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Masonry-infilled walls have been used in reinforced concrete(RC) frame structures as interior and exterior partition walls. Since 

these walls are considered as nonstructural elements, they were only considered as additional mass. However, infill walls tend 

to interact with the structure’s overall strength, rigidity, and energy dissipation. Infill walls have been analyzed by finite element 

method or transposed as equivalent strut model. The equivalent strut model is a typical method to evaluate masonry-infilled 

structure to avoid the burden of complex finite element model. This study compares different strut models to identify their 

properties and applicability with regard to the characteristics of the structure and various material models.

Key words: Masonry-infilled wall, Equivalent strut model, Seismic performance evaluation

*Corresponding author: Yu, EunJong

E-mail: eunjongyu@hanyang.ac.kr

(Received 21 October 2013; Accepted 30 December 2013)

1. 서 론

건물의 칸막이나 외벽의 치장을 위해 이용되는 조적채움벽은  내진설계

시  비구조재로 인식되어 하중으로서만 고려되어 왔다. 그러나 실제 지진 시 

조적채움벽은 하중으로서 뿐만 아니라 구조적으로도 전체 구조물의 강성, 

강도 및 변형능력에 상당한 영향을 미친다. 또한 조적채움벽에 개구부가 있

는 경우 기둥의 유효길이를 감소시키는  단주효과로 인해 기둥의 전단파괴

를 일으키는 등  전체 건물의 지진응답에 큰 영향을 준다. 따라서 구조물의 

정확한 내진성능평가를 위해서는 조적채움벽의 영향을 고려해야만 한다. 

조적채움벽의 해석모델은 크게 거시적(macro) 모델과 미시적(micro) 

모델로 나뉘며 미시적 모델로는 유한요소모델이, 거시적 모델로는 등가 스

트럿 모델이 대표적이다. 유한요소모델은 또 다시  조적을 등방체로 고려하

거나  조적 및 모르타르 부분을 각각 모델링 하는 경우로 나뉘나  이를 통해 

실제 건물의 내진평가를 수행하기에는 너무 계산량이 많고 복잡하다. 따라

서 실구조물의 내진평가를 위해서는 조적채움벽 중에 조적부분을 일정한 

강성 및 강도를 가지는 가새로 치환하는 등가 스트럿 모델을 사용하는 것이 

실용적이다.  

조적은 벽돌과 모르타르로 이루어진 복합재로서 재료 및 배합비에 따라 

다양한 재료특성을 가질 수 있으며 또한 시공정밀도에 따라서도 조적의 강

도 및 강성에 큰 편차가 나타날 수 있다. 더욱이 골조 부재 사이를 조적으로 

채우는 조적채움벽의 경우 조적채움벽과 골조의 강도비에 따라 여러 가지 

파괴모드가 존재할 수 있다. 이를 반영하기 위해 그동안 지진 시 조적채움벽

의 거동을 모델링하기 위한 다양한 등가 스트럿 모델이 해석 혹은 실험연구

를 기반으로 Holmes[1], Paulay and Priestley[2], Kappos et al.[3], 

Stafford Smith[4], Dolsek and Fajfar[5], Crisafulli[6] 등에 의해 제안되

었다. 국내에서도 고현 등[7], 문기훈 등[8] , 박지훈 등[9] 등에 의해 조적채

움벽에 대한 연구가 진행되어 왔으나 주로 학교건물을 대상으로 한 전체 구

조물의 내진성능평가를 목적으로 하며 재료특성과 스트럿모델의 변동에 

따른 영향의 분석에 대한 연구는 부족한 실정이다.

본 연구에서는 기존 연구 및 각국의 규준에 나타난 조적채움벽의 재료특

성을 파악하고 기존에 제안된 등가 스트럿 모델을 사용하여 단위 조적채움

벽 골조를 해석하고 그 결과를 비교함으로써 여러 등가 스트럿모델의 특징 

을 분석하고자 하였다.
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Table 1. Equations for compressive strength of masonry ′


Code or researcher Equation

Lee WH et al.[12] ′ 


ACI 530-05[14]

′  

A : 1, B : type of mortar 

(0.25 for type S&M, 0.2 for type N)

Eurocode 6[15]
′   

  


K :0.55 for concrete masonry

FEMA 356[16] 2.07~6.205 MPa depend on masonry condition

Table 2. Proposed equations for 


Code or researcher Equation 

Lee WH et al.[12] 
′ ′ ≤


′ ′ 

Kim HC et al.[13] 
′

UBC[17] 
′  (최대 20.5 GPa)

FEMA 356[16] 
′

Table 3. Proposed equations for ′


Code or researcher Equation

Paulay and 

Priestley[2]
′ ′

Lee WH et al.[12] ′ ′ 

Masonry Designers’ 

Guide[18]
′ ′

FEMA 356[16]

′ 



 


 




 : masonry wall normal load

  : total area of mortar

 : average bad-joint shear strength

 





 

  : test load at first movement of a masonry unit

 : sum of net mortared area of bed joints


 

 : stress due to gravity loads

0.09~0.19 MPa depend on masonry condition

2. 조적의 재료특성

조적조는 벽돌과 모르타르로 이루어져 있는 복합구조체로서 벽돌의 구

성재료 및 생산방법 그리고 모르타르의 구성재료 및 물과의 배합비에 따라 

다양한 재료특성을 가질 수 있다.  또한 모르타르 사춤의 채움 정도에 따라

서도 조적의 강도 및 강성에 큰 편차가 나타날 수 있으며, 더욱이 기존 구조

물의 경우는 조적의 상태 즉, 재료의 열화 및 균열 정도에 따라서도 달라질 

수 있는 등 전체적으로 재료특성에 아주 큰 불확실성이 존재한다.  

