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ABSTRACT

Due to the many factors that come into play, the mechanism gover-
ning shear strength is very complex in reinforced concrete members
without transverse reinforcement subjected to both bending and tensi-
le stress. Moreover, the formulas used to assess that strength are
inconsistent with one another and provide a poor fit to experimental
findings.

The present review compares the various formulas in place and dis-
cusses the differences between their respective outputs and the results
of experimental trials reported in the literature consulted and tests, on
high performance concrete among others, conducted for this study at
the INTEMAC Central Laboratory. It also puts forward a proposal to
improve the methodology and the fitting procedure to estimate the
ultimate shear strength that induces collapse in a linear reinforced
concrete member without transverse reinforcement due to excessive
principal tensile stress on its web. An acceptable correlation was found
between the predictions made by this new model and the actual
results of shear failure trials, obtained from two sources: the literature
and the experimental campaign conducted for the present study.

1. INTRODUCTION

At this writing, no fully accurate mathematical model has yet been established for shear failure in reinforced con-
crete beams without transverse reinforcement.

Axial loading is one of the parameters that affects the shear strength of beams without transverse reinforcement.
Members may be stressed axially by tensile (always present in structural floor joists, with intensity dependent upon
the stiffness) or compressive forces, which respectively lower or (usually) raise their shear strength.

Spanish structural concrete code EHE-08 is among the few standards that take axial loads into consideration in their
shear design formulas. That code simplifies the assessment of the effect of axial compression and tensile stress,
however, entrusting it to the mere addition of a term, affected by the same factor, in the basic structural design for-
mula. This may be scantly justified, inasmuch as axial compression loads raise shear capacity, whereas the presence
of moderate tensile axial stress lowers strength in members without transverse reinforcement.

Many examples may be found of reinforced concrete structural members under axial loads. The beams in structural
slabs that tie the walls of a deposit constitute one example of directly tensile-stressed structures, while shrinkage or
temperature change induces indirect tensile stress in structures.

The quantitative effect of tensile stress on shear strength and ductility has been much more scantly studied than the
effect of compressive stress. The paucity of experimental research may raise doubts about the justification of the
formulas used to quantify the effect of tensile axial loads on shear capacity in members'lacking transverse reinforce-
ment.

In light of the foregoing, the present study was undertaken to revisit the tests on the effect of such tensile loads on shear
strength run by Mattock at the University of Washington in 1969 on the occasion of changes in the American code (1),
and the shorter number of trials conducted two years later by the same researcher in conjunction with Haddadin and
Hong (2). The tests performed by Regan at Imperial College in 1971 (3) and the trials conducted with the University of
Toronto’s shell element tester by Adebar and Collins in 1999 were also analysed (4). In all these tests failure was due to
flexure-shear stress, with shear cracks originating in the bending cracks.
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RESUMEN

El mecanismo de resistencia a esfuerzo cortante en elementos de hor-
migdn armado sin armadura transversal sometidos a solicitaciones de
flexion y traccion es muy complejo, debido al gran nimero de factores
que intervienen conjuntamente. Las formulaciones empleadas en la
evaluacion de dicha resistencia presentan algunas faltas de coherencia
tanto en si mismas como con el ajuste obtenido de los resultados
experimentales de diferentes investigaciones.

El objeto de este Cuaderno es presentar resumidamente los resultados
del anélisis comparativo entre dichas formulaciones, los resultados del
anélisis de su contraste con los resultados de varios ensayos recopila-
dos en la bibliografia consultada, asi como con los de la campaia
experimental realizada en el Laboratorio Central de INTEMAC, la cual
incluye ensayos con hormigones de altas prestaciones, la formulacion
de una propuesta para mejorar la metodologia y el ajuste de la com-
probacion de la capacidad a esfuerzo cortante por traccion en el alma
para elementos lineales de hormigon armado sin armadura transver-
sal sometidos a solicitaciones axiles de traccion. Se ha verificado una
correlacion adecuada entre las previsiones de la nueva propuesta y los
ensayos sobre la rotura por cortante realizados por los distintos auto-
res y por la campana experimental realizada para este trabajo.

1. INTRODUCCION

Actualmente, el fallo por cortante en vigas sin armadura transversal constituye un fenémeno para el cual no se esta-
blece un modelo de plena exactitud matematica.

Uno de los parametros influyentes en la resistencia a cortante para vigas sin armadura transversal es el esfuerzo axil.
Dicho esfuerzo puede ser de traccidn (siempre existente en viguetas de forjado segun la rigidez de la pieza) o de com-
presién, el cual puede reducir o, en general, aumentar la capacidad a cortante del elemento, respectivamente.

Solo algunas normativas tienen en cuenta el esfuerzo axil en sus férmulas de disefo a cortante, entre las que se encuen-
tra la Instruccion espafiola EHE-08. Sin embargo, podria no parecer justificable que la evaluacién del efecto del esfuerzo
axil de compresidn y de traccion se simplifique introduciendo simplemente un término sumatorio afectado por el
mismo coeficiente en la misma formula de disefo, ya que la contribuciéon positiva del esfuerzo axil de compresion impli-
ca un incremento de la capacidad resistente mientras que la presencia del esfuerzo axil de traccidn en general, para soli-
citaciones axiles moderadas y piezas sin armadura transversal, representa una disminucion de la capacidad resistente.

Son multiples los elementos estructurales de hormigéon armado que se encuentran sometidos al efecto real de las
solicitaciones axiles de traccion. Sirvan como ejemplo de estructuras sometidas a solicitaciones directas de traccion,
las vigas de los forjados que atan las paredes de un depésito o, en el caso de estructuras sometidas a solicitaciones
indirectas de traccion, la retraccién o la temperatura.

La investigacion sobre qué influencia cuantitativa tiene la aplicacién de solicitaciones de traccion sobre la resistencia y
ductilidad a cortante es mucho mas escasa que la realizada para elementos sometidos a compresion. En tal sentido, la
escasez de experimentacion podria inducir a dudas sobre la justificacion de las formulaciones empleadas para cuantifi-
car la influencia de los esfuerzos axiles de traccién en la capacidad a cortante de piezas sin armadura transversal.

Ante todo lo expuesto nos hemos planteado revisar los ensayos que estudian la influencia de dichas solicitaciones de
traccion sobre la resistencia a cortante en elementos de hormigén armado sin armadura transversal realizados por
A.H. Mattock en 1969 en la Universidad de Washington para la nueva versién de la normativa americana (1) y los que
dos afios mas tarde realizé junto a M.J. Haddadin y S. Hong, de menor nimero (2). También se ha planteado analizar
los ensayos de P.E. Regan en el Imperial Collage en 1971 (3) asi como los ensayos llevados a cabo con el Shell Element
Tester por P.E. Adebar y M.P. Collins en la Universidad de Toronto en el afio 1999 (4). En todos ellos se produjo la rotu-
ra del elemento por cortante-flexién cuya fisuracion previa por cortante se desarrolla a partir de las fisuras de flexidn.
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On the grounds of all those trials and of an experimental campaign on shear failure in both conventional and high
performance concretes conducted at the INTEMAC Central Laboratory for a PhD. dissertation, the present study
analyses the formula laid down in Spanish structural concrete code EHE-08. In that expression, the unfavourable
effect of tensile stress on shear capacity in linear members without transverse reinforcement is accommodated by
adding the term +0.15. 0’,, which was deduced essentially to determine the beneficial effect of prestressing.
According to Walraven (5), Regan’s campaign verified the existence of an acceptable safety margin in specimens
under tensile axial loads.

Based on the present findings, a new formula is proposed for estimating the ultimate shear strength in a linear rein-
forced concrete member without transverse reinforcement subject to excessive principal tensile stress on its web.

2. PURPOSE OF THE STUDY

A specific study of some of the standards in place on ultimate shear design in linear members without transverse
reinforcement and a review of the trials that attempted to reflect the effect of such tensile axial loads on shear
capacity revealed an experimental void, which led to the campaign described here.

Based on the comparison of the standards presently in place and their consistency with the available experimental
data, the purpose of this study was to propose a new model that would improve both the methodology and the
results of calculating shear capacity in structural floor joists under tensile axial loads.

3. APPROACH TO THE PROBLEM

This Section sets out the formulas found in Spanish structural concrete Code EHE-08 and ACI Code 318-08, briefly
describes the Modified Compression Field Theory (MCFT) and lists the databases used in this study. Lastly, the gaps
in the present state of knowledge that inspired the experimental campaign are discussed.

3.1. THEORETICAL FORMULAS FOR ULTIMATE SHEAR STRENGTH IN BEAMS WITHOUT TRANSVERSE REINFORCEMENT
UNDER TENSILE AXIAL LOADS

The formulas set out in the existing Spanish structural concrete Code, EHE-08, and AC| Code 318-08 were chosen for
this review because they are widely applied and because while they differ substantially, both address the effect of
axial loading. In addition, the theoretical model based on the Modified Compression Field Theory (MCFT) was also
regarded as relevant in this context. The most prominent features of the aforementioned procedures for calculating
ultimate shear are discussed below.

EHE-08

Shear strength in linear reinforced concrete members without transverse reinforcement is estimated from Equation
[11, which was derived experimentally for the areas of reinforced concrete specimens with flexural cracking (6):

1
a

with a minimum value of

2
v 3 !
M=9@~(1+1f—299) (£, ) +0.150", 2]
bd . d '
where:
d effective depth (mm)
p;  geometric ratio of the tensile longitudinal reinforcement anchored at a distance greater than or equal to dfrom
the section studied
b net minimum width of the member (mm); in rectangular cross-sections, the width, and in T or n cross-sections,
the minimum web width
N, design {tensile taken as negative) axial load (N)

6 INTEMAC QUATERLY No 84 - 4° QUARTER '11



Considerando dichos ensayos, asi como la campafna experimental realizada en el Laboratorio Central de INTEMAC,
qgue fue desarrollada para una tesis doctoral y que cubrio tanto el campo de los hormigones normales como de los
hormigones de altas prestaciones, nos hemos propuesto contrastar la formulacion de la Instruccién espafola EHE-08,
en la que la influencia desfavorable de tracciones en la capacidad a cortante en elementos lineales sin armadura
transversal se refleja en el término sumatorio +0,15- 0’ el cual fue deducido para determinar la influencia positiva
del pretensado fundamentalmente. En este sentido, segun indica J.C. Walraven (5), Regan verificé con su campana
de ensayos que existia un margen de seguridad admisible con elementos solicitados a traccién.

Teniendo en cuenta los resultados del trabajo de investigacion realizado, hemos formulado, por tanto, una nueva
propuesta de férmula para estimar la capacidad a cortante por traccion excesiva del alma en elementos sin armadu-
ra transversal sometidos a solicitaciones axiles de traccion.

2. OBJETO DE LA INVESTIGACION

Tras realizar un estudio especifico de algunas normativas vigentes en relacién al célculo del Estado Limite Ultimo de
esfuerzo cortante para elementos lineales sin armadura transversal y tras revisar los ensayos realizados que inten-
tan reflejar la influencia de dichas solicitaciones de traccidén sobre la capacidad a cortante, consecuentemente
hemos planteado la problematica del vacio experimental y llevado a cabo una campafa experimental.

En funcion de los resultados del anaélisis del contraste entre las diferentes normativas vigentes y de su coherencia
con los ensayos disponibles, hemos fijado el objetivo de formular una propuesta de un nuevo modelo, que mejora
tanto la metodologia como el ajuste de la comprobacién de la capacidad a cortante de viguetas de forjado someti-
das a solicitaciones axiles de traccion.

3. PLANTEAMIENTO DEL PROBLEMA

En este Apartado unicamente enunciaremos las formulaciones recogidas en la Instruccion EHE-08 y en el Cddigo
ACI 318-08 asi como también expondremos brevemente la Teoria Modificada del Campo de Compresiones (MCFT) y
citaremos las bases de datos que hemos considerado en esta investigacién, para, finalmente, destacar las lagunas
en el estado del conocimiento que nos han movido a llevar a cabo una campafa experimental.

3.1. FORMULACIONES TEORICAS SOBRE EL ESTADO LIMITE ULTIMO A ESFUERZO CORTANTE EN VIGAS SIN ARMADURA
TRANSVERSAL SOMETIDAS A SOLICITACIONES AXILES DE TRACCION

Hemos considerado como significativas, para el estudio que pretendemos realizar, las formulaciones incorporadas
en la vigente Instruccion espafola EHE-08 y en el Codigo ACI 318-08, por su uso generalizado y por el tratamiento,
en formulaciones bien distintas, de la influencia del esfuerzo axil. Complementariamente hemos considerado asi-
mismo relevante el modelo basado en la Teoria Modificada del Campo de Compresiones (MCFT) como modelo teo-
rico de aplicacion a las comprobaciones de estudio. Pasamos a resumir y a comentar los aspectos mas importantes
que incorporan los procesos de comprobacidn de la capacidad ultima a esfuerzo cortante realizados de acuerdo con
los modelos y formulaciones citadas.

Formulaciéon EHE-08

Para estimar la capacidad resistente a cortante de elementos lineales de hormigén armado sin armadura transversal se
sigue la ecuacién [1] de origen experimental referente a piezas de hormigon armado en regiones fisuradas a flexién (6):

!
_‘i,_=9ﬁ_ 1+ /Z%Q .(100./0, .fw)g +0,150", [11

b-d Y.
con un valor minimo de
2
vV, 0035 200 )3 !
i o 2 4 [ — | L e 40,1507, 12]
o J |k y

donde:

d  Canto util {(mm).

p; Cuantia geométrica de la armadura longitudinal traccionada, anclada a una distancia igual o mayor que d a
partir de la seccion de estudio.

b Anchura neta minima menor del elemento (mm). En secciones rectangulares serd el ancho y en secciones T o
n serd el ancho minimo del alma.

N, Esfuerzo axil de calculo (traccion negativa) (N).
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f

", effective shear strength of the concrete in N/mm? whose value, where characteristic concrete strength is indi-

rectly evaluated, is equal to f,, (concrete compressive strength) if £, is less than or equal to 15 N/mm?; EHE-08
only allows the use of these expressions for up to f,, = 100 MPa and caps the value of , at 60 MPa

o',y mean axial (tensile taken as negative) stress on the web of the cross-section, whose value may not exceed the
value given in Equation [3]

O" == gd— < 0.3’](;,‘1 <12, MPa [3]

cd
¢

¥,  partial safety factor, equal to 1.5; in the former code, the factor 0.18/y, was expressed as 0.12, which is equal to
0.18/1.5.

ACl 318-08

For members under significant tensile axial loads, the American code (7) estimates shear strength in linear rein-
forced concrete members without transverse reinforcement with Equation [4], whose solution may never be less

than zero:
v, =(1+0'288'A£). —‘? ‘b, d 40 [4]

8

where:

f,  specified compressive strength of the concrete (N/mm?2), less than 70 MPa

b,, minimum web thickness (mm)

N  design axial load that acts simultaneously with V (compression taken as positive) (N)

Ag gross area of the concrete cross-section {mm?2).

Modified Compression Field Theory

The transfer of shear stress by the cracked web of a reinforced concrete beam is highly complex. As the load increases,
further cracks appear while the existing cracks grow and change direction. The earliest strut and tie models developed
by Mérsch (1922) represented this behaviour in beams with shear reinforcement without taking into consideration the
tensile stress on the diagonally cracked concrete and assuming that the shear is transferred via compressive stress in
the concrete along a line at a 45° angle from the horizontal.

