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Аннотация. В настоящей статье подробно рассмотрено влияние размерного эффекта 

на сопротивление срезу балочных элементов без поперечного армирования, а также подходы 

учета размерного эффекта, основанные на положениях механики разрушения. Представлены 

результаты сравнения моделей сопротивления срезу на фоне опытных данных и верификация 

влияния размерного эффекта. На основании верификации моделей сопротивления, изложены ре-

комендации по учету размерного эффекта и влияния на целевое значение индекса надежности 

конструктивных элементов. 
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Abstract. This paper consider in depth the size effect and its influence on the shear resistance 

of beam elements without transverse reinforcement, as well as the approaches to take into account the 

size effect, based on the provisions of the fracture mechanics. The results of comparison of shear re-

sistance models against the background of experimental data and verification of the influence of the size 

effect are presented. Based on the verification of the resistance models, this paper presents recommen-

dations on the account of the size effect and the impact on the target value of the reliability index of 

structural elements. 
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Введение 

В настоящее время Технический комитет ТС250 заканчивает разработку нового поко-

ления конструкционных Еврокодов (G-2), среди которых одно из ведущих мест занимает 

prEN 1992-1-1 [1], относящийся к проектированию конструкций из бетона. Следует отме-

тить, что в проекте объедены требования, относящиеся к проектированию зданий, инженер-

ных сооружений и мостов, ранее содержавшиеся в различных его частях. В связи с этим, це-

лый ряд положений, внесенных в новый EC2, являются новыми. 

При анализе опыта применения Еврокодов, в частности EN 1992-1-1 [2], в европей-

ской практике [3] отмечено, что одной из наиболее дискуссионных моделей, по-прежнему, 

остается модель сопротивления срезу, в том числе местному срезу, элементов без поперечно-

го армирования. Следует отметить, что модель сопротивления срезу, внесенная в актуальные 

нормы EN 1992-1-1 [2], базировалась на положениях fib MC90. Ожидалось, что в проект но-

вого prEN 1992-1-1 [1] будут внесены расчетные модели среза из широко обсуждавшегося fib 

MC2010 [4]. Данные модели базировались на положениях Модифицированной теории полей 

сжатия (MCFT). Как следует из анализа приведенного в монографии [5], эта теория исполь-

зует элементарные, главным образом, логические аргументы, подкрепленные испытаниями 
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плоских элементов, в соответствии с которыми ширина раскрытия критической трещины kw  

и, связанная с ней продольная относительная деформация ,s x , рассчитанная из классической 

модели изгиба балки, представлены как некоторые индикаторы утраты сопротивления срезу. 

Однако, в силу ряда, скорее всего, субъективных обстоятельств (рабочую группу воз-

главляет проф. A. Muttoni), в проект prEN 1992-1-1 была неожиданно внесена модель, осно-

ванная на т.н. Теории критической трещины среза (англ. Critical Shear Crack Theory – CSCT), 

являющаяся, по сути, некоторым продолжением и развитием концепции MCFT и модифика-

цией модели fib MC 2010 применительно к расчету сопротивления срезу балок и плит без 

поперечного армирования. 

Результаты детального сравнительного анализа новых моделей сопротивления срезу 

элементов без поперечного армирования, представленные в работах [6, 7] показали, что мо-

дели prEN 1992-1-1 [1] и fib MC 2010 [4] адекватно и довольно точно описывают феномен 

среза для элементов, имеющих эффективную высоту до 500 мм. Вместе с тем, в работах [6, 

7] не рассматривали подробно влияние эффективной высоты элемента (размерного эффекта) 

на сопротивление срезу. С одной стороны, изгибаемые элементы без поперечного армирова-

ния на практике представлены, в основном, сплошными плитами, высота которых не превы-

шает 300 мм. При этом, балки без поперечного армирования фактически запрещены к при-

менению нормами. Так, согласно требованиям норм [1, 2, 4] в балочных элементах при сов-

местном действии изгибающих моментов и поперечных сил должно быть установлено ми-

нимальная площадь поперечной арматуры, даже в случае, когда ,Rd c EdV V . С другой сторо-

ны, расчетная модель, вносимая в нормы должна адекватно оценивать сопротивление эле-

мента в широком диапазоне изменения базисных переменных, а именно такой важной для 

среза переменной, как эффективная высота элемента. 

Учет размерного эффекта при определении сопротивления срезу становится особенно 

актуальным при проектировании фундаментных плит высотных зданий, подземных соору-

жений, мостовых конструкций [8] на которые теперь распространяется prEN 1992. Для таких 

конструктивных элементов (при d > 1000 мм) размерный эффект оказывает существенное 

влияние на сопротивление срезу. В соответствии с [8], данный феномен (англ. “size effect”) 

постулирует, что предельные касательные напряжения, которые способен воспринять желе-

зобетонный элемент без поперечного армирования (сопротивление срезу), уменьшаются по 

мере того, как возрастает его эффективная высота сечения при постоянном коэффициенте 

продольного армирования l  и прочности бетона cf . 

