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ABSTRACT Currently, composite construction of prestressed Precast Concrete (PC) and Cast-In-Place (CIP) concrete with 

different concrete strengths are frequently used in the modular construction. However, current design codes do not clearly define 

shear design methods for such composite beams. In this present study, simply supported prestressed PC-CIP composite beams 

without vertical shear reinforcement or only with horizontal shear reinforcement were tested to evaluate the effect of prestressing on 

the shear strength and the shear design method for such composite members. The test variables were the area ratio of PC and CIP 

concretes, prestressing force, shear span-to-depth ratio, and shear reinforcement ratio. The results showed that the shear strength was 

increased by the increase of prestressing force and prestressed PC area, and the decrease of shear span-to-depth ratio.
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1. 서    론1)

최근 들어 지하주차장이나 물류센터와 같은 모듈화 건

물에서 기둥, 보, 슬래브 등의 구조부재를 프리캐스트 콘

크리트(precast concrete, 이하 PC)와 현장타설 콘크리트(cast- 

in-place concrete, 이하 CIP)를 합성한 복합화 공법으로 

시공하는 경우가 증가하고 있다(Fig. 1). 복합화 공법은 

구조체의 일체성 확보가 용이하고 공기 단축에 효과적이

다. 일반적으로 PC부재에는 재료의 효율성을 높이기 위

해 프리텐션 공법(pre-tensioning construction)을 도입하여 

부재의 휨 균열 강도 및 전단강도를 증가시킬 수 있다.

PC와 CIP 복합화 공법에서 프리텐션이 가해지는 PC부

재는 고강도 콘크리트(35 MPa 이상), CIP는 저강도 콘크

리트(24 MPa)를 사용한다. 이렇게 한 단면에 서로 다른 

강도로 타설되는 경우 현행기준(KCI 2012 17.2.(3), ACI318- 

11 17.2.3)1,2)에서는 각 요소의 특성을 각각 사용하거나 

이들 중 가장 불리한 값을 사용하여 합성단면의 강도를 

*Corresponding author E-mail : kangsm@cbnu.ac.kr

Received April 21, 2014, Revised June 3, 2014,

Accepted June 12, 2014

ⓒ2014 by Korea Concrete Institute

산정하도록 명시하고 있다. 그러나 합성단면에 대한 설

계방법이 명확하지 않고 전단강도 산정 방법에 따른 편

차가 크기 때문에 엔지니어들도 다양한 방법들로 전단강

도를 평가하고 있는 실정이다. 

서로 다른 콘크리트로 분리 타설된 합성부재의 전단강

도 평가에 대한 선행연구에서는3-6) PC와 CIP 계면에서의 

수평전단에 대한 연구가 대부분이다. 그 이유는 콘크리

트 분리 타설된 면에서의 수평파괴나 균열이 발생하지 

않고 일체거동이 이뤄져야 휨과 전단에 효과적으로 저항

할 수 있기 때문이다.

반면에 수직전단강도에 대한 연구는 제한적이다. Kim 

et al.7,8)는 prestressing을 가하지 않은 PC-CIP 합성보에 대

한 연구를 수행하였다. 이 연구 결과에 따르면, 합성부재

의 수직전단강도는 전단강도 일반식과 단면적비로 평균

한 유효콘크리트강도나 부재별로 각각 계산하여 단순 합

산하는 방법을 사용하면 안전측으로 예측 가능하였다. 

단, 횡보강이 없고 전단경간비가 4.0이상이며 휨 철근비

가 1.75%이하의 경우 고강도콘크리트에 대해 과대평가하

여 유효 콘크리트강도에 대한 상한 값을 45 MPa로 제안

하였다. 이 연구에서는 수직 전단보강이 없는 프리스트

레스 합성단면의 전단강도 실험을 수행하였고 그 결과를 
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근거로 설계시 고려할 사항과 합성단면의 전단 거동을 

연구하였다.

2. 현행기준의 전단강도

프리스트레스트 콘크리트 부재에서 콘크리트에 의한 

전단강도에 대한 현행구조기준1)은 다음과 같다. 

  

  (1)

식 (1)은 프리스트레스트 콘크리트 수직전단강도 약산

식으로, 휨철근 인장강도의 40% 이상의 유효프리스트레

스 힘이 작용하는 부재의 경우 적용할 수 있다. 이때, 

은   이상이고,   이하여야 한

다. 여기서, 는 콘크리트의 설계기준압축강도, 는 계

수전단력, 는 계수휨모멘트, 는 압축콘크리트 연단

에서 프리스트레스트 긴장재의 도심까지 거리, 는 긴장

재와 압축콘크리트 연단까지 거리와 0.8 중 큰 값을 나

타낸다.


min


 (2)

식 (2)는 프리스트레스트 콘크리트 수직전단강도 정밀

식으로, 휨-전단균열에 의한 전단강도()와 복부-전단균

열에 의한 전단강도() 중 작은 값으로 계산한다.

  


max


(3)


 

  (4)

여기서,  ≥ 이다. 


  (5)

약산식 은 MacGregor9,10)에 의해 경험식으로 제안되

어 ACI 318-70부터 현재까지 사용되고 있고, ACI 318-63

까지는 휨-전단 균열강도()와 복부-전단 균열강도()

식을 이용하였다.

