




 (2)

여기서, =횡방향 철근의 단면적, =횡방향 철근의 설계

기준인장강도, =마찰계수(1.4), =전단면에 수직으로 작

용하는 압축력, =콘크리트 균열면상 돌출부의 전단저항과 

철근의 다월작용을 고려한 계수(보통중량콘크리트=2.75MPa), 

=전단에 저항하는 콘크리트의 단면적을 나타낸다.

두 기준의 설계식은 유사하나 AASHTO 2012[8]의 경우 마

찰계수가 좀 더 높게 평가되어 있다. Eurocode의 경우 슬래

브 수평전단강도 산정에 대해 합성구조기준인 Eurocode 

4[9]에 명시되어 있다. Eurocode 4[9]에서는 슬래브 수평전단

강도 산정에 대해 콘크리트 구조기준인 Eurocode 2[14]의 설

계식을 사용할 것을 제안하고 있다. Eurocode 2[14]의 슬래

브 수평전단강도에 대한 설계식은 스트럿-타이 모델 개념을 

활용한 설계식으로 슬래브에 작용하는 전단력에 대해 힘의 

평형조건을 통하여 만큼 기울어진 콘크리트 스트럿(strut)

이 압축력에 대해 저항하고, 횡방향 철근이 인장력에 대해 

저항한다고 가정하고 있다. 따라서 스트럿-타이 모델을 적

용할 시 콘크리트에 의한 전단강도는 고려하지 않고 균열면

을 지나는 철근에 의한 강도만으로 수평전단강도를 산정하

게 된다. 압축스트럿의 기울기를 나타내는 는 National 

Annex를 통해 설정하게 되어있으나 UK National Annex

를 일례로 살펴보면 의 범위(26.5°≤≤45°)만 설정되어 

있을 뿐 명확한 값을 제시하지 않고 있다. Eurocode 2[14]의 

수평전단강도 설계식은 다음과 같다.

 

 cot (3)

여기서, =횡방향 철근의 단면적, =횡방향 철근의 설

계기준인장강도, =압축스트럿의 기울기를 나타낸다.

Eurocode 4[9]에서는 수평전단강도식과 더불어 합성보 슬

래브에 발생 가능한 다양한 파괴면과 각 파괴모드에 해당되

는 전단면의 길이를 제시하고 있다. Fig. 14는 Eurocode 

4[9]의 예상 수평전단파괴단면 중에서 이번 실험체와 일치하Fig. 13. Longitudinal shear force in sagging bending
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는 2열 전단스터드가 배치된 합성보의 슬래브에 발생 가능

한 파괴면이다. 2열 전단스터드가 적용된 합성보의 경우 슬

래브 두께 전체에 걸쳐 발생하는 a-a단면과 전단스터드를 

둘레에 발생하는 b-b의 파괴면이 존재한다. 이때 a-a단면

은 상부 플랜지폭 위의 콘크리트 면적을 제외한 콘크리트 슬

래브에 작용하는 수평전단력에 대해 저항하는 단면을 나타

내며, b-b단면은 스터드가 둘러싸고 있는 콘크리트 면적을 

제외한 슬래브에 작용하는 수평전단력에 대해 저항하는 단면

을 나타낸다. 실제 보에서 전단파괴 발생 시 이 두 가지 파괴단

면 중 각 단면의 수평전단력과 수평전단강도(max
)의 비

가 큰 단면이 지배전단파괴면이 되며 이를 따라 전단파괴가 발

생하게 된다. Eurocode 4[9]에서 제시하는 a-a 단면의 길이는 

Fig. 14의 에 해당하며 b-b단면의 길이는 다음과 같다.

  (4)

여기서, =전단면의 길이, =전단스터드의 높이, =스

터드 사이의 간격, =전단스터드의 지름을 나타낸다.

Table 4에는 위에서 언급한 세 가지 설계기준을 적용하여 

실험체의 슬래브 수평전단강도를 산정해 실제 작용하는 수

평전단력과 비교한 결과를 정리하였다. 또한 이 결과를 통해 

각 실험체의 슬래브 종방향 전단파괴 여부와 실험에서의 파

괴형상을 비교 정리하였다. 슬래브의 수평전단강도 산정 시 

전단면의 길이는 Eurocode 4[9]에서 제안한 파괴단면 중 이

번 실험체에서 나타난 전단파괴형상과 가장 유사한 b-b형

태를 기준으로 전단강도를 산정하였으며 설계기준에 따라 

계산한 결과도 b-b파괴면이 지배전단파괴면으로 나타났다.

