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            Abstract
          
        

        
          이 연구는 영구 강재 거푸집, 내부 트러스, 타이 바 및 충전 콘크리트로 구성된 강합성 교각 코핑의 구조성능을 비선형 유한요소해석으로 평가하였다. 축소 실험으로 검증한 모델을 적용한 결과, 실대형 강합성 모델(SC-F)은 RC 기준 대비 최대 하중이 18.7 % 증가하고 잔류강도비 73.2 %를 유지하였다. 단면 축소 모델(SC-R)은 최대 하중은 낮으나 세 모델 중 가장 높은 잔류강도비(80.2 %)를 보였다. 이는 강재 부재들의 순차적 활성화가 급격한 내력 저하를 완화함을 보여준다. 향후 용접 손상, 계면 미끄러짐 등의 추가 연구가 필요하다.

        

        
          
            초록
          
        

        
          This study evaluates the structural performance and post-peak load redistribution of a steel-concrete composite pier cap comprising permanent steel formwork, an internal steel truss, tie bars, and infill concrete. A nonlinear finite element model was first validated against a reduced-scale specimen within the available test range. At a displacement of 3.380 mm, the predicted load was 9,740.0 kN, 8.3 % higher than the measured 8,995.5 kN, while the measured strain trends of the steel formwork and truss members were reasonably reproduced. The modeling framework was then applied to a full-scale reinforced-concrete reference model (RC-F), a full-scale composite model with identical external dimensions (SC-F), and a reduced-section composite model (SC-R). SC-F reached 54,779 kN, 18.7 % above RC-F, and retained 73.2 % of its peak load at the final displacement, compared with 49.9 % for RC-F. Although SC-R reached a lower peak load of 37,171 kN, it maintained 29,826 kN at 19.78 mm, corresponding to the highest residual-strength ratio of 80.2 %. The results show that sequential activation of plate membrane and local bending actions, elastic truss force paths, and tie-bar confinement mitigates abrupt post-peak strength degradation. Further studies should examine weld damage, local buckling, interface slip, and construction-stage behavior.
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      1. 서 론
      교량 하부구조에서 교각 코핑은 교량받침을 통해 전달되는 상부구조의 집중하중을 기둥으로 전달하는 핵심 부재이다. 교각 코핑 내부에서는 받침하중과 기둥 반력의 작용위치가 서로 다르고, 짧은 거리에서 하중경로의 방향이 급격히 변화한다. 따라서 교각 코핑은 일반적인 보이론의 평면유지 가정이 성립하기 어려운 응력교란영역(D-region)에 해당하며, 그 구조거동은 압축 스트럿, 인장 타이 및 절점영역으로 구성되는 스트럿–타이 메커니즘에 의해 지배된다. Denio et al.[1]은 집중 받침하중을 받는 철근콘크리트 교각 코핑의 실험을 통해 타이드 아치 및 스트럿–타이 하중전달 특성을 확인하였고, Kim and Yun[2]은 3차원 격자요소 기반 스트럿–타이 모델을 이용하여 복잡한 하중경로를 갖는 콘크리트 구조부재의 설계 타당성을 검토하였다. Park et al.[3]은 축소모형 실험을 통해 철근의 배치방법이 교각 코핑의 균열진전 및 극한거동에 미치는 영향을 분석하였다.

      기존 철근콘크리트 교각 코핑은 재료비와 설계경험 측면에서 널리 사용되고 있으나, 시공 및 구조거동 측면에서 개선할 여지가 있다. 시공단계에서는 고소작업을 수반하는 거푸집 설치와 해체, 고밀도 철근 조립, 콘크리트 타설 및 양생이 요구되므로 작업자의 안전, 품질편차 및 공기 증가 문제가 발생할 수 있다. 구조적으로는 받침부와 기둥 접합부 주변에 국부 지압응력과 절점응력이 집중되며, 콘크리트 압축 스트럿이 손상된 이후에는 기존 하중경로를 대체할 수 있는 별도의 저항체계가 제한적이다. 특히 압축 스트럿과 절점영역의 강성이 저하된 이후 주철근과 전단보강철근만으로 하중을 재분배해야 하므로 최대하중 이후 비교적 큰 하중저하가 발생할 가능성이 있다.

      최근 교량 건설에서는 현장작업을 줄이고 공장제작 비율을 높이기 위한 모듈러 및 탈현장시공(Off-Site Construction, OSC) 기술이 중요하게 검토되고 있다. Ma et al.[4]은 원형 콘크리트충전강관을 적용한 모듈러 교각의 휨거동을 평가하였고, Kim and Shim[5]은 프리캐스트 모듈러 교각 코핑의 구조성능을 검토하였다. Chung et al.[6]은 부분 프리캐스트 교각 코핑 시스템을 제안하고 현장타설 구조와 유사한 구조성능을 확보할 수 있음을 실험적으로 제시하였다. Stephens et al.[7]과 Roeder et al.[8]은 콘크리트충전강관 기둥과 프리캐스트 교각 코핑의 접합 및 급속시공 적용성을 검토하였으며, Zhou et al.[9]은 프리캐스트 강합성 교각 코핑의 강재 복부 두께와 접합조건이 구조성능 및 하중전달에 미치는 영향을 분석하였다. 최근에는 U형 강재 쉘과 충전 콘크리트를 이용한 강–콘크리트 합성 벤트 교각 코핑의 휨 및 전단거동에 관한 연구도 보고되고 있다[10].

      그러나 교각 코핑에 적용되는 영구 강재거푸집을 콘크리트 타설을 위한 시공용 부재에 한정하지 않고 완성 후의 구조저항에 지속적으로 참여시키며, 동시에 콘크리트의 스트럿–타이 하중경로와 대응되는 내부 강재 트러스를 배치한 합성시스템에 관한 연구는 제한적이다. 특히 영구 강재거푸집, 내부 트러스 및 타이바가 콘크리트 압축손상 이후 어떤 순서로 활성화되는지, 이러한 강재 구성요소가 최대하중 이후의 하중재분배에 어떻게 기여하는지, 그리고 단면 축소 시 감소하는 콘크리트 압축영역을 강재 하중경로가 어느 정도 보완할 수 있는지는 명확히 규명되지 않았다.

      이 연구에서는 영구 강재거푸집과 내부 강재 트러스의 합성작용, 콘크리트가 손상된 이후에도 강재거푸집, 내부 트러스 및 타이바가 대체 하중경로를 형성하는 효과와, 강합성 코핑의 단면 축소 시 강재 구성요소의 단계적 소성변형과 하중재분배에 의해 일정 수준의 후강도 하중 유지능력을 평가하였다.

      이를 위하여 먼저 축소 실험체인 SC-V에 대한 비선형 유한요소모델을 구성하고, 시험하중 범위에서 하중–변위 응답, 콘크리트 변형률, 영구 강재거푸집 변형률 및 내부 트러스 변형률을 실험결과와 비교하였다. 이후 검증에 사용한 재료모델과 상호작용 조건을 실물 크기 철근콘크리트 기준모델 RC-F, 동일 외형의 실물 크기 강합성 모델 SC-F 및 단면 축소 강합성 모델 SC-R에 적용하였다. 세 모델의 하중–변위 응답, 콘크리트 주압축변형률, 철근과 강재의 변형률 및 손상진전 과정을 비교함으로써 제안 시스템의 최대하중, 최대하중 이후 하중 유지능력, 단면 축소의 영향 및 내부 하중전달 메커니즘을 평가하였다.