정밀식의 휨-전단균열은 휨 균열에서 발전된 전단균열

이고 복부-전단균열은 Fig. 2와 같이 콘크리트의 인장강

도를 초과하는 인장 주응력에 의하여 부재의 내측부터 

시작된다.1) 휨-전단균열에 의한 전단강도(식 (3))는 휨 균

열을 휨-전단균열로 변화시키는 전단력과 고정하중에 의

한 전단력, 휨 균열을 유발하는 전단력의 합으로 제시되

어 있다. 균열 모멘트( , 식 (4))는 휨 균열 발생 응력

( )과 인장단면에서 작용하는 콘크리트 압축응력

()의 합에 고정하중에 의한 응력()을 뺀 값으로 산정

한다.

복부-전단균열에 의한 전단강도(식 (5))는 휨-전단균열

에 비해 발생 빈도가 낮지만 얇은 두께의 웨브에 강한 프

리스트레스가 가해졌을 경우 주로 발생한다. 이 식은 단

면의 중심축에서 대략  의 주인장응력에 도달

하면 복부-전단균열이 발생한다는 가정하에 제안된 것으

로 는 단면중심에서 콘크리트 압축응력이고 는 단

면에서 유효 프리스트레스 힘의 수직성분을 나타낸다. 

합성콘크리트 휨 부재의 수평전단강도는 전단연결재

가 없는 경우 다음과 같이 정의한다.

 ≤  (6)

최소전단연결재가 있는 경우 다음과 같이 정의 한다. 

   ≤  (7)

여기서, 는 접촉 면적에 대한 전단연결재 면적의 비, 

는 수평전단에 대하여 검토되는 접촉 면적의 단면 폭을 

나타낸다. 최소전단연결재는 식 (8)에 따라 산정하여야 

하고 연결재의 간격은 지지요소의 최소 치수의 4배, 또한 

600 mm 이하이어야 한다.

min





≥  (8)
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Table 1 Test variables and predictions of moment and shear capacities of test specimens

Speci-

mens

Section

type

Longitudinal 

reinforcement 

(ratio)

Transverse 

reinforcement 

for horizontal 

shear (ratio)

Prestress a/d n
M

(kN·m)

m
V

(kN)

n
V

(kN)

m

n

V

V

nh
V

(kN)

hv
V

(kN)

hv

nh

V

V

1-A A

6-Φ12.7
(0.57%)

-

0.55

3.0

217 223 70 3.18 - - -

1-B B 288 295 263 1.14 - - -

1-C C 229 234 173 1.35 142 594 4.19

1-D D 226 232 114 2.04 142 390 2.75

2-A A

0.70

217 223 70 3.18 - - -

2-B B 288 295 263 1.14 - - -

2-C C 229 234 173 1.35 142 594 4.19

2-D D 226 232 114 2.04 142 390 2.75

3-A A

4.0

217 167 70 2.39 - - -

3-B B 288 221 205 1.08 - - -

3-C C 229 176 142 1.23 189 651 3.44

3-D D 226 174 101 1.73 189 460 2.43

4-A A

2-D10

(0.12%)

202 155 69 2.25 - - -

4-B B 313 241 205 1.17 - - -

4-C C 244 188 142 1.32 697 651 0.93

4-D D 244 188 100 1.87 697 459 0.66

3. 실험체 설계

3.1 실험 변수

프리스트레스 콘크리트와 일반 콘크리트로 분리타설 

된 합성 휨 재의 전단 성능 평가를 위해 콘크리트의 면적

비, 긴장재의 긴장력, 전단 경간비, 그리고 수평 전단저항

을 위한 전단철근비를 변수로 단순지지 보 실험을 수행

하였다. 첫 번째로 콘크리트 면적비는 Fig. 3과 같이 총 4

가지로 구성하였다. 단면 A와 B는 각각 24 MPa 저강도 

콘크리트와 60 MPa 고강도 콘크리트를 전단면에 타설한 

단면으로, 분리 타설된 합성단면 C, D와의 비교를 위한 

대조군이다. 여기서, 고강도 콘크리트로 PC부재에 주로 

사용되는 35 MPa 대신 60 MPa를 사용한 이유는 건축 재

료가 점점 고강도화 되는 추세를 반영한 것이고 저강도

와 고강도 콘크리트의 강도차를 크게 하여 콘크리트 강

도에 따른 전단강도 차이를 명확하게 보기 위함이다. 단

면 C와 D는 저강도의 현장타설 콘크리트의 깊이가 전단

강도에 미치는 영향을 보기 위한 단면으로, 단면 C의 상

부 3/8과 단면 D의 상부 5/8에 저강도 콘크리트(24 MPa)

를 타설하였다. 

두번째 변수로 긴장재의 긴장력을 고려하였다. 긴장력

은 60 MPa 콘크리트에만 가하였으며, 긴장력의 크기가 

전단강도에 미치는 영향을 보기 위해 강연선의 수는 6개

로 동일하게 하되 긴장재의 긴장응력()을 (1860 MPa)

의 55%와 70%로 두 가지를 사용하였다. 단, 24 MPa 일

체형 콘크리트의 단면 A는 긴장재를 사용하되 긴장력을 

가하지 않고 타설하였다. 

세 번째 변수로는 전단 경간비(a/d)를 고려하였다. 전

단 경간비가 3.0인 경우와 4.0인 경우에 대해 실험하여 

전단 경간 차에 따른 전단거동이 전단강도에 미치는 영

향을 살펴보았다. 