Eurocode 4[9]의 경우 압축 스트럿의 각도를 나타내는 θf에 

대한 명확한 값을 제시하지 않고 있기 때문에 허용 가능한 범위

(26.5°≤θf≤45°)에서 최대값과 최소값을 선택해 전단강도를 

산정하였다. 슬래브에 작용하는 수평전단력(max
)은 콘크리트 

슬래브에 작용하는 수평전단응력을 길이에 대해 적분한 값으

로, 본 실험에서는 실험체가 
max

에 도달할 때 Fig. 13의 슬래

브에 작용하는 압축력(C)에 해당한다(즉, max


max
).

Fig. 15는 Table 4에서의 각 설계기준을 통해 얻은 값들

의 결과를 비교한 그래프이다. 그림에서 보듯이 콘크리트의 

Fig. 14. Typical potential surface of shear failure

Fig. 15. Results of longitudinal shear strength calculation

Table 4. Summary of shear failure analysis based on different codes

Specimen
Vu,max 

(kN)

Eurocode 4 2016 KBC AASHTO 2012
Failure mode 

(observed)Vu,max/Vnh

Expected failure 

mode
Vu,max/Vnh

Expected failure 

mode
Vu,max/Vnh

Expected failure 

mode

H300-SM520 2114 1.44-2.88 Shear failure 0.47 No shear failure 0.44 No shear failure No shear failure

H400-SM520 3108 2.06-4.11 Shear failure 0.66 No shear failure 0.62 No shear failure No shear failure

H500-SM520 4458 3.04-6.09 Shear failure 0.98 No shear failure 0.92 No shear failure No shear failure

H500-SM570 4926 3.37-6.76 Shear failure 1.09 Shear failure 1.02 Shear failure Shear failure

H500-HSA800 5056 3.38-6.77 Shear failure 1.09 Shear failure 1.02 Shear failure Shear failure

H600-SM570 5334 3.66-7.4 Shear failure 1.18 Shear failure 1.11 Shear failure Shear failure

H600-HSA800 5640 3.79-7.56 Shear failure 1.22 Shear failure 1.14 Shear failure Shear failure

H700-HSA800 6220 4.25-8.5 Shear failure 1.37 Shear failure 1.28 Shear failure Shear failure

Note: Vu,max = maximum longitudinal shear force; Vnh = nominal longitudinal shear strength
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기여를 고려하지 않은 Eurocode 4[9]의 경우 수평전단강도

를 상당히 보수적으로 평가함을 확인할 수 있다. 반면에 콘

크리트의 영향을 고려한 2016 KBC[4](KCI 7.7.1해설)(Fig. 15

의 실선)와 AASHTO 2012[8](Fig. 15의 점선)의 경우 슬래브 

방향 전단파괴의 전반적인 경향을 잘 보여주고 있다. 따라서 

세 개의 설계기준은 AASHTO 2012[8], 2016 KBC[4](KCI 

7.7.1해설), Eurocode 4[9]순으로 수평전단파괴 예상하중에 

대한 정확성을 보여주고 있다. 2016 KBC[4]에서는 철근에 

의한 전단마찰강도만 고려한 식(0507.7.1) 또한 제안하고 

있으나 본 실험체와 같이 철근이 소량 배근되어 있는 경우 철

근만 고려한 식을 적용하면 수평전단강도를 지나치게 저평

가하게 되므로, 콘크리트 기여분을 함께 고려한 전단마찰 설

계식을 적용하는 것이 적절하다고 판단된다.

6. 요약 및 결론

본 연구에서는 기존의 단일강재를 적용한 압연 H형강 합

성보에 대한 대안으로 일반강재와 고강도강재를 단면 내에 

혼합 배치하고 비대칭 형상으로 단면을 구성한 비대칭 하이

브리드 합성보의 휨성능을 실물대 실험을 통해 평가하였다. 

본 연구의 결과를 요약하면 다음과 같다.

6.1 요약

(1) 기존연구에서 합성보의 강도 및 변형능력 발현에는 소

성중립축의 높이가 중요한 요인임을 밝히고 있다. 비대

칭 하이브리드 합성보의 하부플랜지에 고강도강재를 

적용할 경우 소성중립축이 내려가서 합성보의 소성거

동에 불리하게 작용한다. 본 연구의 실험에서 하부플랜

지에 일반강재를 적용해 비대칭 하이브리드 합성보를 

제작하는 경우 Dp/Dt를 0.1근방으로 제어하기가 용이

하여 강도 및 변형능력 측면에서 모두 만족스러운 거동

을 보여주었다. 반면에 하부플랜지에 고강도강재를 적

용하는 경우 고강도강재의 공칭강도와 실제강도의 차

이에 의해 설계시 의도한 것보다 소성중립축의 위치가 

하향되어 Dp/Dt ≤0.15를 만족시키기 어려웠으며 이로 

인해 합성보의 소성강도 발현에 불리하게 작용하였다.