That author contended that it was absolutely impossible to determine the slant of shear cracks mathematically in
transverse reinforcement design. Wagner (1929) solved a similar problem when studying the behaviour of steel beams
stiffened after the web had buckled. He deemed that the angle of the diagonal tensile stresses on the dented web
would concur with the angle of the main tensile strain and could therefore be computed from strain compatibility
equations. When applied to reinforced concrete, that solution, known as “Compression Field Theory” (CFT), predicts
the load-deformation response in a cross-section under shear from the equilibrium and compatibility conditions and
the stress-strain curves for the reinforcement and the diagonally cracked concrete (8).

In the Modified Compression Field Theory (MCFT), a more advanced version of the CFT, the effect of tensile stress
in cracked concrete is also taken into consideration. The local stress in the concrete and reinforcement varies from
one point to another in cracked concrete, with high stress on the reinforcement and low tensile stress in the cracked
areas.

The relationship between mean stress, mean strain and the 8 angle formed by the main compressive stress with
respect to the longitudinal reinforcement for any load state that causes collapse can be found from the strain com-
patibility equations, the rectangular stress-strain diagram for the steel and the equilibrium conditions, which relate
the mean stress in the concrete to the mean stress in the steel.

Member collapse may be governed not by mean stress but by local stress around the crack, which would be the
determinant for beams without transverse reinforcement. To calculate crack conditions, the complex state of the
cracked member is idealised into a series of parallel cracks arranged at angle 8 with respect to the longitudinal rein-
forcement and spaced at a constant distance, s,. Collapse due to friction transfer among the aggregate particles in
the crack can then be taken into consideration by limiting the mean main tensile stress in the concrete (which
depends, in turn, on the width of the crack and the maximum aggregate size).
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', Resistencia efectiva del hormigon a cortante en N/mm? de valor f, = f, con f, no mayor que 16 N/mm? en el
caso de realizar un control indirecto de la resistencia caracterfstica del hormigén, siendo f la resistencia a
compresion del hormigén. La EHE-08 solo permite su uso hasta f, = 100 MPa, adoptando para f_, un limite
superior de 60 MPa.

o’y Tension axil media en el alma de la seccion (traccién negativa) con un valor no mayor que el indicado en la

ecuacion [3]

O.I

cd I

_ % <03 f, <12MPa (3]

c

7.  Coeficiente de seguridad parcial igual a 1,5. En la formulacion de la EHE, ya derogada, el coeficiente 0,18/y,se
expresaba como 0,12, el cual es igual al valor resultado de operar 0,18/1,5.

Formulaciéon ACI 318-08

Para elementos sometidos a traccion significante, la normativa americana (7) estima la capacidad resistente a cor-
tante de elementos lineales de hormigdn armado sin armadura transversal con la ecuacién [4], cuyo resultado
nunca puede ser menor que cero:

V, = 1+0,288-1V— : ”““‘“”600 ‘b, d 40 [4]

donde:

f,” Resistencia especifica del hormigon a compresion (N/mm?) menor que 70 MPa.

b,, Espesor minimo del alma (mm).

N  Esfuerzo axil de calculo que acta simultaneamente con V (compresién positiva) (N).
A, Area bruta de la seccién de hormigén (mm32),

Teoria Modificada del Campo de Compresiones

Ei alma fisurada de una viga de hormigén armado transmite esfuerzos cortantes de un modo complejo. Asi como la
carga se incrementa, nuevas fisuras aparecen mientras que las fisuras preexistentes se extienden y cambian de incli-
nacién. Los primeros modelos de bielas realizados por Mérsch (1922) representaron este comportamiento en vigas
con armadura a cortante sin considerar tensiones de traccion en el hormigon diagonalmente fisurado y suponiendo
que el cortante se transfiere por tensiones de compresion en el hormigon inclinadas 45° respecto a la horizontal.

Mérsch (1922) enuncié que era absolutamente imposible determinar mateméaticamente la pendiente de la fisura a
cortante para el disefio de la armadura transversal. Wagner (1929) resolvié un problema analogo cuando estudiaba
el comportamiento de vigas metalicas con rigidizadores tras el pandeo del alma. Wagner consideré que el angulo
de inclinacion de las tensiones de traccion diagonales en el alma abollada coincidiria con el dngulo de inclinacion
de las deformaciones principales de traccién y que se podia obtener mediante ecuaciones de compatibilidad de
deformaciones. Este avance, aplicado al caso del hormigdn armado, mediante el cual se puede predecir la respues-
ta carga-deformacién de una seccién sometida a cortante considerando condiciones de equilibrio, condiciones de
compatibilidad y relaciones tension-deformacion para la armadura y el hormigén diagonalmente fisurado, se cono-
cié como la “Teoria del Campo de Compresiones” (8).

La “Teoria Modificada del Campo de Compresiones” (MCFT) es un desarrollo méas avanzado de la Teoria del Campo
de Compresiones que tiene en cuenta la influencia de las tensiones de traccién en el hormigén fisurado. Las tensio-
nes locales en el hormigén y en la armadura varian de un punto a otro en el hormigén fisurado, con altas tensiones
en la armadura y bajas tensiones de traccién en las zonas de las fisuras.

Las condiciones de equilibrio, las cuales relacionan las tensiones medias existentes en el hormigén con las del
acero, las ecuaciones de compatibilidad entre deformaciones y el diagrama rectangular tensiones-deformaciones
del acero permiten relacionar las tensiones medias, deformaciones medias y el dngulo 6 que forma la tension de
compresién principal respecto al armado longitudinal para cualquier estado de carga que produzca el colapso.

Puede que el colapso del elemento no esté gobernado por tensiones medias, sino mas bien por tensiones locales

que ocurran en la fisura, lo cual es determinante para vigas sin armadura transversal. Para comprobar las condicio-
nes de la fisura, se idealiza el estado complejo del elemento fisurado en una serie de fisuras paralelas dispuestas
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The strength of the members studied here using the MCFT model was calculated with RESPONSE 2000 structural
engineering software developed by E. Bentz in a project supervised by M.P. Collins at the University of Toronto. That
software provides a simple tool for calculating the strength and ductility of a reinforced concrete section working
under shear, flexural and axial loads. These loads are assumed to be simultaneous to seek the full “response” of the
cross-section in load-deformation terms by applying MCFT, which models the concrete for stress in the main direc-
tions and the steel for axial stress only.

While RESPONSE 2000 software can deliver detailed predictions for the deformations resulting from loads applied
to cross-sections, often all that is needed is an assessment of the member’s shear capacity. In such cases, the simpli-
fied model recommended by AASHTO since 1994 in its LRFD Bridge Design Specifications can be used.

Under that model, assuming that the shear capacity in the web of a linear member is equal to the shear load divided
by the effective shear area (b-d), as a general rule, the shear strength for a reinforced concrete member without
transverse reinforcement is:

‘/II=VC=/77.VfC.b.d [5]

where:

F, specified compressive strength of concrete (N/mm?2)

b minimum web thickness {mm)

B  concrete tensile stress factor that determines the shear capacity of diagonally cracked concrete and depends
on the spacing between the cracks (running along a 90° angle from the horizontal), and the longitudinal strain
in the web (g,).

3.2. PRIOR STUDIES AND AVAILABLE DATABASES

Two databases were reviewed for this study. None of the results included in the first take account of the effect of
axial stress, while the second was built by compiling the trials in which beams without transverse reinforcement
were tested under tensile axial loads.

Benz, Sherwood and Collins database

This database, published by Benz, Sherwood and Collins in 2008, comprises 1848 trials in which specimens failed
due to shear stress (9). These trials were published between 1948 and 2006 in ACI publications, journals such as
Magazine of Concrete Research, Engineering Structures, Transactions of the Japan Concrete Institute, a number of
PhD. dissertations and reports of experimental campaigns. The general criteria for selecting trials for inclusion in the
database were:

» reinforced concrete

» rectangular and T-sections

* no (tensile or compressive) axial loads

* no transverse reinforcement

* no constraints on the yield stress of longitudinal reinforcement
* point and uniform loads

* simply supported and continuous beams

* no anchorage failures

* no geometric limits.

Effect of tensile axial stress: trial database
The partial collapse of a depot at Wilkins Air Force Base, Shelby, Ohio in the United States on 3 August 1955
spurred the revision of the ACI equations used to calculate shear. The pathology reports concluded that the con-

crete contracted due to low temperatures, generating tensile stresses that lowered the shear capacity of the beam
that collapsed (see Figure 1).

10 , - INTEMAC QUATERLY No 84 - 4° QUARTER '11



con un angulo 6 respecto al armado longitudinal y separadas a una distancia constante s, de modo que, limitando
la tensién media principal de traccién en el hormigén (la cual, a su vez, depende del ancho de la fisura y del tamano
maximo del 4rido) se tiene en cuenta la posibilidad de colapso por mecanismos de transmisién por friccion entre los
aridos de la fisura.

El calculo de la capacidad resistente de los elementos considerados en este estudio, segtin el modelo MCFT, se ha
realizado con ayuda del programa informatico de célculo de estructuras RESPONSE 2000, el cual fue desarrollado
por E. Bentz en un proyecto supervisado por M.P. Collins, en la Universidad de Toronto. Dicho programa es una
herramienta sencilla para calcular la capacidad resistente y la ductilidad de una seccién de hormigén armado some-
tida a esfuerzos cortantes, momentos y axiles. Dichos esfuerzos se consideran simultdneamente para buscar la “res-
puesta” completa de dicha seccidn en términos carga-deformacion a partir de la aplicacion de la MCFT. Modeliza el
hormigén considerando tensiones en las direcciones principales y en el acero sélo tensiones axiles.

Mientras que el programa RESPONSE 2000 es capaz de ofrecer predicciones detalladas de respuesta de deformacio-
nes frente a cargas aplicadas a nivel seccional, a menudo Unicamente se requiere una estimacién de la capacidad a
cortante del elemento. Para este objetivo, se puede utilizar un modelo simplificado, incorporado a la AASHTO LRFD
Bridge Design Specifications desde 1994.

Segun dicho modelo, considerando que la capacidad tensional a cortante en el alma de un elemento lineal es igual
al esfuerzo cortante dividido por el drea efectiva a cortante (b-d), en general, la capacidad a cortante para un elemen-
to de hormigén armado sin armadura transversal es:

Vn =V, = s \/'-Z;bd (5]
donde:
f,” Resistencia especifica del hormigon a compresion {N/mm?2).
b Espesor minimo del alma (mm).
B  Factor de la tension de traccion del hormigén que determina la capacidad del hormigon diagonalmente fisura-
do para resistir cortante y es dependiente del espaciamiento de fisura, cuya inclinacién es 90° respecto a la
horizontal, y de la deformacién longitudinal en dicho alma (g, ).

3.2. ESTUDIOS PREVIOS Y BASES DE DATOS DISPONIBLES.

En el desarrollo de este estudio, hemos considerado dos bases de datos. La primera de ellas no contempla la
influencia de solicitaciones axiles en ningtin caso y la segunda de ellas ha sido realizada recopilando aquelios ensa-
yos en los que se ha alcanzado el agotamiento por esfuerzo cortante en vigas sin armadura transversal sometidas a
solicitaciones axiles de traccion.

Base de datos de Benz, Sherwood y Collins

Fue publicada por Benz, Sherwood y Collins en 2008 y estd compuesta por 1848 ensayos en los que se produce la
rotura por cortante (9). Son ensayos que fueron publicados entre 1948 y 2006 por la ACl y en Magazine of Concrete
Research, en Engineering Structures, en Transactions of the Japan Concrete Institute y en varias tesis doctorales e
informes de campafias experimentales. Las reglas generales de seleccion de ensayos para la realizacion de la base
citada son las siguientes:

+ Hormigdn armado.

+ Secciones rectangulares y con forma de T.

» Sin solicitaciones axiles (traccion o compresién).

« Sin armadura transversal.

+ Sin restricciones en el limite eldstico de la armadura longitudinal.
- Cargas puntuales y cargas uniformes.

« Vigas simplemente apoyadas y continuas.

« No aparecen ensayos con fallos de anclaje.

+ Sin limites geométricos.

Base de datos en los que se considera la influencia de las solicitaciones axiles de traccién

El 3 de Agosto de 1955, el colapso parcial del almacén Wilkins Air Force Depot en Shelby (Ohio) hizo replantear las
ecuaciones referentes a cortante existentes en la normativa ACI. Los primeros informes de patologia concluyeron
que el hormigén se contrajo debido a unas bajas temperaturas lo que produjo unos esfuerzos de traccion que redu-
jeron la capacidad resistente a cortante de la viga colapsada (ver Figura 1).
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Figure 1. Collapse of the Wilkins Air Force Base depot at Shelby, Ohio, USA.
Figura 1. Fotografias del colapso del almacén Wilkins Air Force Depot en Shelby (Ohio).

The effect of tensile axial loads on the shear strength of a structural member was studied for the first time in 1957
by Elstner and Hognestad, in research conducted for the Portland Cement Association (PCA).

Their trials reproduced one of the inner portal frames that collapsed at Shelby on a scale of 1:3. Each portal frame
tested was suitably loaded at eight points and two point loads were applied to the respective cantilevers as shown
in Figure 2.

Like the beams in the depot, the lintels in four of these portal frames were reinforced longitudinally with no trans-
verse reinforcement. The upper longitudinal reinforcement did not extend beyond the zero moment point. In the
first two trials, in which no axial load whatsoever was applied, a crack appeared at exactly the end of the longitudi-
nal reinforcement. That crack led to the immediately collapse of the lintel in both trials (10).

On the grounds of the hypothesis that the effects of temperature and shrinkage had contributed to the collapse, the
other two trials were conducted by applying tensile stresses of 1.27 and 1.61 MPa on portal frames with the same
geometry and reinforcement as in the first two trials. The application of the tensile axial stress lowered the shear
capacity by over 1 MPa in both cases.

The results of these tests led to the conclusion that the existence of tensile axial forces on the collapsed section,
which was lightly reinforced (with a longitudinal ratio of approximately 0.45 %), could have lowered the shear
strength by over 50 %.

These findings were published in 1962 and the conclusions were incorporated into the ACI Code formulas for pre-
dicting shear stress on reinforced beams in 1963. The formula proposed has been retained essentially unaltered in
U.S. legislation to date.

The basic trials conducted in the interim to research the effect of tensile axial forces on the shear strength of constant
section beams without transverse reinforcement are listed below.

+ In 1969 Mattock (1) tested shear capacity in structural members under tensile axial loads at the University of
Washington to be used as a basis for new American Code, deemed necessary because at the time different for-
mulas were being used for reinforced and prestressed concrete.

* In 1971, Haddadin, Hong and Mattock {2), also at the University of Washington, deduced that the contribution of
concrete to shear strength may be regarded as zero if the tensile stress is greater than 0.33-(f’c)1/2. On that occa-
sion, however, very few trials were run {(only three on members without transverse reinforcement but with a lon-
gitudinal reinforcement ratio sufficient to enable the reinforced concrete section to resist a mean tensile stress of
1.72 MPa) to ascertain the effect of axial stress on shear strength.

» Likewise in 1971, Regan at London Imperial College conducted two test campaigns (3), the first with beams without
transverse reinforcement under tensile axial loads. Tensile loads of up to 2.80 MPa were applied in the first cam-
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En 1957, las investigaciones de Elstner y Hognestad para la Portland Cement Association (PCA) son las primeras que
tuvieron en cuenta la influencia del esfuerzo axil de traccion sobre la resistencia a cortante de un elemento estructural.

