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Abstract

Composite box-girder with corrugated steel webs has been widely used in civil engineering practice as an alternative of con-

ventional pre-stressed concrete box-girder because the efficiency of pre-stressing can be increased and weight reduction of

superstructure can be achieved by replacing concrete webs as a corrugated steel webs. However, most of previous researches

were limited in shear and flexural behavior of such girder so that the torsional behaviors of composite box-girder with cor-

rugated steel webs are not fully understood yet and it needs to be investigated. Some of previous researchers developed the

nonlinear theory for torsional analysis of composite box-girder with corrugated steel webs. However, their theories were devel-

oped by ignoring the tensile behavior of concrete. Thus, there are certain limitations in analysis of serviceability such as crack-

ing moment and torsional stiffness of the girder. This paper presents the analytical model for torsional behavior of composite

box-girder with corrugated steel webs considering tensile behavior of concrete. Based on the proposed analytical model, non-

linear torsional analysis program of composite box-girder with corrugated steel webs was developed. Then, for verification of

validation of the developed model, test for the girder was conducted and the results were compared with those of analytical

model. Finally, parametric study was conducted and the effects of tensile behavior of concrete on the torsional behavior of the

girder were discussed.
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요 지

복부 파형강판을 갖는 복합교량은 기존 PSC 박스 거더의 콘크리트 복부판을 파형강판으로 대체함으로써 상부구조의 경량

화를 유도하고 프리스트레싱 효율성을 향상시킬 수 있어 국외에서 널리 이용되고 있다. 하지만 이러한 장점에도 불구하고

복부 파형강판을 갖는 복합교량은 기존 연구가 거더의 전단과 휨 거동에 국한되어 있어 비틀림 거동에 대한 이해는 부족한

상황이다. 국내외의 연구자들에 의하여 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비선형 해석 방법이 개발되었으나, 이러한 연구는

콘크리트의 인장 강도를 무시하여 균열 모멘트 및 비틀림 강성과 같은 콘크리트 교량의 사용성에 영향을 미치는 요소들에

대한 이해가 부족한 실정이다. 본 논문에서는 콘크리트의 인장 거동을 고려한 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비선형 비

틀림 거동 해석 방법에 대한 연구를 수행하였다. 제안된 이론을 적용하여 해석 프로그램을 제작하였으며, 실험 연구를 통하

여 개발된 해석 방법의 타당성을 검증하였다. 마지막으로 변수 해석을 실시하여 콘크리트의 인장 강도가 비틀림 거동에 미

치는 영향을 분석하였다.

핵심용어 : 비틀림, 복부 파형강판, 복합구조, 비선형 해석
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1. 서 론

복부 파형강판을 갖는 복합교량은 그림 1과 같이 복부 파

형강판과 상하부의 콘크리트 슬래브로 이루어져 있다.

이러한 복부 파형강판을 갖는 복합교량은 파형강판이 갖는

여러 장점으로 인해 1980년대 후반에 프랑스에서 처음 적용

된 이후로 널리 이용되어 오고 있으며, 최근에는 국내에서도

일선대교에 적용되었다(Yi et al., 2008). 파형강판을 갖는

복합교량의 가장 큰 장점으로는 파형강판이 일반 강판에 비

해 높은 휨 강성과 전단 강성을 가지고 있어 별도의 보강재가

필요 없으며, 면내 방향으로는 아코디언 효과(Accordion

effect)로 인해 축방향 강성이 거의 없기 때문에 파형강판 복
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합교량에 도입되는 강선의 긴장력이 대부분 콘크리트에 의

해 전달되어 프리스트레싱의 효율이 좋아진다는데 있다

(Hamilton, 1993). 마지막으로, 콘크리트 복부판을 파형강판

으로 대체함으로써 교량 상부구조의 10~30%의 중량을 차지

하는 복부판을 경량화할 수 있다(Yi et al., 2008).

파형강판은 아코디언 효과로 인하여 오직 전단력만 부담하

는 것으로 가정을 한다. 따라서, 파형강판의 파괴는 전단 좌

굴 강도에 의하여 결정이 되므로 대부분의 파형강판에 대한

기존 연구는 전단 좌굴에 대하여 수행되었다(길흥배 외,

2003; 문지호 외, 2004, 2008; Driver et al., 2006; Yi et

al., 2008; Moon et al., 2009b). 또한 아코디언 효과로 인

하여 축방향 강성이 거의 없으므로 파형강판은 휨 모멘트에

의하여 발생되는 법선 응력에 저항하지 못하는 특성이 있다.

이로 인하여 파형강판을 갖는 거더의 휨 강도 산정은 일반

거더와 상이하며, 이에 대한 연구 또한 많은 연구자들에 의

하여 수행되었다(Elgaaly et al. 1997; Machidamrong et

al., 2004; 문지호 외, 2007; Moon et al. 2009a). 하지만

비틀림 거동은 파형강판을 갖는 복합교량의 설계에 있어 중

요한 설계 요소임에도 불구하고 상대적으로 많은 연구가 진

행되지 않았다. 최근에 Mo et al.(2000)이 Hsu(1988)에 의

해 개발된 연화 트러스 모델(Softened truss model)을 이용

하여 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비틀림 거동에 대한 비

선형 해석 모델을 개발하였다. 이 후 Mo & Fan(2006)은 이

해석 모델을 바탕으로 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비

틀림 설계 방법을 제시하였다. 국내에서도 이한구 & 김광수

(2008)에 의해서 Mo et al.(2000)과 동일한 방법으로 연구

가 진행된 바 있다. 이들이 이용한 연화 트러스 모델은 초

기 거동부터 균열된 단면을 가정하고 있어 극한 비틀림 강

도의 경우 상당히 정확한 예측이 가능하나, 균열 모멘트와

초기 비틀림 강성과 같이 교량의 사용성에 영향을 미치는

요소들에 대해서는 부정확한 결과를 보이는 것으로 알려져 있

다(Chalioris, 2006). 이러한 문제를 해결하기 위해서는 콘크리

트의 인장 거동을 고려한 균열 전 해석 모델이 필요하다.