Обширные исследования балок и плит, выполненные в Германии [9], Канаде [10], 

Японии во второй половине прошлого века (подробно описанные в монографии [5]) показа-

ли, что сопротивление срезу железобетонных элементов без поперечного армирования зави-

сит, в общем случае, от прочности бетона на растяжение (выраженной, как правило, через 

прочность бетона на сжатие 1ct cf f   ), коэффициента продольного армирования l , про-

лета среза и от размерного эффекта, зависящего от эффективной высоты сечения. При этом, 

подходы к оцениванию влияния размера сечения, внесенные в ряд нормативных документов 

[1, 2, 4, 11, 12] и сформулированных в наиболее известных предложениях [13] отличаются 

как физическими основами, так и формой представления (от введения эмпирических коэф-

фициентов до зависимостей, полученных основываясь на положениях квази-упругой меха-

ники разрушения [5]). Так, в работе [8], Z. Bažant и др. писал: “… Японское общество граж-

данских инженеров (JSCE) и Международный комитет по бетону (fib) считая, по-

видимому, что “лучше что-нибудь, чем вообще ничего”, три десятилетия назад внесли в 

нормы проектирования эмпирические зависимости (уравнения) для учета размерного эф-

фекта, которые, при этом, существенно отличаются друг от друга. Между тем, амери-

канские ACI Committee, осознавая высокую степень несговорчивости отдельных групп спе-

циалистов, разрабатывающих нормы, принимаемые широким голосованием, согласились с 
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концепцией “лучше ничего, чем что-нибудь спорное и противоречивое”, вообще исключив 

учет размерного фактора из расчетных зависимостей. Только после трех десятилетий жи-

вой полемики в новую версию ACI 318 (версия 2019) для расчета сопротивления срезу были 

внесены зависимости, основанные на положениях квази-упругой механики разрушения (по 

предложениям ACI Committee 445 Fracture Mechanics)”. 

По утверждению Z. Bažant [8] только положения квази-упругой механики разрушения 

являются теоретической основой, на которой следует разрабатывать расчетные зависимости, 

входящие в расчетные модели сопротивления срезу бетонных элементов без поперечного 

армирования, поскольку они в наибольшей степени учитывают эффект размера балки. В 

настоящей статье проанализированы зависимости, внесенные в prEN 1992 для расчета со-

противления срезу с точки зрения влияния размерного эффекта и сформулированы предло-

жения для внесения в национальные нормы и Национальное Приложение к новому EN1992-

1-1. 

1 Параметры механических моделей сопротивления срезу балок без поперечного 

армирования, связанные с размерным эффектом 

1.1 Эффективная высота сечения элемента 

Интенсивные исследования железобетонных балок без поперечного армирования по-

казали, что картина трещинообразования является геометрически подобной для образцов с 

различными размерами поперечного сечения и продольным армированием. На рисунке 1 по-

казана картина трещинообразования балок высотой 4 м и изготовленных одновременно ба-

лок-аналогов высотой 0,3 м, испытанных в Университете Торонто (University of Toronto 

Structural Laboratories). 

 
 

 
 

Рисунок 1 – Картина трещинообразования балок высотой 4 м (а) и балки-аналога, высотой 0,3 м (б), 

испытанных в Университете Торонто [14] 

а) 

б) 
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Опыты [14] показывают, что по мере увеличения эффективной высоты сечения эле-

мента пропорционально возрастают как расстояние между трещинами, так и ширина их рас-

крытия трещины. Walraven [15] установил, что при увеличении ширины раскрытия трещины 

касательные напряжения, передаваемые трещиной за счет зацепления по её берегам, снижа-

ются. Кроме того, высокие балки без поперечного армирования демонстрируют хрупкий ха-

рактер разрушения по сравнению с образцами, изготовленным в малом масштабе. Опыты 

Sherwood [16] показали, что балки малой высоты имеют более высокую квази-пластическую 

деформативность по сравнению с высокими балками-двойниками. 

 

1.2 Размер зерна крупного заполнителя 

Величина касательных напряжений, передаваемых трещиной, зависит от степени ше-

роховатости контактирующих поверхностей, что в свою очередь, зависит от размера зерна 

крупного заполнителя, использованного для приготовления бетонной смеси. Согласно [16] 

увеличение максимального размера зерна крупного заполнителя до 25 мм позволяет суще-

ственно (до 40%) повысить сопротивление срезу за счет формирования шероховатой поверх-

ности образующейся трещины. 

Benz и Collins [17] установили, что влияние размера зерна крупного заполнителя яв-

ляется преобладающим в сопротивлении срезу высоких балок, но при этом, большинство 

моделей, за исключением, например, prEN 1992-1-1 [1], обычно не масштабируют размер 

зерна заполнителя с эффективной высотой балки. Внесение такого масштабирования в моде-

ли сопротивления срезу согласно prEN 1992-1-1 [1] и fib MC 2010 [4] следует считать рацио-

нальным. 

Следует отметить, что в случае применения высокопрочных бетонов существенно 

снижается эффект зацепления по берегам трещины. Это связано, главным образом, с тем об-

стоятельством, что в высокопрочном бетоне развивающаяся трещина имеет гладкую поверх-

ность, практически не передающую касательных напряжений, а, следовательно, их верти-

кальная составляющая, входящая в сопротивление среза, ничтожно мала. В этом случае ре-

комендовано принимать в расчетных моделях максимальный размер зерна заполнителя 

0ga  . 