Realizaron una campafa de ensayos reproduciendo a escala 1:3 uno de los pérticos interiores colapsados. Cada
portico ensayado lo cargaron apropiadamente en ocho puntos y los voladizos correspondientes fueron cargados
con dos fuerzas puntuales segiin se muestra en la Figura 2.

ELSTNER Y/AND HOGNESTAD (1957)

| . 0,475

w A
PIB PI3 PI8 P/8 PI8 PI8  0,49P
Do |

i

-~ 0,95 % 0,4? P P{B P(S

IEERRRIS

———————————— 0.41%
e
SECCION A-A DISPOSICION DE ENSAYOS
CROSS SECTION A-A TEST SET-UP

Figura 2. Esquema de la disposicion de cargas y tipologia de ensayos realizados por Elstner y Hognestad para determinar
las causas del colapso del almacén en Shelby (Ohio).
Figure 2. Load set-up and typology of the Elstner and Hognestad trials to determine the causes of collapse of a depot
at Shelby, Ohio, USA.

Cuatro dinteles de estos porticos fueron ensayados sin armadura transversal y armados longitudinalmente tal y
como estaban las vigas del almacén. La armadura longitudinal superior acababa exactamente donde el momento
era nulo y por tanto, no estaba prolongada méas alld de este punto. A los dos primeros ensayos no se les aplicé
carga axil alguna y se abrié una fisura exactamente donde la armadura longitudinal desaparecia. En ambos ensayos
esta fisura condujo inmediatamente al colapso del dintel (10).

Bajo la hipotesis de que las tracciones debidas a efectos de temperatura y retraccion habian contribuido al colapso,
los otros dos ensayos se realizaron aplicando tensiones de traccion de 1,27 y 1,61 MPa sobre pérticos que presenta-
ban las mismas condiciones geométricas y de armado que los dos primeros ensayos, anteriormente citados. La
aplicacién de esfuerzos axiles de traccion redujo la capacidad resistente frente a cortante en méas de 1 MPa en
ambos casos.

Los resultados de estos ensayos condujeron a la conclusion de que la aplicacion de esfuerzos axiles de traccién
sobre la seccion colapsada, la cual estaba débilmente armada (presentaba una cuantia longitudinal aproximada de
0,45%), pudo reducir la capacidad resistente a cortante en mas de un 50%.

Dichos resultados fueron publicados en 1962 y se implementaron en las expresiones para predecir el esfuerzo cor-
tante en vigas armadas del Cddigo ACl desde 1963. La formulacion planteada se ha mantenido practicamente inal-
terada hasta hoy en dfa en la normativa americana.

Adicionalmente, los ensayos basicos existentes hasta la fecha con los cuales se investigd desde la década de los 50
la influencia de esfuerzos axiles de traccion sobre la resistencia a cortante en vigas de seccion constante sin arma-
dura transversal fueron los siguientes:

« Mattock en 1969 (1), ensay? la capacidad resistente a cortante de elementos estructurales sometidos a esfuerzos
axiles en la Universidad de Washington debido a que se estaba redactando la nueva normativa americana y
hasta entonces existian diferentes formulaciones para hormigén armado y para hormigon pretensado.

+ Haddadin, Hong y Mattock en la Universidad de Washington en 1971 dedujeron (2) que la aportacién del hormi-
gon a la resistencia a cortante puede ser considerada nula si la tensién de traccion excede el valor de 0,33-(F)"2.
Sin embargo, esta vez se realizaron muy pocos ensayos (solo tres de ellos se realizaron sobre elementos sin
armadura transversal y con una adecuada cuantia armadura longitudinal, que permitiera a la seccién de hormi-
gon armado soportar tensiones medias de traccion iguales a 1,72 MPa) en los que se comprob¢ la influencia de
solicitaciones axiles sobre la resistencia a cortante.

» Regan, en 1971, en el Imperial College de Londres, realizé dos campafias de ensayos (3). La primera se realizo
con vigas sin armadura transversal sometidas a traccién. Las tensiones de fraccién aplicadas en la primera cam-
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paign, prior to the vertical load, in an attempt to reduce the risk of premature bending collapse in the member, for in
the test set-up the rectangular section beam used was cantilevered beyond one support. Loading the cantilever ver-
tically would have induced bending in the section near the closest support.

+ Sgrensen and Lgset’s (5) scant trials were conducted in 1981 to study shear capacity in the structural elements of
a port. Bhide and Collins compared their results to the Modified Compression Field Theory predictions and found
similarities, although the experimental values were slightly higher.

* In 1996, Adebar and Collins (4) ran 27 trials on 2 meter span beams with and without transverse reinforcement to
calculate the effects of stress on specific members in certain port structures. The device that introduced the
desired loads during the trials operated at a constant N/V ratio, maintaining the maximum bending moment on
the ends of the beam and a zero moment at mid-span. This entailed the use of only six of the 60 hydraulic jacks
with which the University of Toronto’s shell element tester was fitted.

3.3. NEED FOR RESEARCH

In short, the following gaps have been identified in the state of present knowledge, which justify the need for further
research in this area.

+ A fairly small number of trials have been conducted in which tensile axial loads were applied to induce shear failure.
+ Specifically, no record was found of trials conducted with high performance concrete, with f > 60 MPa.

* Very few of these trials reflect the additional effect of section shape or the a/d ratio.

+ The formulas recommended in the existing standards do not yield consistent results.

4. EXPERIMENTAL RESEARCH

The experimental trials for the research discussed here were conducted at the INTEMAC Central Laboratory. The
specific aim of the experimental campaign was to run trials on a number of linear reinforced concrete members
without transverse reinforcement. The longitudinal reinforcement was sized and placed further to standard practice
for joists in one-way slabs, with a view to verifying the existing formulas or validating a new formula able to pro-
vide a better fit to the results of these new trials.

Prior to undertaking the campaign, a parametric study was conducted of the joist typology that could be tested to
shear failure.

The three parameters used to characterise the joists in this preliminary study were the compressive strength
values for concrete, f, the total depth, d, and the longitudinal reinforcement ratio, p. Five levels of tensile axial
stress, o, were applied to each type of specimen. In all, ninety tests were considered, i.e., nine joist typologies,
differing in reinforcement ratio and size, two types of concrete (conventional and high strength) and five stress
levels.

O S
200mm 05% 0175 f,,.
L {ZSMP a h J250mm 0 110% o, {0350 f,,
80MPa 300mm 1.5% 0.525 f,,.,
U

The test set-up was similar to the scheme used by Regan in 1971 and Leonhardt, Rostasy, Mac Gregor and Patzak in
1977 in slabs without transverse reinforcement (see Figure 3). This set-up was chosen for essentially two reasons.

+ It favours the effect of the axial force on shear capacity more than other possible schemes with high a/d
ratios.

+ The capacity predictions for the ultimate bending moment are more accurate than for ultimate shear and it
is not clear to what extent measures need to be taken to induce shear failure before bending failure. A mar-
gin of at least 1.5 is recommended between the ultimate bending moment in the section and the theoretical
moment existing in the beam at shear failure and this structural model afforded a wide margin in this
respect (11).
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pana de ensayos fueron de hasta 2,80 MPa y se aplicaban antes que la carga vertical, en unas condiciones que
intentaban reducir el riesgo de colapso prematuro del elemento por momento flector biapoyando la viga de sec-
cién rectangular y dejando libre un voladizo, el cual cargado verticalmente induciria un momento a la seccién del
apoyo mas cercano.

- Los escasos ensayos de Sgrensen y Lgset (5) se realizaron en 1981 para estudiar la capacidad a cortante en
elementos estructurales portuarios. Bhide y Collins estudiaron sus resultados y comprobaron que se aproxi-
maban a las predicciones de la Teoria Modificada del Campo de Compresiones, aunque con valores ligera-
mente altos.

» En 1996, Adebar y Collins {4), con el objeto de calcular los efectos tensionales en elementos singulares de varias
estructuras portuarias, realizaron 27 ensayos sobre vigas con y sin armadura transversal de dos metros de luz. El
aparato que introducia las cargas deseadas en los ensayos, lo hacia siempre con una relacion N/V constante y
manteniendo un momento maximo en los extremos de la viga y un momento nulo en el centro del vano de dicha
viga. Para ello sélo se utilizaron seis gatos hidraulicos de los 60 que presentaba la méaquina (Shell Element Tes-
ter) de la Universidad de Toronto.

3.3. NECESIDAD DE INVESTIGACION

En resumen, hemos detectado las siguientes lagunas en el estado del conocimiento realizado que justifican la nece-
sidad de profundizar en esta investigacién:

« El namero de ensayos realizados en los que se aplican solicitaciones axiles de traccién hasta rotura por cortante
es reducido.

+ Especificamente, no hemos encontrado ensayos realizados con hormigones de altas prestaciones de f,, > 60MPa.

» Pocos de estos ensayos reflejan la influencia adicional de la forma de la seccidon o la relacion a/d.

+ Las formulaciones incorporadas en las normas no conducen a resultados coincidentes.

4. INVESTIGACION EXPERIMENTAL

A continuacién, expondremos la investigacion experimental cuyos ensayos fueron realizados en el Laboratorio Cen-
tral de INTEMAC para este estudio. El objetivo especifico de la campana experimental fue la realizacién de unos
ensayos sobre varios elementos lineales de hormigdén armado sin armadura transversal, cuya disposicidon de arma-
dura longitudinal y dimensiones geométricas sean usuales para viguetas de forjado unidireccional en obras de edi-
ficacion, que validaren la formulacién vigente o, en caso contrario, avalaren una nueva formulacién que se ajuste
mejor a los resultados de los nuevos ensayos.

Previamente a la ejecucién de la campaia experimental, realizamos un estudio paramétrico sobre la tipologia de las
viguetas que podriamos ensayar hasta rotura por esfuerzo cortante.

La caracterizacion preliminar de las viguetas se realizd teniendo en cuenta los valores indicados de la resistencia a
compresion del hormigén £, el canto total d y la cuantia geométrica longitudinal p. Ademas, contemplamos cinco
niveles de solicitacion axil de traccion o, por cada tipo de pieza candidata para ensayo. En total contemplamos
noventa ensayos, esto es, nueve tipologias de vigueta con distintas cuantias y dimensiones geométricas, dos tipos
de hormigones (convencionales y de alta resistencia) y cinco niveles de solicitacion.

0Foym
200mm 0,5% 0875 fs
f. {ZSMPG h 1250mm p 11.0% o, 103504, ,,
80MPa 300mm 1,5% 05251, .,
Yoo m

Una vez realizada la caracterizacion de las viguetas de la campafa se penso en un esquema de disposicion de ensa-
yos semejante al usado por Regan en 1971 y al usado por Leonhardt, Rostasy, Mac Gregor y Patzak en 1977 en
losas sin armadura transversal (ver Figura 3). Fundamentalmente, fue elegido por dos razones:

« Es una disposicién que favorece la influencia del esfuerzo axil sobre la capacidad a cortante frente a
otros posibles esquemas con relaciones a/d altas.
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Figure 3. Test set-up
Figura 3. Modelo de ensayo

The first term in the expression recommended in Spanish structural concrete code EHE-08 (see Equation [1]) for cal-
culating the concrete shear limit state in members subject to excessive principal tensile stress in their webs (and
deduced by Zsutty from a preliminary dimensional study and regression analysis (12)) was taken as the basis for
estimating the shear strength values for the specimens. In the EHE-08 expression adjusted for trial values, that first
term was modified by introducing the variable C”zr to take the effect of the a/d ratio and section shape into consid-
eration (see Equation [6]).

The aforementioned variable was obtained by simple regression analysis run on 804 trials drawn from the Benz,

Sherwood and Collins database cited above, which contains a much larger number of trials than the bases used
both by Zsutty and the Model Code drafters.

’ 1
VE{]E = C“'I;'HE'(l + 2—39 ]'(100’:0; .\fcm )S + 0'15'0'0 [6]

byd
where,
| a -1.06 bf 030-(3—3)
C" oy = 10.59 (;{“) : Br if a/d <3 [71
C“EHE=O'18if a/d23 [8]

b,  T-section flange thickness (mm).
b,, minimum web thickness (mm) (b;/b, = 3).

After calculating the strength of the ninety specimens, for reasons of rescurces and viability, in view of the large
number of trials involved, fourteen were selected for the experimental campaign, rejecting any in which shear
failure could not be assured with a sufficient margin of reliability.

Consequently, the experimental campaign consisted of seven trials on conventional and seven identical trials on
high performance concrete specimens (see Table 1). All the specimens were of the same size, while the reinforce-
ment ratio differed in the V8 and V9 series of trials, with values of 1 and 1.5 %, respectively. Ten of the fourteen trials
were performed at different levels of tensile axial loads, which were raised to a maximum of 52 % of the mean ten-
sile stress of the concrete used.
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« En segundo lugar, las predicciones de capacidad realizadas para momento ultimo tienen mayor precision
que las que se hacen de cortante ultimo y no queda claro en qué medida resulta necesario cubrirse para
provocar la rotura por cortante antes que por flexién. Es recomendable mantener un margen de la rela-
cién entre el momento Ultimo de la seccidén y el momento tedrico que existiera en la viga al producirse la
rotura por cortante de, al menos, 1,5 y este es un modelo estructural que nos ofrecia un gran margen de
seguridad (11).

Para estimar los valores en los que se produciria el agotamiento a esfuerzo cortante de nuestras piezas, hemos
partido de la formulacidén del primer término de la expresion para calcular el esfuerzo cortante de agotamiento
por traccidon en el alma indicada por la Instruccién EHE-08 (ver ecuacién [1]), la cual fue deducida por Zsutty
a partir de un previo anélisis dimensional y de un anélisis de regresién (12). En este sentido, consideramos
necesario incluir la influencia de la relacién a/d y de la forma de la seccién al menos en la formulacién del pri-
mer término de la EHE-08 expresado en valores de ensayo, mediante la introduccidn de la variable C"gye (ver
ecuacién [6]).

Dicha variable ha sido obtenida, en definitiva, mediante un procedimiento de ajuste de parametros mediante varios
andlisis de regresion simple contemplando 804 ensayos de la base de datos de Benz, Sherwood y Collins, anterior-
mente indicada. Queremos destacar que es una base de datos con un nimero de ensayos muy superior a la consi-
derada por Zsutty y a la considerada en la redaccion del Codigo Modelo.

Veug f200 1
= Cpp 14+ | — 1000 ., 5 +0,150",
bo'd EHE d ( ps f(‘m ) ¢ [6]
donde,
1,06 b 0,3()«(3—%)
Cone"=1059-[£) " [\[22] " |siam<s 7]
EHE d bw
Cpye''=018sia/d=3 (8]
by Espesor del ala de la seccién transversal en forma de T (mm).
b, Espesor minimo del alma (mm) (b,/b,, = 3).

Tras determinar la resistencia de cada elemento a ensayar, de los noventa ensayos contemplados, por medios y via-
bilidad, dado que era un naimero elevado de ensayos, seleccionamos catorce para nuestra campafa experimental
desechando aquellos que no nos ofrecian un margen de seguridad adecuado frente una rotura a cortante.