본 연구에서는 콘크리트의 인장 거동을 고려한 복부 파형

강판을 갖는 복합교량의 비선형 비틀림 거동 해석 모델에

대한 연구를 수행하였다. 이를 위하여 복합교량의 상하부 슬

래브의 균열 전 거동에 대해서는 슬래브를 철근이 없는 무

근 콘크리트로서 완전 탄성 거동을 갖는다고 가정하였다. 균

열 후 거동에 대해서는 Mo et al.(2000)과 유사하게 연화

트러스 모델을 이용하였으나, 철근 콘크리트의 인장 증강 효

과를 추가적으로 고려하여 보다 정확한 해석 모델을 제안하

고자 하였다. 제안된 해석 모델을 바탕으로 복부 파형강판을

갖는 복합교량의 비선형 비틀림 거동 해석 프로그램을 작성

하였으며, 실험 연구를 수행하고 그 결과를 해석 결과와 비

교하여 제안된 모델의 타당성을 검증하였다. 마지막으로, 변

수 해석을 실시하여 콘크리트의 인장 거동이 비틀림 거동에

미치는 영향에 대하여 연구를 수행하였다.

2. 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비틀림 해석

모델 개발

복합교량의 비틀림 저항 모멘트 T는 슬래브에 의한 저항

모멘트 Tf와 복부 파형강판에 의한 저항 모멘트 Tw로 구성

되며, 다음과 같이 표현될 수 있다(Mo et al., 2000).

(1)

단, 콘크리트 슬래브를 갖는 복합교량의 경우 슬래브가 먼

저 파괴되면 슬래브가 내력을 유지할 수 없으므로 이는 전

체 구조물의 파괴로 간주해야 하며, 이후 복부 파형강판의

내력을 단순히 중첩하여 전체 구조물의 내력으로 평가할 수

는 없다. 본 연구에서는 복부가 슬래브보다 먼저 항복하는

경우에 대해서만 고려하며, 설계시에도 안전한 구조물 설계

를 위해 강재로 구성된 복부 파형강판이 먼저 항복되어 연

성 파괴가 되도록 유도하는 것이 바람직하다.

그림 2와 같이 복합교량의 단면은 비틀림에 의해 발생되

는 전단흐름 q를 갖는 박벽관으로 가정하며, 본 연구에서는

슬래브와 복부의 비틀림 거동을 분리 해석한 후, 식 (1)을

통해 전체 비틀림을 계산하였다. 또한, 복합교량의 비틀림 거

동을 슬래브의 균열 발생 전후에 따라 분리하여 분석하였으

며, 균열 발생시까지 콘크리트는 인장에 대해 탄성 거동하는

것으로 가정하고, 균열 이후에도 철근 콘크리트의 인장 증강

효과를 고려하여 콘크리트가 갖는 인장 강도의 효과를 해석

에 반영하였다.

T Tf Tw+=

그림 1. 파형강판 복부판을 갖는 복합교량의 상부구조

그림 2. 복합교량의 기하학적 제원 및 전단흐름
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2.1 균열 전 거동

Hsu(1984)는 종방향 철근 및 횡방향 철근비에 따른 철근

콘크리트 구조물의 비틀림 거동을 연구하였으며, 종방향 철

근 및 횡방향 철근비가 극한 거동에는 영향을 미치나 구조

물의 초기 강성과 같은 균열 전 거동에는 거의 영향을 미치

지 않는다고 하였다. 따라서 본 연구에서는 철근의 영향을

무시하여 균열 전 거동을 분석하였다.

철근의 영향을 고려하지 않은 무근 콘크리트가 균열 발생

이전에 순수 비틀림을 받게 되면, 이 콘크리트는 완전 탄성

체로서의 비틀림 거동을 보이게 되고 순수 전단 응력만 발

생하게 되며, Bredt의 박벽관 이론에 따라 슬래브에 작용된

비틀림 모멘트를 계산할 수 있다. 복부 파형강판에 작용하는

비틀림 모멘트를 계산하기 위해서는 슬래브와 복부의 적합

조건을 이용해야 하며, 단면의 형상이 비틀림에 의해서 변형

되지 않는다는 박벽관 이론의 기본 가정을 적용하여 적합

조건을 유도해 낼 수 있다. 박벽관 이론에서 단위 비틀림

각 θ와 전단 변형률 γ 사이의 관계식은 식 (2)와 같이 정

리된다(Hsu, 1984; Collins & Mitchell, 1991).

(2)

여기에서 A0는 전단흐름이 만드는 폐쇄단면의 면적, p0는 전

단흐름이 발생하는 길이이다. 단면형상이 변형되지 않으면 슬

래브의 단위 비틀림 각 θslab과 복부의 단위 비틀림 각 θweb

이 동일하므로, 식 (2)를 이용하여 복부의 전단 변형률 γw을

식 (3)과 같이 계산할 수 있다.