    

    

  
    
      2. 강합성 교각 코핑 시스템
      이 연구에서 제안하는 강합성 교각 코핑은 영구 강재거푸집, 내부 강재 트러스, 타이바 및 충전 콘크리트로 구성된다(Fig. 1). 상부 타이와 경사 스트럿으로 구성된 내부 트러스는 주응력 흐름에 대응하도록 배치되며, 콘크리트 압축장 손상 후에도 강재 축력경로를 통해 하중전달의 연속성을 확보한다(Fig. 1(a)). 영구 강재거푸집은 시공 시 거푸집 역할을 수행한 후, 경화 단계부터는 강판이 휨 및 면내력을 분담하고 콘크리트를 구속하는 역할을 한다(Fig. 1(b)). 타이바는 양측 강판을 횡방향으로 연결하여 콘크리트의 횡팽창과 강판의 상대변위를 억제함으로써 단면의 합성작용을 유지한다. 

      
        
        

        Fig. 1. 
				
        

        
          Structural configuration and components of the proposed steel-concrete composite pier cap
        
        

        

      

      최종 조립된 제안 시스템(Fig. 1(c))은 콘크리트, 강재거푸집, 내부 트러스가 하중을 분담하는 다중 하중경로를 형성한다. 콘크리트 국부 손상 시 각 강재 요소의 복합적인 저항 메커니즘과 타이바의 구속력이 활성화되어 하중을 재분배하므로, 일반 RC 코핑 대비 최대하중 이후의 급격한 내력 저하를 방지할 수 있다.

    

    

  
    
      3. 해석 모델
      
        3.1 해석 대상 교각 코핑 모델
        이 연구에서는 Table 1과 같이 네 개의 유한요소모델을 구성하였다. SC-V는 축소 실험체의 시험결과와 해석결과를 비교하기 위한 검증모델이고, RC-F는 실물 크기 철근콘크리트 기준모델이다. SC-F는 RC-F와 동일한 외형을 갖는 실물 크기 강합성 모델이며, SC-R은 코핑 깊이와 하부 평탄부 길이를 축소한 단면 축소 강합성 모델이다. RC-F는 철근콘크리트 코핑의 구조성능을 나타내는 기준모델로 사용하였으며, SC-F와의 비교를 통해 영구 강재거푸집과 내부 트러스의 합성효과를 평가하였다. SC-F와 SC-R의 비교를 통해서는 단면 축소로 인한 최대하중 감소와 강재 구성요소의 하중재분배 효과를 검토하였다.

        
          Table 1. 
				
          

          
            Analysis models considered in this study
          
          

        

        
          
            
              	Type
              	Schematic
            

          
          
            	SC-V
            	Reduced-scale specimen
            	
              
            
          

          
            	RC-F
            	RC reference cap
            	
              
            
          

          
            	SC-F
            	Full-scale  composite cap
          

          
            	SC-R
            	Reduced-scale composite cap
            	
              
            
          

        

        

      

      
        3.2 재료 모델
        교각 코핑 콘크리트의 압축 응력–변형률 관계는 modified Kent-Park model[11,12]에 기초하여 구성하였다. SC-V에는 설계압축강도 50.0 MPa (C50)와 탄성계수 32.3 GPa를 적용하였고, RC-F, SC-F 및 SC-R에는 설계압축강도 40.0 MPa (C40)와 탄성계수 30.0 GPa를 적용하였다. 압축응력은 지정된 압축강도에 도달한 이후 점진적으로 감소하도록 정의하였다.

        콘크리트의 균열 후 인장거동은 Abaqus의 인장응력-균열변형률 관계로 정의하였다[13]. 균열발생 시의 인장강도는 C50 콘크리트에 3.00 MPa, C40 콘크리트에 2.62 MPa를 적용하였고, 균열변형률의 증가에 따라 인장응력이 점진적으로 감소하는 인장연화(tension softening) 관계를 사용하였다. 이 관계는 균열 사이의 콘크리트가 철근과의 부착을 통해 일정 인장력을 분담하는 인장강성효과(tension stiffening)를 평균적으로 반영한다.

        Fig. 2(a)는 해석에 적용한 콘크리트의 응력-변형률 선도이며, Abaqus의 Concrete Damaged Plasticity (CDP) 모델에 입력하였다. CDP 모델의 주요 매개변수는 Table 2와 같으며, SC-V 검증모델과 실물모델에 동일하게 적용하였다.

        
          
          

          Fig. 2. 
				
          

          
            Constitutive relationships used in the finite element models
          
          

          

        

        
          Table 2. 
				
          

          
            Concrete damaged plasticity parameters
          
          

        

        
          
            
              	Parameter
              	Value
            

          
          
            	Dilation angle
            	31°
          

          
            	Flow potential eccentricity
            	0.1
          

          
            	Biaxial-to-uniaxial compressive yield stress ratio, fb0/fc0
            	1.16
          

          
            	Ratio of the second stress invariant, Kc
            	0.67
          

          
            	Viscosity parameter
            	0
          

        

        

        강재는 Fig. 2(b)와 같이 탄성–완전소성 재료로 모델링하였다. RC-F의 철근에는 탄성계수 200 GPa와 항복강도 400 MPa의 SD400을 적용하였고, 영구 강재거푸집, 내부 트러스 및 타이바에는 탄성계수 210 GPa와 항복강도 355 MPa의 SM355를 적용하였다. 이 해석에서는 항복 이후 완전소성 거동을 가정하였으며, 강재 파단, 용접부 손상 및 국부좌굴은 고려하지 않았다.

        해석에서 고려한 재료의 물성치와 사용된 강재의 단면적은 Table 3과 Table 4에 나타내었다.

        
          Table 3. 
				
          

          
            Material properties
          
          

        

        
          
            
              	Material
              	Applied model
              	Component
              	Density (kg/m3)
              	E 
(GPa)
              	ν
              	Strength (MPa)
            

          
          
            	C50
            	SC-V
            	Concrete
            	2,300
            	32.326
            	0.20
            	f′c=50.0
ft=3.00
          

          
            	C40
            	RC-F 
SC-F 
SC-R
            	Concrete
            	2,300
            	30.0
            	0.20
            	f′c=40.0
ft=2.62
          

          
            	SD400
            	RC-F
            	reinforcement
            	7,800
            	200
            	0.30
            	fy=400
          

          
            	SM355
            	SC-V
SC-F
SC-R
            	Form, truss,  tie bars
            	7,800
            	210
            	0.30
            	fy= 355
          

        

        

        
          Table 4. 
				
          

          
            Cross-sectional properties of steel
          
          

        

        
          
            
              	Component
              	SC-V
              	RC-F
              	SC-F
              	SC-R
            

          
          
            	Permanent steel form thickness (mm)
            	12
            	—
            	12
            	12
          

          
            	Truss strut area (mm2)
            	1,342
            	—
            	2,444
            	2,444
          

          
            	Truss tie area (mm2)
            	2,812
            	—
            	4,862
            	4,862
          

          
            	Tie-bar area (mm2)
            	142.7
            	—
            	304.6
            	304.6
          

          
            	Longitudinal rein forcement area (mm2)
            	—
            	642.4
            	—
            	—
          

          
            	Vertical shear reinforcement area (mm2)
            	—
            	506.7
            	—
            	—
          

          
            	Confining reinforcement area (mm2)
            	—
            	198.6
            	—
            	—
          

        

        

      

      
        3.3 해석 조건
        콘크리트 코핑은 솔리드 요소 C3D8R로 모델링하였다. 영구 강재거푸집은 쉘 요소로 모델링하였으며, 내부 트러스, 타이바 및 철근은 축방향력만 전달하는 T3D2 트러스 요소로 모델링하였다. 각 모델의 요소형식은 Table 5와 같다.