Por tanto, la campafa experimental consté de siete ensayos realizados con hormigones convencionales y otros
siete ensayos gemelos realizados con hormigones de altas prestaciones (ver Tabla 1). Todos ellos presentaban
las mismas dimensiones geométricas y los ensayos de la serie V8 y V9 se distinguian por la cuantia de armadu-
ra dispuesta, del 1 % vy del 1,5%, respectivamente. A diez de los catorce ensayos se les aplicaron distintos nive-
les de solicitaciones axiles de traccion, los cuales llegaron a alcanzar el 52% de la resistencia media a traccion
del hormigdn utilizado.
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— b, h hy f, p As | As- o, My | My | Ve | N P
mm | mm | mm | mm | MPa % @ @ MPa kKN-m | kN-m| kN kN kN
V8-025| 700 140 200 50 25 1.0 2912 2012 0-fct 24.70 | 20.30 | 52.44 | 0.00 | 69.92
V8-080 | 700 140 200 50 80 1.0 2812 2612 0-fct 30.40 | 22.30 | 70.21 | 0.00 | 93,61
V8-1 700 140 200 50 25 1.0 2612 2812 | 0.175-fct 23.90 | 17.19 | 50.89 | 25.14 | 67.82
Vv8-2 | 700 140 200 50 80 1.0 2612 2¢12 | 0.175-fct 27.60 | 17.20 | 67.08 | 50.84 | 89.44
Vv8-3 | 700 140 200 50 25 1.0 2812 2¢12 0.35.fct 23.20 | 15.14 | 49.35 | 50.27 | 65.80
v8-4 | 700 140 200 50 80 1.0 2612 2¢12 0.35-fct 24,70 | 11,90 | 63.96 {101.68| 85.27
V8-025 | 700 140 200 50 25 1.5 3912 3¢12 0-fct 33.10 | 28.90 | 60.04 | 0.00 | 80.06
Vv8-080 | 700 140 200 50 80 1.5 3812 3¢12 0-fct 41.60 | 30.30 | 80-39 | 0.00 {107.18
V8-1 700 140 200 50 25 1.5 3812 3¢12 | 0.175-fct | 43.40 | 27.50 | 58.50 | 25.14 | 77.99
v8-2 | 700 140 200 50 80 1.5 3812 3¢12 | 0.175-fct | 39.50 | 25.50 | 77.26 | 50.84 |103.02
Vv8-3 | 700 140 200 50 25 15 3812 3812 0.35-fct 31.80 | 25.00 | 56.95 | 50.27 | 75.93
Vv8-4 | 700 140 200 50 80 1.5 3812 3812 0.35-fct 37.40 | 20.60 | 74.13 |{101.68| 98.85
Vv8-5 | 700 140 200 50 25 1.5 312 3¢12 | 0.525-fct 31.10 | 22.50 | 55.40 | 75.41 | 73.87
V8-6 | 700 140 200 50 80 1.5 3812 | 3812 | 0.525-fct 35.40 | 15.60 | 71.01 |152.562| 94.68
b,
l
SR R T,
7 4 h
.o
b |

f,  concrete compressive strength (N/mm?)

o longitudinal reinforcement ratio (%)

A* number and diameter of bottom bars (g)

A, number and diameter of top bars (g)

o, tensile stress applied (% £,

M,* ultimate positive bending moment (kN-m)

M, ultimate negative bending moment (kN-m)

Veye ultimate shear under axial load (kN); see Equation [6]

N  tensile axial load applied (kN); see Figure 3

P predicted failure load assuming axial load (kN); see Figure 3.

Initially, only vertical loads were applied in all the trials (see Figure 3). The tensile axial loads were applied, as
appropriate, in each test after vertical loading had generated cracks. These stresses were deemed to be very likely
to appear on structural floor joists under service conditions. In the following load increments, the vertical point load

Table 1

was applied at a constant rate through failure, with the same axial loads as in the second increment.

Figure 4 provides an overview of the laboratory and the control and measurement equipment a few moments prior
to one of the trials. Table 2 summarises some of the characteristics of the trials conducted in the INTEMAC Central

Laboratory.

The collapse of a V9 specimen is depicted in Figure 5 by way of illustration.
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M, M

Denominacién b bo h ho fe P As* As- % u v | Vewe | N P
def ensayo mm | mm|mm|mm|MPa| % 2] @ MPa KN-m | kN-m | kN kN kN
V8-025 700 | 140 | 200 50 25 1,0 2¢12 2¢12 0-fct 24,70 | 20,30 | 52,44 | 0,00 | 69,92

V8-080 700 | 140 | 200 | 50 80 1.0 2¢12 | 2¢12 0-fet 30,40 | 22,30 | 70,21 | 0,00 | 93,61

V8-1 700 | 140 | 200 | 50 25 1.0 2¢12 | 2¢12 | 0,175-fct | 23,90 | 17,19 | 50,89 | 25,14 | 67,82
V8-2 700 | 140 | 200 | 50 80 1,0 2¢12 | 2¢12 | 0,175-fct | 27,60 | 17,20 | 67,08 | 50,84 | 89,44
V8-3 700 | 140 | 200 | 50 25 1.0 2912 | 2¢12 | 0,35.fct 23,20 | 15,14 | 49,35 | 50,27 | 65,80
V8-4 700 | 140 | 200 | 50 80 1,0 2¢12 | 212 | 0,35-fct 24,70 | 11,90 | 63,96 |101,68| 85,27

V8-025 700 | 140 | 200 | 50 25 1,5 3g12 | 3¢12 0-fct 33,10 | 28,90 | 60,04 | 0,00 | 80,06
V8-080 700 | 140 | 200 | 50 80 1,5 3g12 | 3g12 0-fet 41,60 | 30,30 | 80-39 | 0,00 |107,18

V8-1 700 | 140 | 200 | 50 25 1,5 3812 | 3812 | 0,175-fct 43,40 | 27,50 | 58,50 | 25,14 | 77,99
V8-2 700 | 140 | 200 | 50 80 1,5 312 3¢12 | 0,175-fct 39,50 | 25,60 | 77,26 | 50,84 103,02
V8-3 700 | 140 | 200 50 25 15 3¢12 | 3¢12 0,35-fct 31,80 | 25,00 | 56,95 | 50,27 | 75,93
V8-4 700 | 140 | 200 | 50 80 1,5 312 | 3812 0,35-fct 37,40 | 20,60 | 74,13 |101,68| 98,85
V8-5 700 | 140 | 200 50 25 1,5 3812 | 3812 | 0,525.fct 31,10 | 22,50 | 55,40 | 75,41 | 73,87
V8-6 700 | 140 | 200 50 80 1.5 3812 | 3912 | 0,525.fct 35,40 | 15,60 | 71,01 |152,562| 94,68
by
I 1
h.;[ FLE . . "4 a . a4
£ a h
. <
> ]
f, Resistencia a compresion del hormigén (N/mm?).

P Cuantia geométrica de armadura longitudinal (%).

As* Namero y didmetro de redondos en fibra inferior (g).

A, Namero y didmetro de redondos en fibra superior {(g).

o, Tensidn de traccion aplicada (% f,)).

M,* Momento resistente dltimo positivo (kN-m).

M, Momento resistente Gltimo negativo (kN-m).

Ve Cortante Ultimo con carga axil aplicada (kN). Ver ecuacién [6].

N Axil de traccién aplicado (kN). Ver Figura 3.

P  Carga de rotura prevista con carga axil aplicada (kN). Ver Figura 3.

Tabla 1

La puesta en carga de todos los ensayos comenzaba con la aplicacién exclusiva de las cargas verticales (ver Figura 3).
Las solicitaciones axiles de traccioén, en su caso, se aplicaban una vez alcanzado en cada ensayo el momento de fisura-
cion actuando Unicamente las cargas verticales. Consideramos que es bastante probable que dichas solicitaciones
aparecieran sobre estas viguetas de forjado en situacidén de servicio. En los escalones de carga siguientes de cada
ensayo, mantuvimos una velocidad de aplicacidn de carga puntual vertical constante con la misma solicitacion axil del
segundo escalon hasta rotura.

En la Figura 4 mostramos una vista general del Laboratorio, unos instantes previos a la realizacién de uno de los
ensayos de esta investigacion experimental en la que se indican los equipos de control y medida y en la Tabla 2 se
resumen algunas caracteristicas de los ensayos llevados finalmente a cabo en el Laboratorio Central de INTEMAC.

Asimismo, a modo de ejemplo, mostramos el colapso de las piezas de la serie V9 en la Figura 5.
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Figure 4. Overview of equipment and instruments and test set-up at the INTEMAC Central Laboratory

Trial

bo h ho b d P e Fet Eq E. Ningits o f P Ve
(mm) | (mm) | (um) | (mm) | (um) | (%) | (MPa) | (MPa) | (Wmm?) | (Wmm?) ({4 o (ki) (ki)

700 200 50 140 164 1.0 33.6 3.4 189000 27096 0.00 0.00 85.68 35.94

700 200 50 140 164 1.0 75.0 4.9 189000 35334 0.00 0.00 122.20 | 33.60

700 200 50 140 164 1.0 35,5 41 180500 30500 29.81 1238 | 93.40 38.00

700 200 50 140 164 1.0 82.1 57 180500 42000 50.84 15.80 § 124.00 | 31.92

700 200 50 140 164 1.0 33.6 3.4 189000 27096 50.30 26.21 73.00 31.92 ' 45.13

700 200 50 140 164 1.0 75.0 4.9 189000 35334 101,68 | 37.14 | 82.64 33.60 l 50.91

700 200 50 140 164 1.5 32,9 3.8 189000 27500 0.00 0.00 135.60 | 36.00

700 200 50 140 164 1.5 76.6 4.5 189000 37250 0.00 0.00 132.60 | 45.60

700 200 50 140 164 1.5 31.3 3.7 190500 29000 2r.21 I 13.21 § 112,70 | 43.08

700 200 50 140 164 15 73.8 5.0 180500 41500 ' 4670 | 1671 ] 11770 [ 41.25

700 200 50 140 164 1.6 355 4,1 180500 30500 59.61 2475 | 85.83 38.82

700 200 50 140 164 1.6 73.8 5.0 1980500 41500 109.89. | 38.33 | 68.50 35.40

700 200 50 140 164 1.5 32.9 3.8 189000 27500 108,58 | 5062 | 94.60 42.60

700 200 50 140 164 1.5 821 57 180500 42000 154,11 | 47.89 | 85.50 39,30

f

a

f

3]

P
Es
E ¢
{’V traccion

(4
P t
Vc

Vv,

u

ct

otal

20

time lapsing between the casting date and the date of the trial (days)
web width (mm)
flange width {(mm)
total depth (mm)
flange depth (mm)
mean tensile failure load for the concrete on the date of the trial (N/mm?2)
mean compressive failure load for the concrete on the date of the trial (N/mm?2)
longitudinal reinforcement ratio (%)
modulus of elasticity of reinforcing steel (N/mm2),
concrete modulus of elasticity (N/mm?2)
tensile axial load applied {(kN})
tensile axial load applied in the test expressed in terms of the mean tensile failure load 7, (%)
vertical load applied by the test frame (kN)
shear cracking force (kN)
ultimate shear (kN).
Table 2
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Wideo camera

Figura 4. Vista general de los equipos, instrumentacion y disposicion de uno de los ensayos en el Laboratorio Central de INTEMAC

Ensayo

bo h ho b d p fo fee Es E; M isecion o f Protal Vi Vi
(mm) | (mm) | (mm) | mm) | (mm) | (%) | (MPa) | (WPa) ] (imm®) | (armm?) | (kM) o (ki) (k) {KE)

700 200 50 140 164 1,0 33,6 3,4 188000 27096 0,00 0,00 85,68 35,94 52,74

700 200 50 140 164 1.0 75,0 4,9 188000 35334 0,00 0,00 122,20 | 33,60 l 74,65

700 200 50 140 164 1,0 35,5 4,1 180500 30500 29,81 12,38 93,40 39,00 57,37

700 200 50 140 164 1,0 82,1 57 190500 42000 50,84 15,80 | 124,00 | 31,92 75,73

700 200 50 140 164 1,0 33,6 3,4 188000 27096 50,30 26,21 73,00 31,92 45,13

700 200 50 140 164 1,0 75,0 4,9 189000 35334 101,68 37,14 82,64 33,60 50,91
700 200 50 140 164 1,5 32,9 3,8 188000 27500 0,00 0,00 135,60 | 36,00 82,69
700 200 50 140 164 1,5 76,6 4,5 189000 37250 0,00 0,00 132,60 | 45,60 80,89

700 200 50 140 164 1,5 31,3 3,7 190500 28000 27,214 13,21 112,70 § 43,08 68,94

700 200 50 140 164 1,6 73,8 5,0 190500 41500 46,70 16,71 117,70 | 41,25 71,95

700 200 50 140 164 1,6 35,5 4.1 180500 30500 24,75 85,83 38,82 52,83
109,89

700 200 50 140 164 1,5 73,8 5,0 180500 41500 39,33 68,50 35,40 42,43
700 200 50 140 164 1,5 32,9 3,8 189000 27500 108,58 | 50,62 94,60 42,60 58,09

700 200 50 140 164 1,5 82,1 57 180500 42000 47,89 85,50 39,30 52,63

t Intervalo de tiempo entre la fecha de hormigonado y la fecha de realizacion de ensayo (dias).
b Ancho del alma (mm).
by Ancho del ala (mm).
h Canto total (mm).
hg Canto del ala (mm).
fy Tension media de rotura a traccion del hormigén en la fecha de realizacion de ensayo (N/mm?2).
f, Tension media de rotura a compresion del hormigon en la fecha de realizacion de ensayo (N/mm?).
o Cuantia geométrica de armadura longitudinal (%).
E, Modulo de elasticidad del acero de la armadur (N/mm?).
E, Modulo de elasticidad del hormigén (N/mm?2).
N,,.ccisn Solicitacion axil aplicada en el ensayo (kN).
%f,, Tensién axil aplicada en el ensayo expresada en funcion de la tensién media de rotura a traccion f,,(%).
P..:ss  Carga vertical aplicada por la prensa en el ensayo (kN).
s Esfuerzo de fisuracion por cortante (kN).
vV, Cortante altimo de rotura (kN).

Tabla 2
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V9-025 V9-080

V9-1 V9-2
Figure 5 . V9 specimen collapse (1)
Figura 5. Colapso de las piezas V9 {l)

5. ANALYSIS OF RESULTS
5.1 INTRODUCTION

A number of the features of the numerical models were analysed critically based on the experimental data for 41 of
the trials compiled from the literature that involved specimens under tensile axial loads as well as the trials from the
present campaign (see Table 3). The model results were then compared to the experimental findings.

5.2. NUMERICAL MODELS SELECTED AND RESULTS

The numerical models considered in this study were deduced from the expressions set out in Spanish structural
concrete Code EHE-08 and ACI Code 318-08 (see ltem 3.1) and used to calculate the shear strength of a joist without
transverse reinforcement. The safety factors were eliminated from the initial expressions to adjust for test values. A
similar exercise was performed with the Modified Compression Field Theory (MCFT).

These models were adjusted to take the effect of the a/d ratio and the section shape into consideration. The expres-
sions deduced from Spanish structural concrete Code EHE-08 are set out in Section 4 (see Equation [6]), while the
expressions deduced from ACI 318-08, obtained by applying the same adjustment as in the Spanish code, are
shown below.

v

v, L N
AL = Oy | 140288 (91

byd

8
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Vo-3 V9-4

V9-5 V9-6

Figura 5. Colapso de las piezas V9 (II)
Figure 5 . V9 specimen collapse (1)

5. ANALISIS DE LOS RESULTADOS.
5.1. INTRODUCCION.

Considerando la base de datos experimentales compuesta por los 41 ensayos recopilados de la bibliografia consul-
tada que incluyen elementos solicitados a traccion axil, anteriormente expuesta, asi como por los ensayos de nues-
tra campafa experimental (ver Tabla 3) hemos procedido a realizar un analisis critico de varios aspectos referentes
a los modelos de célculo para, a continuacién, realizar un andlisis de contraste entre los resultados obtenidos por la
aplicacidn de estos modelos y los obtenidos de dicha base experimental de datos.