1.3 Продольное армирование 

Как правило, все расчетные модели сопротивления срезу адекватно учитывают влия-

ние коэффициента продольного армирования l . Увеличение коэффициента продольного 

армирования l  ведет к уменьшению продольных деформаций арматуры ,s x , а следова-

тельно и ширине раскрытия трещины w . Вместе с тем, расстояние между трещинами и отно-

сительные деформации на уровне половины эффективной высоты сечения в меньшей степе-

ни зависят от коэффициента армирования, где его влияние снижается. Поэтому, в отличие от 

модели fib MC 2010 [5], в модели сопротивления срезу, основанной на положениях Теории 

критической трещины среза (CSCT) продольные деформации x  рассчитывают на уровне 

0,6d. Положительную роль для повышения зацепления может здесь играть и приповерхност-

ное армирование, устанавливаемое в высоких балках согласно [18]. 

2 Подходы, основанные на применении положений механики разрушения 

Подход к учёту (а, точнее не учёту) размерного эффекта в механических моделях со-

противления срезу элементов без поперечного армирования (MFCT и CSCT), включенных в 

fib MC 2010 [4] и prEN 1992-1-1 [1], подвергся очень резкой критике со стороны специали-

стов, занимающихся механикой разрушения, в частности Z. Bažant и др. [8]. Разбирая в од-

ной из последних публикаций [8] достаточно подробно базовые положения, принятые в мо-

дели сопротивления CSCT, внесенной в prEN 1992, а далее и MFCT, Z. Bažant констатирует, 

что обе представленные механические модели, имеющие, по сути, общую основу пытаются 

учесть размерный эффект избегая положений механики разрушения и заменяя их “каким-то 
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набором линейно-упругих решений для балки”. И поэтому, по довольно резкому утверждению 

Z. Bažanta, “этот расчет всего лишь выдумка, призванная обеспечить видимость некой ло-

гики” (“This analysis is just a artifice, aimed to provide a semblance of some logic” [8]). С другой 

стороны, Z. Bažant утверждает, что для учета размерного эффекта достаточно в расчетных 

моделях, полученных на эмпирических данных для малых балок, выполнить умножение ре-

зультата на размерный коэффициент  , полученный из закона SEL (англ. size effect law) для 

квази-хрупкого разрушения и учитывающий геометрическое подобие при разрушении эле-

ментов разных размеров. 

Свои выводы Z. Bažant и др. [8] основывают на положениях энергетического (или 

энерго-статистического) подхода квази-хрупкой механики разрушения. При этом анализ вы-

полняют, опираясь на результаты численного моделирования элементов с диагональными 

трещинами, полученными с применением конечно-элементных моделей, рассматривая сов-

местно следующие стороны явления: 

а) локализацию напряжений 

Показано, что при достижении предельной нагрузки наблюдается различное распре-

деление напряжений в полосе над вершиной наклонной трещины (см. рисунок 2). По мере 

увеличения эффективной высоты сечения d, напряжения локализуются над вершиной тре-

щины. В балках малой высоты наблюдается практически равномерное распределение напря-

жений в полосе над вершиной наклонной трещины (сжатой зоне сечения), из чего делается 

вывод о том, что прочность материала используется полностью (реализуется пластическое 

поведение) (рисунок 2а). В больших балках, наоборот, напряжения локализуются только в 

ограниченной зоне по высоте полосы над вершиной диагональной трещины (рисунок 2б). 

Эта локализация дает интуитивное объяснение размерного эффекта [8]. 

 

 
Рисунок 2 – Распределение напряжений в балках малой (а) и большой (б) высоты сечения [19] 

 

б) передачу напряжений сечением с трещиной 

Выполненный в многочисленных работах, например, в [8], конечно-элементный ана-

лиз показал для балок разных размеров ещё одну важную особенность, которую невозможно 

измерить напрямую – это величина вертикальной составляющей напряжения, передаваемого 

через трещину в предельном состоянии (англ. т.н. “tension softening”). В соответствии с по-
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лученными решениями кроме области, располагаемой в непосредственной близости к вер-

шине трещины, доля напряжений на оставшейся длине трещины остается сравнительно ма-

лой и явно уменьшается с увеличением эффективной высоты балки. Так в работе [8] показа-

но, что полученная интегрированием по длине трещины доля вертикальной составляющей 

crackV  в общем усилии среза cV  составляет для балок с малой эффективной высотой 18%, а с 

большой только 2,9% (в других работах [19] от 40% до 8% соответственно). Отсюда делается 

вывод о том, что если эта доля cV  так мала, то может ли ширина раскрытия трещины w  иг-

рать значительную роль в сопротивлении срезу? 

Из анализа, выполненного в [8] следует, что непосредственно перед разрушением 

нагрузка передается главным образом полосой сжатого бетона, располагаемой вдоль верхней 

грани наклонной трещины. И в этом смысле это хорошо согласуется с моделью “strut-and-tie” 

(см. рисунок 3) [8]. 

Следует отметить, что высказанные аргументы, полученные численным моделирова-

нием, не выглядят до конца убедительными. В этом случае следовало бы признать, что ко-

нечно-элементная модель не имеет неопределенностей моделирования, особенно при моде-

лировании шероховатости поверхности трещины и остаточной прочности на растяжение. 

Это безусловно не так. 