조적채움벽의 내진평가를 위해 필요한 재료특성은 조적벽체의 압축강

도 , 전단강도, 인장강도, 탄성계수, 전단탄성계수 등으로, 이들 값은 벽돌의 

압축강도 및 모르터의  압축강도로부터 추정하거나 프리즘이라고 불리는 

모르타르를 사용하여 벽돌을 쌓은 조적개체의 시험값으로부터 산정한다. 

벽돌 압축강도의 경우 KS F 4004[10]의 내용에 따르면 콘크리트 벽돌

은 A종, B종, C종 1급, C종 2급으로 구분하며 각각의 최소강도를 8.04 

MPa, 11.96 MPa, 15.98 MPa, 8.04 MPa로 제한하고 있다. A종과 B종은 

경량골재를 사용한 콘크리트 벽돌이며, 보통골재를 사용하는 벽돌은 C종

으로 1급은 내력용, 2급은 비내력용으로 분류되어 있는데  조적채움벽에 주

로 사용되는 벽돌은 C종 2급의 벽돌이다.  모르타르의 압축강도는 배합비

에 따라 달라지며 KS L 5220[11]에서 조적용 모르타르의 28일 강도에 대

하여 기건양생 시 10.79 MPa 이상일 것을 규정하고 있다. 이원호 등[12]에 

따르면 배합비에 따른 모르타르 압축강도의 평가식은 다음과 같다.

′
 (1:1~1:2 습윤양생)  (1-1)

′
 (1:2.5~1:5 습윤양생) (1-2)

′
 (1:1~1:2 기건양생)      (1-3)

′
 (1:2.5~1:5 기건양생)     (1-4)

김희철 등[13]은 일반 모르타르 압축강도 실험결과를 바탕으로 선형 희

귀법을 사용하여 일반 모르타르의 배합비 차이에 따른 강도식을 제안했으

며 그 식은 다음과 같다.

′
  (2)

조적조 프리즘 압축강도 ′의 경우 이원호 등[12]과 ACI 530-05[14], 

Eurocode 6[15]에서는 벽돌과 모르타르의 강도로부터 산정하는 수식을  

제시하고 있으며 FEMA 356[16]에서는 조적벽의 상태에 따른 기본값을 

제시하고 있으며 그 내용은 Table 1과 같다.

조적조의 탄성계수의 경우도 UBC[17]과 이원호 등[12], 김희철 등

[13], 그리고 FEMA 356[16]에서 각기 다른 수식을 제시하고 있는데 

Table 2에서 볼 수 있듯이 대부분 조적조의 프리즘 압축강도로부터 산정하

고 있다. 

 조적채움벽의 전단강도, ′는 조적조의 프리즘 압축강도, ′으로부

터 환산하거나 실험을 통해 얻어진 결과로부터 제안된 식을 이용하여 산정

하고 있다.  Table 3과 같이 Paulay and Priestley[2], 이원호 등[12], 

Masonry Designers’ Guide[18]에서는 ′으로부터의 환산식을 제시하

였으며 FEMA 356[16]에서는 모르타르의 면적이나 강도 등의 정보가 있

을 경우 이를 통한 산정식과 정보가 없을 경우 사용할 수 있는 기본값을 제

시하고 있다. 

한편, 조적채움벽의 전단탄성계수는 UBC[17]과 FEMA 356[16]에서

는  , 이원호 등[12]에서는 으로 제안하고 있는데 이는 균열발

생 이후 거동의 포함여부에 따른 차이에 따른 것으로 생각된다.

이상에서 살펴본 바와 같이 조적조의 재료특성을 산정하기 위한 식으로 

규준 및 연구자에 따라 매우 다양한 수식이 제안되었다. 실제 조적벽체를 대

상으로 이들 수식을 적용하여 산정한 재료강도도 큰 편차를 나타낸다. 예를 

들어 C종 2급 콘크리트벽돌과 1:3 배합비의 모르타르가 사용된 경우 각 수

식에 따른 조적물성치는 Table 4와 같다. 이때 벽돌의 강도는 KS F 
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Table 4. Differences between proposals ( 
) 

′

 ′

Lee WH 

et al.[12] 

Kim HC

 et al.[13]
UBC[17] FEMA 356[16]

Paulay and 

Priestley

[2]

Lee WH

 et al.[12]

Masonry 

Designers’ 

Guide[18]

FEMA 356[16]

Lee WH et al.[12] 3.77 331.76 377 2827.5 2073.5 0.11 0.82 2.91 0.19

FEMA 356[16] 6.21 546.04 620.5 4653.75 3412.75 0.19 1.04 3.74 0.19

ACI 530-05[14] 4.85 426.62 484.8 3636 2666.4 0.15 0.92 3.30 0.19

Eurocode 6[15] 5.68 499.49 567.6 4257 3121.8 0.17 0.99 3.57 0.19

4004[7]에서 규정된 강도인 8.04MPa를 공칭강도로 보고 여기에 공칭강

도와 평균강도를 보정하기 위한 계수로 ASCE 41[19]에서 사용하고 있는 

계수인 1.3을 곱한 값인 10.45MPa를 사용하였으며, 모르타르의 강도는 이

원호 등[12]의 수식에 의해 산정하였다. 표에서 볼 수 있듯이  조적조의 평

균압축강도 ′의 경우  최저 3.68 MPa에서 최대 6.21 MPa까지 약 1.6배

의 편차를 보이며, 구해진 ′을 사용하여 구한 탄성계수는 약 14배의 편차

를 보인다. 또한 조적조의 전단강도의 경우는 0.11 MPa에서부터 3.74 

MPa까지 34배의 편차를 보인다. 