5.2. MODELOS DE CALCULO SELECCIONADOS Y RESULTADOS DE SU APLICACION.

Los modelos de célculo considerados en este estudio han sido deducidos de las expresiones de la Instruccion EHE-08
y del Codigo ACI 318-08 (ver Subapartado 3.1.), a partir de las cuales se obtiene el esfuerzo cortante de agotamiento
de una vigueta sin armadura transversal sometida a solicitaciones axiles de traccion, de las que hemos eliminado los
coeficientes de seguridad para referirlas a valores de ensayo. Asimismo, hemos contemplado los resultados obteni-
dos de aplicar la Teoria Modificada del Campo de Compresiones (MCFT).

Dichos modelos tienen en cuenta la influencia de la relacion a/d y la forma de la seccidon. En concreto, las expresio-
nes del modelo de cédlculo deducido a partir de la EHE-08 pueden ser consultadas en el Apartado 4 (ver ecuacién [6])
y las expresiones del modelo deducido a partir de la ACl 318-08 son las siguientes, obtenidas de aplicar el mismo
procedimiento de ajuste realizado con las expresiones de la Instruccion espafola:

Yia =C,u'" v/e) 1+0,288 2
byd ‘ A

[9]

g
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where,

a 137 b 0.25-(3—3)
Claey = |452:| =) | ;f if a/d < 3 (101
C" =100 if a/d=3 11

The results of applying these models (Spanish numerical model, Vg, and American numerical model, V) to
estimate shear capacity under the conditions in place in the experimental trials conducted at the INTEMAC Central
Laboratory and in the trials compiled from the literature, along with the results of applying MCFT, are given in
Table 3, in which the notation is the same as in Table 2 above.

. v, .

Author Date | Tl & | i | | om | o | | | om | | e | o | % |
Elstner and Hognestad 1957 9 32.10 2137 8.30 305 175 284 041 225 18 67.34 359
Fistner and Hognestad 1957 10 32.83 24.28 11.40 305 175 284 0.41 20.7 1.8 56.15 3.69
Mattock 1869 4 4744 36.72 48.50 305 152 254 1.03 46.2 34 16.05 3,00
Mattock 1969 5 39.09 21.67 45,00 305 152 254 2.07 16.1 1.2 3241 3,00
Mattock 1989 " 3429 15.92 39.10 305 152 254 3.10 5.2 1.1 71.16 3.00
Mattock 1969 16 35.36 25.34 23.20 305 152 264 1.03 30.3 24 35.33 5.40
Mattock 1989 19 40.12 23.15 39.30 305 152 254 207 18.5 14 29.55 5.40
Mattock 1969 20 56.5¢ 37.41 53.10 305 152 254 2.07 48.3 35 15.58 5.40
Mattock 1969 21 53.50 28.92 50.70 305 152 254 207 50.5 37 31.96 5.40
Mattock 1989 23 40.12 23.15 44.10 305 152 254 3.0 18.5 1.4 2955 5.40
Mattock 1969 75 43.98 24.18 55.10 305 162 254 3.10 278 22 37.59 5.40
Mattock 1969 28 40.69 17.65 56.50 305 152 254 310 28.8 23 61.02 5.40
Mattock 1989 29 58.56 39.26 75.60 305 152 254 3.10 53.2 38 14.61 5.40
Haddadin et al. . 1971 AT 100.10 4505 106,00 609.6 469.9 101.6 177.8 381 378 27.8 22 62.33 250
Haddadin et al. 1971 CIT 101.77 46.01 99.10 609.6 469.9 1016 177.8 381 3.78 291 2.3 60.60 3.38
Regan 1971 N3 38.01 11,00 54.70 305 152 272 1.46 325 25 84.77 2.80
Regan 1971 N4 43.88 19.77 56.20 305 182 272 1.46 34.0 28 61.62 280
Regan 1971 N5 46.56 21.27 57.20 305 152 272 1.46 316 25 4302 2.80
Regan 1971 NB 45.65 24.80 56,00 305 152 272 1.46 324 25 49.53 2.80
Regan 1971 N7 39.30 8.67 55.30 305 152 272 1.46 35.4 2.7 86.57 2.80
Regan 1971 N9 42.89 20.16 53.90 305 152 272 1.46 30.7 24 62.22 2.80
Regan 1871 N1t 38.26 2361 43.60 305 152 272 0.97 33.0 26 5249 2.80
Regan 1971 N12 43.59 30.18 44.40 305 152 272 1.46 28.0 22 23.50 5.61
Regan 1971 N13 44.03 79.47 46.90 305 152 272 1.46 312 24 28.93 561
Regan 1971 N14 48.00 32.50 60.30 305 152 272 146 31.2 24 28.93 2.80
Regan 1971 N15 52.18 38.44 62.20 305 152 272 1.46 32.1 25 1418 2.80
Regan 1971 N18 46.04 26.88 44.90 305 152 272 1.46 30.7 24 43.86 2.80
Regan 1971 N19 4217 20.73 41.80 305 152 272 1.46 288 2.3 61.38 2.80
Regan 1971 N20 53.70 32.80 47.80 305 152 272 1.46 45.7 34 33.64 2.80
Regan 1971 N21 34.08 1847 31.40 305 162 272 1.46 14.5 1.0 72.31 2.80
Regan 1971 N24 40.58 22.81 38.10 305 152 272 1.46 223 1.8 54.77 2.80
Sorensen and Loset 1981 T4 129.87 0.00 84.50 300 200 262 1.80 53.0 38 128.75 1.50
Sorensen and Loset 1981 15 115.17 0.00 76,00 300 200 262 1.80 53.0 38 172.93 1.50
Sorensen and Loset 1981 16 143.47 0.60 101.20 300 200 262 1.80 53.0 38 87.88 1.50
Adebar and Collins 1999 §T9 82.62 8.14 126.60 310 280 278 1.95 46.2 34 80.52 3.60
Adsbar and Collins 1999 STI0 49.61 0.00 117.70 310 290 278 195 46.2 34 151.18 3.60
Adebar and Collins 1939 STt 15.87 0.00 109.30 310 290 278 1.95 46.2 34 22342 3.80
Adebar and Collins 1999 ST12 0.00 0.00 49.10 310 280 278 1.95 46.2 3.4 433.80 3.60
Adebar and Collins 1889 ST13 0.00 0.00 71.70 310 290 278 195 515 37 281.27 3.60
Adebar and Collins 1999 8125 94.47 49.36 96,00 310 290 278 1,00 58.9 4.1 40.30 3.60
Adebar and Collins 1999 ST26 84.31 23.74 86.40 310 290 278 1,00 58.9 41 58.79 3.60
Ferndndez and Gonzélez 2011 VB-1 62.48 43.95 48.90 700 200 50 140 164 1,00 355 4.1 12.38 1.99
Farnandez and Gonzélez 2011 V8-2 7353 60.74 55.50 700 200 50 140 184 1,00 82.1 5.7 15.80 2.00
Farndndez and Gonzalez 2011 V8-3 60.06 42.55 39.30 700 200 50 140 164 1,00 335 34 26.21 1.97
Femndndez and Gonzélez 201 V8-4 70.42 39.27 43.30 700 200 50 140 164 1,00 750 49 3714 1.98
Fernédndez and Gonzalez 2011 V8-1 68.91 47.63 47.30 700 200 50 140 164 1.51 313 3.7 1321 1.99
Fernandez and Gonzédlez 2011 V3-2 84.87 62.49 64.10 700 200 50 14D 164 1.51 738 5.0 16.71 1.99
Ferndndez and Gonzalez 2011 V8-3 69.97 40.92 57.60 700 200 50 140 64 1.51 355 41 2475 1.80
Ferndndez and Gonzélez 2011 V8-4 81.01 35.80 50.08 700 200 50 140 164 1.51 738 5.0 39.33 1.97
Fernandez and Gonzdlez 2011 V9-5 65.13 25.10 42.80 700 200 50 140 164 1.51 32.8 38 50.62 1.99
Femnandez and Gonzdlez 2011 V9-6 7831 17.13 59.40 700 200 50 140 164 1.51 82.1 5.7 47.89 1.88

Table 3
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donde,

a1 b 0,25~(3-§)
Cag''=|452 Z ' b_f sia/d<3 110}
C,y'"=100sia/d=3 111

Los resultados de aplicar dichos modelos (modelo de célculo espaiiol, Vg y modelo de célculo americano, V) para
estimar las capacidades frente a esfuerzo cortante de los ensayos de la campafia experimental realizada en el Labora-
torio Central de INTEMAC vy de los ensayos recopilados en la bibliografia consultada, asi como los resultados de apli-
car la MCFT, se pueden consultar en la Tabla 3, cuya notacién es idéntica a la de la Tabla 2, anteriormente expuesta.

Autor Fecha | Ensayo i | s | | om | om | e | o | | e | e | % | o0
Elstner y Hognestad 1957 9 32,10 2137 9,30 305 175 284 041 25 18 67,34 3,69
Elstner y Hognestad 1957 10 32,83 24,28 11,40 305 175 284 0,41 207 15 56,15 3,69
Mattock 1959 4 47,44 36,72 4850 305 152 254 1,03 462 34 16,05 3,00
Mattack 1969 5 39,08 21,67 45,00 305 152 254 2,07 16,1 12 32,41 3,00
Mattock 1969 1 34,29 15,92 39,10 305 152 254 3,10 152 11 71,16 300
Mattock 1959 16 35,36 26,34 23,20 305 152 254 1,03 303 24 35,33 5,40
Mattock 1968 18 40,12 23,15 39,30 305 152 754 207 185 14 29,55 5,40
Mattack 1969 20 56,59 37,41 53,10 305 152 754 2,07 483 35 1558 540
Mattock 1969 21 53,50 28,92 50,70 305 152 254 2,07 505 37 31,96 540
Mattock 1959 [ 40,12 23,15 44,10 305 152 754 3,10 185 14 79,55 5,40
Mattock 1969 25 43,98 24,18 55,10 305 152 754 3,10 275 22 37,58 540
Mattock 1968 2 40,69 17,65 56,50 305 152 254 3,10 288 23 61,02 5,40
Mattock 1959 29 58,56 33,26 75,60 305 152 254 3,10 53,2 38 14,61 5,40
Haddadin et al. 1971 AT 10010 | 4505 | 10600 | 6095 469,9 1016 1778 381 3,78 778 22 62,33 250
Haddadin et al. 1971 17 10177 | 4601 99,10 5096 469, 1016 1778 381 3,78 29,1 23 60,50 3,38
Regan 1971 N3 39,01 11,00 54,70 305 152 272 1,46 25 25 84,77 2,80
Regan 1974 N4 43,88 19,77 56,20 305 152 272 1,46 340 28 61,62 2,80
Regan 1971 N5 46,56 77,27 57,20 305 152 m 146 31,6 25 43,02 2,80
Regan 1971 NB 45,65 24,80 56,00 305 152 272 1,46 24 25 43,53 280
Regan 1971 N7 33,30 8,67 56,30 305 152 272 1,46 35,4 27 86,57 2,80
Regan 1971 Ng 42,69 20,16 5390 306 152 m 1,48 30,7 24 62,22 2,80
Regan 1971 N11 38,26 2361 43,60 305 152 272 0,97 330 26 52,48 2,80
Regan 1971 N12 4359 30,18 44,40 305 152 772 1,48 780 22 23,50 561
Regan 1971 N13 44,03 29,47 4590 305 152 272 146 312 24 28,93 5,61
Regan 1971 N4 49,00 32,50 50,30 305 152 272 146 312 24 28,93 2,80
Regan 1971 N15 52,18 3844 62,20 305 152 272 1,46 32,1 25 14,19 2,80
Regan 1971 N18 45,04 26,88 44,90 305 152 7 1,46 307 24 43,86 2,80
Regan 1971 N19 2,17 20,73 41,60 305 152 272 146 288 23 61,38 2,80
Regan 1971 N20 53,70 32,80 47,80 305 152 272 1,46 457 34 33,64 2,80
Regan 1971 N21 34,08 1847 31,40 305 152 02 1,46 145 10 7231 2,80
Regan 1971 N24 40,58 22,81 38,10 305 152 272 1,46 223 18 54,27 2,80
Sorensen y Loset 1981 T4 12987 0,00 84,50 300 200 762 1,80 53,0 38 128,76 1,50
Sorensen y Loset 1981 15 115,17 0,00 76,00 300 200 262 1,80 53,0 38 172,93 150
Sorensen y Loset 1981 T6 143,47 0,00 101,20 300 200 262 1,80 53,0 38 87,88 1,50
Adebar y Collins 1998 NE 82,62 9,14 126,60 310 290 278 195 46,2 34 80,52 3,60
Adebar y Collins 1939 | ST10 49,61 0,00 117,70 310 290 278 1,95 462 34 151,19 3,60
Adebar y Collins 1988 | SN 15,87 0,00 109,30 310 290 278 195 46,2 34 22342 3,60
Adabar y Collins 1938 | ST12 0,00 0,00 49,10 310 290 278 195 46,2 34 433,90 3,60
Adebar y Callins 1998 | STI3 0,00 0,00 77,70 310 290 778 195 515 37 281,27 3,60
Adebar y Colling 193 | s125 94,47 43,36 96,00 310 290 278 1,00 58,9 4,1 40,30 360
Adebar y Collins 1999 | ST26 84,31 23,74 86,40 310 290 278 1,00 589 41 58,79 3,60
Fernandez y Gonzalez 2011 | V81 6248 4395 48,90 700 200 50 140 164 1,00 355 41 12,38 199
Ferndndez y Gonzdler 011 | vez2 7353 60,74 55,50 700 200 50 140 184 1,00 82,1 57 15,80 2,00
Farndndez y Ganzslez 2001 | v83 60,06 42,55 39,30 700 200 50 140 164 1,00 336 34 26,21 197
Fernandez y Gonzélez 2011 | V84 70,42 39,27 43,30 700 200 50 140 164 1,00 75,0 49 37,14 1,98
Fernandez y Gonzalez 2011 | V81 68,91 47,63 4730 700 200 50 140 184 151 313 37 13,21 199
Ferndndez y Gonzdlez 011 | ve2 84,87 62,49 54,10 700 200 50 140 164 151 738 50 16,71 1,98
Fernandez y Gonzalez 201 | Vo3 69,97 40,92 57,60 700 200 50 140 164 151 365 41 24,75 180
Fernandez y Gonzélez 2011 | Va4 81,01 35,80 50,06 700 200 50 140 184 151 738 50 3833 197
Fernandez y Gonzdlez 2011 | ves 65,13 25,10 42,90 700 200 50 148 164 151 329 38 50,62 1,99
Ferndandez y Gonzéler 011 | ves 78,31 17,13 59,40 700 200 50 140 164 151 82,1 57 47,89 198

Tabla 3
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5.3. QUALITATIVE ANALYSIS OF NUMERICAL MODELS

Four features of the numerical models studied should be reconsidered:

These models recommend extreme values for the predictive variables for reasons of safety due to the paucity of
experimental data. These values should be revised on the grounds of the updated experimental data.

The mean tensile axial stress is calculated for the gross area of the section analysed. This variable was included
for computing shear in specimens under compressive axial loads. In the present authors’ opinion, the value of the
tensile shear stress in the concrete should be estimated for the effective rather than the gross area of the cross-
section.

Moreover, numerical models should establish an upper limit for the tensile axial force applied so that when the
ultimate pure tensile strength is reached the section is regarded to be collapsed and therefore its shear capacity is
zero.