네 번째 변수로써 전단경간비가 4.0인 실험체에 전단

철근을 수평전단에만 기여할 수 있는 최대 간격인 450 mm

로 배근하여 계면 수평균열이 없는 상태의 수직전단강도

를 살펴보았다.
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Table 2 Mixture proportions of concrete

Nominal 

strength

W/C 

(%)

Unit weight (kg/m3)

W C S G SP

24 49.4 162 328 869 979 3.5

60 29 180 620 625 935 8.06

Note) Maximum aggregate size=25 mm

Table 3 Mechanical properties of reinforcement

Type  (MPa)  (με)  (GPa)

12.7 mm SWPC 7BL 1854 8829 210

SD300  D10 340 1847 184

SD400  D13 480 2400 200
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Fig. 4 Stress–strain relationship of strand and re-bar

3.2 실험체 설계 및 제작

모든 실험체의 단면크기는 260×400 mm 이며, 지점간 

순 길이는 전단경간비가 3.0인 실험체의 경우 2350 mm이

고, 전단경간비가 4.0인 실험체의 경우 3000 mm이다(Fig. 3). 

강연선 긴장력의 전달길이를 고려하여 지점 이후 부재 

길이를 650 mm 연장시켰다.

강연선은 2단으로 배치하였고 피복두께를 고려하여 인

장측 최외단에서 강연선 중심까지 거리와 강연선 중심간

의 거리를 50 mm로 배치하였고 프리스트레스에 의해 발

생하는 상부 인장균열을 방지하기 위해 압축대에 SD400 

D13 휨 철근 3개를 배근하였다. 수평균열의 영향을 최소

화하기 위해 지점 이후로 SD300 D10 횡보강철근을 100 mm 

간격으로 배치하였다. 

Table 1은 16개 실험체들의 예측 휨강도와 예측 수직/

수평 전단강도를 나타낸다. 모든 실험체는 휨 성능()

에 도달하기 위한 휨 요구전단력()을 수직 전단성능

()보다 크게 설계하여 휨 항복 전에 전단파괴가 발생

하도록 계획하였다. 휨 성능은 현행기준(KCI 2012 9.5.1)1)

의 프리스트레스 부재 휨강도 계산법으로, 수직전단 성

능은 약산식(식 (1))으로 계산하였다. 단, 합성부재의 수

직전단 성능 계산시 PC와 RC를 따로 계산하여 단순 합

산하는 단순 누가법을 사용하였다(Fig. 16 참고). 

분리 타설된 계면에서의 수평전단파괴를 예측하기 위

해 공칭수평전단강도( , 식 (6)과 (7))와 수평전단력

()을 비교하였다. 여기서, 는 공칭 수직 전단강도

에 해당하는 수평전단력으로 두 콘크리트 경계면에서의 

전단응력(τ )과 접촉면적()을 곱한 값이다. 전단철근이 

없는 실험체의   값은 2.43∼4.19로 모든 합성단면 

실험체는 수직전단파괴 이전에 수평전단균열이 발생할 

것으로 예상되었고 수평전단 저항을 위한 최소전단연결

재(식 (8))가 있는 실험체의   값은 0.66, 0.93으로 

수직전단파괴가 예상되었다. 

실험체 제작은 두 차례에 걸쳐 진행되었다. 긴장시킨 

강연선에 철근용 변형률 게이지(strain gauge)를 부착시킨 

후 60 MPa 콘크리트를 1차 타설하고 증기 양생하였다. 

초기 양생은 40℃에서 1시간, 본 양생은 60℃에서 5시간

동안 양생하였다. 긴장력 도입시 콘크리트 강도는 35

MPa로, 타설 후 24시간이 지난 뒤 강연선을 절단하였다. 

분리 타설할 계면의 레이턴스(laitance)를 제거하고 표면

을 6 mm이상 거칠게 처리한 후 24 MPa 저강도 콘크리트

를 2차 타설하였다. 압축강도 시험용 공시체는 실험체와 

같은 조건에서 타설, 양생하였다. 

실험의 주요변수 중 하나인 긴장재의 긴장력은 2가지 

방법으로 측정하였다. 긴장 장치(strand center hole jack, 

SAMJIN)와 유압 펌프(hydraulic pumps)에 부착된 다이얼

게이지(dial gauge) 값으로 측정하였고, 강연선 장력 측정

용 중공 로드셀(KCG-200 kNA, TML)을 사용하여 재확인

하였다. 프리스트레스의 단기손실을 측정하기 위해 강연

선 절단 전후의 길이 변화(slip)를 계측하였다. 의 55%

와 70%를 긴장한 실험체는 각각 평균 13.1%와 9.7% 단

기 손실이 발생하였다. 실험체 제작 후 30일 이내에 실험

을 진행하였고 프리스트레스 손실은 이 실험의 주요 관

심사가 아니기 때문에 장기손실 영향은 고려하지 않았다.

하중재하를 위해 보 중앙에 2점 하중을 가하였고 지지

점과 가력점에는 롤러철물을 사용하였다. 강연선이 전단

파괴 이전에 휨 항복을 하였는지 확인하기 위해 강연선

에 철근 변형률 게이지를 부착하였고 보 중앙부의 처짐

과 곡률 측정을 위해 보의 중앙 하부에 5개의 LVDT를 

설치하였다. 