в) сценарий выделения (высвобождения) и рассеивания энергии 

В соответствии с положениями [19] полное значение выделяемой энергии деформа-

ции П является функцией двух параметров: 

1) длины a  полосы (пояса) трещин, характеризующих состояние в вершине трещины 

при максимальной нагрузке; 

2) площадь зоны, поврежденной трещинообразованием (или некоторого репрезента-

тивного объема материала), определяемую произведением cw a , где c aw nd  – константа 

материала (ширина полосы, охваченной зоной трещинообразования (разрушения) в процессе 

распространения главной трещины среза), ad  – максимальный размер зерна заполнителя. 

Из анализа конечно-элементной модели (см., например, рисунок 3 [8]), очевидно, что 

темная полоса, показывающая плотность энергии П, располагающаяся над наклонной тре-

щиной по всей её длине является, по сути, сжатым подкосом модели “strut-and-tie” и реали-

зующая переход к другому механизму передачи среза в случае высоких балок. Однако, в со-

ответствии с представлениями Z. Bažant [8] в вершине подкоса энергия высвобождается из 

поврежденного (трещиноватого бетона фронта “затупленного пояса трещины” по выраже-

нию проф. Зайцева [20]) бетона, тогда как в оставшейся неповрежденной полосе над трещи-

ной энергия оценивается по разгрузке. 
 

a) 

 

б) 

 

Рисунок 3 – Распределение плотности энергии деформации при максимальной нагрузке в балках 

малой (а) и большой (б) высоты[8] 
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Отсюда, по мнению Z. Bažant [8], собственно сама главная диагональная трещина сре-

за не вносит существенных изменений в энергетический баланс, особенно в случае высоких 

балок. Следует отметить, что различия в распределении напряжений (или плотности энергии 

деформирования на рисунке 3) могут быть связаны и с неопределенностью, вытекающей из 

разбиения балки на конечные элементы. 

Основная идея закона размерного эффекта (SEL) заключена в том, что высвобождае-

мая из конструкции энергия деформации складывается из двух составляющих П=П1+П2, где 

П2 – энергия деформации, выделяемая (высвобождаемая) при разгрузке неповрежденной об-

ласти бетона, П1 – энергия деформации, выделяемая при разгрузке поврежденной области 

(зоны процесса разрушения бетона). Репрезентативный объем для энергии П2 повышается в 

квадрате при росте эффективной высоты, тогда как П1 – линейно. Вместе с тем, рассеиваемая 

энергия W (диссипации) всегда возрастает прямо пропорционально эффективной высоте. Та-

ким образом, утверждается [8], что при достаточно малых размерах балок (при d<500 мм) 

энергия П2 незначительна по сравнению с П1, в то время как для достаточно больших балок 

эта часть будет доминирующей. Полная диссипация энергии при разрушении, связанная с 

трещинообразованием возрастает примерно прямо пропорционально эффективной высоте 

балки d, тогда как выделение (высвобождение) энергии из неповрежденной полосы (сжатого 

подкоса) над трещиной возрастает примерно ~
2d , т.к. не только длина, но и ширина подкоса 

(полосы) возрастают пропорционально эффективной высоте d. 

Размерный эффект получают из рассмотрения конструкций различных размеров, но 

геометрически подобной формы, т.е. балок с одинаковым коэффициентом продольного ар-

мирования l  и отношением /l d . На рисунке 4 показаны характерные критерии для оцени-

вания сопротивления срезу. Так, горизонтальная линия N ctf   (или с учетом размерности 

N N
p

с
bd

   , Nс  – константа) представляет собой пластический (или жестко-пластический) 

критерий прочности. При этом, горизонтальный критерий – это локализация всех возможных 

состояний отказа, независимо от того используется ли пластический, упругий или любой 

другой метод анализа. Из положений линейно-упругой механики разрушения [19] известно, 

что N  изменяется обратно пропорционально d  и поэтому на графике 4, зависимость “

log logN d  ” представляет собой асимптоту с наклоном (-1/2). Решения нелинейной меха-

ники разрушения согласно [19] представляют кривую, показанную на рисунке 4. 

В соответствии с решениями, основанными на положениях квази-хрупкой механики 

разрушения, приведенными в [19], размерный эффект, в общем случае, может быть пред-

ставлен как: 

( ),N ctf     (1) 

0

1
( ) ,

1 /
 

 



 (2) 

 / ad d  , (3) 

где   – относительный размер конструкции; 

0  – эмпирическая константа; 

ad  – максимальный размер зерна заполнителя. 

Для конструкций с малым значением   (относительно размера зерна заполнителя), 

отношение 0/   в уравнении может быть 0/  << 1 и, поэтому   1   , а N ctf   (где ctf  

– прочность бетона на растяжение). Это свидетельствует о том, что критерий прочности 

N ctf   (горизонтальная линия на рисунке 4) корректна для малых балок, как это имеет ме-

сто для подавляющего большинства конструкций, испытанных в лабораторных условиях. 
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Для конструкций очень больших размеров (с эффективной высотой) отношение 0/   >>1 и, 

поэтому,  
1/ 2

0/N ctf  


 , что выражает размерный эффект линейной механики разруше-

ния, показанный прямой линией (асимптотой) с наклоном (-1/2). 

Очевидно, что уравнение (1) описывает постепенный переход от пластического кри-

терия прочности (горизонтальная линия на рисунке 4) для балок малых размеров к зависимо-

сти линейно-упругой механики разрушения для балок очень больших размеров (прямая ли-

ния с наклоном -1/2). 