The effect of parameters such as the a/d ratio or section shape may be relevant to assessing the strength of the
member and should consequently be incorporated into these models.

5.4. COMPARISON OF THE MODELS TO THE EXPERIMENTAL FINDINGS

Figure 6 shows three graphs that compare the values obtained with the formulas deduced from EHE-08, ACI 318-08
and MCFT (V,,,, on the y axis) to the real capacities found for each trial (Voxp ON the x axis) and listed in Table 3. The
statistical parameters for each model are also shown, taking all the tests in Table 3 as well as the data subsets for
conventional (f, < 60 MPa) and high performance (f, = 60 MPa) concretes, where:

o standard deviation for V. / V,,,, in the data subset
H sample mean for V,,,./ V,,, in the data subset

n number of trials in the data subset

CoVar. (Pearson) coefficient of variation

Relative error  3(|V a0 = Vioyp | 100 / V) / .
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5.3. ANALISIS CRITICO CUALITATIVO DE LOS MODELOS DE CALCULO

Destacaremos cuatro aspectos que deberian ser reconsiderados en los modelos de célculo contemplados:

Los modelos establecen recomendaciones de valores limite en las variables predictoras por escasez de eviden-
cias experimentales y para garantizar valores prudentes y seguros. Dichos aspectos deberian ser revisados con
bases de datos experimentales actualizadas.

La tensidn axil media se calcula sobre el area bruta de la seccion analizada. La inclusién de esta variable se reali-
26 para elementos sometidos a solicitaciones axiles de compresién por lo que, en nuestra opinion, consideramos
que el valor de la tension axil de traccion en el hormigén debe ser estimado frente al area homogeneizada de la
seccién y no frente a la seccidén bruta.

Asimismo, los modelos de célculo deberian implementar una limitacion superior para las solicitaciones axiles de
traccién aplicadas de modo que cuando se alcanzara la capacidad ultima de traccion centrada, se considere que
la seccién esta agotada vy, por tanto, la capacidad a cortante sea nula.

La influencia de parametros tales como la relacion a/d o la forma de la secciéon, puede llegar a ser relevante en la
evaluacion de la capacidad resistente del elemento.

5.4. ANALISIS DE CONTRASTE DE LOS MODELOS CON LOS RESULTADOS EXPERIMENTALES

En la Figura 6 se muestran tres graficos en los que se comparan Unicamente los valores obtenidos con la formula-
cién deducida de la EHE-08, ACI 318-08 y MCFT (V.. segln el eje de ordenadas) con los valores de las capacida-

des reales de cada ensayo (V,

xpr segln el eje de abscisas), los cuales ya fueron expuestos en la Tabla 3. Asimis-

mo, se indican los resultados estadisticos de cada modelo considerando todos los ensayos de la Tabla 3, asi
como los subconjuntos de datos con hormigones convencionales (f, < 60 MPa) y con hormigones de altas presta-
ciones (f, = 60 MPa)}, donde:

o Desviacion estdndar del pardmetro V,,./ V,,, del subconjunto de datos.
u Media muestral del pardmetro V,,./ V,,, del subconjunto de datos.

n Ntimero de ensayos del subconjunto de datos.

C.variacion Coeficiente de variacidn (de Pearson).

Error relativo  3( Vo= Veyp|-100 / Ve, ) / n.
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Figure 6. Comparison of test values and mean values estimated with the formulas deduced from EHE-08, AC! 318-08 and the MCFT
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Figura 6. Comparacién entre valores de ensayo y valores medios estimados con las formulaciones deducidas
de la EHE-08, de la ACI 318-08 y de la MCFT
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The following observations may be made with respect to the above findings.

+ As a rule, the variations between the present experimental findings and the model predictions were no greater
than between the predictions and the findings for the trials compiled from the literature. The exception was the
high performance concrete, for which the test values deviated (¢ = 1.39) excessively from the model deduced
from Spanish structural concrete Code EHE-08.

+ The numerical model deduced from EHE-08 predicted higher capacity values for high performance concrete than
found by testing. The safety margins resulting from a comparison of the design values obtained with the model
deduced from EHE-08 to the actual data subset are not technically permissible, in the present authors’ opinion.
This is the first experimental evidence to be put forward in this regard, according to the literature consulted.

+ The mathematical expression deduced from ACI 318-08 to predict tensile shear capacity in linear members
without transverse reinforcement under tensile axial loads yields overly conservative (u = 0.52), inaccurate and
widely scattered (coefficient of variation = 0.56) results, compared to code EHE-08 (y = 1.04 and coefficient of
variation = 0.32). Note that this model appears to have been proposed with overestimating actual capacity of
the member tested, whose assessment could not be found in the literature consulted. It underestimates the
shear strength of the structural member, yielding estimates much lower than the experimental findings.

+ In several trial specimens that were experimentally found to have shear capacity, the values estimated with EHE-08
and ACI 318-08 proved to be negative. These values were taken to be equal to zero since negative shear lacks any
physical meaning.

+ Based on the standard deviation (o) and mean (u) values, the MCFT and the Spanish model are regarded as
approximately equal {0.29 compared to 0.33 and 1.07 to 1.04, respectively). That notwithstanding, the MCFT was
characterised by a certain “scale effect”; i.e., the higher the values concerned, the worst were the fits between the
calculated and experimental findings.

6. NEW NUMERICAL MODEL PROPOSED FOR CALCULATING THE SHEAR LIMIT STATE IN SECTIONS WITHOUT
TRANSVERSE REINFORCEMENT UNDER TENSILE AXIAL LOADS

The critical analysis of the numerical models discussed in the preceding Section revealed a lack of consistency in
terms of the approach adopted, while the comparison of the model estimates to the experimental findings identified
substantial differences between them.

Moreover, the models presently in place do not usually take the effect of some parameters into consideration, such
as the ratio between the shear span and the depth of the specimen or the shape of the respective cross-section. Any
proposal for a new numerical model should include these parameters.

This Section proposes such a new numerical model for calculating the shear limit state in a linear reinforced con-
crete member without transverse reinforcement subject to excessive principal tensile stress on its web. An effort has
been made to keep the new expressions sufficiently simple to ensure that, when included in the existing legislation,
they can be readily applied by any design engineer.

6.1. FIT ATTAINED WITH THE PROPOSED MODEL

Generally speaking, the model formulas drawn from the existing legislation that are used to calculate the ultimate
tensile shear strength of linear members without transverse reinforcement under tensile axial loads can be classified
under two main headings.

a) The first includes formulas that introduce the effect of tensile axial stress by adding a term (V,{o,,4)) to the respective
expression for calculating shear strength in the absence of such axial loads (V,,y,.¢)- An example is to be found in
the Spanish Code presently in effect, which recommends a formula of this type for areas with flexural cracking:

V2= (0.18/y,)-&-(100- p, -fc\,)”3 +0.15-0%)-by-d -V, = VC”(N(H,) +V, (0, [12]
b) The second group of formulas introduces the effect of tensile axial stress by multiplying the respective expression

for calculating shear strength in the absence of such axial loads (V4.0 by a reduction coefficient (Ky). The for-
mula used in the ACI Code is an example of this type of expression:
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Podemos, en consecuencia, realizar las siguientes observaciones:

+ En general, la variacion de los resultados obtenidos en la campafa experimental realizada con la predicciones del
modelo no es superior que en el resto de ensayos recopilados, salvo en el caso de los ensayos realizados con hormi-
gones de altas prestaciones en los que hemos obtenido desviaciones demasiado elevadas de los valores de los resul-
tados experimentales (i = 1,39) respecto a los valores de ensayo, considerando el modelo deducido de la EHE-08.

+ En este sentido, el modelo de célculo deducido de la EHE-08 predice valores superiores que las capacidades obte-
nidas de los ensayos realizados con hormigones de altas prestaciones. Cabe indicar que, considerando el modelo
deducido de la EHE-08 en valores de cdlculo y el mismo subconjunto de datos, debemos destacar que hemos
obtenido margenes de seguridad que, en nuestra opinion, no son técnicamente admisibles. De este hecho no se
habian obtenido evidencias experimentales hasta la fecha, segun la bibliografia consultada.

+ La expresién matematica del modelo deducido del Cédigo ACI 318-08 para predecir la capacidad a cortante en
elementos lineales sin armadura transversal sometidos a solicitaciones axiles de traccion arroja resultados exce-
sivamente conservadores (i = 0,52), imprecisos y altamente dispersos (coeficiente de variacion = 0,56) frente a la
Instruccion EHE-08 (u = 1,04 y coeficiente de variacion = 0,32). Es interesante observar que dicho modelo parece
que ha sido propuesto con cierta ” hiporresistencia” sobre la capacidad real del elemento ensayado, cuya evalua-
cién no hemos encontrado en la bibliografia consultada. Dicho modelo subestima la capacidad a esfuerzo cortan-
te del elemento estructural, siendo la capacidad estimada por dicho modelo en valores de ensayo mucho menor
gue la capacidad resistente experimental.

« Con el modelo deducido de la EHE-08 y del ACI 318-08 hemos obtenido valores de capacidades a cortante negati-
vas, los cuales, por aberrantes, hemos considerado iguales a cero al carecer de significado fisico, en varios casos
ensayados sometidos a solicitaciones axiles que si presentaron resistencia frente a esfuerzo cortante.

« Asimismo, consideramos que las desviaciones tipicas (o) y medias (y) de la MCFT y el modelo espafiol son aproxi-
madamente iguales (0,29 frente a 0,33 y 1,07 frente a 1,04, respectivamente). No obstante lo anterior, la MCFT presen-
ta cierto “efecto escala” (es decir, en general, parece que los peores ajustes obtenidos entre los valores calculados a
partir de la MCFT y los valores experimentales estan relacionados con las magnitudes mayores de dichos valores).

6. NUEVO MODELO DE CALCULO PROPUESTO PARA LA COMPROBACION DEL ESTADO LIMITE DE AGOTAMIEN-
TO POR ESFUERZO CORTANTE DE SECCIONES SiN ARMADURA TRANSVERSAL SOMETIDAS A SOLICITACIO-
NES AXILES DE TRACCION

En el Apartado anterior hemos realizado un andlisis critico y un anélisis de contraste entre varios modelos de célcu-
lo, poniendo de manifiesto una falta de coherencia tanto en varios aspectos referentes a su planteamiento como en
sus valoraciones finales al compararlos con los resultados de las bases de datos experimentales.

Ademas, la influencia, usualmente no considerada, de algunos parédmetros ha sido puesta de relieve, como por
ejemplo, la relacién entre la luz de cortante y el canto de la pieza ensayada o la forma de la seccién recta correspon-
diente. En este sentido, entendemos que dichos pardmetros deberian de estar incluidos en la propuesta de un
nuevo modelo de célculo.

En este Apartado, formulamos una nueva propuesta de un modelo de célculo del esfuerzo cortante de agotamiento
por traccion en el alma de elementos lineales sin armadura transversal sometidos a solicitaciones axiles de traccion.
De este modo, hemos realizado un esfuerzo en mantener cierto nivel de simplicidad en las nuevas expresiones para
que el nivel prestacional al implementarlo en la normativa, actualmente vigente, sea adecuado.

6.1. AJUSTE DEL MODELO PROPUESTO

En general, para el calculo correspondiente a dicho Estado Limite de Agotamiento por esfuerzo cortante de un ele-
mento lineal sin armadura transversal sometido a solicitaciones axiles de traccion, podriamos clasificar las formula-
ciones que consideran la influencia de las solicitaciones axiles de traccion de los modelos de las normativas vigen-
tes en dos grandes grupos:

a) Aquellas formulaciones que introducen la influencia de la solicitacién axil de traccién mediante un término suma-
torio adicional (V, {0,,)) a la expresién correspondiente al calculo del esfuerzo de agotamiento por cortante del
mismo elemento estructural en el caso de no estar sometido a dichas solicitaciones axiles (V,,yq.o)- Sirva como
ejemplo la formulacion de la vigente Instruccion espafola, que responde a una formulacién de este tipo en regio-
nes fisuradas a flexion:

Vi = (0,18/7)-§-(100-p; [ )' +0,15-0°)-byd = V.2 =V vy + Va (00 2]
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Vz’ ) (1 +O'288'7]4V_) . gc ).b‘v'd >0 - VuZ :KN' ch(NzI=0) [13]

The new model proposed introduces the effect of axial loads by multiplying the expression for calculating shear
strength in the absence of such axial loads by a reduction coefficient. This type of formula simplifies multiple
regression analysis fitting.

Consequently, the expression proposed to estimate the shear capacity in linear reinforced concrete members without
transverse reinforcement under tensile axial loads is as shown below. Of experimental origin, it refers to flexure
cracked areas of linear reinforced concrete members in which failure is caused by excessive tensile stress on the web:

‘/l',]H' = /'(N)'VL'II [14’]
where:
V,.or shear capacity in linear members under tensile axial loads (N)
V., shear capacity disregarding the effect of tensile axial loads (N)

f(N) reduction coefficient that depends on the tensile axial loads applied.

The first stage, then, consists of adjusting the expressions in the new model, ignoring tensile axial loading. That
effect is subsequently taken into consideration by applying a reduction coefficient.

Hence, data from several subsets found in the updated Benz, Sherwood and Collins database (9) were entered in the
EHE-08 expression to compute the shear strength in the web of non-axially loaded linear members without trans-
verse reinforcement. Multiple regression analysis was used to fit the data. The safety factors were eliminated from
the Code EHE-08 expression to adjust for the trial values. In addition, in this first stage, the effect of the a/d ratio and
section shape was also taken into consideration.

In short, the numerical model proposed to estimate shear strength in the absence of tensile axial loads is described

by the following expression:
Ve _ o 200 305 o
b d =C PROPOSED.(] + d ) ‘((100)3‘ps05‘funo3) [15]

w

where,

1237 p (MO D

" a S/

C" prorosep = | 104 — "W ifad<3 [16]
d bw

C" provosen =042 if a/d=3 [17]

As in the models deduced in the preceding sections, given the short number of trials conducted with b,/b,, ratios of
over 3 (seven trials), values of over 3 for the b;/b,, variable were not used.

The mode! proposed, expressed as in Equation [15] and deduced from code EHE-08 as shown in Equation [6] above,
yielded low scatter and correlations deemed to be acceptable for predicting the shear capacity of non-axially loaded
members without transverse reinforcement. The predictions delivered by the proposed model consistently yielded a
more accurate fit with a narrower scatter than the results obtained with the model set out in the Spanish Code when
the a/d ratios were over 2.5.

The model deduced from Code EHE-08 was again found to yield low correlations for the subsets of data studied in
which the a/d ratios were under 2.5. Moreover, the peak relative error in the results obtained with the proposed model
was slightly over 20 %, which is lower than the over 30 % obtained with the model deduced from the expressions set
out in Code EHE-08 (see Figure 7).
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b) Aquellas formulaciones que introducen la influencia de la solicitacion axil de traccion mediante un coeficiente
reductor (K,) que multiplica la expresién correspondiente al calculo del esfuerzo de agotamiento por cortante del
mismo elemento estructural en el caso de no estar sometido a dichas solicitaciones axiles (V,,g.p} Sirva como
ejemplo la formulacién del Cédigo ACI, que responde a una formulacién de este tipo:

NY(yfe
V.= 1+0!288'7‘“ ' —16__ ’b“,‘d>0 - VuZ:KN'ch(Ndzf)) (131

¥

En este sentido, en la formulacion del nuevo modelo propuesto hemos optado por introducir la influencia de la soli-
citacién axil mediante un coeficiente reductor que multiplique la expresién correspondiente al célculo del esfuerzo
de agotamiento por cortante en el caso de que la pieza no esté sometida a dichas solicitaciones axiles. Este tipo de
formulacidn simplifica el procedimiento de ajuste del modelo mediante andlisis multiples de regresion.