        
          Table 5. 
				
          

          
            Element types
          
          

        

        
          
            
              	Model
              	Component
              	Element type
            

          
          
            	SC-V
SC-F
SC-R
            	Cap
            	Solid (C3D8R)
          

          
            	Permanent steel form
            	Shell (S4R)
          

          
            	Internal truss and tie bars
            	Truss (T3D2)
          

          
            	RC-F
            	Cap
            	Solid (C3D8R)
          

          
            	Reinforcement
            	Truss (T3D2)
          

        

        

        RC-F의 철근과 SC-V, SC-F 및 SC-R의 내부 트러스와 타이바는 콘크리트 내부에 embedded region으로 정의하였다. 이 조건은 철근 및 강재 축부재와 주변 콘크리트 사이의 상대미끄럼을 허용하지 않는 완전부착을 가정한다. 영구 강재거푸집과 콘크리트 표면 사이에는 tie constraint를 적용하여 두 표면의 분리와 상대미끄럼을 제한하였다.

        이러한 조건은 합성작용을 이상적으로 표현하지만, 실제 용접부와 콘크리트–강판 계면의 국부 유연성 및 부착슬립을 고려하지 않으므로 해석모델의 초기강성이 실험보다 크게 평가될 수 있다. 

        하중 및 경계 조건은 Fig. 3와 같이 실제 실험 환경을 고려하여 설정하였다. 반원형 지지부는 강체로 모델링하였으며, 콘크리트 기둥은 짧은 길이로 모델링하여 밑면에 재하부를 설정하였다. 반원형 강체와 콘크리트 사이의 법선방향 거동에는 hard contact를 적용하였고, 접선방향에는 마찰계수 0.5를 사용하였다. 지지부의 경우 모든 병진 변위(U1, U2, U3)를 구속하였으며, 재하면은 기준점(Reference Point)과 연직 방향으로 kinematic coupling을 적용한 후 기준점에 연직 방향 변위를 선형적으로 증가시켜 재하하였다. SC-V, RC-F, SC-F 및 SC-R의 하중 및 경계조건은 모두 동일하게 적용하였다.

        
          
          

          Fig. 3. 
				
          

          
            Finite element models and boundary and loading conditions
          
          

          

        

      

    

    

  
    
      4. 축소시험체를 이용한 해석모델 검증
      실물 규모 교각 코핑에 대한 구조성능 비교에 앞서, 개발된 강합성 교각 코핑 해석모델의 적용성을 검토하기 위하여 축소 실험체와 동일한 형상 및 구성상세를 갖는 SC-V 모델을 구축하였다. 실험에서는 정격용량 5,000 kN의 액추에이터 2대를 병렬로 연결하여 총하중 9,000 kN까지 재하하였다. 실험은 장비 용량 및 안전성을 고려하여 구조물의 파괴가 발생하기 전에 종료되었으므로, 검증 범위는 최대하중 이후의 연화거동이 아니라 시험하중 범위 내에서 하중-수직변위 관계, 인장측 노출 콘크리트의 변형률, 영구 강재거푸집의 교축방향 변형률, 내부 트러스의 축방향 변형률이다. 변형률의 부호는 인장을 양(+)으로, 압축을 음(-)으로 정의하였다. 콘크리트 타설 과정에서 M6 게이지가 망실되어 해당 계측값을 확보하지 못하였으므로, M6은 비교에서 제외하였다.

      Fig. 4에서 시험 종료변위 3.380 mm에 대응하는 실험하중과 해석하중은 각각 8,995.5 kN과 9,740.0 kN으로, 해석값이 실험값보다 8.3 % 크게 나타났다. 해석모델은 시험범위에서 하중증가와 비선형 전이경향을 대체로 재현하였으나, 영구 강재거푸집–콘크리트–내부 트러스 사이에 적용한 tie 및 embedded 조건이 실제 계면의 상대미끄럼과 용접 연결부의 유연성을 제한하므로 실험체의 강성을 다소 크게 평가하였다.

      
        
        

        Fig. 4. 
				
        

        
          Comparison of experimental and analytical load–displacement responses of SC-V
        
        

        

      

      Fig. 5(b)의 영구 강재거푸집 변형률은 압축측 T1, 단면 중간부 T6 및 인장측 T12에서 실험과 해석의 부호와 상대적 크기가 일치하였다. 시험 종료하중에서의 차이는 각각 12.9 %, 13.9 % 및 8.3 %로 나타나 외부 강판의 휨거동과 중립축 위치가 비교적 합리적으로 재현되었다. Fig. 5(c)의 중앙부 타이 M2와 M3에서도 실험과 해석의 인장변형률 증가경향이 일치하였고, 차이는 각각 13.1 %와 23.8 %였다. Fig. 5(d)의 압축 스트럿 M5, M7 및 M8은 모든 계측점에서 압축변형률을 나타냈으며, 실험과 해석의 차이는 각각 7.3 %, 12.3 % 및 22.0 %였다.

      
        
        

        Fig. 5. 
				
        

        
          Comparison of experimental and analytical local strains of SC-V
        
        

        

      

      반면 Fig. 5(a)의 노출 콘크리트 변형률은 균열 이후 실험값과 해석값의 정량적 차이가 상대적으로 크게 나타났다. 실험 게이지의 변형률에는 균열이 게이지 길이를 통과하면서 발생하는 균열개구의 영향이 포함되지만, CDP 해석의 변형률은 요소 내부에 분산된 평균 변형률이다. 또한 실제 실험체에서는 제작오차, 초기 미세균열 및 하중편심에 따라 균열이 특정 위치에 국부화되지만, 해석에서는 균열이 요소망을 따라 상대적으로 평활하게 분산된다. 따라서 균열 이후 콘크리트의 국부 최대변형률은 직접적인 일대일 검증값보다 균열 발생위치와 하중–변형률 기울기 변화의 비교에 중점을 두어 평가하였다.

      SC-V 시험은 장비용량과 안전성을 고려하여 구조물의 파괴 이전에 종료되었다. 시험 종료하중 8,995.5 kN은 해석 최대하중 13,997.9 kN의 64.3 %에 해당하므로, 이 검증은 시험하중 범위 내의 응답과 주요 강재 하중경로에 대한 적용성을 확인한 것이다. 따라서 이후 실물모델에서 평가한 최대하중, 최대하중 이후 하중저하 및 잔류강도는 시험으로 직접 검증된 값이 아니라, 시험범위에서 적용성을 확인한 재료모델과 상호작용 조건을 이용한 해석적 예측으로 판단해야 한다.

    

    

  
    
      5. 구조성능 평가
      제안 강합성 교각 코핑의 구조성능과 내부 하중전달 메커니즘을 평가하기 위하여 RC-F, SC-F 및 SC-R 모델의 하중-변위 응답과 콘크리트 및 강재의 변형률을 비교하였다.

      
        5.1 하중-변위 응답
        Fig. 6은 세 모델의 하중-변위 관계를 비교한 것이다. 전체 응답은 초기 강성구간, 최대하중 도달구간, 최대하중 이후 하중재분배구간으로 구분할 수 있다. 초기 1 mm 변위까지의 할선강성은 RC-F가 18.15 MN/mm, SC-F가 22.06 MN/mm, SC-R이 22.75 MN/mm로 산정되었다. 즉 강합성 모델은 RC-F보다 21.6 %–25.4 % 큰 초기 할선강성을 보였다. 이는 콘크리트가 균열 및 비선형 압축거동을 본격적으로 나타내기 전부터 외부 강재거푸집과 내부 강재가 단면의 변형을 억제하고, 하중을 분담하기 때문으로 판단된다.