 

 

Рисунок 4 – Кривые описывающие влияние размерного эффекта согласно [19] 

 

3 Модель сопротивления срезу согласно prEN 1992, основанная на положениях 

Теории критической трещины среза (CSCT) 

Если в большинстве известных моделей сопротивления срезу (см. таблицу 1 [6]) вли-

яние размерного эффекта и эффекта деформации либо учитывают корректирующими коэф-

фициентами (как это сделано в EN 1992-1-1 [2]), либо не учитывают вообще (как в актуаль-

ном ACI 318-14 [21]), расчетная модель prEN 1992-1-1, опирающаяся на положения Теории 

критической трещины среза (CSCT) учитывает их непосредственно через следующие физи-

ческие предпосылки и допущения, которые были установлены из детального анализа моде-

ли: 

1. Сопротивление срезу ,Rd cV  элемента без поперечного армирования (подобно тому, 

как и модели, основанной на модифицированной теории полей сжатия – MCFT) зависит от 

ширины раскрытия критической трещины среза. 

2. Зависимость между сопротивлением срезу ,Rd cV  и эффективной высотой сечения  

“ ,Rd cV d ” может быть представлена в виде: 

 
, 1

2

,
1 /

Rd c

cm dg

V

b d f w d






   
 1

1
;

3
   [МПа, мм] (4) 

где cmf  – средняя прочность бетона на сжатие; 

 min 16; 40dg dgd d   
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3. Ширина раскрытия критической наклонной трещины w  пропорциональна относи-

тельной продольной деформации ,s x : 

3 , ,s xw d      2 3 120 ,мм    (5) 

где 2 3,   – эмпирические коэффициенты; 

,s x  – т.н. реферативные относительные продольные деформации в расчетном сече-

нии, пересекаемом наклонной трещиной (на уровне 0,6d), определяемые в предположении 

упругой работы бетона в сжатой зоне сечения и основываясь на гипотезе плоских сечений по 

формуле: 

4
,

( )
,

( / 3) ( )

Ed
s x

l s

M d x

b d E d x d x






 
 

     
 (6) 

 , 5 ,Ed Rd cM V a d     4 50,6; 1/ 2;    

здесь: 

6 ;x d   6

2
1 1 ,l s cm

cm l s

E E

E E






  
     

 (7) 

где cmE , sE  – модули упругости бетона и арматуры; 

 l  – коэффициент продольного армирования; 

x  – высота сжатой зоны сечения; 

a  – пролет среза (расстояние от сосредоточенной силы до ближайшей опоры); 

Приводя уравнение (6) к безразмерной форме выразим относительную продольную 

деформацию в следующем виде: 

, , ,s x Rd cv    

где:                                               
 

 

 
45 ,

/ 3l s

d xa d

E d x d x






  
 

   
 и                                           (8) 

,
, .

Rd c
Rd c

V
v

b d



 

После выполнения преобразований (4), получаем 

, 1

0

2
,

1 1 /

Rd c

M
cm

v

f d d




 
 0

1 1

1
,

4

Md
c


 

 (9) 

Полученное выражение (9) довольно близко к записи для коэффициента  , учитыва-

ющего размерный эффект, предложенной ACI Committee 445. Предполагается, что этот ко-

эффициент должен появиться в новой версии ACI 318 (2019) в следующем виде: 

, , ,Rd c Rd cov v    (10) 

0

1
,

1 /d d
 


 (11) 

где 0d  – константа, определенная как некоторый реферативный размер (в ACI 318 0 10d in  

(254 мм)). При этом в ACI 318 действует ограничение , ,lim 2Rd c cmV f . В данном анализе это 

ограничение не учитывается, т.к. имеет скорее статистическую, чем физическую основу. 

Несложно заметить, что в представленном виде коэффициент   согласно ф. (11) опи-

сывает размерный эффект в соответствии с положениями квази-хрупкой механики разруше-

ния, что подтверждается и асимптотикой (см. рисунок 4): 
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 

0 ,

1/2

0 , 0

/ 0 : ;

/ : / ;

Rd c

Rd c

для d d V const

для d d V d d


 

 
 (12) 

Как видно свойства асимптот удовлетворяются для обеих выражений ((9) и (10)). Од-

нако, в случае переходного размера, т.е. для 0 0
Md d  кривые, описывающие размерный эф-

фект в осях “
,

, 0 0

log log
Rd c

Rd c

V d

V d

   
    

  

” (см. рисунок 5) существенно отличаются и асимптоты 

при больших размерах сечения балок не совпадают, что было показано в [19]. 

 

 

Рисунок 5 – Сравнение зависимостей “ ,Rd cV d ” для различных моделей сопротивления  

(см. таблицу 1 [6]) [19] 

 

При изменении отношения 0 0/Mk d d  кривая, описывающая размерный эффект пе-

ремещается по горизонтали, но не изменяет наклона (-1/2) (в логарифмических координатах). 

Могут ли асимптоты для больших размеров балок совпадать при изменении отношения k ? 

Для ответа на этот вопрос, обозначив 0/q d d , рассмотрим условия, при которых асимпто-

ты для балок малого размера совпадают, что имеет место для 1 , 0cm Rd cf V  , и найдем зна-

чение коэффициента k  из условия, что предел отношения размерного эффекта, определенно-

го по ф. (9) и (10), то увеличение размера (для элементов большой высоты) равен 1, т.е. 