3. 등가 스트럿 모델

해석 시 조적채움벽을 고려하는 방법은 크게 거시적(macro)인 모델과 

미시적(micro)모델이 있다. 미시적 모델은 조적채움벽을 유한요소로 분할

하여 모델링 하는 방법으로 정확한 해석결과를 기대할 수 있으나 전체 구조

물에 적용하기에는 방대하고 복잡한 계산 과정 때문에 어려움이 있다. 반면, 

등가 스트럿 모델은 거시적 모델로서 조적채움벽을 하나 또는 다수의 스트

럿으로 치환하여 모델링하는 것이다. 조적채움벽 등가 스트럿 모델에 대한 

연구는 Holmes[1], Paulay and Priestley[2], Kappos et al.[3]  등에 의해 

1960년대부터 시작되었으며 조적채움벽의 대각선 길이와 연관하여 등가 

스트럿의 너비를 결정하는 여러 가지 식이 제안되었다. 조적채움벽 자체의 

형태에 기반을 둔 이 식들은 조적만의 거동을 예측할 때에는 상당히 만족할 

만한 결과를 얻을 수 있었다. 그러나 조적채움벽은 기둥과 보로 이루어진 프

레임 내부에 조적이 존재하는 구조체로  조적채움벽과 프레임 사이의 하중

분배에 따라 여러 파괴 형상이 존재하므로  이를 모델링하기 위해서는 프레

임과의 상호작용도 고려되어야 한다. 이후 제안된 Stafford Smith[4] 모델, 

Dolsek and Fajfar[5] 모델, Crisafulli[6] 모델, FEMA 356[16] 모델 등은 

조적채움벽과 프레임 모두의 강성과 강도를 고려한 모델이다. 

3.1 Stafford Smith의 스트럿 모델

Stafford Smith[4]는 유한요소 해석 및 탄성이론으로부터  조적채움벽

과 프레임의 상대 강성을 나타낸 파라미터 λ를 제안하였다. 






sin
 (3)

여기서 
는 조적채움벽과 프레임의 탄성계수이며, 은 조적채움벽

의 두께, 는 기둥의 관성모멘트, 는 조적채움벽의 높이, 그리고 는 

등가스트럿의 대각 각도를 나타낸다. 파라미터 λ를 이용한 스트럿의 너비 

는


  (4)

로 구할 수 있으며, 여기서 는 기둥의 높이를, 은 등가스트럿의 대각선 

길이를 나타낸다.  위 식은 FEMA 356[16]에서도 채용하고 있는 수식으로 

등가 스트럿의 강성은 구해진 와  채움벽의 두께   및 대각길이 으로 

산정된다. 

Stafford Smith[4]는 스트럿의 강도 산정을 위하여 다음과 같은 식들을 

제안하였다. 











 (5)


′ (6)


 ′ (7)

여기서, 는 수평 줄눈 미끄러짐파괴, 는 사인장파괴, 는 단부 압괴

파괴일 경우의 조적채움벽의 전단강도 산정식이다. 은 조적채움벽의 

수평면적을, 는 모르타르 마찰계수를, 은 조적채움벽의 길이, 는 조

적채움벽과 프레임간의 접촉길이를 나타내며, 이렇게 계산되어진 각 전단

강도들 중 최소값을 스트럿의 강도로 사용한다. 식 (5)~식 (7)의 수식은 

Fig. 1과 같은 조적채움벽골조의 파괴모드 중 (d)의 골조파괴를 제외한 각 

파괴모드에 의한 파괴 시의 채움벽의 강도를 나타낸 것이다. 산정된 전단 강

도는 식 (8)을 통하여 등가 스트럿의 축강도  로 변환한다. 

 cos  (8)

Stafford Smith[4]는  Fig. 2의 (a)와 같은 중심스트럿 모델과 함께 Fig.  2

의 (b)와 같이  프레임의 모서리로부터 만큼 떨어진 위치에 편심 스트럿
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(a) Bed-joint Sliding (b) Diagonal Cracking

(c) Corner Compression (d) Frame Failure

Fig. 1. Failure mode of infilled frame

     

   (a) Concentric strut model                (b) Eccentric strut model

Fig. 2. Stafford Smith[4] model

 (a) 2-Strut Model  (b) 3-Strut Model

Fig. 3. Crisafulli[6] model

을 설치하여 프레임의 전단파괴 발생 여부를 검사하도록 하였다.  이는 중심

스트럿모델의 경우 기둥과 보의 접합부로 스트럿이 연결되어 프레임의 파

괴를 모사하지 못하므로 이를 보완하기 위해서이다. Fig. 2(b)의  는 조적

채움벽과 프레임간의 접촉 길이로서 식 (3)의 상대 강성 매개변수, λ에 의

해 결정되는 식 (9)를 제안하였다.

 



  (9)

  

3.2 Dolsek and Fajfar의 스트럿 모델

Dolsek and Fajfar[5]은 실험을 통해  등가스트럿의 강성과 강도식을 검

토하였다. 실험결과로부터 채움벽의 초기강성으로는 Stafford Smith[4]가 

제안한 식 (4)로부터 유도된  식 (10)을 사용하며,  조적채움벽의 최대강도

로는 식 (11)을 사용할 경우 실험결과와 일치함을 확인하였다. 