        
          
          

          Fig. 6. 
				
          

          
            Load–displacement responses of RC-F, SC-F, and SC-R
          
          

          

        

        RC-F는 변위 5.381 mm에서 최대하중 46,148 kN에 도달하였다. 최대하중 이후 하중은 지속적으로 감소하여 10 mm에서 32,067 kN, 15 mm에서 25,843 kN, 최종 20.0 mm에서 23,019 kN으로 저하되었다. 최종하중은 최대하중의 49.9 %이며, 최대하중 이후 50.1 %의 강도저하가 발생하였다. 이와 같이 비교적 뚜렷한 하강부 거동이 나타난 것은 받침부와 기둥 접합부 사이의 콘크리트 압축장이 손상된 이후, 철근만으로는 기존 압축 스트럿을 대체하는 안정적인 2차 하중경로를 즉시 형성하기 어렵기 때문이다. 이후 주철근과 폐합철근이 순차적으로 항복하면서 잔류하중을 부담하지만, 콘크리트 압축장의 강성 및 내력 저하가 전체 응답을 지배하므로 하중감소가 계속된다.

        SC-F는 변위 2.739 mm에서 54,779 kN의 최대하중을 나타내어 RC-F보다 최대내력이 18.7 % 증가하였다. 이후 하중은 일시적으로 감소하지만 5 mm에서 49,793 kN을 유지하고, 10 mm–20 mm 구간에서도 38,000 kN–41,000 kN으로 유지하였다.

        SC-R은 변위 3.859 mm에서 37,171 kN의 최대하중을 나타냈다. 이는 RC-F보다 19.5 %, SC-F보다 32.1 % 작은 값으로, 교각 코핑 깊이 감소에 따른 유효깊이와 콘크리트 압축영역의 감소가 최대내력에 영향을 끼친 것으로 판단된다. 동일한 수직하중을 전달할 때 단면 깊이가 감소하면 받침부와 기둥부 사이의 내부 모멘트암이 짧아지고, 경사 압축경로의 수평분력과 절점부 응력집중이 증가한다. 따라서 SC-R은 강재와의 합성작용이 존재하더라도 SC-F와 동일한 최대내력을 확보하지 못하였다. 그러나 SC-R의 최대하중 이후 거동은 RC-F보다 안정적이었다. 최종변위 19.78 mm에서 29,826 kN을 유지하여 최대하중 대비 잔류강도 비는 80.2 %로 세 모델 중 가장 높았고, 최종하중 자체도 RC-F보다 29.6 % 컸다. 즉 단면깊이를 23 % 축소함에 따라 최대내력은 감소하였으나, 강판과 타이바의 소성변형 및 내부 트러스의 하중분담에 의해 20 mm 수준까지 최대하중 이후의 하중 유지능력은 RC-F와 유사한 수준으로 유지되었다. 이는 단면 축소형 강합성 교각 코핑이 최대하중보다는 후강도 및 붕괴방지 성능 측면에서 경쟁력을 가질 수 있음을 의미한다.

      

      
        5.2 콘크리트 주압축변형률
        Fig. 7(a)는 받침부에서 기둥 접합부로 이어지는 주 압축 하중경로를 따라 선정한 콘크리트 출력위치 C1–C5를 나타낸다. C1은 받침부 직하부의 국부 지압영역, C2는 상부 압축 스트럿, C3는 압축장의 중간부, C4는 기둥 접합부에 접근하는 하부 압축 스트럿, C5는 압축력이 기둥으로 유입되는 절점영역이다. Fig. 7(b)–Fig. 7(d)는 각 모델의 하중과 주압축변형률의 관계를 나타낸다.

        
          
          

          Fig. 7. 
				
          

          
            Concrete output locations and load–principal compressive strain responses
          
          

          

        

        
          5.2.1 RC-F
          Fig. 7(b)의 RC-F에서는 최대하중 46,148 kN에 도달한 시점에 C1의 주압축변형률이 -2,376 με로 가장 크게 나타났다. C2는 -1,645 με로 C1 다음으로 큰 압축변형을 보였고, C3, C4 및 C5는 각각 -716, -594 및 -603 με였다. 이는 최대하중 형성단계에서 받침부 직하부의 지압영역과 상부 압축 스트럿이 주된 하중경로인 반면, 압축장 중간부와 기둥 접합부의 변형은 상대적으로 제한적이었음을 의미한다. 최대하중 이후에는 C1과 C2에 집중되었던 압축변형이 C3–C5로 점차 확대되었다. 최종변위에서 C1과 C5는 각각 -21,296 및 -20,933 με를 나타냈고, C2, C3 및 C4도 각각 -12,834, -9,023 및 -14,503 με까지 증가하였다. 즉 RC-F에서는 받침부에서 시작된 압축손상이 상부 스트럿, 압축장 중간부, 하부 스트럿 및 기둥 접합부 절점으로 연속적으로 확산되었다. 이러한 손상확산은 Fig. 6의 하중–변위 응답과 일치한다. RC-F는 최대하중 이후 20.0 mm에서 23,019 kN까지 하중이 감소하여 잔류강도비가 49.9 %에 머물렀다. 콘크리트 압축장이 C1–C5 전 구간에서 연속적으로 저하된 이후에는 철근만으로 기존 압축 스트럿을 대체하는 안정적인 하중경로를 즉시 형성하기 어렵기 때문에, 철근의 항복에도 불구하고 하중저하가 지속된 것으로 판단된다.

        

        
          5.2.2 SC-F
          Fig. 7(c)의 SC-F에서는 최대하중 54,779 kN에서 C1이 -1,708 με로 가장 큰 주압축변형률을 나타냈다. 반면 C2는 -652 με, C3는 -255 με, C4는 -184 με, C5는 -250 με로 C1에 비해 현저히 작았다. RC-F와 달리 받침부 지압영역을 제외한 압축경로에서 변형률이 낮게 유지된 것은 초기 하중단계부터 영구 강재거푸집과 내부 트러스가 하중을 분담하여 콘크리트 압축장의 변형을 억제했기 때문으로 판단된다. 최대하중 이후 최종변위에서 C1은 -34,668 με까지 증가하여 받침부 직하부에 큰 국부 압축손상이 집중되었다. C2는 -4,882 με로 증가하였으나, C3, C4 및 C5는 각각 -785, -393 및 -755 με에 머물렀다. 따라서 SC-F에서는 받침부 지압영역의 국부 손상은 크게 발생했지만 그 손상이 압축장 중간부와 기둥 접합부까지 연속적으로 발생하지 않았다. 이러한 변형률 분포는 Fig. 6에서 SC-F가 최대하중 이후에도 높은 하중을 유지한 원인을 설명할 수 있다. SC-F는 최대하중 이후 일시적인 하중감소가 발생했으나 5 mm에서 49,793 kN을 유지하였고, 10 mm–20 mm 구간에서도 약 38,000 kN–41,000 kN을 유지하였다. C1의 국부손상 이후 영구 강재거푸집, 내부 트러스 및 타이바가 대체 하중경로를 형성하고 콘크리트의 횡팽창을 구속함으로써 C3–C5의 손상확대가 제한된 것으로 판단된다. 결과적으로 SC-F의 잔류강도비는 73.2 %로 RC-F보다 크게 나타났다.