2 1
lim lim 1,

1 1 /

M
u

d d
u

qv

v q k 


 

 
 (13) 

Предел равен 2 k  и приравнивая его 1, было установлено, что как для мелко-

размерных, так и для крупноразмерных балок асимптоты совпадают, если: 

1/ 4k   или 0 0 / 4Md d , 

или 
, 1

0

2
,

1 1 4 /

Rd c

cm

v

f d d




  
 

В работе [8] подчеркивается, что ф. (4) с (5) были первоначально использованы в 

MCFT [22, 23] без учета зависимости ширины раскрытия трещины w  от продольной дефор-

мации и была принята в fib MC 2010: в форме аппроксимации первого уровня (LoA I): 

 , min / ; 8 ,Rd c ck c v wV f МПа k b z     (14) 



Теория инженерных сооружений. Строительные конструкции 

 

№2 (82) 2019 (март-апрель) _________________________________________________________ 53 
 

 

 

где: для аппроксимации первого уровня (LoA I): 

 

180 / (1000 1,25 ),vk z    (15) 

аппроксимации второго уровня (LoA II):  

 
0,4 1300

,
(1 1500 ) 1000

v
x dg

k
k z

 
   

 (16) 

здесь 32 / (16 ) 0,75.dg gk d    

В этом случае (LoA I) кривая размерного эффекта имеет асимптоту с наклоном (-1) 

вместо (-1/2), что термодинамически невозможно согласно [8]. 

Muttoni и Ruiz в работе [18] выполнили искусственную модификацию, вводя зависи-

мость сопротивления срезу uv  от x , а соответственно и w . Это затем привело к квадратно-

му уравнению для uv  и позволило изменить наклон асимптоты от (-1) до (-1/2), продиктован-

ной положениями механики разрушения. Аналогичный результат был получен и в модели fib 

MC 2010 для второго уровня аппроксимации (LoA II). 

Для целей проектирования вместо расчета критериев разрушения, получаемых при 

интегрировании напряжений вдоль критической трещины сдвига, Muttoni et al. [18] предло-

жили простой гиперболический критерий отказа (рисунок 6). Для повышения точности рас-

чета сопротивления среза с учетом размерного эффекта, критерий отказа CSCT повысили с 

помощью степенного выражения (степенная зависимость Cavagnis [24], представленная на 

рисунке 6), где показатель 
dg

d

d

 
 равен (-1/2): 

1/2

,
, ,

c dgRd c
Rd c

v

f dV
v k

b d d 

 
   

  
. (17) 

 

 
Рисунок 6 – Сравнение уравнений (4) и (17) с экспериментальными данными 
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В выражении (17), коэффициент 0,019k   был выведен, опираясь на эксперименталь-

ные данные, полученные при испытаниях 635 прямоугольных железобетонных балок без по-

перечного армирования (Reineck [25] и Cavagnis [24]) с широким диапазоном базовых пара-

метров (эффективная высота 50 2000d мм  , коэффициент продольного армирования 

0,4 7,0%l   , прочность бетона 10 110cf МПа  , размер зерна крупного заполнителя 

0 32gd мм  , пролет среза / 2,5 8,5a d   ). 

Учитывая, что 

,E csE
v

s s l s

V aM

z A E z b d E





 

     
 

после выполнения преобразований и статистического оценивания в проект prEN 1992 

исходная зависимость (17) вошла в виде: 
1/3

,
, 0,6 100 ,

dgRd c
R c c l

dV
f

b d d
 

 
      

  
 (18) 

Несложно заметить, что при возрастании эффективной высоты сечения асимптота 

имеет наклон (-1/3), что противоречит [8]. 

4 Сравнение моделей сопротивления на фоне опытных данных 

4.1 База данных, содержащая результаты испытаний балочных элементов без 

поперечного армирования. Подготовка данных для верификации влияния размерного 

эффекта 

В настоящее время известно несколько крупных баз данных, содержащих результаты 

испытаний балочных элементов при срезе, собранных Bentz, Kuchma, Zararis и др., которые 

подвергали фильтрации параметров для применения к конкретным моделям расчета. Следует 

отметить, что некоторые из них имеют ограниченный диапазон исследуемых параметров и, в 

ряде случаев, отбор данных был произведен исключительно опираясь на характерные формы 

разрушения балок при срезе. Для сравнения расчетных моделей среза, была составлена соб-

ственная база экспериментальных данных с широким диапазоном основных исследуемых 

параметров. Итоговая база данных включает 356 балок без поперечного армирования (из них 

51 образец был испытан равномерно распределенной нагрузкой). Диапазоны варьирования 

основных параметров анализируемых балочных элементов представлены в таблицах 1 и 2 с 

указанием авторов испытаний [7]. Экспериментальная база данных была составлена на осно-

ве результатов лабораторных исследований, подробно описанных в статье [7]. 

Все балки, включенные в базу данных (см. таблицы 1 и 2 [7]) имеют прямоугольную 

форму поперечного сечения, однопролетные и свободно опертые, испытаны одной или дву-

мя сосредоточенными силами, приложенными в пролете или равномерно распределенной 

нагрузкой. 