En consecuencia, para estimar la capacidad resistente a cortante de elementos lineales de hormigén armado sin
armadura transversal sometidos a solicitaciones axiles de traccién proponemos la siguiente expresién de origen
experimental referente a piezas lineales de hormigdn armado en regiones fisuradas a flexién cuyo agotamiento se
produce por traccion excesiva del alma:

Vu‘pr = f(N)‘Vm [14]

donde:
V,or Capacidad resistente a esfuerzo cortante de elementos lineales sometidos a solicitaciones axiles de traccion (N).
V,, Capacidad resistente a esfuerzo cortante sin considerar la influencia de las solicitaciones axiles de traccion (N).

f(N) Coeficiente reductor que depende de la solicitacién axil de traccién aplicada.

Por consiguiente, en una primera fase procedimos a realizar un ajuste de la formulacién del nuevo modelo sin con-
siderar influencia de solicitacion axil alguna para, posteriormente, implementar la influencia de las solicitaciones
axiles de traccién mediante la aplicacion de un coeficiente reductor.

Por tanto, en primer lugar realizamos un nuevo ajuste de la expresion indicada por la Instrucciéon EHE-08 para calcu-
lar el esfuerzo cortante de agotamiento por traccion en el alma en elementos lineales sin armadura transversal que
no estan sometidos a solicitaciones axiles, de la que hemos eliminado los coeficientes de seguridad para referirla a
valores de ensayo, mediante anélisis de regresion multiple considerando varios subconjuntos de la base de datos
experimentales actualizada de Benz, Sherwood y Collins (9). Adicionalmente, en esta primera fase de obtencién del
nuevo modelo hemos implementado la influencia de la relacidon a/d, y de la forma de la seccion.

En definitiva, el modelo de célculo que proponemos para estimar los valores de esfuerzo cortante de agotamiento
sin contemplar solicitaciones axiles de traccion, responde a la siguiente expresién:

Ve of 1. [200 Los . oa
b.d = Cpropuesn | 1+ 7 : (100)3',0S05'fn”0 [15]
donde,
1,23 0,143-%)
" al’ b d
CI’ROPUESTA = 1,64'(2) . ZL sia/d<3 (16]
Crrorvesta =042 sia/d=3 [17]

Tal y como impusimos en los modelos deducidos, anteriormente enunciados, dado el bajo nimero de ensayos reali-
zados con relaciones by/b,, superiores a 3 (7 ensayos), no implementaremos un valor de la variable b/b,, superior a 3.

Con el modelo propuesto, cuya expresion es la ecuacion [15] y el deducido de la EHE-08, cuya expresidn es la ecua-
cion [6], hemos obtenido bajas dispersiones y correlaciones que consideramos aceptables para predecir la capaci-
dad a cortante de elementos sin armadura transversal sin aplicar solicitaciones axiles de traccion. Si bien, cabe indi-
car que, con la prediccién realizada mediante el modelo propuesto, se obtiene un ajuste mas preciso y que los resul-
tados de la evaluacién realizada con el modelo propuesto arroja menores dispersiones que los resultados obtenidos
con el modelo deducido de la Instruccidn espaiola para relaciones a/d superiores a 2,5.
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Figure 7. Relative errors for the EHE-08 and proposed models by a/d ratio (taking the effect of a/d and section shape into conside-
ration and using the sub-sets drawn from the Collins, Benz and Sherwood database)
Figura 7. Errores relativos en cada modelo considerando los subconjuntos extraidos de la base de datos de Collins, Benz y Sher-
wood segun relaciones a/d, considerando la influencia de a/d y la forma de la seccién

In the second stage, the effect of axial loads was introduced in the new model by multiplying the expressions
obtained in the preceding stage by a reduction coefficient. This yielded the expressions for the proposed model
from which the test values for shear strength can be estimated in a specimen without transverse reinforcement
under tensile axial loads.

The model proposed establishes an upper limit for the tensile axial force applied (N) so that when the ultimate pure
tensile strength (N,) is reached the section is deemed to be collapsed and therefore to have nil shear capacity (V,, ).
In other words, if N=N,—V, , =0.

Moreover, if no tensile axial stress is applied (N = 0), the shear strength estimated by the proposed model (Vu/p,)
should be equal to the shear capacity of the specimen as assessed with Equation [15], in which no axial stress (V)
whatsoever is deemed to be present. In other words, if N=0—V,, . = V.

The following mathematical expression meets the boundary conditions established:

Vu pr 1

=f(N)=

¢ N vu r
I+( K, —+K—5) [18]
4 Nu |4

c

where:
N pure tensile axial load (N)
N, ultimate pure tensile capacity (N}

u
K  fitting coefficient whose expression depends on the /N, ratio and coefficient 6:

a
1
K= -1
1 i [19]
Nll
6 model fitting coefficient, equal to 0.70
K, fitting coefficient whose expression depends on the a/d ratio:
~1.60
1/ d
K, =O.6O-(C 3‘ ) if a/d < 3 [20]
d
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En cuanto a los resultados obtenidos con relaciones a/d menores que 2,5, de nuevo comprobamos que la expresion
del modelo deducido de la EHE-08 arroja pobres correlaciones para los subconjuntos de datos estudiados. No obs-
tante lo anterior, con el modelo propuesto hemos obtenido errores maximos relativos ligeramente superiores a un
20 %, los cuales ademas suponen una reduccion de los errores relativos en mas de un 30 % respecto a los obtenidos
con el modelo deducido de las expresiones de la Instruccion EHE-08 (ver Figura 7).

En una segunda fase, hemos introducido la influencia de las solicitaciones axiles en el nuevo modelo mediante la apli-
cacion de un coeficiente reductor que multiplica las expresiones obtenidas en la fase anterior. De este modo, hemos
obtenido las expresiones del modelo propuesto mediante las cuales podemos estimar los valores de ensayo del
esfuerzo cortante de agotamiento de una pieza sin armadura transversal sometida a solicitaciones axiles de traccién.

La propuesta establece una limitacion superior en las solicitaciones axiles de traccion aplicadas (N) de modo que
cuando se alcance la capacidad Gltima de traccidn centrada (N,), considere que la seccion esta agotada y, por tanto,
la capacidad a cortante (V,, ) sea nula. Es decir, si N=N,—=V, . =0.

Asimismo, en el caso de que no se apliquen solicitaciones axiles de traccién (N = 0), el esfuerzo cortante de agota-
miento estimado por el modelo propuesto (Vulp,) debe ser igual a la capacidad a cortante de dicha pieza evaluada-
mediante la ecuacién [15], en la que no se considera.la aplicacién de solicitaciéon axil alguna (V). Es decir,
siN=0—V, =V,

u,pr c

La expresion matematica siguiente cumple las condiciones de contorno establecidas:

) (18]

donde:

N Esfuerzo axil de traccion centrada (N).

N, Capacidad titima a traccion centrada (N).

K  Coeficiente de ajuste cuya expresion es dependiente de la relacion N/N,, y el coeficiente 6:

I
1
K=|——-1
1 i [19]
Nll
6 Coeficiente de ajuste del modelo de valor igual a 0,70.
K,/ Coeficiente de ajuste cuya expresion es dependiente de la relacion a/d:
-1,60
ald\ "
K, =060 — ifa/d<3 [20]
5 3
K, =060 ifa/d=3 [21]

d

La capacidad altima a traccion centrada tedricamente responde a las expresiones siguientes, las cuales dependen
del valor de la solicitacién axil de traccién aplicada:
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K, =060 ifa/d=3 [21]

d

The mathematical expressions for the ultimate pure tensile capacity shown below depend on the tensile axial loads
applied:

N 2 Af,,—N

clin

N = As:f)‘k

N < Ah :f ctm Ah f

ctm

N, = [22]
As :fyk = Ah :fclm _— As :fyk
N <A fyk —_—

As :f ¥k < Ah f ctm Ah :f ctm

where f,, is the yield stress of the steel, A, the effective area of the concrete and f,,, the mean tensile strength of
the concrete.

Consequently, the following expression, deduced from Equation [18], is proposed to estimate the experimental
shear strength values in a linear member without transverse reinforcement under tensile axial loads:

2
—l-l(a~i + Ka-iﬂ +4 1 -1
a N, N N

V., =Vof(N) =V, 7 - [23]

That expression, after applying the respective partial safety factors, becomes Equation [24], which incorporates par-
tial safety factor y,, equal to 1.5, and factor yy, with a value of 1.6 where tensile axial loads are applied:

-1
2
( 1 KH-N" + || K, "+1) vd| 1 1
;i Nu ;i i 1 .I,V,i_
N“
8
1
y 1
2 ) &
C " i Nu
Vo = %.g-[(xooy 'ps05'ftk‘0'3} , b, d [24]
< N
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N = Af,, —N

ctm

N = As:fyk -

N < Ah f ctm - Ah :f ctm
N = [22]
As :fyk z Ah 'fum - As :fyk
N <A -fyk —

As f vk < Ah f ctm Ah .f ctm

donde f,, es el limite elastico del acero, A, el 4rea homogeneizada de hormigén y £, es la resistencia media a trac-
cién del hormigon.

Por consiguiente, para estimar el esfuerzo cortante de agotamiento en valores de ensayo de un elemento lineal sin
armadura transversal sometido a solicitaciones axiles de traccion proponemos la siguiente expresién, la cual se
deduce de la ecuacién [18]:

V, =V.f(N)=V. . [23]

".pr

Si bien dicha expresidn, en valores de calculo, tras realizar el correspondiente método de los coeficientes parciales de
seguridad, responde a la ecuacion [24], en la que se incluye el coeficiente de seguridad parcial y,, el cual es igual a 1,5,
y el coeficiente yy, cuyo valor hemos determinado igual a 1,6 en el caso de que existan solicitaciones axiles de traccion:

—
N N, Y 1
1 K, —2|+ || K,—L+1| +4& 1
ENH d Vu 1 &_
Nll
8
1
2 i
A
C " i Nu
V.,,p,=—”’“-’;M*—-es-[(loo>3-ps”~fd°"}- - b,d [24]
¢ N

7 CUADERNOS INTEMAC N.° 84 - 4° TRIMESTRE '11




6.2. ANALYSIS OF THE RESULTS OBTAINED WITH THE MODEL PROPOSED

Shear capacity was estimated by the model proposed using the experimental trial database set out in Table 3. The
results were compared to the results obtained using the models deduced from codes EHE-08 and ACI 318-08, as well
as from MCFT, analysed in ltem 5.4 using the same database.

Figure 8 shows the results of applying proposed numerical model Equation [23] (V,,p) to estimate the shear
capacities for the trials included in the aforementioned database along, with a Graph comparing those values to
the actual capacities recorded for each trial, as was done in Figure 6. The statistical parameters for the relation-
ship between the model-estimated and experimental shear strength values are also given. Similarly, the statisti-
cal parameters for the same relationship are shown for the conventional and high performance concrete sub-
sets.

The variation between the results obtained in the experimental campaign discussed here and the model predic-
tions based on the trial values was not greater than the divergence between the model results and the actual
values for the trials compiled from the literature, for either standard or high performance concrete.

The statistical parameters were consistently more favourable than for the model deduced from code EHE-08.
Specifically, the predictions made by the model proposed for high performance concrete capacity were more
conservative and less scattered than the estimates delivered by the model deduced from code EHE-08.

Moreover, the relative error obtained with the model deduced from Spanish Code EHE-08 (21.98 %) was 52 %
higher than obtained with the model proposed (14.57 %).

The model proposed exhibits no “scale effect”, even without establishing recommended ceiling values for the
predictive variables such as put forward in the Spanish Code to compensate for the paucity of experimental evi-
dence.

The mathematical expression deduced from ACI 318-08 yields overly conservative, inaccurate and widely scattered
results compared to the model proposed (i = 0.96 and coefficient of variation = 0.18).

While the models deduced from EHE-08 and ACI 318-08 delivered negative shear capacity values, no such development
was observed in the predictions made with the model proposed in any of the cases included in the database.
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6.2. ANALISIS DE CONTRASTE DE RESULTADOS DEL MODELO PROPUESTO

Hemos estimado la capacidad a cortante segun la expresidon del modelo propuesto en los ensayos de la base de
datos experimental, la cual fue expuesta en la Tabla 3, y hemos comparado los resultados obtenidos de la pro-
puesta con los resultados obtenidos de las expresiones de los modelos deducidos de la EHE-08 y la ACI 318-08 y
de la MCFT que fueron objeto del analisis de contraste del Subapartado 5.4., considerando los datos en valores
de ensayo.

En la Figura 8 se incluyen los resultados de aplicar la ecuacion [23] del modelo de célculo propuesto (Vu,p,) para
estimar las capacidades frente a esfuerzo cortante de los ensayos de nuestra base de datos considerada, ante-
riormente expuesta, y se muestra un Grafico en los que se comparan dichos valores con los valores de las capa-
cidades reales de cada ensayo, al igual que en la Figura 7. Asimismo, se indican los resultados estadisticos de la
relacion entre los valores de esfuerzo cortante de agotamiento estimados con las expresiones del modelo pro-
puesto y los reales. Del mismo modo, hemos incluido los resultados estadisticos obtenidos de la misma relacidn
entre los valores de esfuerzo cortante de agotamiento estimados con las expresiones del modelo propuesto y
los subconjuntos de datos con hormigones convencionales asi como con hormigones de altas prestaciones.

Cabe indicar que la variacién de los resultados obtenidos en la campafa experimental realizada con las predic-
ciones de las expresiones en valores de ensayo del modelo propuesto no es superior que en el resto de ensayos
recopilados, tanto en los ensayos realizados con hormigones normales como con hormigones de altas presta-
ciones.

El modelo propuesto ofrece mejores resultados estadisticos que los resultados obtenidos del modelo deducido
de la EHE-08 en todo caso. En concreto, cabe resaltar que las predicciones de las capacidades registradas en los
ensayos realizados en piezas con hormigones de altas prestaciones arrojan resultados mas conservadores y
menos dispersos frente a los valores de ensayo que con los obtenidos del modelo deducido de la EHE-08.

También es importante destacar que el error relativo obtenido con el modelo deducido de la Instruccion EHE-08
(21,98 %) es un 52 % superior que el obtenido con el modelo propuesto (14,57 %).

Ademas, el modelo propuesto no refleja un “efecto escala”, incluso sin establecer las recomendaciones de valo-
res limite en las variables predictoras consideradas en la Instruccion espafiola por escasez de evidencias experi-
mentales.

L.a expresion matematica del modelo deducido del Cédigo ACI 318-08 arroja resultados excesivamente conservado-
res, imprecisos y altamente dispersos frente al modelo propuesto (i = 0,96 y coeficiente de variacién = 0,18).