        

        
          5.2.3 SC-R
          Fig. 7(d)의 SC-R에서는 최대하중 37,171 kN에 도달한 시점에 C1이 -2,891 με로 가장 큰 주압축변형률을 나타냈다. C5와 C2는 각각 -1,525 및 -1,410 με였으며, C4와 C3는 각각 -771 및 -542 με였다. SC-F와 비교하면 C1뿐만 아니라 C2와 C5에서도 압축변형이 크게 증가하였다. 이는 단면 깊이가 3,000 mm에서 2,300 mm로 감소함에 따라 받침부와 기둥 접합부 사이의 내부 모멘트암이 짧아지고, 경사 압축경로의 수평분력과 양단 절점부의 응력집중이 증가했기 때문이다. 최대하중 이후 최종변위에서 C1, C2 및 C5의 변형률은 각각 -48,448, -9,748 및 -15,945 με로 증가하였다. 반면 압축장 중간부인 C3와 하부 중간부인 C4는 각각 -563 및 -717 με에 머물렀다. 즉 SC-R의 압축손상은 받침부 지압영역 C1, 상부 압축 스트럿 C2 및 기둥 접합부 절점 C5에 집중된 반면, C3와 C4에는 손상이 연속적으로 발생하지 않았다. Fig. 6에서 SC-R의 최대하중은 RC-F보다 19.5 %, SC-F보다 32.1 % 작게 나타났다. 이는 단면 축소로 유효깊이와 콘크리트 압축영역이 감소했기 때문이다. 그러나 최종변위 19.78 mm에서 29,826 kN을 유지하여 잔류강도비는 80.2 %로 세 모델 중 가장 높았다. Fig. 7(d)의 변형률 분포를 고려하면, 양단 절점부에는 큰 국부 손상이 집중되었지만 중간부는 강판과 내부 트러스가 연결하는 대체 하중경로에 의해 보호된 것으로 판단된다.

        

      

      
        5.3 강재
        강재의 거동은 RC-F의 철근과 SC-F 및 SC-R의 강재 구성요소로 구분하여 검토하였다. 모든 강재 변형률은 각 부재 축방향 또는 쉘 국부 1방향 변형률로 정리하였으며, 양(+)의 값은 해당 축방향 인장, 음(-)의 값은 압축을 의미한다. RC-F의 철근은 SD400의 탄성계수 200 GPa와 항복강도 400 MPa를 기준으로 ±2,000 με를 비교용 항복변형률로 사용하였고, 강합성 모델의 SM355 강재는 탄성계수 210 GPa와 항복강도 355 MPa를 기준으로 ±1,690 με를 비교용 항복변형률로 사용하였다.

        
          5.3.1 RC-F 
          RC-F의 철근은 Fig. 8(a)와 같이 종방향 주철근, 수직 전단철근 및 폐합철근으로 구분하였다. MB1은 코핑 상부의 종방향 주철근, MB2는 기둥 접합부 인접 하부의 종방향 주철근이다. VS1, VS2 및 VS3은 각각 상부, 중간부 및 하부 수직 전단철근이며, CS1은 코핑 폭방향 폐합철근, CS2는 중간 깊이의 수평 폐합철근, CS3는 기둥 접합부 인접 수평 폐합철근이다. Fig. 8(b)–Fig. 8(d)는 이들 철근의 하중–축방향 변형률 응답을 나타낸다.
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              Reinforcement output locations and  load–axial strain responses of RC-F
            
            

            

          

          1) 종방향 철근

          Fig. 8(b)의 상부 주철근 MB1은 코핑 상부에서 휨 인장력과 스트럿 수평분력을 부담하는 인장 타이 역할을 한다. 최대하중 46,148 kN에서 MB1의 변형률은 +880 με로 항복변형률보다 작았으며, 변위 10.400 mm, 하중 약 31,463 kN에서 +2,000 με를 초과하였다. 최대 인장변형률은 +3,487 με였다. 따라서 MB1은 RC-F의 최대하중을 직접 결정한 초기 항복부재가 아니라, 콘크리트 압축장이 손상된 이후 상부 인장 타이로서 잔류하중을 부담한 후강도 부재로 판단된다. 하부 주철근 MB2는 최대하중 시 -375 με의 압축변형률을 나타냈고, 변위 10.020 mm, 하중 약 31,996 kN에서 -2,000 με를 초과하여 압축항복에 도달하였다. 이후 최대 압축변형률은 -4,918 με까지 증가하였다. MB2의 항복이 MB1보다 약간 먼저 발생한 것은 해당 위치가 기둥 접합부 C5 및 하부 압축 스트럿 종착부와 가까워, 최대하중 이후 절점영역의 압축손상과 국부 회전의 영향을 먼저 받았기 때문으로 판단된다.

          2) 수직 전단 철근

          Fig. 8(c)의 수직 전단철근은 모두 항복변형률에 도달하지 않았다. 상부 수직 전단철근 VS1은 최대하중 시 -746 με의 압축변형률을 나타냈고, 최대 압축변형률은 -1,603 με였다. 이는 받침부 인접 상부 영역에서 압축 스트럿이 형성되면서 수직철근이 국부 압축장에 포함되었기 때문으로 판단된다. 중간 수직 전단철근 VS2는 최대하중 시 -425 με로 압축상태였으나, 최대하중 이후 대각균열의 개구와 압축 스트럿의 재배치가 진행되면서 인장으로 전환되어 최대 +1,796 με에 도달하였다. 하부 수직 전단철근 VS3도 최대하중 시 -336 με였으나 후강도 구간에서 최대 +1,564 με까지 증가하였다. VS2와 VS3의 부호전환은 초기에는 콘크리트 압축장과 함께 움직이던 철근이, 손상 이후에는 균열을 가로지르는 인장 보강재로 기능하기 시작했음을 의미한다. 그러나 VS1–VS3 모두 항복변형률 ±2,000 με에 도달하지 않았으므로 RC-F의 최대하중 이후 거동을 수직 전단철근 항복에 의한 전단인장파괴로 규정하기는 어렵다. 수직 전단철근은 압축 스트럿 손상 이후 균열폭과 전단변형을 제한하는 보조 저항체로 작동하였으나, 전체 하중저하를 억제할 정도의 독립적인 대체 하중경로를 형성하지는 못한 것으로 판단된다.

          3) 폐합 철근

          Fig. 8(d)의 폐합철근은 RC-F에서 가장 뚜렷한 비선형 응답을 나타냈다. 중간 깊이에 배치된 수평 폐합철근 CS2는 최대하중 시 +1,972 με로 이미 항복변형률에 근접하였고, 최대하중 직후인 변위 5.441 mm, 하중 46,136 kN에서 +2,000 με를 초과하였다. 최대 변형률은 +2,958 με였다. 따라서 RC-F에서 가장 먼저 항복한 철근은 CS2이며, 이 시점은 Fig. 6의 최대하중 도달 시점과 거의 일치한다. CS2의 항복은 받침부와 기둥 접합부 사이의 대각 압축 스트럿 주변에서 횡방향 팽창과 대각균열 개구가 빠르게 증가했음을 의미한다. 즉 최대하중 형성단계에서 콘크리트 압축 스트럿은 단순히 압축응력만 받는 것이 아니라, 스트럿 주변의 횡팽창과 절점부 변형을 수반한다. CS2는 이 변형을 구속하는 핵심 철근이므로, CS2의 항복은 콘크리트 압축장 안정성이 저하되기 시작하는 시점으로 판단할 수 있다. 폭방향 폐합철근 CS1은 최대하중 시 +771 με였으나, 변위 10.300 mm, 하중 약 31,501 kN에서 항복하였고 최대 +7,901 με까지 증가하였다. 이는 최대하중 이후 C1과 C2의 압축손상이 커지면서 받침부 주변 콘크리트가 폭방향으로 팽창하고, CS1이 이를 구속하는 방향으로 크게 동원되었기 때문이다. 기둥 접합부 인접 수평 폐합철근 CS3은 최대하중 시 -114 με로 작았으나, C4와 C5의 압축손상이 진행된 후 변위 13.280 mm, 하중 약 27,281 kN에서 항복하였고 최대 +5,248 με에 도달하였다.