(3)

식 (3)에서 는 슬래브의 전단 변형률, 는 복부 내

전단흐름이 만드는 폐쇄단면의 면적, 는 복부 내 전단흐

름이 발생하는 길이, 는 슬래브 내 전단흐름이 만드는

폐쇄단면의 면적, 는 슬래브 내 전단흐름이 발생하는 길

이이다(그림 2 참조).

복부 파형강판의 구성 방정식을 완전 탄소성으로 가정하면,

복부의 전단 응력은 식 (4)와 같이구할 수 있다.

(4)

식 (4)에서 τy는 파형강판의 항복 강도, τw는 복부 내 전

단 응력이고, Geff는 파형강판의 유효 전단 탄성계수로서 다

음과 같이 계산된다(Samanta & Mukhopadhyay, 1999).

(5)

여기에서 aw는 파형강판 내 평패널의 폭, bw는 경사패널의

투영길이, cw는 경사패널의 실제 폭, G는 평판의 전단 탄성

계수를 의미한다. 식 (5)에서 일반적으로 bw는 cw보다 작기

때문에 파형강판의 전단 탄성계수는 평판보다 작게 된다.

슬래브와 복부에서의 전단 응력을 이용하면, Bredt의 박벽

관 이론에 따라 비틀림 모멘트는 로 계산될 수

있다. 여기에서 τ는 전단 응력, t는 전단흐름의 깊이를 나

타낸다. 슬래브의 경우, 순수 전단 응력을 받는 콘크리트의

주 인장 응력과 주 압축 응력은 발생된 전단 응력과 동일한

값을 갖게 되며, 탄성 구간에서의 주 응력들은 각 방향으로

의 변형률과 선형 구성 방정식을 갖게 되므로, 슬래브에서의

비틀림 모멘트는 다음과 같이 계산될 수 있다.

(6)

식 (6)에서 ts는 슬래브 두께, Ec는 콘크리트의 초기 탄성

계수, εr은 콘크리트의 주 인장 변형률을 나타낸다. 마찬가지

로, 복부 파형강판에서의 비틀림 모멘트는 다음과 같이 계산

될 수 있다.

(7)

여기에서 tw는 복부의 두께를 나타낸다. 식 (6)과 식 (7)을

통해 구한 각 부재에서의 비틀림 저항 모멘트는 식 (1)을

통해 전체 복합교량 비틀림 저항 모멘트로 계산된다.

2.2 균열 후 평형 방정식

Mo et al.(2000)은 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비

틀림 거동 분석을 위해 연화 트러스 모델을 이용하여 콘크

리트의 인장 강도가 무시된 평형 방정식을 유도하였다. 기본

적으로 본 연구의 접근 방법은 Mo et al.(2000)과 유사하나,

균열 후 콘크리트의 인장 증강 효과를 고려할 수 있는 비틀

림 해석을 위해, 철근이 무한히 얇고 촘촘하게 분배되어 슬래

브 요소에 압축 응력으로 작용된다는 분산 트러스 모델

(Smeared truss model)을 이용하여 평형 방정식을 유도하였다.

균열 후 콘크리트 슬래브 내 응력의 관계는 그림 3에 표

현되어 있다. 그림 3에서 아래 첨자 l, t, ps는 각각 종방향

철근, 횡방향 철근, 강선을 의미한다.

외부 비틀림 작용 시, 콘크리트에는 순수 전단 응력이 발

생하고 종방향, 횡방향 철근 및 강선에는 인장 응력이 발생

한다. 철근과 강선에 작용하는 인장 응력은 콘크리트가 비틀

림에 의해 변형되는 것을 억제하는 역할을 하며, 이는 힘의

평형 방정식을 이용해 콘크리트에 가해지는 등가 압축 응력

으로 아래의 식 (8)과 같이 환산될 수 있다(Hsu, 1984;

Collins & Mitchell, 1991).

(8)

식 (8)에서 fl,eq는 종방향 등가 응력, ft,eq는 횡방향 등가

응력, A는 면적, s는 횡방향 철근의 간격, td는 전단흐름의

유효두께를 나타낸다. 콘크리트에 발생하는 주 인장 응력을

무시하지 않고 Mohr의 응력원을 이용하면 fl,eq와 ft,eq는 균

열각 α와 슬래브 요소에 작용하는 주 응력의 식으로 아래의

식 (9)와 같이 표현할 수 있다.

θ p
0

2A
0

( )⁄[ ]γ=

γw
Aow

pow
---------

pof

Aof

------- γf⋅ ⋅=

γf Aow

pow

Aof

pof

γw
τy

Geff

---------≤   τw Geffγw=, a( )

γw
τy

Geff

--------->   τw, τy=       b( )

Geff G
aw bw+

aw cw+
-----------------=

T 2Aoτt=

Tf 2AoftsEcεr=

Tw 2Aowtwτw=

fl eq,

Alfl Apsfps+

poftd
---------------------------= a( )

ft eq,

At ft

std
---------=             b( )

그림 3. 콘크리트 내 응력 관계도
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(9)

식 (9)에서 fcd는 주 압축 응력, fr은 주 인장 응력을 나타

내며, 주 응력 축의 각은 균열각 α와 동일하다고 가정할 수

있다(Vecchio & Collins, 1986). 식 (8)과 식(9)를 연립하여

정리하면, 전단흐름 유효두께 td와 균열각 α를 슬래브 요소

에 발생하는 응력들의 식으로 표현할 수 있다.