Прежде чем приступить к анализу влияния размерного эффекта на сопротивление сре-

зу, исходную базу данных подвергали фильтрации и последующей обработке в соответствии 

с методикой оценивания, приведенной в [8]. Так, для установленных характерных значений 

эффективной высоты сечения выделяли группы результатов испытаний, которые объединяли 

для близких значений базовых параметров: коэффициента продольного армирования l , 

прочности бетона на сжатие cmf  и пролета среза /a d  (см. рисунок 7). Отдельно анализиро-

вали балки, загруженные при испытаниях равномерно-распределенной нагрузкой. Здесь сле-

дует отметить, что балки, испытанные равномерно-распределенной нагрузкой имеют огра-

ниченную эффективную высоту сечения d  (не более 254 мм). 
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Рисунок 7 – Сравнение асимптот кривых размерного эффекта различных моделей сопротивления срезу 

(собственная база данных по [7]) 
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Результаты для балок, имевших при практически одинаковой эффективной высоте се-

чения близкие базовые параметры, рассматривали как один результат (точки на графике (ри-

сунок 7) преобразованы в кружочки). Затем для каждой характерной эффективной высоты 

балки вычисляли среднее (или медианное) значение относительных касательных напряжений 

, /Rd c C  и полученные точки аппроксимировали кривой, описывающей нелинейный размер-

ный эффект механики разрушения. Несложно заметить, что большинство моделей сопротив-

ления срезу, а главным образом, полученных эмпирическим путем, опираются на результаты 

испытаний балок, т.н. малых размеров (с эффективной высотой сечения не более 500 мм). 

Далее эти довольно простые, если не сказать примитивные зависимости (модели) распро-

страняют на проектирование балок больших размеров (большой эффективной высоты) без 

соответствующих корректировок. 

Такой эмпирический подход обречен, однако, на неверную формулировку расчетных 

моделей, как минимум, по двум причинам: (1) очень высокий разброс результатов испыта-

ний при срезе балок без поперечного армирования (см. рисунок 7) и (2) преимущественное 

преобладание опытных данных, полученных на балках малых размеров с последующей экс-

траполяцией полученных эмпирических или полуэмпирических моделей на балки больших 

размеров, что является главным источником высокой неопределенности расчетных результа-

тов. 

При таком разбросе существующих опытных данных различные зависимости (см. 

таблицу 1, рисунок 7) существенно отличающиеся в области больших высот, дают в равной 

степени хороший результат в диапазоне малых высот, что было показано в статьях [6, 8]. 

Однако, как показано в [7], экстраполяция эмпирических зависимостей, полученных 

основываясь на доступных результатах испытаний в области больших эффективных высот, 

является небезопасной (как видно из рисунка 7 зависимости, учитывающие размерный эф-

фект, но имеющие асимптоту с наклоном (-1/3) могут значительно, до 80% переоценивать 

результат расчета по сравнению с зависимостями, получаемыми с применением решений 

квази-хрупкой механики разрушения, дающий асимптоту с наклоном (-1/2)). Следует отме-

тить, что обработка доступных данных может давать показатели степени для эффективной 

высоты сечения от 0 до (-1/2). 

Как видно из рисунка 7а и результатов анализа, приведенных в таблице 1, модель со-

противления действующего ТКП EN 1992-1-1 дает степенную зависимость “ ,Rd c C d  ” с 

показателями степени (-1/4), что существенно (до 100%) переоценивает сопротивление срезу 

в области (диапазоне) балок большой высоты (более 500 мм). Выполненная модификация 

модели ТКП EN 1992-1-1 с применением коэффициента, предложенного Z. Bažant et al [8] 

0

1

1 /d d
 


 (при 0 254d мм ) позволяет изменить показатель степени с (-1/4) на (-1/2), 

что соответствует зависимости нелинейной механики разрушения (см. рисунок 7б,в). Вместе 

с тем, такой подход существенно изменил статистические показатели модели сопротивления 

( 2,96Rm  ; 22,23%xV  ) по сравнению с базовой моделью ( 0,94Rm  ; 22,8%xV  ). Мо-

дель сопротивления срезу элементов без поперечного армирования, внесенная в разрабаты-

ваемый проект prEN 1992-1-1 (см. рисунок 7г), имеет при довольно неплохих статистических 

параметрах ( 1,17Rm  ; 19,38%xV  ), полученных при обработке эмпирических данных в 

диапазоне значений до 500мм, показатель степени (наклон асимптоты) (-1/3), что ведет к пе-

реоценке сопротивления (см. таблицу 3 и рисунок 7г). Как было показано в [8], модель со-

противления fib MC 2010 (LoA I) (см. рисунок 7д) имеет асимптоту с наклоном (-1), что тер-

модинамически невозможно. Модификация базовой модели с применением коэффициента Z. 

Bažanta [8] не только существенно не изменила, а наоборот, ухудшила результат (см. рису-

нок 7е и таблицу 1). Вместе с тем, для fib MC 2010 (LoA II) (см. рисунок 7ж) такая модифи-
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кация позволяет получить как асимптоту с наклоном (-1/2), так и довольно хорошие стати-

стические параметры ошибки моделирования ( 1/ 2   ; 0,96Rm  ; 18,33%xV  ) для среза 

элементов без поперечного армирования. 
 