        

        
          5.3.2 SC-F 및 SC-R
          SC-F와 SC-R의 강재 거동은 내부 트러스, 영구 강재거푸집 및 타이바로 구분하여 평가하였다.

          Fig. 9(a)는 내부 트러스의 출력위치, Fig. 9(b)는 영구 강재거푸집의 출력위치, Fig. 9(c)는 타이바의 출력위치를 나타낸다. 내부 트러스와 타이바의 변형률은 T3D2 요소의 축방향 변형률이며, 양(+)은 인장, 음(-)은 압축을 의미한다. 영구 강재거푸집은 쉘 요소로 모델링되었으므로 동일 평면위치에서 두께방향 양측을 대표하는 section point SP1과 SP5의 1방향 변형률을 함께 비교하였다. 동일 위치의 SP1과 SP5가 유사한 부호와 크기를 나타내면 면내 막작용이 지배적인 것으로, 반대 부호 또는 큰 크기 차이를 나타내면 국부 휨과 접합부 회전이 함께 발생한 것으로 해석하였다.
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              Selected steel output locations in SC-F and SC-R
            
            

            

          

          Fig. 9(a)의 T1-T4는 상부 타이이며, T1은 내측 스트럿 접합부, T2는 상부 타이 중앙부, T3은 외측 스트럿 접합부, T4는 외측 강판 접합부에 위치한다. S1과 S2는 각각 내측 및 외측 경사 스트럿의 중앙부이고, S3은 하부 스트럿과 영구 강재거푸집이 만나는 접합부이다.

          Fig. 9(b)의 FW1–FW5는 각각 정면 중앙 상부, 정면 중앙 중간부, 정면 중앙 하부, 측면 상부 및 측면 기둥 접합부 인접 위치이다. FWC1–FWC3은 상부 타이바–강판 접합부이고, FWC4–FWC6은 하부 타이바–강판 접합부이며 번호가 증가할수록 외측에 위치한다. FWC7은 측면 내부 트러스–강판 접합부이다. Fig. 9(c)의 TB1–TB5는 상부 타이바의 중앙부이고, TB6–TB9는 하부 타이바의 중앙부이다.

          1) 내부 트러스

          Fig. 10(a)의 SC-F 내부 트러스에서 T1은 최대하중 시 +803 με로 타이 중 가장 큰 인장변형률을 나타냈고, 최종값은 +759 με였다. T1은 내측 압축 스트럿과 상부 타이가 만나는 위치이므로 최대하중 형성단계부터 스트럿의 수평분력을 인장력으로 전달하는 주 타이 역할을 수행한 것으로 판단된다. T2와 T3의 최대하중 시 변형률은 각각 +160 및 +38 με로 작았으나, 최대하중 이후에는 각각 최대 +717 및 +763 με까지 증가하고 최종값도 +711 및 +759 με로 유지되었다. 이는 최대하중 이전에는 T1 인접 경로에 인장력이 집중되었지만, 받침부 콘크리트와 강판 접합부의 비선형성이 증가한 이후에는 상부 타이 중앙부와 외측 스트럿 접합부로 인장력이 재분배되었음을 의미한다. T4는 최대하중 시 -386 με, 최대 -416 με, 최종 -303 με로 다른 타이 위치와 달리 압축응답을 나타냈다. T4는 외측 강판 접합부에 위치하므로 순수한 타이 축력뿐 아니라 강판의 국부 회전과 접합부 변형에 의해 압축력이 유입된 것으로 판단된다. 
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              Load–axial strain responses of internal steel truss members
            
            

            

          

          경사 스트럿 중 S1은 최대하중 시 -15 με, 최대 -18 με로 주 압축경로에 대한 기여가 제한적이었다. S2는 최대하중 시 -134 με에서 최대 -283 με까지 증가하였다. S3은 최대하중 시 -533 με, 최대 -735 με, 최종 -625 με로 가장 큰 압축변형률을 나타냈다. S3은 하부 스트럿과 강판이 만나는 절점으로서 상부 재하부에서 전달된 압축력을 하부 강판과 기둥방향으로 재분배하는 주요 압축경로로 작동하였다.

          SC-F의 T1–T4와 S1–S3은 모두 SM355의 기준 항복변형률 ±1,690 με에 도달하지 않았다. 따라서 SC-F의 내부 트러스는 주요 에너지 소산부재라기보다 콘크리트 국부손상과 강판 접합부의 항복 이후에도 탄성범위에서 하중전달의 연속성을 유지하는 보조 저항체계로 기능하였다.

          Fig. 10(b)의 SC-R에서는 단면 축소에 따라 내부 트러스의 변형률이 SC-F보다 전반적으로 증가하였다. T1은 최대하중 시 +922 με, 최대 +930 με, 최종 +838 με로 가장 큰 인장변형률을 나타냈다. T2와 T3은 최대하중 시 각각 +671 및 +471 με였고, 최대값은 각각 +700 및 +621 με, 최종값은 +606 및 +253 με였다. 즉 SC-R에서는 최대하중 도달 이전부터 T1–T3이 동시에 적극적으로 하중을 분담하였다. T4는 최대하중 시 -269 με였으나 전체 응답 중 최대 -1,035 με의 압축변형률을 나타냈고 최종단계에서는 -69 με로 감소하였다. 이는 초기 재하단계에서 외측 강판 접합부의 국부 회전이 발생한 후, 강판의 소성화와 타이바의 인장력 증가에 따라 하중이 다른 경로로 재분배된 결과로 판단된다.

          SC-R의 S1은 최대하중 시 +19 με, 최대 +32 με로 SC-F와 유사하게 주 압축경로에 대한 기여가 작았다. S2는 최대하중 시 -277 με, 최대 -388 με, 최종 -377 με였고, S3은 최대하중 시 -1,336 με, 최대 -1,483 με, 최종 -1,445 με로 기준 항복변형률에 가장 근접하였다. 단면 깊이 감소로 경사 압축경로가 짧고 급해지면서 하부 스트럿 접합부의 축압축력이 증가한 것으로 판단된다.

          그럼에도 Fig. 10(b)의 모든 트러스 부재는 기준 항복변형률을 초과하지 않았다. SC-R의 높은 잔류강도비는 내부 트러스가 파괴되거나 하중전달 기능을 상실하지 않은 상태에서 강판과 타이바가 소성변형을 분담한 결과이다. 따라서 내부 트러스는 최대하중 자체를 직접 결정하는 주부재라기보다 콘크리트 절점손상과 강판 접합부 항복 이후에도 하중경로를 연결하여 급격한 하중저하를 완화하는 역할을 수행한 것으로 판단된다.

          2) 영구 강재거푸집 강판

          Fig. 11(a)와 Fig. 11(b)는 SC-F의 일반 강판위치 FW1–FW5와 접합부 위치 FWC1–FWC7의 하중–변형률 응답을 각각 나타낸다. 일반 강판위치 FW1–FW5는 대부분 항복변형률 이내에서 거동하였으며, 접합부 위치보다 변형률의 크기가 작았다.

          
            
            

            Fig. 11. 
				