 

3.3 재료 강도

실험체에는 공칭강도 24 MPa와 60 MPa 두 가지 종류

의 콘크리트를 사용하였으며 Table 2는 콘크리트의 배합

을 나타낸다. 콘크리트 공시체는 KS F 2403 기준을 따라 

100×200 mm로 제작하였고 공시체를 강도별로 3개씩 KS 

F 2405 기준을 따라 압축 강도 실험을 하였다. 공시체 실

험 강도 값은 전단 무보강 실험체의 경우 23 MPa과 57 MPa

을 나타냈고, 수평전단보강 실험체의 경우 27MPa과 52MPa

을 나타냈다.
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1-A~1-D (a/d=3.0, =0.55  for 1-B~1-D)
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Fig. 6 Crack pattern of 1-A~1-D at the end of test

Table 4 Test results of specimen 1-A~1-D

Speci-

mens

ck
f (MPa)

test
V

(kN)

KCI 

predicted

(kN)
1

test

c

V

V
2

test

c

V

V
24

MPa

60

MPa
 1c

V
2c

V

1-A 23 - 23 100 68 70 1.47 1.43

1-B - 57 57 272 262 257 1.04 1.06

1-C 23 57 44 196 172 269 1.14 0.73

1-D 23 57 36 179 113 219 1.58 0.82

(1) Flexural crack (42kN)

(2) Diagonal crack (150kN)

(3) Diagonal crack2 (190kN)

(4) Final state (200kN)

(1) Flexural crack (250kN)

(2) Flexural crack2 (350kN)

(3) Diagonal crack (500kN)

(4) Final state (544kN)

(1) Flexural crack (225kN)

(2) Flexural crack2 (320kN)

(3) Diagonal crack (390kN)

(4) Final state (392kN)

(1) Flexural crack (225kN)

(4) Final state (27mm)

1-A 1-B 1-C 1-D

24 60
60

24 24

60

(2) Diagonal crack (358kN, 8.14mm)

(3) Diagonal crack2 (358kN, 16.5mm)

Fig. 7 Development of crack pattern according to section types (a/d=3.0, =0.55)

강연선은 1860 MPa급 12.7 mm 7연선강선(SWPC 7BL)

을, 철근은 SD300 D10과 SD400 D13을 사용하였다. 철근

의 기계적 성질을 평가하기 위해 KS B 0801의 금속재료 

인장시험 규정에 따라 시험편을 제작하였고 KS B 0802

에 따라 시험을 실시하였다. 사용한 철근의 기계적 특성

은 Table 3에 나타난 바와 같고 강연선은 0.2% offset 

method를 이용하여 항복응력과 변형률을 정의하였다.

4. 실험 결과

4.1 실험체 1-A∼1-D

실험체 1-A∼1-D는 전단경간비가 3.0이고 긴장 응력이 

0.55인 실험체로 실험 결과는 Fig. 5, 6과 Table 4에 나

타냈다. 단면 B∼D의 전단강도는 PSC부재의 전단강도 

약산식(, 식 (1))을 사용한 단순누가법과 정밀식(, 

식 (2))으로, 단면 A는 철근콘크리트 부재의 전단강도 약

산식과 정밀식(KCI 2012 7.3.1)1)으로 예측하였다. 

실험강도는 ‘1-B(544 kN) > 1-C(392 kN) > 1-D(358 kN) 

> 1-A(200 kN)’순으로 강도는 긴장력이 가해진 단면적 크

기에 비례하여 증가하였고 긴장력 도입 여부에 따라 휨 

균열 강도와 전단강도에 큰 차이를 보였다. 긴장력이 가

해진 1-B∼1-D(250 kN, 225 kN, 225 kN)의 휨 균열강도는 

긴장력을 가하지 않은 1-A(42 kN)에 비해 5배 이상 크게 

나타났다.

모든 실험체는 사인장 균열과 함께 전단파괴가 발생하

였다. 1-A∼1-C은 휨 균열이 사인장 균열로 발전하면서 

사인장 균열파괴가 발생하였고, 1-D는 분리 타설된 계면

에서 수평 균열과 함께 사인장균열 파괴가 발생하였다. 

하중-변위 곡선에서 1-D는 두 번의 최대 하중점(two peak 

points)을 보이는데 사인장균열과 수평균열이 함께 발생

하면서 하중이 1차로 감소하였고, 수평균열이 가력점으

로 진전하면서 하중이 2차로 감소한 뒤 최종 파괴되었다. 

전체적인 파괴양상(Fig. 6)은 이전 연구7)의 RC 합성보 

실험체와 차이를 보였다. RC 실험체는 사인장 균열과 함
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Fig. 9 Crack pattern of 2-A~2-D at the end of test

Table 5 Test results of 2-A~2-D

Speci-

mens

ck
f (MPa)

test
V

(kN)

KCI 

predicted 

(kN)
1

test

c

V

V
2

test

c

V

V
24 

MPa

60 

MPa
 1c

V
2c

V

2-A 23 - 23 77 68 71 1.13 1.08

2-B - 57 57 316 262 315 1.21 1.00

2-C 23 57 44 228 172 339 1.33 0.67

2-D 23 57 36 179 113 277 1.58 0.65

께 휨 철근의 부착파괴가 발생하였지만, PSC 실험체는 

사인장 균열만 발생하고 강연선에서의 부착파괴는 발생

하지 않았다. 또한, 사인장 균열 발생(위험단면의 위치)은 

RC 실험체의 경우 가력점과 지지점 가운데 지점에서 발

생하였지만, PSC 실험체의 경우 가력점 부근에서 발생하

였다.

Fig. 7은 단면형상에 따라 하중단계별 균열 양상을 나

타낸다. 휨 인장균열이 발생한 이후, 1-A는 웨브에서 취

성적으로 사인장 균열이 발생하였고 1-B와 1-C는 휨 균

열이 사인장 균열로 발전하였고 1-D는 웨브에서 취성적

으로 수평/사인장 균열이 발생하면서 최종 파괴되었다. 