Таблица 1 – Показатели степени   и статистические параметры  

ошибки моделирования 
 

Расчетные модели сопротивления 

срезу 
δ Среднее Vexp/Vtheo 

Коэф. вариации 

Vexp/Vtheo, % 

EN 1992-1-1(коэф. k) -1/4 0,94 22,80 

EN 1992-1-1 (коэф. Bažant) -1/2 2,96 22,23 

prEN 1992-1-1 -1/3 1,17 19,38 

Bažant -1/2 1,03 20,89 

MC 2010 LoA I -1 1,93 26,13 

MC 2010 LoA I (коэф. Bažant) -1/1,4 3,53 35,24 

MC 2010 LoA II (d0,1=63,5 mm) -1/2 1,01 28,65 

MC 2010 LoA II 0,1
1 1

1

4
d

c

 
 

 
 -1/2 0,96 18,33 

 

Вместе с тем, следует иметь 

ввиду и влияние размерного эффек-

та на статистические показатели 

надежности, выражающиеся норми-

руемым значением вероятности от-

каза fp  или индекса надежности 

tag , согласно ТКП EN 1990. Дан-

ный эффект проиллюстрирован на 

рисунке 8. Если принять, что значе-

ния частных коэффициентов i  (а 

также ,Rd i , учитывающих неопре-

деленности расчетной модели) в 

расчетной модели сопротивления 

срезу откалиброваны главным обра-

зом для групп балок малой высоты, 

то при увеличении эффективной 

высоты сечения d  наблюдается па-

дение сопротивления срезу за счет размерного эффекта, при том, что распределение эффек-

тов воздействий остается без изменения (см. рисунок 8). Это безусловно приводит к повы-

шению вероятности отказа, а в ряде случаев, как показано в [19] к существенному снижению 

надежности, чему свидетельствуют ряд довольно крупных аварий мостов (например, Scho-

harie Creek Bridge, 1987; Blvd. de la Concorde, Montreal, 2006; Koror-Babeldaob Bridge in Palau, 

1996). В данном случае при внесении в нормы проектирования моделей сопротивления срезу 

следует либо разделять расчетные случаи в зависимости от эффективной высоты сечения 

(например, для балок высотой менее 1,0 м и более 1 м), либо калибровать частные коэффи-

циенты отдельно с учетом данных полученных на высоких балках для нормируемой вероят-

ности отказа. Очевидно, что частные коэффициенты, откалиброванные для высоких балок, 

будут давать чрезвычайно консервативные результаты для балок малой высоты (см. рисунок 

8). Калибровки частных коэффициентов, обеспечивающих требуемый уровень надежности, 

следует рассматривать как отдельную проблему. 
 

 
 

Рисунок 8 – Влияние размерного эффекта на надежность  

балок без поперечного армирования 
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Заключение 

Как подчеркивается в работе [8], несмотря на последние [14, 16, 24] и более поздние 

[9, 10] испытания балок с очень большой высотой, Технические комитеты, осознавая непри-

миримые разногласия теоретиков относительно учета размерного эффекта, довольно неохот-

но включают его в нормы. Они предпочитают чисто эмпирический или полуэмпирический 

подход, основанный на статистической обработке результатов испытаний, полученных на 

балочных элементах с малой эффективной высотой d для получения простых формул, рас-

пространяемых далее и на балки больших размеров, учитывая при этом размерный эффект, 

главным образом, статистическими методами. Как видно из представленного анализа такой 

эмпирический подход может приводить к неверным формулировкам расчетных зависимо-

стей по двум основным причинам: (1) в силу значительного разброса опытных данных, ха-

рактерного для такого типа испытаний; (2) преобладания (> 87%) опытных данных, получен-

ных на балочных образцах с малой эффективной высотой (как правило, до 300 мм), которые 

далее экстраполируются на балки с очень большой эффективной высотой d. Как показывает 

выполненный анализ (см. таблицу 3) большинство из рассмотренных норм (за исключением 

актуальной ACI 318, имеющей практически строго горизонтальный участок пластического 

критерия) имеют наклон асимптоты при d/d0→∞ около (-1/3), что фактически может приво-

дить к переоценке сопротивления срезу высоких балок до 100%. Такой результат был полу-

чен и в [19], и связывается с необоснованной экстраполяцией результатов оценивания малых 

балок на расчет балок с очень высокими сечениями. 

Очевидно, что в пределах доступного диапазона высот балок, испытанных в лабора-

тории, наклон прямой, описывающей размерный эффект может изменяться в широких пре-

делах от 0 до (-1/2) и то, на довольно коротком отрезке по оси logd, где сконцентрировано 

основное число результатов лабораторных испытаний. 

При составлении норм проектирования железобетонных конструкций, особенно в по-

становке, когда в одних нормах объединяют требования к широкому диапазону классов кон-

струкций (от простейших элементов зданий до конструкций мостов), считаем целесообраз-

ным разделять расчетные случаи для применения соответствующих моделей сопротивления 

(например, для балок малой высоты до 1м включительно и большой – более 1м). При этом 

расчетные модели для балок большой эффективной высоты должны учитывать размерный 

эффект путем введения к результату расчета поправочного коэффициента 
0

1

1 /d d
 


. 

Необходимо учесть дополнительное влияние размерного эффекта и на надежность 

конструктивного элемента, сохраняя на постоянном уровне целевое значение индекса 

надежности, независимо от изменения эффективной высоты сечения. 
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