            

            
              Load–longitudinal strain responses of the permanent steel form
            
            

            

          

          SC-F의 FWC1은 두께방향 양측에서 대체로 탄성범위의 변형률을 나타냈다. FWC2에서는 SP1 측이 최대 +2,686 με까지 증가한 반면 SP5 측은 최대 +603 με로 나타나 한쪽 면의 인장변형이 우세하였다. FWC3은 SP1 측 최대 -3,106 με, SP5 측 최대 +1,352 με로 양측의 부호가 반대였으며, 상부 외측 접합부에서 뚜렷한 국부 휨과 회전이 발생했음을 보여준다.

          하부 접합부 FWC4는 SP1과 SP5에서 각각 약 +285 및 +97 με로 변형률이 작았다. FWC5는 최대 +469 및 -239 με, FWC6은 SP1 측 최대 +588 με, SP5 측 최대 +1,814 με를 나타냈다. 특히 FWC6의 SP5 측이 항복수준을 초과한 것은 외측 하부 접합부의 강판 벌어짐과 회전이 한쪽 면에 집중되었기 때문이다. 측면 내부 트러스–강판 접합부인 FWC7은 SP1 측 최대 +2,818 με, SP5 측 최대 -3,039 με로 양면에서 반대 부호의 큰 변형률을 나타냈다. 이는 내부 트러스의 축력이 강판으로 전달되는 과정에서 면내력뿐 아니라 국부 휨이 동시에 발생했음을 의미한다.

          Fig. 11(c)와 Fig. 11(d)의 SC-R에서는 단면 축소로 인해 강판 접합부의 변형집중이 SC-F보다 현저하게 증가하였다. 일반 강판위치 중 FW1은 후기 하중단계에서 SP1과 SP5가 각각 약 +1,796 및 +1,699 με에 도달하여 상부 정면 강판이 양면 인장상태로 항복에 접근하였다. 나머지 FW 위치는 상대적으로 작은 변형률을 나타냈으나, 하중재분배 과정에서 인장과 압축이 전환되는 혼합거동이 나타났다.

          SC-R의 FWC1은 SP1 측에서 최대 +2,828 με를 나타냈다. FWC2는 최대하중 단계부터 큰 인장변형이 발생하였고 SP1 측 최대값은 +9,950 με까지 증가하였다. FWC3은 최대하중 시 SP1 측에서 약 -10,791 με였으며, 전체 해석 중 최대 -21,476 με의 국부 압축변형률을 나타냈다. 이러한 결과는 상부 외측 타이바–강판 접합부에서 큰 국부 압축과 회전이 발생했음을 의미한다.

          하부 접합부 FWC4는 SP1과 SP5에서 최대 약 +1,180 및 -440 με였고, FWC5는 +4,921 및 -2,634 με, FWC6은 -3,720 및 +1,465 με를 나타냈다. FWC5와 FWC6에서 양면의 부호가 반대로 나타난 것은 최대하중 이후 강판의 국부 회전방향과 하중전달 경로가 변화했음을 보여준다.

          가장 큰 변형률은 측면 내부 트러스–강판 접합부 FWC7에서 나타났다. 최대하중 시 SP1과 SP5의 변형률은 각각 +8,258 및 -8,012 με였고, 각각 변위 1.380 mm와 1.220 mm에서 기준 항복변형률에 도달하였다. 전체 최대값은 SP1 측 +20,406 με, SP5 측 -16,826 με였다. 이는 단면 깊이 감소로 내부 트러스의 축력이 좁은 접합영역으로 집중되고, 강판의 면내 인장과 국부 휨이 동시에 크게 증가했기 때문이다.

          SC-R의 강판 항복은 최대하중 이전에 FWC3-SP1, FWC7-SP5, FWC7-SP1 및 FWC2-SP1에서 시작되었다. 이후 최대하중 이후에는 FWC5-SP1과 FWC6-SP1으로 확대되었고, 후기 구간에서는 FWC5-SP5, FWC1-SP1 및 정면 상부 FW1까지 소성영역이 확대되었다. 이와 같은 단계적 항복 및 하중재분배는 Fig. 6에서 최대하중 이후 하중이 약 30,000 kN 수준에서 장기간 유지되는 현상과 대응된다.

          다만 Fig. 11의 큰 국부변형률은 강재 파단, 용접부 연성손상 및 국부좌굴을 포함하지 않은 탄성–완전소성 해석에서 산정된 변형률이다. 따라서 실제 설계 적용을 위해서는 용접상세, 접합부 응력집중, 국부좌굴 및 연성파괴에 대한 별도 검토가 필요하다.

          3) 타이바

          Fig. 12(a)의 SC-F에서 타이바는 최대하중 단계까지 대부분 작은 변형률을 나타냈다. 최대하중 시 TB1–TB5의 변형률은 각각 -33, +29, +156, +117 및 +34 με였고, TB6–TB9는 각각 +7, +50, +69 및 +78 με였다. 이는 SC-F의 최대하중이 타이바의 인장저항에 의해 결정된 것이 아니라, 콘크리트 압축장과 영구 강재거푸집 및 내부 트러스의 합성작용에 의해 형성되었음을 의미한다.
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              Load–axial strain responses of tie bars
            
            

            

          

          최대하중 이후 TB1은 초기 -36 με의 압축에서 최종 +27 με의 인장으로 전환되었고, TB6도 -24 με에서 +17 με 사이의 혼합거동을 보였다. TB2와 TB7의 최대 인장변형률은 각각 +121 및 +142 με로 작았다. 반면 TB3, TB4 및 TB8은 각각 최대 +917, +591 및 +468 με까지 증가하였다. 외측 상부 TB5와 하부 TB9는 각각 최대 +1,279 및 +1,183 με로 가장 크게 나타났으며, 최종값도 +1,249 및 +967 με를 유지하였다.

          TB5와 TB9의 변형률이 크게 나타난 것은 받침부 콘크리트의 압축손상과 강판 접합부의 소성회전이 외측 및 하부 강판의 벌어짐으로 이어졌기 때문이다. 그러나 SC-F의 모든 타이바는 SM355의 기준 항복변형률 +1,690 με에 도달하지 않았다. 따라서 SC-F에서 타이바는 주된 소성 에너지 소산부재라기보다 강판의 형상을 유지하고 콘크리트의 횡팽창과 강판의 상대변위를 제한하여 하중재분배를 안정화하는 탄성 구속부재로 작동하였다.

          Fig. 12(b)의 SC-R에서는 최대하중 이전부터 SC-F보다 큰 타이바 변형률이 발생하였다. 최대하중 시 TB1–TB5는 각각 +386, +1,266, +434, +1,068 및 +1,005 με였고, TB6–TB9는 각각 +31, +795, +1,378 및 +1,243 με였다. 특히 TB2, TB4, TB5, TB8 및 TB9가 최대하중 시 이미 약 1,000 με 이상의 인장변형률을 나타낸 것은 단면 축소로 증가한 강판 벌어짐과 콘크리트 횡팽창을 여러 타이바가 동시에 구속하고 있었음을 의미한다.

          최대하중 이후 TB2는 변위 6.954 mm, 하중 28,837 kN에서 기준 항복변형률에 도달하였고 최대 +6,293 με까지 증가하였다. TB7은 변위 15.183 mm, 하중 29,605 kN에서 항복하여 최대 +2,264 με, 최종 +2,233 με를 나타냈다. TB1은 변위 18.995 mm, 하중 29,755 kN에서 항복하고 최대 +1,782 με에 도달하였다. 이는 상부 중앙부 TB2가 먼저 큰 인장력을 부담한 후 하부 TB7과 내측 상부 TB1로 구속력이 확대되었음을 보여준다.