4.2 실험체 2-A∼2-D

실험체 2-A∼2-D는 전단경간비가 3.0이고 긴장 응력이 

0.7인 실험체로 실험 결과는 Fig. 8, 9와 Table 5에 나

타냈다. 실험강도는 ‘2-B(632 kN) > 2-C(456 kN) > 2-D 

(358 kN) > 2-A(154 kN)’'순으로 긴장력이 가해진 단면적 

크기에 비례하여 증가하였고 긴장력 도입 여부에 따라 

휨 균열 강도와 전단강도 차이를 보였다. 2-A는 45 kN에

서, 2-C과 2-D은 266 kN에서, 2-B은 334 kN에서 휨 균열

이 발생하였고, 2-B∼2-D의 긴장력은 1-B∼1-D보다 27% 

큰 힘으로 긴장하여 휨 균열 강도와 전단강도 모두 증가

하였다. 

최종 파괴 양상(Fig. 9)은 1-A∼1-D와 비슷하였다. 모

든 실험체가 사인장 균열 파괴되었고 2-D에서만 계면에

서 수평균열과 사인장 균열이 함께 발생하였다. 2-A는 

긴장재의 부착파괴가 발생하여 dowel action에 의한 전단

저항력이 낮아서 동일 조건의 1-A보다 23% 낮은 강도에

서 전단파괴가 발생하였다. 2-C는 압축대의 저강도 콘크

리트가 압괴하면서 휨 파괴 양상으로 파괴가 진행되다 

최종적으로 사인장 균열이 발생하면서 휨 전단파괴가 발

생하였다. 하중-변위 곡선에서 2-C가 최대변위일 때 강연

선 변형률 =4987 με < =8829 με으로 강연선은 휨 항

복이 발생하지 않았다. 하중-변위 곡선에서 2-D는 세 번

의 최대 하중점(three peak points)을 보이는데 오른쪽에 

사인장균열이 발생하면서 하중이 처음으로 감소한 후 왼

쪽 수평/사인장균열에 의해 하중이 두 번째로 감소한 후 

최종적으로 오른쪽 사인장 균열에 의해 파괴되었다.

전단경간비가 3.0인 실험체는 웨브에 타설된 콘크리트

강도에 따라 파괴메커니즘에 차이를 보였다. 웨브에 60MPa

가 타설된 경우(단면 B와 C) 휨 균열이 사인장 균열로 

발전하면서 최종 파괴가 발생하였고, 24 MPa가 타설된 

경우(단면 A와 D) 휨 균열과 관계 없이 웨브에서 취성적

으로 발생한 사인장 균열에 의해 최종 파괴가 발생하였

다. 단면 D는 웨브 아래 부분에 분리 타설된 계면이 형성

되어 웨브에서 발생한 사인장 균열이 마찰 저항이 약한 

계면을 따라 수평전단파괴가 발생하였다. 최소전단연결

재로 수평전단보강을 할 경우, 계면에서의 마찰저항이 

증가되고 계면에서의 수평균열이 억제되어 전단강도가 

증가할 것이다.

4.3 실험체 3-A∼3-D

실험체 3-A∼3-D는 전단경간비가 4.0이고 긴장 응력이 

0.7인 실험체로 실험 결과는 Fig. 10, 11과 Table 6에 

나타냈다. 실험강도는 ‘3-B(428 kN) > 3-C(284 kN) > 3-D 

(278 kN) > 3-A(144 kN)’순으로 긴장력이 가해진 단면적 

크기에 비례하여 증가하였다. 전단경간비가 증가하면서 

휨 균열강도와 전단강도 모두 감소하였다. 3-A는 42 kN, 

실험체 3-C과 3-D는 156 kN, 3-B은 223 kN에서 휨 균열
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Table 6 Test results of 3-A~3-D

Speci-

mens

ck
f (MPa)

test
V

(kN)

KCI 

predicted 

(kN)
1

test

c

V

V
2

test

c

V

V
24 

MPa

60 

MPa
 1c

V
2c

V

3-A 23 - 23 72 68 69 1.06 1.04

3-B - 57 57 214 204 248 1.05 0.86

3-C 23 57 44 142 141 254 1.01 0.56

3-D 23 57 36 139 99 219 1.40 0.63
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Table 7 Test results of 4-A~4-D

Speci-

mens

ck
f (MPa)

test
V

(kN)

KCI 

predicted 

(kN)
1

test

c

V

V
2

test

c

V

V
24 

MPa

60 

MPa
 1c

V
2c

V

4-A 27 - 23 100 73 75 1.37 1.33

4-B - 52 52 257 203 232 1.27 1.11

4-C 27 52 43 191 143 245 1.34 0.78

4-D 27 52 36 183 103 194 1.78 0.94

이 발생하였고 일체형 보인 3-B는 2-B에 비해 32% 강도

가 감소하였다. 