 (10)











  (11)







  (12)

여기서, 는 조적식 비내력벽의 균열강도로서 조적조 프리즘 실험에 의

한 인장강도이다.

3.3 Crisafulli의 스트럿 모델

Crisafulli[6]에 의한  등가 스트럿의 강도 산정식은 식 (13)과 같다. 

′ (13)

여기서, 는 등가 스트럿의 면적,  이며 ′는 하중이 의 각도로 

가해질 때 조적의 압축강도이다.  ′은 식 (14)에 의해 주어진다. 

′



sincossin




 (14)


 








 (15)

 








 (16)

여기서  는 벽돌 한 장의 길이와 높이이며 은 조적벽체 내의 수직응력 

분포에 대한 계수로서  수평 줄눈 미끄러짐일 경우 0으로, 사인장 파괴일 경

우 1.5의 값을 가진다. Crisafulli[6]는 등가 스트럿의 강도를 결정하는 식 

(13)에서 너비를 고려하기 때문에 스트럿의 너비에 대해 식을 따로 제안하

지 않았다. 하지만 등가 스트럿의 강성을 부여하기 위해서는 스트럿 너비의 

산정이 필요하다.  

 Crisafulli[6]는 프레임에 가해지는 굽힘 모멘트나 전단력, 소성 힌지의 

위치 등을 고려하기 위해 Fig. 3과 같이 하나의 스트럿 외에 2개 또는 3개의 

스트럿을 사용하는 채움벽 모델링 기법을  제안하였다. 3-스트럿 모델에서 

스트럿의 총단면적은 하나의 스트럿 모델일 때와 동일하게 각각의 스트럿

에 나눠지며 스트럿의 위치는  조적채움벽과 프레임의 접촉 길이 를 나타

내는 식 (9)을 통해 결정한다. 

3.4 Dawe and Seah와 Bertoldi et al.의 스트럿 모델

Dawe and Seah[20]와 Bertoldi et al.[21]는 각각 등가 스트럿의 너비

를 결정하는 식을 제안하였다. Dawe and Seah[20]의 제안식에서는 너비 
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Table 5. Bertoldi et al. parameter 






  ≤ 



 1.3 0.707 0.47

 -0.178 0.01 0.04

Fig. 4. Specimen configurations

Table 6. Properties of specimen

Section ( ) main reinforcement
shear reinforcing bar & 

stirrup

Column 400 x 400 8-D22 D10@300

Beam 600 x 600 10-D29 D13@100

산정시  기둥과 보의 강성 모두를 고려한다. 기둥의 파라미터 는  Stafford 

Smith[4]의 제안식인 식 (3)을 통해 산정하며 보의 파라미터 는 대신 를  

사용한 식 (17)을 통해 산정한다. 

 




sin
  (17)

두 파라미터 , 를 고려한 스트럿 너비 는 




 
cos




sin  (18)

로 제안하였다. 

한편, Bertoldi et al.[21]은 채움벽과 프레임의 관계를 고려한 파라미터

를 사용하는 대신에 스트럿의 너비와 조적채움벽의 대각선 길이간의 비를 

이용하여 스트럿 너비를 산정하는 수식을 제안하였다. 비선형 유한요소 해

석과 실험에 의해 검증된 제안식은 다음과 같다.








 (19)

여기서, 
의 값은 Table 5에 나타내었다.

3.5 FEMA 356의 스트럿 모델

FEMA 356[16]에서는 조적채움벽의 해석을 위해 등가 스트럿 모델을 

제시하고 있으며 등가 스트럿의 강성 결정을 위한 스트럿의 너비는 

Stafford Smith[4]의 식 (4)를 사용하여 결정한다. 등가 스트럿의 강도를 

나타내는 식은  식 (20)과 같다.

 (20)

여기서, 는 조적채움벽의 평균전단강도로서 Table 3에 제시된 

FEMA 356[16]의 수평 줄눈 미끄러짐 시 평균전단강도의 기본값 을 

초과할 수 없도록 하였다. FEMA 356[16]에서는 조적조의 전단강도로 

수평 줄눈 미끄러짐, 사인장파괴, 단부 압괴파괴 시의 강도식을 제시하고 

있으나, 단부 압괴파괴 시의 강도식은 축하중이 없는 채움벽의 경우 적용

할 수 없으므로 사인장파괴와 수평 줄눈 미끄러짐 강도 중 최소값으로 채

움벽의 전단강도를 산정할 수 있다. 축하중이 없는 경우 사인장파괴강도

는 식 (21)과 같다.

′
   (21)

여기서  조적의 사인장강도 ′를 알 수 없는 경우  전단강도 를 사용할 

수 있도록 하였다. 따라서 조적의 길이 이 높이 보다 큰 경우 수평줄눈미

끄러짐 강도로 채움벽의 전단강도가 산정된다. 또한, 편심스트럿으로 모델

링을 할 경우의 기둥부재와의 접촉길이 로 식 (22)을 제시하였으며 Fig. 

2.(b)의  대신 의 값을 그대로 사용한다.