(2) 하부플랜지를 고강도화하여 하이브리드 합성단면을 제

작할 경우 콘크리트 슬래브의 수평추력(horizontal trust)

은 하부플랜지 고강도화에 비례하여 증대한다. 본 연구

에서 하부 플랜지에 고강도강재를 사용한 실험체의 경우, 

보의 휨성능 증가로 인해 슬래브에 큰 수평전단력이 작용

하여 슬래브 종방향 전단파괴 현상이 발생하였다.

(3) 하부플랜지에 인장강도 520MPa급 일반강재를 사용

한 실험체 H300-SM520, H400-SM520, H500-SM520

에서는 모두 소성모멘트 이상의 휨강도를 발휘하였

다. 또한 세 실험체에서 측정된 소성중립축의 높이와 최

대 휨강도의 관계로부터 소성중립축의 높이가 단면 

내에서 높은 위치에 있을수록 합성보의 강도발현과 

연성능력에 유리함을 확인하였다.

6.2 결론

(1) 하부플랜지에 사용한 강재의 실제강도가 공칭강도보다 높

으면 합성보의 소성중립축이 내려가게 되어 Eurocode 4[9]

의 소성중립축 제한값을 만족시키는데 불리하게 작용한

다. 특히 하부플랜지에 고강도강재를 사용할 경우에는 

Dp/Dt값이 제한값 0.15에 근접하기 때문에, 강재의 실제강

도에 가까운 값을 설계단계에서 적용할 필요가 있다. 따라

서 하부플랜지에 고강도강재를 사용할 경우 하부플랜지에 

한하여 강재의 실제강도와 공칭강도 차이를 고려한 2016 

KBC[4] 0713.6.2.의 재료초과강도계수(Ry)를 적용한 값을 

설계강도로 사용하는 것이 적합할 것으로 판단된다.

(2) 하부플랜지에 고강도강재를 적용하여 합성보단면을 구

성할 경우, 슬래브의 수평전단강도를 평가하여 전단파

괴의 위험이 있는 경우 슬래브에 충분한 횡방향 철근을 

배근함으로써 수평전단강도를 확보하는 것이 필수적이

다. 본 연구에서 분석한 결과에 따르면 하이브리드 합성보

의 슬래브 수평전단강도 산정에는 전단마찰설계개념에 근

거하여 콘크리트와 철근의 기여를 인정하는 2016 KBC[4]

(KCI 7.7.1해설)나 2012 AASHTO[8]에서 제안하는 설계식

을 적용하는 것이 적절하다고 판단된다.

(3) 일반강재를 적용한 실험체의 실험결과로부터 Dp/Dt의 

비가 낮을수록 합성보의 강도발현과 연성능력이 우수한 

것을 확인하였다. 따라서 고강도강재를 적용한 합성보

의 경우에도 슬래브의 종방향 전단파괴에 대한 안정성

이 확보되고 Eurocode 4[9]에서 제시하는 소성중립축의 

깊이제한 Dp/Dt≤0.15을 만족한다면 고강도강재를 적

용한 비대칭 하이브리드 합성보의 경우에도 소성응력분

포법을 적용하여 휨강도를 산정할 수 있을 것으로 판단

되며 후속실험을 통해서 검증할 예정이다.
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요 약 : 본 연구에서는 고강도강재를 적용한 비대칭 하이브리드 합성보의 휨성능을 실물대 실험을 통하여 평가하였다. 합성보의 웨브와 

상부플랜지에는 일반강재(SM400, SM490)를 적용하고 하부플랜지는 상부플랜지에 비해 상대적으로 크게 제작하여 비대칭 단면으로 적용한 

후 일반강재(SM520) 및 고강도강재(SM570, HSA800)를 각각 적용하였다. 본 연구의 주요 목적은 비대칭 하이브리드 합성보의 휨성능 평가 

및 설계지침의 개발이다. 실험결과 하부플랜지에 일반강재를 적용한 실험체의 경우 Dp/Dt≤0.15를 만족시킬 시 우수한 휨강도와 연성능력

을 발현하는 것을 확인하였다. 반면 하부플랜지에 고강도강재가 적용된 실험체의 경우 휨내력의 증가로 인한 슬래브의 수평전단력 증가가 

예상치 못한 슬래브 종방향 전단파괴를 발생시켜 소성강도에 도달하지 못하였다. 따라서 고강도강재를 적용한 비대칭 하이브리드 합성보의 

경우 설계단계에서 슬래브 수평전단강도 확보가 필수적이다.

핵심용어 : 비대칭 하이브리드 합성보, 고강도강재, 소성중립축, 슬래브 수평전단력, 소성응력분포법, 전단마찰설계