최종파괴 양상(Fig. 11)에서 3-A와 3-B의 파괴메커니즘

을 비교해보면, 긴장력에 의한 압축력이 전단파괴 거동

을 변화시켰다. 전단면에 긴장력이 가해진 3-B는 웨브에 

사인장 균열이 발생하더라도 부재에 작용하는 압축력이 

파괴를 지연시켰지만 3-A는 웨브에서 사인장 균열이 발

생하는 동시에 취성적으로 파괴되었다. 3-C와 3-D는 가

력점 부근의 저강도 콘크리트(24 MPa)에서 발생한 사인

장 균열이 전단철근이 없고 마찰력이 부족한 수평계면을 

따라 지지점으로 진전하면서 취성적으로 파괴되었다. 실

험체 1, 2의 결과와 비교해보면, 전단경간비가 증가하면

서 휨 작용이 크게 발생하여 합성단면 모두 사인장 균열

과 수평 전단균열이 함께 발생하였다. 

4.4 실험체 4-A∼4-D

실험체 4-A∼4-D는 최소 전단연결철근(s=450 mm, 식 

(8))을 사용하여 수평균열을 억제한 실험체로, 전단경간

비는 4.0이고 긴장 응력은 0.7으로 실험체 3-A∼3-D
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(이하 실험체 3)과 동일하다. 실험 결과는 Fig. 12, 13과 

Table 7에 나타냈다. 실험체 강도는 ‘4-B(514 kN) > 4-C(382 kN)

> 4-D(366 kN) > 4-A(199 kN)’순으로 긴장력이 가해진 단

면적 크기에 비례하여 증가하였고 실험체 3에 비해 20∼

39% 강도가 증가하였다. 초기 강성과 휨 균열은 실험체 

3과 동일하였지만, 사인장 균열이 발생 후 전단철근이 수

평 및 수직전단에 저항하면서 최대 하중과 최대 변위가 

증가하였다. 

최종 파괴 양상(Fig. 13)에서 점선은 전단철근의 위치

를 나타내는 것으로, 합성단면은 최소 전단연결재(식 (8))

에 의해 수평균열이 억제되었고 사인장 균열에 의해 최종 

파괴되었다. 사인장 균열은 전단철근 사이에서 발생하였

지만, 가력점으로 진전되면서 전단철근이 수직전단강도에 

기여하여 전단강도가 실험체 3에 비해 증가하였다.

5. 실험 분석

5.1 설계변수의 영향

설계변수의 영향을 알아보기 위해 Fig. 14에 긴장재의 

긴장력, 전단경간비, 전단철근비의 변화에 따른 전단강도

차이를 나타냈다. 합성단면 C와 D의 실험 결과는 강성과 

강도면에서 긴장력이 가해지지 않은 단면 A(CIP단면)보

다는 긴장력이 가해진 단면 B(PSC단면)와 유사한 결과를 

보였기 때문에 단면 B∼D에 대해 설계변수에 따른 전단

강도의 변화를 분석하였다. 

단면에 가해진 긴장력 크기에 따른 전단강도의 변화를 

보기 위해 Fig. 14(a)에 전단경간비가 3.0인 실험체를 대

상으로 단면 형상별로 비교하였다. 단면 D를 제외하고 

긴장력 크기에 따라 전단강도가 증가하였다. 단면 D는 

긴장력 크기 차이에도 똑같은 전단강도(179 kN)를 보이

는데, 이는 긴장력의 영향이 없는 상부 저강도 콘크리트

에서 발생한 사인장 균열과 수평전단 균열에 의해 파괴

되었기 때문에 긴장력의 영향이 없었다. Fig. 14(b)는 전

단경간비에 따른 전단강도의 변화로, 의 70%를 초기 

긴장력으로 가한 실험체를 대상으로 단면 형상별로 전단

강도의 변화를 보여준다. 전단경간비가 증가하면서 모든 

단면에서 전단강도가 감소하였다. 

최소수평전단철근에 따른 전단강도의 변화를 보기위

해 Fig. 14(c)에 전단경간비가 4.0, 의 70%를 초기 긴

장력으로 가한 실험체를 대상으로 단면 형상별로 비교하

였다. 모든 단면의 전단강도는 최소 수평전단철근에 의

해 증가하였다. 합성단면 C와 D는 전단철근에 의해 수평

균열이 억제 되면서 전단강도가 각각 35%와 32% 증가하

였고 단면 B는 사인장 균열면이 전단철근을 통과하면서 

전단강도가 20%증가하였다. 4-B의 최대하중일 때의 전

단철근 변형률(=1143 με)을 살펴보면, 항복변형률(

=1847 με)에 도달하지 않았지만 전단철근이 수직전단에 

저항한 것을 보여준다.

5.2 긴장력에 의한 전단강도의 변화

강연선의 긴장력이 전단강도에 미치는 영향을 알아보

기 위해 Fig. 15에 PSC와 RC 실험체를 비교하였다. RC 

실험체는 강연선 대신 인장철근을 사용한 실험체로 이전 

연구 결과7)를 사용하였다. PSC 실험체와 비슷한 휨 성능



수직전단보강이 없는 PS 콘크리트와 현장타설 콘크리트 합성보의 전단강도� 541

0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

1.4

1.6

1.8

2

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16

V
e
x
p
/
V
p
re
d

Section type

A B C D A B C D A B C D A B C D

Eq. (1)

Eq. (2)

a/d=3.0
0.55

a/d=3.0
0.70

a/d=4.0
0.70

a/d=4.0
0.70

S=450mm

60

24 24

60

<Shear strength of composite sections using simplified equation>

Fig. 16 Shear strength predictions of composite sections

을 가진 RC실험체를 비교하였으며(≃), 단면형

상(B∼D)에 따라 긴장력이 전단강도에 미치는 영향을 알

아보았다. 단면 A는 긴장력이 가해지지 않았기 때문에 

비교에서 제외하였다. 