 


 
 

 
  

 


 

 
 (22)

4. 등가스트럿에 의한 푸시오버해석

4.1 해석 모델

이상과 같이 다양하게 제시된 등가 스트럿모델의 비교를 위해 단순한 1

경간의 조적채움벽골조를 대상으로 제시된 방법에 따라 모델링하고 비선

형정적해석을 수행하여 그 결과를 분석하였다. 해석에 사용된 모델은  이정

한 등[22]의 실험 연구에서 사용된 비내진 조적조 채움벽 골조 실험체로서 

실험체의 규격은 Fig. 4와 같다. 이 실험체에 사용된 콘크리트 압축강도는 

20.69 MPa, 콘크리트 벽돌의 압축강도는 23.046 MPa, 모르타르의 압축

강도는 21.93 MPa이다. 부재의 철근 배근 밑 단면형상은 Table 6과 같으

며 실험체의 기둥상부에는 774.74 kN의 축하중이 재하되었다. 

실험결과  조적채움벽은 대각사인장 균열 및 중앙의 수평 줄눈 미끄러짐

으로 파괴되었으며,  이후 최대강도 620.24 kN, 횡변위 35mm 정도에서 최

종적으로 기둥 상부에 전단 균열이 발생하면서 파괴되었다. 
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Table 7. Material properties of masonry (MPa)

case ′ ′ 

1
FEMA 356[16] FEMA 356[16] FEMA 356[16]

8.067 0.26 4436.58

2
FEMA 356[16] FEMA 356[16] Lee WH et al.[12]

8.067 0.26 709.85

3
Eurocode 6[15]

Paulay and 

Priestley[2]
FEMA 356[16]

12.49 0.37 6869.5

Table 8. Analysis cases

case Strut models
Masonry

case
w (mm) R (kN) z (mm)

Concentric Strut Models

C1-1 FEMA 356 Case 1 515.2 248.62 -

C1-2 FEMA 356 Case 2 618.8 248.62 -

C1-3 FEMA 356 Case 3 493.13 353.81 -

C2-1
Crisafulli 

(Bertoldi)
Case 1 1066 321.06 -

C2-2
Crisafulli 

(Bertoldi)
Case 2 2057.1 619.54 -

C2-3
Crisafulli 

(Bertoldi)
Case 3 960.85 411.82 -

C3-1
Crisafulli 

(Stafford)
Case 1 515.2 155.16 -

C3-2
Crisafulli 

(Stafford)
Case 2 618.8 186.36 -

C3-3
Crisafulli 

(Stafford)
Case 3 493.13 211.35 -

Eccentric Strut Models

E1-1 FEMA 356 Case 1 515.2 248.62 619.2

E1-2 FEMA 356 Case 2 618.8 248.62 728.1

E1-3 FEMA 356 Case 3 493.13 353.81 595.3

E2-1
Crisafulli 

(Bertoldi)
Case 1 1066 321.06 739.8

E2-2
Crisafulli 

(Bertoldi)
Case 2 2057.1 619.54 1169.75

E2-3
Crisafulli 

(Bertoldi)
Case 3 960.85 411.82 663.2

E3-1
Crisafulli 

(Stafford)
Case 1 515.2 155.16 739.8

E3-2
Crisafulli 

(Stafford)
Case 2 618.8 186.36 1169.75

E3-3
Crisafulli 

(Stafford)
Case 3 493.13 211.35 663.2

Fig. 5. Plastic hinge model

4.2 재료특성 및 스트럿 모델링

실험체를 모델링하기 위해 우선 주어진 정보로부터 채움벽의 재료특성

을 산정하였다. 앞서 살펴본 바와 같이 등가스트럿모델 제안식에서 스트럿

의 강도는 주로 조적의 전단강도 및 사인장강도로부터 산정이 되고, 스트럿

의 강성은 조적의 탄성계수에 영향을 받으며 이 값은 조적의 압축강도로 산

정된다. 실험체의 콘크리트 벽돌과 모르타르 압축강도를 이용해 조적조의 

프리즘 압축강도를 계산할 경우 이원호 등[12]의 식에 따르면 11.38 MPa, 

ACI 530-05[14]의 식에 따르면 7.37 MPa, 그리고 Eurocode 6[15]에 따

르면 12.49 MPa를 얻을 수 있으며, FEMA 356[16]에서는 조적조의 공칭

강도를 제시하고 있어 이것에 1.3을 곱하여 8.067 MPa을 사용할 수 있다. 

이 프리즘 압축강도로부터 각 제안식에 따라 탄성계수 및 전단강도를 산정

할 수 있다.  하지만 이원호 등이나 Masonry Designers’ Guide[18]에 의해 

조적의 전단강도를 산정할 경우는 식 (5)~(7)에 제시된 Stafford Smith[4]

의 각 파괴모드시의 전단강도를 산정해본 결과 조적의 압축강도에 비해 전

단강도가 높아 수평 줄눈 미끄러짐 파괴가 아닌 결과가 나타나 실험체의 실

험결과와 일치하지 않음을 알 수 있다. 따라서 조적의 전단강도로는 FEMA 

356[16]의 기본값과 유사한 값을 보이는 Paulay and Priestley[2]의 제안

식을 사용하여 산정하였다. 탄성계수의 경우 FEMA 356[16]의 기본값에 

해당하는 4436.58 MPa와 이원호 등[12]의 탄성계수식을 적용한 709.85 

MPa, Eurocode 6[15]에 의해 산정된 압축강도에 FEMA 356[16]의 탄성

계수식을 사용한 6869.5 MPa를 선택하였다. 해석에 사용된 재료강도의 

종류는 Table 7과 같다. 