(10)

따라서, 식 (10)에서 구한 td와 α를 이용하면, 균열 후 슬래브

에 작용하는 비틀림 모멘트를 식 (11)과 같이 계산할 수 있다.

(11)

복부 파형강판에 의한 저항 모멘트 Tw의 경우 콘크리트 슬래

브의 균열 유무와 상관없이 식 (7)을 이용하여 계산할 수 있다.

2.3 균열 후 적합 조건

그림 4는 균열 후 콘크리트 스트럿에서의 응력 분포와 변

형률 분포를 보여준다. 

슬래브의 압축 변형률은 선형적으로 분포한다고 가정하며,

전단흐름의 유효두께 td가 슬래브 두께 ts보다 작을 때는 평

균 압축 변형률 εd를 최대 압축 변형률 εds의 절반으로 계

산할 수 있다(Hsu, 1984; Collins & Mitchell, 1991). 기

존 연구에서 td의 크기에 관계없이 εd를 계산한 것과 달리,

본 연구에서는 td가 ts와 같아지면, 슬래브 밑면에 최소 압축

변형률 εdb가 발생한다고 가정하였으며, εd는 εds와 εdb의 평

균값으로 계산할 수 있다.

단위 비틀림 각 θ와 전단 변형률 γ사이의 관계식은 박벽

관 이론을 적용할 경우, 슬래브의 균열과 관계없이 적용할

수 있다. 또한 비틀림에 의한 콘크리트 스트럿의 휨 곡률 ψ

와 단위 비틀림 각 θ는 의 관계로 유도된다

(Hsu, 1984; Collins & Mitchell, 1991). 따라서 이 식들을

이용하면 단위 비틀림 각 θ와 슬래브의 전단 변형률 γf를

식 (12)와 같이 표현할 수 있다.

(12)

그림 5(a)-(c)는 슬래브 요소의 기하학적 적합 조건을 보여

준다(Hsu, 1984). 여기서 εl은 종방향 철근 변형률, εt는 횡

방향 철근 변형률을 나타낸다. 따라서, 슬래브의 전단 변형

률 γf는 그림 5에서 표현된 각 전단 변형률을 더하여 식

(13)과 같이 구할 수 있다.

(13)

식 (13)에서 γf는 α가 를 만족할

때 최소의 값을 갖게 되며(Hsu, 1984), 이를 이용하여 식

(13)을 다시 정리하면, 종방향 철근과 횡방향 철근의 변형률

을 콘크리트 슬래브의 변형률, 전단흐름의 유효 두께, 균열

각의 식으로 아래의 식 (14)와 같이 표현할 수 있다.

(14)

또한 강선의 변형률 εps는 긴장력에 의한 초기 변형률

에 종방향 철근의 변형률을 더하여 식 (15)와 같이

구할 수 있다(Mo et al., 2000).

(15)

여기에서,

(16)

fl eq,

fcd α
2

cos fr α
2

sin–= a( )

ft eq,

fcd α fr α
2

cos–
2

sin= b( )

τt fcd fr+( ) α αcossin=     c( )

td
1

fcd fr–
--------------

Al fl Aps fps+

pof
----------------------------

Atft

s
--------+⎝ ⎠

⎛ ⎞=             a( )

αcos
1

fcd fr+
-------------- 1

td
----

Al fl Apsfps+

pof
----------------------------

At ft

s
---------–⎝ ⎠

⎛ ⎞+= b( )

Tf 2Aofτf td Aoftd fcd fr+( ) 2αsin= =

ψ θ 2αsin=

θ
εds εdb–

2td α αcossin
-------------------------------=        a( )

γf
2Aof

Pof

----------
εds εdb–

2td α αcossin
-------------------------------= b( )

γf γt γt γd+ + εl εd+( ) εt εd+( ) αtan+= =

α
2

tan εd εl+( ) εd εt+( )⁄=

εt

Aof εds εdb–( )

2tdpof α
2

sin

-------------------------------
εds εdb+

2
-------------------–= a( )

εl
Aof εds εdb–( )

2tdpof α
2

cos

-------------------------------
εds εdb+

2
-------------------–= b( )

εpi εli+

εps εpi εli εl+ +=

εpi fpi Ep⁄=                                     a( )

εli

Apsfpi

AlEs Ac Aps– Al– At eq,

–( )Ec+
----------------------------------------------------------------------= b( )

그림 4. 콘크리트 스트럿에 작용하는 응력 및 변형률도

그림 5. 슬래브 요소 변형률의 기하학적 관계: (a) εl에 의한 변형;

(b) εt에 의한 변형; (c) εd에 의한 변형
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이며, εpi는 강선의 초기 변형률, εli은 종방향 철근의 초기 변

형률, fpi는 긴장력에 의한 초기 인장 응력, Ep는 강선의 탄성

계수, Es는 철근의 탄성계수, Ac는 콘크리트 슬래브의 단면적,

At,eq는 횡방향 철근의 종방향 등가 단면적을 나타낸다.

마지막으로, 슬래브 요소의 각 변형률은 Mohr의 변형률원

에 의하여 식 (17)과 같이 정리된다(Hsu, 1984; Collins &

Mitchell, 1991).