Fig. 15는 전단경간비가 4.0인 PSC와 RC실험체의 단면 

형상에 따른 하중-변위 곡선을 비교한 것으로 PSC는 실

선, RC는 점선으로 나타냈다. RC실험체는 초기에 휨 균

열이 발생하면서 강성이 줄어들었지만 PSC실험체는 긴

장력(0.70)에 의해 휨 균열 강도가 RC실험체에 비해 

3.3∼3.8배 증가하였고 그에 따라 전단강도가 증가하였

다. 전단면에 긴장력을 가한 단면 B는 긴장력에 의해 전

단강도가 2.2배 증가하였고, 단면 하부(63%, 38%)에 긴장

력이 가해진 단면 C와 D는 전단강도가 각각 1.3과 1.5배 

증가하였다. 

합성단면 C와 D의 전단파괴 발생시 변위(center 

displacement)를 살펴보면, 단면 하부의 긴장력과 무관하

게 PSC와 RC실험체는 동일한 변위에서 전단파괴가 발생

하였다. 긴장력에 의해 초기 휨 균열 강도가 증가한 PSC 

실험체는 초기 강성을 오래 유지하여 전단강도가 증가하

였지만, 최종파괴는 긴장력의 영향이 없는 상부 24 MPa

에서 발생한 사인장 균열에 의해 영향을 받았다(실험체 

3-C와 3-D 참고).

횡 보강되지 않은 휨 지배 부재에서 긴장력이 전단강

도에 미치는 영향은 다음과 같다. 전단면에 긴장력을 가

한 단면 B는 휨 균열강도와 사인장균열강도 모두 크게 

증가하였다. 단면 하부에만 긴장력을 가한 단면 C와 D의 

경우, 휨 균열강도는 증가하였지만 사인장 균열은 긴장

력의 영향이 없는 상부 단면에서 발생하여 긴장력의 영

향을 받지 않았다.

5.3 수직전단강도 기준식과의 비교

프리스트레스 콘크리트 합성 보의 수직 전단강도를 평

가하기 위해 실험 결과와 현행 기준식을 비교하였다. 현

행 기준식(KCI 2012, ACI 318-11)1,2)으로 PSC부재의 전

단강도 약산식(식 (1))과 정밀식(식 (2))을 사용하였다. 

PSC부재는 선 압축력(pre-compression)에 의해 전단강

도가 증가하지만, PSC부재 상부에 타설되는 CIP콘크리

트에는 압축력이 작용하지 않기 때문에 전단강도 증가가 

발생하지 않는다. 따라서 합성부재의 전단강도 계산시 

부재별 특성에 맞게 각각 전단강도를 계산한 뒤 단순 합

산하는 누가법을 사용하였다. 전단강도 일반식을 사용할 

경우, Fig. 16과 같이 PSC부재는 프리스트레스 콘크리트 

부재의 전단강도식(식 (1))으로, CIP부재는 철근콘크리트 

부재의 전단강도식(  )으로 계산하여 단순 

합산하였다. 예측 결과는 Fig. 16에 실험변수와 단면 형

상에 따라 실선으로 표시하였다. 정밀식은 프리스트레스 

콘크리트 부재의 전단강도 정밀식(식 (2))에 따라 부재의 

특성에 맞게 예측하였고 결과는 Fig. 16에 점선으로 표시

하였다. 

부재 특성에 따른 단순 누가법이 일반식의 경우 모든 

실험체에 대해 안전측으로 잘 예측하였지만, PSC의 단면

적비가 상대적으로 낮은 단면 D(실험체 4, 8, 12, 16)에 

대해서는 실험값 대 예측값의 비가 1.40∼1.78로 크게 보

수적이었다. 이는 전단면에 대한 PSC부재 비율이 낮더라

도 인장대에 작용하는 프리스트레스 압축력이 전단강도 

증가에 크게 기여한다는 것을 보여준다. 반면에 정밀식

의 예측 결과는 안전측에서 크게 벗어났다. 단일단면의 

경우 3-B를 제외하고는 모두 안전측으로 예측하였지만, 

합성단면의 경우 모두 비안전측으로 예측하여 안전성 문

제가 우려된다. 추가 연구를 통해 합성단면에 대한 정밀

식의 적절한 예측 방법이 필요하다. 

5.4 수평전단강도 기준식과의 비교 

이 실험에서 전단철근이 없는 합성단면의 경우 1-C와 

2-C를 제외하고 수평/수직전단파괴가 함께 발생하였다. 

특히, 단면 D와 같이 분리타설된 계면이 인장측에 있고 

전단경간비가 클 때 계면파괴가 발생하였다. 계면을 가

진 합성단면의 경우 휨 균열이 사인장 균열로 발전되기 

전에 상부 저강도 콘크리트에서 발생한 사인장 균열이 

계면을 따라 지지점으로 진전되면서 수평/수직전단파괴

가 함께 발생하였다.

수평 균열이 발생한 실험체 1-D, 2-D, 3-C, 3-D의 수평

균열 발생시 계면에서의 전단력()은 2.42 MPa, 2.42 MPa, 

1.92 MPa, 1.88 MPa로 현행 기준(식 (6))보다 3.4∼4.3배 

크게 나타났다. 이는 현행 기준식이 수평전단강도를 크

게 보수적으로 예측하고 있는 것을 보여준다. 