          나머지 타이바 중 TB3은 최대 +640 με, TB4는 +1,312 με, TB5는 +1,146 με, TB6은 +1,390 με, TB8은 +1,543 με, TB9는 +1,317 με를 나타냈다. 즉 SC-R에서는 특정 한 개의 타이바가 전체 구속력을 부담한 것이 아니라 상부와 하부의 여러 타이바가 서로 다른 하중단계에서 순차적으로 인장력을 분담하였다.

          SC-R에서 강판 접합부는 최대하중 이전부터 소성변형이 발생하였고, 최대하중 이후에는 TB2, TB7 및 TB1이 순차적으로 항복하였다. 이러한 타이바의 단계적 활성화는 강판의 벌어짐과 콘크리트 횡팽창을 제한하고, Fig. 6에서 약 30,000 kN의 하중이 장기간 유지되는 데 기여하였다. 따라서 SC-R의 타이바는 SC-F와 달리 최대하중 이후의 주요 하중재분배 및 구속부재로 작동한 것으로 판단된다.

        

      

      
        5.4 하중전달 및 손상진전 메커니즘 분석
        Fig. 6–Fig. 12의 전체 하중-변위 응답과 콘크리트 및 강재 변형률을 종합하면, 세 모델의 차이는 콘크리트 압축장의 국부손상 이후 대체 하중경로가 형성되는지에 의해 나타난다.

        RC-F에서는 초기하중이 받침부 지압영역 C1과 상부 압축 스트럿 C2를 통해 기둥 접합부로 전달되었다. 최대하중 부근에서는 압축 스트럿 주변의 횡팽창을 구속하는 폐합철근 CS2가 항복변형률에 근접하였으며, 최대하중 이후 C1과 C2에서 시작된 압축손상이 C3–C5로 연속적으로 확대되었다. 이후 종방향 철근과 폐합철근이 순차적으로 하중을 분담하였으나, 손상된 콘크리트 압축 스트럿을 대체하는 독립적인 압축 하중경로는 형성되지 않았다. 이에 따라 RC-F의 하중은 지속적으로 감소하여 최종변위에서 최대하중의 49.9 %를 유지하였다.

        SC-F에서는 초기 재하단계부터 콘크리트 압축장, 영구 강재거푸집 및 내부 트러스가 하중을 함께 분담하였다. 최대하중 이후 받침부 C1에서 큰 국부 압축손상이 발생하였으나, 내부 트러스의 T1과 S3이 인장 및 압축 축력경로를 유지하고, 영구 강재거푸집의 접합부와 주변 강판이 하중을 재분배하였다. 타이바는 대부분 탄성범위에서 강판의 벌어짐과 콘크리트의 횡팽창을 제한하였다. 그 결과 압축손상이 C3–C5까지 연속적으로 확대되는 것이 억제되었고, SC-F는 최종변위에서 최대하중의 73.2 %를 유지하였다.

        SC-R에서는 코핑 깊이 감소로 인해 받침부 C1, 상부 압축 스트럿 C2 및 기둥 접합부 C5의 응력집중이 증가하였으며, 일부 강판 접합부는 최대하중 이전부터 소성화되었다. 내부 트러스의 T1-T3과 S3은 SC-F보다 크게 활성화되어 축력경로를 유지하였고, 최대하중 이후에는 타이바 TB2, TB7 및 TB1이 순차적으로 항복하여 강판의 벌어짐과 콘크리트 횡팽창을 구속하였다. 이로 인해 SC-R의 최대하중은 SC-F보다 감소하였으나, 최대하중 이후 약 30,000 kN 수준의 하중이 유지되었으며 최종 하중 유지율은 80.2 %로 세 모델 중 가장 높게 나타났다.

        이상의 결과는 제안 강합성 코핑의 최대하중 이후 하중 유지능력이 특정한 하나의 강재 부재에 의해 결정되는 것이 아니라, 영구 강재거푸집의 면내력 및 국부휨, 내부 트러스의 축력, 타이바의 횡구속이 하중단계에 따라 순차적으로 활성화되면서 형성됨을 보여준다. 다만 이러한 메커니즘은 강재 파단, 용접부 손상, 강판 및 내부 트러스의 국부좌굴과 계면 부착-슬립을 고려하지 않은 해석결과에 기초하므로, 실제 최대하중 이후 성능은 파괴실험과 상세 접합부해석을 통해 추가로 검증되어야 한다.

      

    

    

  
    
      6. 결 론
      이 연구에서는 영구 강재거푸집, 내부 강재 트러스, 타이바 및 충전 콘크리트로 구성된 강합성 교각 코핑의 구조성능을 축소 실험체 검증 및 비선형 유한요소해석을 통해 평가하였다. SC-V 검증모델을 이용하여 시험하중 범위에서 해석모델의 적용성을 확인한 후, RC-F, SC-F 및 SC-R의 하중–변위 응답, 콘크리트 주압축변형률 및 강재 변형률을 비교하였다. 주요 결론은 다음과 같다.

      
        	(1) SC-V의 시험 종료변위 3.380 mm에서 실험하중과 해석하중은 각각 8,995.5 kN과 9,740.0 kN으로, 해석값이 실험값보다 8.3 % 크게 나타났다. 또한 영구 강재거푸집과 내부 트러스의 주요 계측점에서 변형률의 부호와 증가경향이 대체로 일치하여, 시험하중 범위에서 해석모델이 주요 하중전달 경로를 합리적으로 재현하는 것으로 판단된다.


        	(2) SC-F의 최대하중은 54,779 kN으로 RC-F보다 18.7 % 증가하였으며, 최종 잔류강도비는 73.2 %로 RC-F의 49.9 %보다 높았다. 이는 동일 외형에서 영구 강재거푸집과 내부 트러스가 초기 하중단계부터 하중을 분담하고, 콘크리트 국부손상 이후에도 대체 하중경로를 형성했기 때문이다.


        	(3) SC-R의 최대하중은 37,171 kN으로 SC-F보다 작았으나, 최종변위 19.78 mm에서 29,826 kN을 유지하여 잔류강도비가 80.2 %로 가장 높았다. 단면 축소로 양단 절점부의 응력집중은 증가하였지만, 강판 접합부의 소성화, 내부 트러스의 탄성 축력경로 및 타이바의 순차적 항복이 결합되어 최대하중 이후 급격한 하중저하를 완화하였다.


        	(4) RC-F는 최대하중 이후 C1–C5의 콘크리트 압축손상이 연속적으로 확대되어 전체 하중저하가 지배되었다. 반면 SC-F와 SC-R은 콘크리트 손상이 특정 절점부에 국부화되고, 영구 강재거푸집–내부 트러스–타이바가 단계적으로 활성화되어 복수 하중경로에 의한 하중재분배가 가능하였다.


      

      이 연구의 해석모델은 강재 파단, 용접부 연성손상, 강판 국부좌굴, 계면 부착–슬립 및 시공단계 거동을 고려하지 않았다. 따라서 향후에는 실물 또는 대형 축소실험을 통한 최대하중 이후 거동 검증과 접합부 손상 및 국부좌굴을 고려한 상세 해석이 필요하다. 또한, 콘크리트 경화 후의 합성거동을 대상으로 하였으므로, 실제 적용을 위해서는 굳지 않은 콘크리트의 측압을 고려한 시공단계 구조검토가 필요하다. 타설 중 강판은 면외휨 및 막작용을 일으키며 외측으로 벌어질 수 있고, 타이바는 양측 강판의 상대변위를 억제하면서 주로 축인장력으로 콘크리트 측압을 전달한다. 따라서 콘크리트 타설에 의한 강판의 응력, 처짐 및 국부 좌굴과 타이바·용접부의 강도 및 변형 등을 검토하여 시공단계 안전성을 확인할 필요가 있다.
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