(17)

2.4 균열 후 구성 방정식

본 연구에서는, 복합교량의 균열 후 비틀림 거동을 모사하기

위해서 Belarbi & Hsu(1995)에 의해서 제안된 연화 트러스

모델을 적용하였으며 (Mo et al., 2000), 이들이 제안한 균열

후 콘크리트의 구성 방정식은 그림 6와 같이 나타낼 수 있다.

이축 응력 상태에 놓인 콘크리트는 압축 응력이 감소하며,

이와 같이 연화된 콘크리트의 구성 방정식은 식 (18)과 같다.

(18)

식 (18)에서 εc는 콘크리트의 압축 변형률, ε0는 콘크리트

압축 변형률의 첨두값, fc는 콘크리트의 압축 응력, 는

콘크리트의 일축 압축 강도, β는 연화계수를 나타낸다. β는

다음의 식 (19)로 구해진다(Mo et al., 2000).

(19)

본 연구에서는 콘크리트의 인장 강도가 비틀림 거동 분석

에 고려되어, 균열 전에는 선형 탄성 거동을 가정하고, 균열

후에는 인장 증강 효과가 고려된 구성 방정식을 적용하였다.

여러 연구자들(Belarbi & Hsu, 1994; Vecchio & Collins,

1986)에 의하여 균열 후 인장 증가 효과가 제안되었으나, 본

연구에서는 보다 일반적인 Vecchio & Collins(1986)의 모델

을 채택하였으며, 구성 방정식은 아래의 식 (20)과 같다

(Collins & Mitchell, 1991).

(20)

식 (20)에서 εcr은 콘크리트의 균열 변형률, fcr은 콘크리트

의 균열 응력을 나타낸다. 복부 파형강판의 경우 그 거동이

슬래브의 균열 유무와 관계가 없으므로, 구성 방정식은 식

(4)와 식 (5)를 그대로 적용하였다.

2.5 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비선형 비틀림 해

석 알고리즘

본 연구에서는 2.1~4절을 통하여 제안된 복부 파형강판을

갖는 복합교량의 비선형 해석 모델을 이용하여 해석 프로그

램을 작성하였다. 그림 7은 해석에 사용된 알고리즘을 나타

낸다. 해석은 슬래브 최대 변형률 εds를 초기 선정하고, 선정

된 εds에 대하여 몇 가지 변수를 가정한 후에, 2.1~4절에

제시된 평형 방정식, 적합 조건, 구성 방정식을 이용하여 가

정한 변수들을 검증하며, 선정된 εds에 해당되는 비틀림 모멘

트와 단위 비틀림 각을 구하는 방식으로 진행된다.

최초 입력값이 되는 εds는 0에서부터 10−5씩 변화하여 콘

크리트 최대 압축 변형률인 0.003까지 해석을 수행하였다.

주어진 εds에 대하여 균열각 α, 전단흐름 유효두께 td, 콘크

리트 주 인장 변형률 εr를 먼저 가정하고, 슬래브 최소 변형

률 εdb는 0으로 가정한다. 이 때 가정된 εr이 εcr보다 작을

때에는 철근과 강선이 없는 것으로 간주하며, εr이 εcr보다

큰 균열 후 거동에서는 각 철근과 강선의 변형률을 식

(14)~(16)를 이용하여 구하게 된다. 이 후 각 요소의 응력을

구성 방정식을 이용하여 계산하게 된다. 이 때 콘크리트의

경우 균열 전 응력은 변형률과 선형 관계로 계산하고 철근

의 응력을 무시하며, 균열 후 응력은 식 (18)~(20)로 정리된

관계식을 이용하게 된다. 그 후 각 요소의 응력들의 관계로

표현된 식 (10-a), (10-b)와 식 (17)을 이용하여 초기에 가

정되었던 변수 td, α, εr을 검증하는 과정을 거치게 되고,

εdb는 전단흐름 유효 두께 td가 슬래브 두께 ts보다 커질 경

εr εl εt εd–+=

εc βε
0

≤   fc f ′c=, 2
εc

βεo
--------⎝ ⎠

⎛ ⎞ εc

βε
0

--------⎝ ⎠
⎛ ⎞

2

– a( )

εc βε
0

>   fc f ′c 1

εc

βε
0

-------- 1–

2

β
--- 1–

----------------

⎝ ⎠
⎜ ⎟
⎜ ⎟
⎜ ⎟
⎛ ⎞

2

–         =,  b( )

f c′

β
0.9

1 600εr+
-------------------------=

εr εcr≤  fc, Ecεr=          a( )

εr εcr>  fc,
fcr

1 500εr+
-------------------------= b( )

그림 6. 연화 콘크리트의 응력-변형률 곡선

그림 7. 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비선형 비틀림 해석

알고리즘
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우, 이 두 값이 같아질 수 있도록 새롭게 가정된다. 이와

같은 해석 과정은 가정된 α와 εr이 오차 범위 10−9의 값

을 가질 때까지, td가 오차 범위 10−6의 값을 가질 때까지

반복 시행오차 과정을 거치게 된다. 단, 균열 전 거동일 경

우, α는 45o의 값을 갖도록 하며, td는 ts와 동일한 값을 갖

도록 하여 완전 탄성체 거동을 보장해 준다.

가정된 값들의 검증이 완료되면, 식 12(b) 및 식 (3)을

이용하여 γw를 구하고 Tw를 식 (7)과 같이 구할 수 있다.