Asi como con el modelo deducido de la EHE-08 y con el modelo deducido del ACI 318-08 hemos obtenido valo-

res de capacidades a cortante negativas, debemos resaltar que este hecho no sucede en la prediccién realizada
en ninguno de los casos considerados en la base de datos.
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Author Date | Trial l (:i;) ‘(/:h;’)' PROPOSAL
Elstner and Hognestad 1957 g 19.68| 17.68
Elstner and Hognestad 1957 10 | 2413} 18.54 200.0
Matlock 1969 4 44.481 33.40
Mattock 1969 5 33.36| 38.67 175.0
Mattock 1969 11 42.26'| 44.25
Mattock 1969 16 28.02| 26.06 150.0
Mattock 1969 19 40.03] 40.31
Mattock 1969 20 57.83] 53.76
Mattock 1969 | 21 |s6.93] 4813 125.0
Mattock 1969 23 42.26 | 51.67
Mattock 1969 25 51.156] 54.85 %; 100.0
Mattock 1969 | 26 |42.26] 51.09 8§ ®
Mattock 1969 | 29 66.72+ 75.04 > 750 - & @
Haddadin et al. 1971 A1T |M122.55]|121.27 & L4
Haddadin el al. 1971 C1T |120.21| 122.81 ® L
Regan 1971 | N3 | 42.00] 38.89 50.0 9
Regan 1971 N4 42.00] 42.04
Regari 1971 N5 48,00 44.24 25.0
Regan 1971 N6 50.00| 43.43
Regan 1971 N7 45.001] 39.13 0.0
gega" ;z;z ,\”‘;5’1 ::gz ;;;f 00 250 500 750 1000 1250 150.0 1750 200.0
egan . .
Regan 1971 N12 [48.00] 41.03 Vcalc (kN)
Regan 1971 N13 }50.00] 40.86
Regan 1971 N14 152.00] 41.94
Regan 1971 N15  [50.00] 47.01
Regan 1971 N18 [45.00] 43.86
Regan 1971 N19 140,00} 40.91
Regan 1971 | N2o | 42.00] 49.41 Proposal o 0.18
Regan 1971 N21 [ 40.00] 35.02 n 51
Regan 1971 N24 37.00§ 39.84
Sorensen and Loset 1981 T4 94.00] 105.43 H 0.9
Sorensen and Loset 1981 75 |81.90] 92.24 CoVar. 0.18
Sorensen and Loset 1981 76 1126,80] 121.45 Relative error (%) 14.57
Adebar and Collins 1999 S79 169.90] 95.56 m— —
Adehar and Collins 7999 | 5710 | 65.60] 62.33 fc <60 MPa
Adebar and Collins 1999 S7T11 }48.50} 72.00
Adebar and Collins 1999 | ST12 | 4740} 42.51
Adebar and Collins 1998 | ST13 | 65.60] 64.15
Adebar and Collins 1999 | ST25 }82.00} 70.05
Adebar and Collins 1999 | ST26 ]59.90} 63.65 Relative error (%)
Femandez and Gonzélez 2011 V81 }§57.371 40.37 P g e
Feméndez and Gonzélez 2011 Vve-2 |75.73] 49.27 fe 260 MFa g
Femandez and Gonzdlez | 2011 | VB-3 | 45.13] 34.33
Feméndez and Gonzélez | 2011 | v8-4 50,91 36.93 m
Femandez and Gonzélez 2011 Vo-1 168,94} 51.22 g
Femandez and Gonzélez 2011 V9-2 [:71.95) 60.06 _
Feméndez and Gonzélez 2011 | v9-3 |62.83] 4554 Relative error (%)
Feméndez and Gonzélez 2011 V9-4 14243} 47.12
Feméndez and Gonzélez 2011 V9-5 }168.09} 37.12
Feméndez and Gonzélez 2011 Vo-6 5263} 42.29

Figure 8. Comparison between test values and mean values estimated with the proposed model

A comparison between the results obtained with the proposed model and MCFT using the data subset of all the trial
data compiled, revealed that the proposed model improved the fit {(uy,orr = 1.07 and Lipgoppsep = 0.96) and delivered
much less scattered results. That notwithstanding, for the subset of trials conducted with high performance con-
crete, the MCFT provided a slightly better fit (yy,crr = 0.96 and ppgoposep = 0.82).
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VIJ, is
Attor Fecha | Ensayo (krg) PROPUESTA

Elstner y Hognestad. | 1957 | 9 |19,68] 17.68 200,00
Eistner y Hognestad, 1957 10 24,431 18,54
Mattock 1960 | 4 44,43‘ 33,40 17500
Matiock 7969 | 5 |33,36] 3867
Matlock 1969 | 11 4%1 44,25
Mattock 1969 | 16 |28,02) 26,06 160,00
Matlock 1969 | 19 |40,03} 40,31
Watlock 1969 | 20 157,83] 5376 125,00
Mattock 1969 | 21 |56,93] 48,13
[Wattock 1969 | 23 | 42,26] 51,67
Wattock 7969 | 25 | 51,15] 54,86 g 10000 Y
Wattock 1969 | 26 |42,28] 51,09 > ol o
Mattock 1969 | 29 166,72} 75,04 75,00 B
Haddadin ef al, 7971 | AT |122,85| 121.27 B 900 ¢
[Haddadin et al. 1977 | c17 [120,21] 122,81 >
[Regan 1971 | N3 | 42,00 38,89 50,00 %
[Regan 1971 | N4 | 42,00] 42,04
[Regan 1971 | N5 | 48,00] 44,24 25,00 o
Regan 1971 | N6 ]50,00 43,43
[Regan 1971 N7 45,001 39,13 0,00
[Regan 1971 | N9 142,00] 41,25
g P 37,294 231 000 2500 50,00 7500 100,00 125,00 150,00 175,00 200,00
[Regan 1971 | N12_| 48,00} 41,03 V eaie &N)
Regan 1971 | N13 ] 50,00} 40,86
Regan 1971 | N14 | 52,00) 41,94
[Regan 7971 | N15 | 50,00 47.01
[Regan 1971 | N18 | 45,00 43,86 Propuesta g 0,18
Regan 1971 | n19 | 40,00] 40,91 n 51
Regan 1971 | N20 | 42,00] 4941
Regan 1971 | N21 ]A40,00) 3502 H 0,%
Regan 1971 | N24 | 37.00] 39,84 C.variacion 0,18
Sorensen y Loset 1881 T4 94,00 105,43 )
Sorensen y Losel 1987 | 76 | 81,90] 92.24 Enor relativo] 14,57
[Sorensen y Loset 7981 | T6 121,45 n
[Adebar y Colfins 1999 | ST9 ]69,90] 95,56
Adebar y Collins 1999 | sT70 |65,60] 82,33 “
[Aebar y Collins 7995 | ST11 | #8,50] 72.00
[Adebar y Collins 1999 | ST12 | 47,10] 42,51 —
[Adebar y Collins 1999 | 5713 ] 65,60] 64,15
[Adebar y Collins 1999 | ST25 | 82,00] 70,05
Adebar y Collins 1999 | ST26 59,9o| 63,65 n
Feméandez y Gonzdlez | 2011 | v&-1 | 57,37] 40,37 :
Fomindor y Gonzalez | 2011 | vaz |16.73] 48,27
Feméndez y Gonzélez | 2011 V8-3 {4513} 34,33 -
Feméndez y Gonzélez | 2011 v8-4 §50,91} 36,93 : H 2
Ferméndez y Gonzédlez | 2011 | V§-1 68,9_4‘ 61,22
Femandez y Gonzalez | 2011 | V92 | 71,95} 60,08
Feméndez y Gonzélez | 2011 V9-3 | 52,83 ] 45,54 Eroriativg 21’93
Feméndez y Gonzélez | 2011 V9-4 47,12
Feméndez y Gonzdlez | 2011 V9-5 37,12
Feméndez y Gonzélez | 2011 V8-6 _§3_,63 42,29

Figura 8. Comparacion entre valores de ensayo y valores medios estimados con las expresiones del modelo propuesto

Si contrastamos los resultados obtenidos entre el modelo propuesto y la MCFT considerando el subconjunto de datos
de todos los ensayos recopilados, se observa que, en general, el modelo propuesto mejora el ajuste (Lpcrr = 1,07 y
UpropuesTa = 0,96), presenta resultados mucho menos dispersos. No obstante lo anterior, teniendo en cuenta el sub-
conjunto de los ensayos realizados con hormigones de altas prestaciones, la MCFT ofrece valores ligeramente mas

ajustados (Upcer= 0,96 Y Upropuesta = 0.82)."
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7. CONCLUSIONS

7.1. MODEL CONSISTENCY

First of all, the present study reveals a number of inconsistencies in approach in the formulas included in standards
and proposals for calculating shear strength in beams without transverse reinforcement under tensile axial loads
and discusses the fit provided by these models to the data in a database compiled from the literature. Specifically:

*+ both the Spanish and the American Code include formulas that may give rise to values with no physical meaning;

+ the model deduced from ACI Code 318-08 yields excessively conservative, inaccurate and widely scattered results;

+ the statistical parameters for the MCFT model and the model deduced from the expressions in Code EHE-08 were
approximately the same.

7.2. RESULTS OF THE EXPERIMENTAL CAMPAIGN

The values found for high performance concrete obtained in the experimental campaign conducted at the INTEMAC

Central Laboratory were significantly higher, with an exceedingly large deviation, than predicted by the model

deduced from code EHE-08.

This is the first experimental evidence to be put forward in this regard, according to the literature consulted.

7.3. NEW MODEL DEVELOPED TO ASSESS SHEAR STRENGTH IN SPECIMENS UNDER AXIAL LOADS

The following considerations are in order with respect to the new numerical model.

+ It establishes an upper limit for the tensile axial force applied so that when the ultimate pure tensile strength is
reached the section is regarded to be collapsed. That precaution prevents the model from delivering meaningless

results.

+ The effect of parameters such as the a/d ratio and section geometry in floor joists, which may be relevant to the
assessment of the capacity of the member, have been incorporated into the expressions for the model proposed.

+ More specifically, in the absence of axial loads in the model:

— for a/d ratios of over 2.5, the model delivered small relative errors, narrow scatter and correlations deemed to
be acceptable; the fit was more accurate than found with the Spanish code (mean relative error = 16 %);

- for a/d ratios less than or equal to 2.5, the peak relative error obtained with the proposed model was more than
30 % lower than obtained with the model deduced from the expressions set out in Code EHE-08.

+ A suitable correlation was found between the proposed model predictions and the trials compiled from the litera-
ture, on the one hand, and the trials conducted during the present experimental campaign on the other. Further-
more:

~ the proposed model exhibited no “scale effect” and delivered more accurate capacity estimates {y = 0.96) with
narrower scatter {coefficient of variation = 0.18 and relative error = 14.57 %) than any of the models deduced
from the standards consulted;

- indeed, the relative error of the model deduced from Spanish structural concrete Code EHE-08 was 52 % higher
than the error found for the model proposed;

- The “scale effect” observed in the MCFT was corrected in the model proposed, which also yielded a better fit,
except for the trials conducted with high performance concrete, for which the MCFT fit was more accurate.

Even in that case, however, inasmuch as application of the MCFT calls for computer tools to predict the struc-

tural response, the use of the model proposed is less complex and consequently more suitable for dimension-
ing reinforced concrete structures.
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7. CONCLUSIONES
7.1. SOBRE LA COHERENCIA DE LOS MODELOS

En primer término, hemos puesto de manifiesto varios aspectos referentes a la falta de coherencia sobre el plantea-
miento de las formulaciones incorporadas en las normativas y propuestas consideradas relativas al calculo de
esfuerzo cortante en vigas sin armadura transversal sometidas a solicitaciones de traccién, asi como sobre su ajuste
teniendo en cuenta la base de datos recopilada. Especificamente:

+ La Instruccién espaiiola y el Cédigo americano incorporan formulaciones que pueden dar lugar a la obtencion de
valores aberrantes.

« La formulacién del modelo deducido del Cédigo ACI 318-08 arroja resultados excesivamente conservadores,
imprecisos y altamente dispersos.

« Asimismo, los resultados estadisticos obtenidos con el modelo de la MCFT y del modelo deducido de las expre-
siones de la vigente EHE-08 son aproximadamente iguales.

7.2. SOBRE LOS RESULTADOS DE LA CAMPANA EXPERIMENTAL REALIZADA

En relacion a la investigacion experimental realizada en el Laboratorio Central de INTEMAC cabe destacar que la
variacion de los resultados obtenidos en la campafia experimental con las predicciones del modelo deducido de la
EHE-08 es superior que en el resto de ensayos recopilados, en el caso de los ensayos realizados con hormigones de
altas prestaciones en los que hemos obtenido desviaciones demasiado elevadas.

De este hecho no se habian obtenido evidencias experimentales hasta la fecha segtn la bibliografia consultada.

7.3. SOBRE EL NUEVO MODELO DESARROLLADO PARA EVALUAR LA RESISTENCIA FRENTE A ESFUERZO CORTANTE
EN PIEZAS SOLICITADAS A FLEXOTRACCION

En cuanto a la nueva propuesta del modelo de calculo cabe destacar lo siguiente:

+ EI modelo de célculo implementa una limitacion superior para las solicitaciones axiles de traccion aplicadas de
modo que cuando se alcanza la capacidad dltima de traccién centrada, se considera que la seccion estd agotada.
En este sentido, hemos evitado que el modelo arroje resultados aberrantes.

« La influencia de parametros tales como la relacién a/d y la geometria de la seccién de las viguetas de forjado,
puede llegar a ser relevante en la evaluacion de la capacidad resistente del elemento por lo que dicho aspecto ha
sido implementado en las expresiones del modelo propuesto.

« En particular, sin considerar la aplicacion de solicitaciones axiles en el modelo, debemos indicar:

—~ Que para relaciones a/d superiores a 2,6 hemos obtenido errores relativos minimos, bajas dispersiones y
correlaciones que consideramos aceptables. Se obtiene un ajuste mas preciso que con la Instruccion espafola
(error relativo medio = 16,0 %).

- Que para relaciones a/d menores o iguales que 2,5, con el modelo propuesto hemos obtenido errores maxi-
mos relativos que suponen una reduccion de los errores relativos en mas de un 30 % respecto a los obtenidos
con las expresiones de la Instrucciéon EHE-08.

. Teniendo en cuenta lo anterior, hemos verificado una correlacion adecuada entre las predicciones del modelo
propuesto y los ensayos recopilados en la bibliografia consultada y los de la campafa experimental de este traba-
jo. En concreto:

~ El modelo propuesto no refleja un “efecto escala” y ofrece estimaciones de la capacidad a cortante mas preci-
sos (p = 0,96) y con menores dispersiones (coeficiente de variacion = 0,18 y error relativo = 14,57 %) que cual-
quier modelo deducido de las normativas consultadas en todo caso.

— En concreto, conviene destacar que el error relativo obtenido con el modelo deducido de la Instruccién EHE-08
es un 52 % superior que el obtenido con el modelo propuesto.
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In short, the article confirms the benefits of a model whose expressions for estimating for estimating the shear
stress that induces collapse in a floor joist under tensile axial loads due to excessive principal tensilte stress on its
web are deemed to be apt for dimensioning and validation purposes.
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— Entre el modelo propuesto y la MCFT, se observa que el modelo propuesto corrige el “efecto escala” y mejora
el ajuste, salvo en el caso de que se consideren los ensayos realizados con hormigones de altas prestaciones,
en cuyo caso la MCFT ofrece el mejor ajuste.

Incluso en este caso, dado que la aplicacién de la MCFT precisa de herramientas informéticas para predecir la
respuesta estructural, la aplicacién del modelo propuesto goza de una menor complejidad y, por consiguiente,
es mas adecuado para el dimensionamiento de estructuras de hormigén armado.

En resumen, hemos puesto de manifiesto la bondad de un modelo cuyas expresiones propuestas para estimar el
esfuerzo cortante por agotamiento por traccion en el alma en viguetas de forjado sometidas a solicitaciones axiles
de traccién consideramos adecuadas para el dimensionamiento y comprobacidn.
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