전단철근이 없는 콘크리트 합성단면의 수평전단강도

에 대한 기존연구를 살펴보면, CTA11)는 매끈한 계면의 

경우 0.63 MPa, 1.5 mm 거친 계면의 경우 1.12 MPa, 6 mm 
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거친 계면의 경우 2.1 MPa을 수평전단력으로 제안하였

고, Jonathan and Clay12)의 실험에서는 계면의 상태에 따

라 현행기준1,2)의 6∼10배 큰 전단강도를 보였고 계면의 

상태에 따라 4 MPa(6 mm 거친면)를 설계에 적용할 수 있

다고 제안하였다.

반면, 최소전단철근을 사용한 실험체 4-C와 4-D는 수

평전단균열 없이 사인장 균열파괴가 발생하였다. 실험강

도와 예측강도의 비()는 각각 1.25와 1.20로 실험 

값이 현행 기준(식 (7))보다 20%이상 크게 나타났다.

단순지지 보에서는 가력점과 지지점 부근에서 대각 스

트럿 작용과 아치작용이 발생한다. 따라서 분리타설된 

계면에서는 계면에 평행한 수평전단력뿐만 아니라 수직

한 압축력도 함께 작용하여 합성보의 수평전단 성능이 

현행 기준에 비해 크게 증가하였다. 반면에 장기적으로

는 건조수축이나 크리프에 의해 수평전단력이 감소할 수 

있다.

6. 결    론

이 연구에서는 수직전단보강이 되지 않은 프리스트레

스 PC-CIP 합성보의 전단거동을 알아보기 위해 콘크리트

의 면적비, 긴장재의 긴장력, 전단 경간비, 그리고 전단철

근을 변수로 실험을 실시하였으며, 실험 결과를 분석하

여 프리스트레스 합성단면을 설계시 고려사항과 합성단

면의 전단 거동을 연구하였다. 그 결론은 다음과 같이 요

약할 수 있다.

1) 단면 하부에만 긴장력이 가해진 합성단면 C와 D의 

전단강도는 전단면에 긴장력이 가해진 단면 B와 유

사한 거동을 보였다. 합성단면의 초기 휨 균열강도

와 강성은 긴장력이 가해지지 않은 단면보다 크게 

나타났으며, 전단강도는 긴장력이 가해진 단면의 면

적비와 강연선에 가해진 긴장력의 크기에 비례하여 

증가하였고, 전단경간비가 증가할수록 감소하였다.

2) 프리스트레스가 가해진 보의 전단 파괴메커니즘은 

웨브 콘크리트 강도에 따라 차이를 보였다. 웨브 콘

크리트 강도가 60 MPa인 단면 B와 C는 휨 균열이 

사인장 균열로 발전하면서 파괴되었고, 웨브 콘크

리트 강도가 24 MPa인 단면 A와 D는 웨브에서 취

성적으로 발생한 사인장 균열에 의해 파괴되었다. 

전단경간비가 큰 경우 휨 작용이 크게 작용하여 계

면에서 수평균열이 선행하였고 최소전단철근을 사

용한 경우 수평균열이 발생하지 않았다.

3) 프리스트레스가 가해진 합성단면에 대해 부재 별로 

부재 특성에 맞게 현행 기준의 약산식을 사용하여 

단순 누가법으로 계산한 경우 실험 결과를 모두 안

전측으로 예측하였다. 반면에 전단강도 정밀식으로 

합성단면의 특성에 맞게 예측한 경우 단일 단면에 

대해서는 대부분 안전측으로 예측하였지만, 합성단

면에 대해서는 모두 비안전측으로 예측하여 안전성 

문제가 우려된다.

4) 분리 타설된 계면에서 수평 균열이 발생한 수평전

단철근이 없는 실험체를 토대로 현행 설계기준과 

실험 결과를 비교해보면, 실험 결과(1.88∼2.42

MPa)는 현행 기준(0.56 MPa)보다 3.4∼4.3배 크게 

나타났다. 현행 기준이 전단연결재가 없는 부재의 

수평전단강도를 크게 보수적으로 예측하고 있다. 

수평전단철근이 있는 경우는 계면에서 수평균열이 

발생하지 않았고, 실험 결과가 현행 기준(식 (7))보

다 최소 20%이상 크게 나타났다. 
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요     약 최근 들어, 지하주차장과 같은 모듈화 건물에 프리캐스트 콘크리트와 현장타설 콘크리트가 함께 사용되는 복합공법의

사용이 증가하고 있다. 일반적으로 프리캐스트 콘크리트는 공장에서 선 제작되기 때문에 재료의 효율성을 극대화하기 위해 프리

텐션을 도입하여 사용한다. 현행 구조기준이 긴장력이 가해진 단일 단면의 전단 강도식은 제시하지만 긴장력이 가해진 프리캐스

트와 현장타설 콘크리트 합성단면의 전단강도식은 제시하지 못하고 있는 실정이다. 따라서 긴장력이 가해진 합성 부재의 전단강

도 실험을 통해 긴장력이 전단강도에 미치는 영향과 합성부재의 전단강도 산정시 고려해야할 사항에 대해 알아보았다. 변수로는

콘크리트의 면적비, 긴장재의 긴장력, 전단 경간비, 그리고 전단철근비를 고려하였다. 실험 결과를 분석해보면, 전단강도는 긴장

력 크기와 긴장력이 가해진 단면의 면적비가 커질수록 증가하였고 전단경간비가 증가할수록 감소하였다.

핵심용어 : 전단강도, 프리스트레스 콘크리트, 프리캐스트 콘크리트, 합성보, 수평전단보강