Tf는 식 (6)과 식 (11)에 의해 각각 균열 전과 후의 값을

구할 수 있다. 마지막으로 식 (12-a)에 의해 단위 비틀림

각 θ을 구하면, T와 θ의 관계를 얻게 된다.

3. 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 실험 연구 및

제안된 해석 모델의 검증

3.1 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 실험체 및 실험 방법

본 연구에서는 복부 파형강판을 갖는 복합교량 실험체를

제작하여 실험을 수행하고 그 결과를 제안된 해석 모델의

해석 결과와 비교하여 그 타당성을 검증 하였다. 그림 8과

9는 각각 본 연구에서 사용된 실험체 형상과 설치 모습을

보여준다.

실험체의 길이는 1,800 mm이고 거더의 양단에는 지점을

만들기 위한 콘크리트 블록을 그림 8(a)와 같이 설치하였다.

그림 9에서 볼 수 있듯이, 거더의 좌측 블록은 시험실 바닥

과 완전히 고정시켰으며, 우측 블록은 가력장치가 설치되는

가력보와 결합하였다. 순수한 비틀림을 전달하기 위한 목적

으로, 가력보가 설치된 단부의 단면에는 강관을 삽입하고, 이

강관에 강봉이 삽입되어 회전축으로서의 역할을 하도록 하

였다.

사용된 복부 파형강판의 상세는 그림 8(a)에 나타나 있다.

파형강판의 두께는 4 mm, 평패널의 폭 aw는 80 mm, 경

사패널의 투영길이 bw는 80 mm, 경사패널의 실제 폭 cw는

100 mm이다. 복부 파형강판의 높이는 350 mm이고 150

mm의 두께를 갖는 콘크리트 슬래브가 상하부에 설치되어

있다. 직경 16 mm를 갖는 철근을 사용하였으며 철근 상세

는 그림 8(b)에 나타나 있다.

재료 실험 결과 파형강판의 항복 강도와 극한 강도는 각

각 255 MPa, 400 MPa이었고, 콘크리트의 일축 압축 강도

는 40 MPa이었다. 또한 항복강도 400 MPa의 철근을 사용

하였다.

그림 8. 실험체 형상 (단위:mm): (a) 실험체 제원, (b) 철근 배치도
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그림 10은 실험에 사용된 계측 장비 설치도를 보여준다.

이 그림에서 볼 수 있듯이 2개의 변위계(LVDT)를 하중 가

력점 근처에 횡방향으로 분리 설치하여 각 지점의 수직 처

짐량을 측정토록 하였다. 변위계는 하중이 증가함에 따라 지

속적으로 측정되었으며, 두 측정값의 차이를 이용하여 거더

의 회전량을 계산하였다. 콘크리트 변형률계를 거더의 중앙

부와 1/4지점에 설치하였고, 3축 변형률계를 복부 파형강판

에 설치하여 전단 변형률을 측정하였다.

3.2 해석 결과 분석 및 제안된 해석 모델과의 비교

여기에서는 실험 결과와 제안된 해석 모델의 해석 결과를

서로 비교하여 제안된 해석 모델의 타당성을 검증하였다.

그림 11은 실험 완료 후 슬래브에 발생한 균열 패턴을 보

여준다. 실험 결과 균열각은 약 44.5o이었으며, 이는 해석

결과 얻은 균열각 46.28o와 약 4.0%의 오차를 보이고 있어

해석 결과가 실험 결과와 잘 일치하고 있음을 알 수 있다.

그림 12는 실험 및 해석을 통해 얻은 비틀림 모멘트와

단위 비틀림 각 관계를 비교한 그림이다. 실험 결과는 분산

된 점으로 나타나 있으며, 프로그램을 이용한 해석 결과는

실선 및 1점 쇄선으로 나타나 있다. 점선으로 표현된 그래

프는 콘크리트의 인장 강도 및 인장 증강 효과를 무시한 해

석 결과이다. 본 연구에서 제안한 슬래브 요소의 압축 변형

률 분포 및 슬래브와 복부 파형강판의 적합 조건의 가정이

Mo et al.(2000)의 가정과는 상이하지만, 점선 그래프는 콘

크리트의 인장 거동을 무시한 Mo et al.(2000)이 제안한 비

틀림 해석 방법과 유사하며, 그림 12를 통하여 콘크리트의

인장 거동이 비틀림 거동에 미치는 영향을 분석할 수 있다.