본 연구에서는 재료특성의 변동과 함께 다양한 등가스트럿 모델에 의한 

해석결과의 차이를 분석하고자 하였다. Table 8은 본 연구에서 사용된 해

석의 케이스를 정리한 표로서 재료특성과 함께 각 스트럿모델 제안식에 따

른 스트럿의 폭과 강도, 편심스트럿모델의 경우 접촉길이(이격거리)를 정

리하였다. Crisafulli[6]의 모델에 적용할 스트럿의 너비 제안식 중 Dawe 

and Seah[20]의 제안식의 경우 보의 강성이 고려되나 본 해석모델에서는 

가력보와 일체화시킨 실험 시의 상황을 그대로 모사하기 위해 상부보를 강

체로 모델링하였으므로 적용할 수 없어 제외하고  Bertoldi et al.[21]의 제

안식만을 사용하였다.   Stafford Smith[4]와 Dolsek and Fajfar[5]의 모델

은  FEMA 356[16]과 동일한 수식을 사용하므로 제외하였다. Crisafulli 

[6]의 모델은  Bertoldi et al.[21]의 스트럿 너비가 적용된 경우와 FEMA 

356[16]의 스트럿 너비가 적용된 경우로 나누어 해석을 수행하였다. 편심 

스트럿 모델의 경우 FEMA 356[16]과 Crisafulli[6]의 접촉 길이 가 다르

므로 FEMA 356[16]의 편심 스트럿 모델과 Crisafulli[6]의 3-스트럿 모델

을 해석케이스에 포함시켜 해석을 수행하였다.  Table 7에서 볼 수 있듯이  

유사한 조적의 전단강도가 사용되었음에도  불구하고 등가스트럿의 강도

는 Table 8에 나타난 바와 같이 상당한 차이를 보인다. 

푸시오버해석 시 등가스트럿은 변형지배거동으로 모델링 된다. 즉, 스

트럿은 항복이후 비선형  거동을 나타낸다. 등가스트럿의 비선형 변형능력

은 Fig. 5와 같이 나타낼 수 있는데  여기서  와 는 FEMA 356[16]에서 

제안한 바와 같이 골조와 채움벽의 강도비 및 채움벽의 길이/높이비에 따라 

산정하였다. FEMA 356[16]에서는 조적채움벽과 프레임간의 강도차이가 
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Table 9. Maximum shear strength and displacement and comparison with BF

case
Maximum 

Strength (kN)
ratio to BF

displacement 

(mm)
ratio to BF case

Maximum 

Strength (kN)
ratio to BF

displacement 

(mm)
ratio to BF

C1-1 469 1.68 27 0.82 E1-1 199 0.71 4.5 0.14

C1-2 477 1.70 34.5 1.05 E1-2 270 0.96 13.5 0.41

C1-3 552 1.97 27 0.82 E1-3 165 0.59 3 0.09

C2-1 526 1.88 27 0.82 E2-1 461 1.65 18 0.55

C2-2 760 2.71 25.5 0.77 E2-2 589 2.10 16.5 0.50

C2-3 483 1.73 13.5 0.41 E2-3 472 1.69 13.5 0.41

C3-1 403 1.44 34.5 1.05 E3-1 360 1.29 19.5 0.59

C3-2 428 1.53 34.5 1.05 E3-2 354 1.26 18 0.55

C3-3 447 1.60 34.5 1.05 E3-3 402 1.44 19.5 0.59

Fig. 6. Base Shear-displacement curve

클수록, 그리고  채움벽의 길이/높이비가 낮을수록 등가 스트럿의 변형 능

력을 높게 평가한다. 

골조의 경우 상단보는 실험 시 가력보와 일체화되어 가력된 상황을 고려

하여 항복이 일어나지 않는 강체로 모델링 하였으며, 기둥의 경우 실험 시 

가력된 축력에 맞게 모멘트강도 및 항복변위를 구하고 한국시설안전공단

의 내진성능평가요령에 따라 모델링하였다.   

4.3 결과 분석

Fig. 6은 여러 해석 케이스들 중  FEMA 356[16]의 중심 스트럿 모델인

C1-1과 편심스트럿 모델  E1-1, 그리고 스트럿의 강성이 최대인 C2-2, 최

소인 E3-1의 해석결과이다. E1-1의 경우 인장측 기둥의 전단파괴로 인해 

초기에 강도저하가 발생하였다.  Crisafulli의 제안식에 따른 축강도를 사

용한 C2-2의 경우 가장 낮은 강도를 보인 E1-1에 비해 약 4배정도 높은 강

도를 나타내어 재료강도 및 해석모델의 선택에 따라 해석결과에 큰 편차를 

보이는 것으로 나타났다.

Table 9는 케이스별 해석결과로부터 얻은 최대 밑면전단력(즉, 최대횡

강도)과 극한변위(즉, 강도저하가 일어나기 이전지점의 변위)를 비교한 표

이다. 표에서는 조적채움벽이 사용되지 않은 순수 골조의 푸시오버해석을 

통해 얻은 최대 밑면전단력과 극한변위와의 비율도 함께 나타내었다. 순수

골조의 푸시오버해석결과 최대강도는 280 kN이었으며 그 때의 변위는 33 

mm로 나타났다. 

강도 측면에서 봤을 때  순수 골조에 비해 중심스트럿모델은 153%에서 

271%정도로 최대강도가 증가하였으며 최대강도시의 변위는 순수골조의 

77%에서 105% 정도 수준이다. 또한 편심스트럿모델의 경우 최대강도는 

순수골조의 59%에서 210%정도, 변위의 경우 순수골조의 9%에서 59%정

도로 일부는 순수골조의 최대강도에도 미치지 못하는 경우가 발생하였다. 