본 논문에서는 복합교량의 비틀림 파괴가 콘크리트 최대

압축 변형률 0.003에서 발생한다고 가정하였으며, 극한 비틀

림 모멘트는 T-θ 관계 그래프의 최대값으로 정의한다. 본 연

구에서 수행되었던 실험은 슬래브 콘크리트가 비틀림에 의

해 압축 파괴되기 전, 하중 가력 지점의 응력 집중으로 인

한 파괴에 의해 종료되었으며, 실험 종료 시 예상되는 콘크

리트의 최대 압축 변형률은 0.0025이다. 해석 종료시의 압축

변형률이 0.0025인 경우와 0.003인 경우의 T-θ 관계 그래프

는 그림 12의 실선과 1점 쇄선으로 표현되어 있다. 그림

12에서 볼 수 있듯이 실험 결과는 해석 결과와 전체적인 거

동이 매우 유사했으며, 실험 종료 시의 그래프 증가량이 매

우 완만해져 추가적인 하중이 가해지더라도 비틀림 모멘트

의 큰 증가가 없을 것으로 판단된다. 실험을 통해 얻은 극

한 비틀림 모멘트 Tmax는 679.035 kN·m이고, 초기 비틀림

강성은 2.485×105 kN·m2이다. 이 그림에서 알 수 있듯이,

해석 프로그램을 이용한 복부 파형강판 복합교량의 비틀림

거동 분석은 실험 결과와 비교하여 상당히 유사한 결과를

보이고 있다. 해석을 통해 얻은 극한 비틀림 모멘트는

636.903 kN·m이고 초기 비틀림 강성은 2.359×105 kN·m2

으로 실험 결과와 비교하여, 극한 비틀림 모멘트에 대해

6.2%, 초기 비틀림 강성에 대해 5.1%의 차이만 보이고 있

그림 9. 실험체 및 장비 설치도

그림 10. 계측 장비 설치도

그림 11. 실험 종료 후 슬래브의 균열 패턴

그림 12.실험 결과와 해석 결과의 비교(비틀림 모멘트-단위

비틀림 각 관계)
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으며 전체적인 비틀림 거동 양상을 잘 예측하고 있어, 콘크

리트 인장 강도를 고려한 비틀림 강도 평가 방법과 개발된

프로그램이 타당하다는 것을 보여주고 있다.

그림 12의 실선 그래프와 점선 그래프를 이용하여, 인장

강도를 고려한 비틀림 거동의 해석 결과와 고려하지 않은

경우의 해석 결과를 비교할 수 있다. 본 연구에서는 인장

강도를 일축 압축 강도의 10%로 가정하여 해석하였으며, 이

때의 해석이 실험 결과와 가장 잘 맞는 결과를 보여주었다.

점선의 경우 극한 비틀림 모멘트와 초기 비틀림 강성은 각

각 576.790 kN·m, 6.017×104 kN·m2으로 실험 결과와 비

교하여 극한 비틀림 강도는 15.1%의 차이를 보이고 있으며,

초기 비틀림 강성은 실험 결과가 해석 결과의 4배에 달하고

있다. 따라서, 콘크리트의 인장 강도를 무시한 해석의 경우

초기 비틀림 강성을 크게 과소 평가하고 있음을 알 수 있으

며, 초기 강성을 정확하게 예측하기 위해서는 콘크리트의 인

장 거동을 해석에 포함시켜야 함을 알 수 있다. 

그림 13은 슬래브 표면에서의 콘크리트 압축 변형률을 보

여준다. 거더의 중앙부와 1/4지점에서의 실험 결과가 분산된

점으로 표현되어 있고, 실선은 해석 결과를 보여준다. 그림

12에 나타난 해석 결과에 따르면, 실험체의 콘크리트 최대

압축 변형률은 0.0025이어야 하나, 실험 결과 두 지점 모두

예상보다 작은 콘크리트 압축 변형률에서 실험이 종료되었

으며, 이는 슬래브의 콘크리트가 실험을 통해 전 단면에서

균일한 응력 분포를 기대하기 어려운 재료적인 특성 때문인

것으로 판단된다. 슬래브의 파괴 전 실험이 종료되었으나, 해

석 결과가 콘크리트의 압축 거동을 적절히 예측하고 있음을

알 수 있다.

복부 파형강판의 전단 변형률은 그림 14에 나타나 있다.

해석 결과의 경우 해석 모델에 순수 비틀림만 작용한다고

가정하므로 파형강판의 위치와 관계없이 발생되는 전단 변

형률은 그림 14의 실선과 같이 동일하다. 하지만 이 그림에

서 볼 수 있듯이 실험에서는 중앙의 전단 변형률의 경우 해

석 결과와 적절히 일치하는 것으로 나타났으나, 하중부 근처

의 전단 변형률의 경우 실험 결과가 해석 결과와 상당한 차

이를 보이는 것으로 나타났다. 이는 실험 시 파형강판에 발

생되는 전단 변형률이 해석에서 가정한 것과 같이 균일하게

분포하지 않는다는 것을 의미한다. 이러한 이유로는 3축 변

형률계의 부착 문제, 하중 가력부에 설치된 콘크리트 블록으

로 인한 변형의 억제, 단면의 뒤틀림(Distorsion) 혹은

(Warping)등과 같이 여러 가지 요인이 있을 수 있는 것으

로 판단된다. 따라서, 순수 비틀림 작용 시 파형강판의 전단

응력 혹은 변형률의 분포에 대한 추가적인 연구가 필요할

것으로 판단된다.

그림 12-14에서는 전체적으로 슬래브의 균열이 발생되는

지점에서 비틀림의 불연속적 거동이 확인되는데, 이는 본 연

구에서 적용한 콘크리트 인장부의 구성 방정식에 기인하는

것으로서 슬래브의 균열을 기점으로 콘크리트의 인장 강도

가 크게 감소하기 때문이다. 콘크리트의 인장 강도가 작을수

록 이 불연속점은 더 일찍 발생하며 구조물의 탄성 거동 구

간이 짧아지게 된다.

4. 콘크리트 인장 강도가 복부 파형강판을 갖는

복합교량의 비틀림 거동에 미치는 영향

콘크리트의 인장 강도가 복부 파형강판을 갖는 복합교량에

미치는 영향을 파악하기 위하여 변수 해석을 실시하였다. 3

장의 실험 및 해석 결과를 통해 알 수 있듯이, 콘크리트의

인장 강도는 복합교량의 초기 비틀림 강성과 극한 비틀림

강도에 영향을 미친다.