참고로 이정한 등[22]의 실험결과 강도의 증가율은 240% 정도였으며, 그 

시점의 변위는 63%정도로 감소하였다. 해석 결과를 볼 때 이원호 등[12]의 

재료강도식과 FEMA 356[16]의 중심스트럿모델을 사용한 C2-2의 경우

가 실험결과 와 가장 근사한 결과를 나타내었다. 하지만, C2-2의 경우 최대

강도를 과대평가하고 있으므로 실험시의 최대강도를 초과하지 않으면서 

가장 유사한 결과는 나타내는  C1-3이 실제 채움벽의 평가시에 사용될 수 

있는 합리적인 모델이라고 판단된다. C1-3은 FEMA 356[16]의 기본재료

강도와 FEMA 356[16]의 중심스트럿모델을 사용한 경우이다. 

동일한 재료와 스트럿의 너비산정식을 사용하되 중심스트럿으로 모델

링된 경우와 편심스트럿으로 모델링된 경우를 비교해 보면 , 모든 경우 최대

강도가 낮으며 최대강도시의 변위도 작아 구조물이 초기에 파괴되는 것으

로 나타났다. 특히, FEMA 356[16]에서 제시하는 편심스트럿의 모델링절

차에 따라 해석을 수행한 E1-1, E1-2, E1-3의 경우 순수골조의 최대하중보

다도 낮은 강도를 보여 너무 보수적으로 평가하는 경향이 있는 것으로 판단

된다. 더욱이 FEMA 356[16]에서는 해석시의 편의를 위해 중심스트럿으

로 모델링하고 해석을 수행한 후 구한 스트럿의 부재력을 식 (23)에서 제시

한 편심거리에 가하고 그 때 기둥의 전단파괴 및 휨파괴여부를 검토하는 방

법을 사용할 수 있도록 하고 있다. 해석모델에서 중심스트럿으로 모델링될 

경우 스트럿에 작용하는 축력은 당연히 편심스트럿의 경우보다 크게 나타

날 것이므로 위의 검토방법은 더욱 보수적인 평가일 수밖에 없다. 따라서 이

러한 검토방법의 적용여부에 대해 면밀한 검토가 필요할 것으로 판단된다. 

편심스트럿모델의 경우는 FEMA 356[16]의 재료강도와 이원호 등[12]

의 탄성계수 산정식, 그리고 Crisafulli[6]의 강도식과 Bertoldi et al.[21]의 

접촉거리식을 적용한 E2-2의 경우가 실험결과와 최대강도의 면에서 가장 근

사한 결과를 나타내었다. 하지만 다른 편심스트럿모델의 경우와 같이 최대강

도시의 변위는 실험결과의 47%로 크게 과소평가하는 것으로 나타났다. 

C1-1과 C1-2 혹은 C2-1과 C2-2와 같이 동일한 조적압축강도, 전단강

도 및 동일한 스트럿모델을 사용하지만 조적의 탄성계수만 다른 경우의 결
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Table 10. Failure sequence of strut models

case 1
st
 yielding

pushover 

step
Failure

pushover 

step

Concentric Strut Models

C1-1 strut axial yielding 3 strut axial failure 19

C1-2 strut axial yielding 13
tension column shear & 

flexural failure
24

C1-3 strut axial yielding 3 strut axial failure 19

C2-1 strut axial yielding 2 strut axial failure 19

C2-2 strut axial yielding 10 strut axial failure 18

C2-3 strut axial yielding 2 strut axial failure 10

C3-1 strut axial yielding 2
tension column shear & 

flexural failure
24

C3-2 strut axial yielding 10
tension column shear & 

flexural failure
24

C3-3 strut axial yielding 2
tension column shear & 

flexural failure
24

Eccentric Strut Models

E1-1 -
tension column shear 

failure
4

E1-2 -
tension column shear 

failure
4

E1-3 -
tension column shear 

failure
4

E2-1 strut axial yielding 2
tension & compression 

column flexural failure
13

E2-2
tension & compression 

column flexural yielding
6

tension & compression 

column flexural failure
12

E2-3 strut axial yielding 2 strut axial failure 10

E3-1 strut axial yielding 2
compression column 

flexural failure
14

E3-2
tension & compression 

column flexural yielding
7

tension & compression 

column flexural failure
13

E3-3 strut axial yielding 2
tension & compression 

column flexural failure
14

과를 비교하면, 스트럿모델이 FEMA 356[16]인 경우  최대강도는 크게 변

화하지 않지만 변위의 측면에서는 상당히 증가하여 탄성계수가 높아지면 

스트럿의 연성능력이 향상되는 것을 알 수 있다. 하지만, Crisafulli[6]의 강

도식과 Bertoldi et al.[21]의 접촉거리식을 사용하는 경우 변위는 거의 동

일하지만 최대강도가 증가하게 되며, Crisafulli[6]의 강도식과 Stafford 

Smith[4]의 접촉거리식을 사용할 경우 최대강도 및 변위가 거의 유사하며 

탄성계수의 영향이 없음을 알 수 있다. Crisafulli[6]의 강도식과 Bertoldi 

et al.[21]의 접촉거리식을 사용하는 경우 Table 8에서 볼 수 있듯이 스트럿

의 강도가 차이를 보이는데 이는 식 (13)에서  스트럿의 너비를 고려하기 때

문인 것으로 보인다.