그림 15는 콘크리트의 인장 강도를 일축 압축 강도의

0%~10%까지 변화시키며 프로그램을 이용해 비틀림 해석을

실시한 결과를 보여주고 있다. 초기 비틀림 강성은 콘크리트

인장 강도를 고려할 때와 고려하지 않을 때 큰 차이를 나타

내고 있지만, 강도의 크기와는 무관함을 알 수 있다. 이는

균열 전 거동에 대해서, 콘크리트 슬래브를 완전 탄성체로

가정하고, 강도와 무관하게 동일한 재료에 대해서 동일한 탄

성계수를 적용해 해석했기 때문이다. 인장 강도를 고려하지

않을 경우 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 초기 비틀림

강성은 6.017×104 kN·m2으로 인장 강도를 고려한 비틀림

강성 2.359×105 kN·m2에 비해 약 25.5%의 값을 보이고

있다. 인장 강도를 고려하지 않고 균열 전 초기 거동을 평

가할 경우, 비합리적이고 비경제적인 설계를 유발할 수 있음

을 알 수 있다. 균열 비틀림 모멘트는 탄성 구간에서 계산

되므로, 콘크리트 인장 강도에 선형 비례한다(식 (6) 참조).

그림 13. 실험 결과와 해석 결과의 비교(비틀림 모멘트-콘크리트의

주 압축 변형률 관계)

그림 14. 실험 결과와 해석 결과의 비교 (비틀림 모멘트-파형강판

의 전단 변형률 관계)
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극한 비틀림 모멘트는 인장 강도를 일축 압축 강도의 0%,

5%로 가정했을 때, 각각 576.790 kN·m, 606.241 kN·m

이었으며, 인장 강도를 10%로 가정했을 때와 비교하여 각각

90.6%와 95.2%의 비율을 보였다. 균열 후 인장 강도가 크

지 않음에도 불구하고 극한 비틀림 모멘트 값에 상당한 영

향을 주는 이유는, 극한 상태로 갈수록 주 인장 변형률이

증가하고 이로 인해 연화계수가 작아져 압축 응력이 작아지

기 때문이다. 인장 강도를 일축 압축 강도의 10%로 가정하

여 해석을 실시한 모델의 경우, 극한 상태에서의 연화계수는

0.48로 콘크리트의 주 압축 응력은 15.6 MPa이었으며, 이

때 인장 응력은 1.64 MPa이었다. 따라서 인장 응력은 슬래

브에 작용하는 비틀림 모멘트에 무시할 수 없는 영향을 주

는 것으로 판단된다.

5. 결 론

본 연구에서는, 복부 파형강판을 갖는 복합교량의 비선형

비틀림 거동에 대한 연구를 수행하였다. 복부 파형강판을 갖

는 복합교량의 비틀림 거동을 보다 정확하게 묘사하기 위하

여 콘크리트의 인장 거동을 반영하여 균열 전과 후 거동을

따로 고려하였다. 균열 전 거동의 경우 슬래브 콘크리트를

철근이 없는 순수 탄성체로서 인장과 압축 응력 모두 변형

률과 선형 비례한다고 가정하였으며, 균열 후에는 콘크리트

의 인장 증강 효과가 고려될 수 있도록, 분산 트러스 모델

을 이용하여 평형 방정식을 정립하였다.

제안된 해석 모델을 이용하여 비틀림 거동 해석 프로그램

을 작성하였으며, 이를 검증하기 위하여 실험 연구를 수행하

여 결과를 서로 비교하였다. 실험과 해석의 비교 결과 극한

비틀림 모멘트는 6.2%, 초기 비틀림 강성은 5.1%의 차이를

보이는 것으로 나타났으며, 제안된 해석 모델이 타당한 것으

로 나타났다. 인장 강도를 고려하지 않은 비틀림 해석의 경

우 극한 비틀림 모멘트는15.1%의 차이를 나타냈으며, 초기

비틀림 강성은 실험 결과와 약 4배의 차이를 보였다. 따라

서, 콘크리트의 인장 강도를 무시한 해석이 초기 비틀림 강

성을 크게 과소 평가하고 있음을 알 수 있으며, 콘크리트

인장 강도가 비틀림 거동을 예측하는 데 중요한 인자임을

알 수 있다.

마지막으로, 콘크리트의 인장 강도 변화에 따른 비틀림 거

동에 대한 영향을 평가하였다. 해석 결과, 초기 비틀림 강성

은 인장 강도 고려 여부에 따라 크게 달라지나, 인장 강도

의 크기에는 무관함을 확인할 수 있었다. 또한, 극한 비틀림

모멘트의 경우, 인장 강도가 일축 압축 강도의 0%, 5%인

경우 인장 강도가 일축 압축 강도의 10%인 값과 비교하였

을 때 각각 90.6%와 95.2%로 나타났다. 균열 후 인장 강

도가 크지 않음에도 불구하고 극한 비틀림 모멘트 값에 이

렇게 영향을 주는 이유는, 극한 상태로 갈수록 주 인장 변

형률이 증가하고 이로 인해 연화계수가 작아져 응력이 작아

지기 때문인 것으로 판단되며, 인장 강도가 비틀림 거동의

평가에 무시할 수 없는 영향을 주는 것으로 판단된다.
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