Table 10은 각 해석모델에서 분석한 조적채움벽 골조의 항복 및 파괴모

드이며 그 오른쪽에는 각 상태가 나타난 푸시오버 해석단계를 표시하고 있

다. 표에서 볼 수 있듯이 등가 스트럿 모델과 재료 특성에 따라 조적채움벽

의 파괴모드가 다름을 알 수 있다. 중심스트럿모델은 모든 케이스에서 등가 

스트럿의 항복이 가장 먼저 발생하였으나 최종파괴모드의 경우 일부 모델

은 스트럿의 파괴로,  또 다른 모델의 경우 인장측 기둥의 휨파괴 및 전단파

괴로 예측되었다. 

이정한 등[22]의 실험에서는  채움벽에 균열이 발생한 후 최종적으로 기

둥의 전단균열이 심해짐과 동시에 조적채움벽체의 균열 폭이 늘어나며 취

성적인 거동을 나타내었다. 따라서 해석 모델의 파괴모드가 등가 스트럿의 

항복 이후 기둥의 전단파괴와 등가 스트럿의 파괴가 같이 일어나는 경우에 

등가 스트럿 모델이 조적채움벽을 가장 잘 모사했다고 할 수 있다. 

C2-1과 C2-2, C2-3의 경우 스트럿의 파괴가 낮은 푸시오버 하중단계에서 

일어나 등가 스트럿의 강도가 충분하지 않게 모델링된 것으로 보이며 

Bertoldi et al.[21]의 너비 산정식을 사용한 Crisafulli[6] 등가 스트럿 모

델은 조적채움벽의 강도를 과소평가하게 되는 것을 알 수 있었다. 또한 이원

호 등[12]의 조적조 탄성계수에 대한 제안식이 사용된  C1-2, C2-2, C3-2

의 결과에서는 채움벽의 항복과 파괴가 높은 하중단계에서 일어남을 알 수 

있었다. 실험체의 파괴 형상을 가장 잘 모사한 모델은 스트럿의 파괴와 기둥

의 파괴 시점이 가장 가까운 C3-1이며, C1-1, C1-3, C2-1, C3-3의 경우에

서도 실험체의 파괴 형상을 잘 모사한 것으로 보인다.

편심 스트럿의 경우 E1-1, E1-2, E-3의 경우 스트럿의 파괴보다 양 쪽 

기둥의 전단파괴가 선행하여 실험결과와 매우 다른 파괴모드를 나타내었

으며, 이러한 양상에 의해 최대강도 및 변위가 매우 낮게 산정된 것으로 보

인다. 따라서 FEMA 356[16]의 편심스트럿 모델은 기둥 및 보에 너무 과도

한 전단강도를 요구하여 실제와 다른 파괴모드를 나타내는 것으로 판단되

므로 적용 시 주의가 요구된다. 편심 스트럿에서 조적의 탄성계수가 낮은 

E2-2, E3-2의 경우 조적의 항복없이 골조의 파괴가 발생하였다. 이는 낮은 

탄성계수의 영향으로 조적의 변형능력이 크게 평가되기 때문으로 생각된다. 

전체적으로 볼 때 실험체와 유사한 파괴모드를 나타낸 경우는 조적의 항

복이후 기둥의 전단파괴가 발생하는 C1-2, C3-1, C3-2, C3-3 등으로 볼 수 

있다. 하지만, 최대강도 및 변형을 근사하게 예측한 C2-2, C1-3, E2-2의 경

우 실험체의 파괴모드와 일치하지 않았다. 

5. 결 론

조적채움벽은 내진설계 시 무시되나 실제 지진 시에는 구조부재와의 상

호작용을 통해 전체 거동에 상당한 영향을 미치는 것으로 보고되고 있다. 본 

연구에서는 조적채움벽을 등가의 스트럿으로 치환하여 해석하기 위해 제

안된 다양한 등가스트럿모델의 특징을 분석하고자 하였다. 이를 위해 기존

의 실험연구에 사용된 1경간 조적채움벽골조를 여러 등가스트럿모델을 사

용하여 해석하고 그 결과를 분석하였다. 등가스트럿 모델에서 조적채움벽

의 강성과 강도는 조적벽체의 전단강도 및 탄성계수로부터 산정된다. 하지

만  조적의 재료특성의 경우에도 다양한 수식이 제시되고 있으므로 먼저 재

료특성에 관한 제안식을 정리하고 이중 적절하다고 판단되는 수식을 선택

하였다. 

해석결과는 재료강도 및 사용된 스트럿모델에 따라 아주 큰 편차를 나타

내었다. 실험결과와 비교하여 볼 때 파괴모드와 최대강도, 최대강도시의 변

위를 모두 유사하게 산정한 모델은 없었으나 최대강도 및 변위의 측면에서 

가장 근사한 결과를 나타내는 해석모델은 이원호 등[12]의 재료강도식과 

FEMA 356[16]의 중심스트럿모델을 사용한 경우였다. 보수적인 평가를 

위해 선택될 수 있는 가장 합리적인 모델은 FEMA 356[16]의 기본재료강
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도와 FEMA 356[16]의 중심스트럿모델로 판단된다. 

편심스트럿모델의 경우 모든 경우 실험결과보다 낮은 최대강도 및 최대

강도 시의 변형을 나타내었다. 특히 FEMA 356[16]의 편심스트럿모델의 

경우는 주위 골조에 과도한 부재력이 발생하여 조기 파괴됨으로써 순수골

조의 내력보다 작은 최대강도를 나타내는 등 너무 보수적인 결과를 나타내

므로 적용 시 주의가 필요할 것으로 판단된다. 
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