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Bezeichnungen und Begriffe

Im Folgenden werden die wichtigsten in dieser Arbeit verwendeten Formelzeichen und geo-
metrischen GroBen aufgefiihrt. Nicht verzeichnete Symbole werden bei ihrem ersten Auftre-
ten im Text erldutert.

Kleine lateinische Buchstaben

b [m] Betongurtbreite des Verbundtragers

besr [m] effektive bzw. mitwirkende Plattenbreite

b [mm)] Breite des Stahltragerflansches

Co [mm] Betondeckung der oberen Bewehrung

d [mm] Schaftdurchmesser eines Koptbolzendiibels

f [mm] Tragerdurchbiegung

e [N/mm?] Zylinderdruckfestigkeit des Betons im ACI

fe, fo eyl [N/mm?] Zylinderdruckfestigkeit des Betons

fe.cube [N/mm?] Druckfestigkeit des Betons am 150 mm-Wiirfel

fe.cube,1somm [N/mm?]  Druckfestigkeit des Betons am 150 mm-Wiirfel
fe.cube200mm [N/mm?]  Druckfestigkeit des Betons am 200 mm-Wiirfel

fea [N/mm?] Bemessungswert der Zylinderdruckfestigkeit des Betons

fek [N/mm?] charakteristische Zylinderdruckfestigkeit des Betons

fek cube [N/mm?] charakteristische Druckfestigkeit des Betons am 150 mm-Wiirfel

fetefr [N/mm?] effektive Zugfestigkeit des Betons

fetm [N/mm?] Mittelwert der Zugfestigkeit des Betons

fepl [N/mm?] abgeminderte Betondruckfestigkeit fiir die plastische Bemessung

fou [N/mm?] Bruchfestigkeit des Betons

fp [N/mm?] Spaltzugfestigkeit des Betons

i [N/mm?] charakteristische Festigkeit des Betonstahls an der Streckgrenze

fy [N/mm?] Zugfestigkeit des Stahls

fuk [N/mm?] charakteristischer Wert der Zugfestigkeit des Stahls

fy [N/mm?] Festigkeit des Stahls an der Streckgrenze

i [N/mm?] charakteristische Festigkeit des Stahls an der Streckgrenze

h [mm] Linge eines Kopfbolzendiibels

h, [mm] Gesamthohe des Stahltrigers

h* [m] Gesamtquerschnittshohe des Verbundquerschnitts abziiglich der obe-
ren Betondeckung

h, [m] Hohe des Betongurtes im Verbundtriger

heomp [m] Hoéhe des Verbundtriagerquerschnitts

hwuist [mm)] Hohe des SchweiBBwulstes von Koptbolzendiibeln

bwulst [mm] Breite bzw. Durchmesser des Schweilwulstes von Kopfbolzendiibeln

k [-] Beiwert zur Erfassung von zugfestigkeitsmindernden Einfliissen bei

der Bestimmung der Mindestbewehrung im Grenzzustand der
Gebrauchstauglichkeit

ke [-] Beiwert zur Erfassung des Spannungsverlaufes iiber die Hohe des
Betongurtes bei der Bestimmung der Mindestbewehrung im Grenzzu-
stand der Gebrauchstauglichkeit

ki [-] Fraktilenfaktor des charakteristischen Wertes fiir den Fall, dass der
zugehorige Variationskoeffizient unbekannt ist und eine endliche An-
zahl von Versuchen vorliegt.
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Dicke des Stahltragerflansches

Dicke des oberen Stahltragerflansches

Dicke des Stahltrigersteges

Rissbreite

plastische Druckzonenh6he im Verbundtridgerquerschnitt

Lage der plastischen Nulllinie im Verbundtrigerquerschnitt, gemessen
von der oberen Bewehrungslage

Lage der plastischen Nulllinie im Verbundtriagerquerschnitt, gemessen
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bundquerschnitts
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Betongurtfldche unter Zugbeanspruchung
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E-Modul des Baustahls

E-Modul des Betons

Mittelwert des Sekantenmoduls des Betons

E-Modul des Betonstahls

maximale aufnehmbare Diibeltragkraft in der numerischen Simulation
Trégerldnge

plastisches Widerstandsmoment des Stahltragers

Rissmoment

plastisches Widerstandsmoment des Verbundtrédgers

plastisches Widerstandsmoment des Verbundtragers bei Anwendung
der Gleichgewichtsmethode

plastisches Widerstandsmoment des Verbundtrigers bei Ansatz der
Nennfestigkeiten

Bemessungswert des plastischen Widerstandsmomentes des Verbund-
tragers

Bemessungswert des plastischen Widerstandsmomentes des Verbund-
tragers bei Anwendung der Korrekturfaktoren fiir hochfeste Baustoffe

tatsdchliches Widerstandsmoment des Verbundtrigers
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Simulation
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1 Einleitung

Werden Tragelemente des Stahlbetonbaus und des Stahlbaus miteinander verbunden, spricht
man von Verbundbau. Diese Bauweise nutzt die positiven Eigenschaften der Komponenten
Stahl und Beton sehr effizient. Die Verbindungsart der beiden Baustoffe und damit die Eigen-
schaften der Verbundfuge beeinflussen mafligebend das Trag- und Verformungsverhalten ei-
ner Verbundkonstruktion. Daher beschiftigt sich die Verbundbau-Forschung sowohl mit der
Untersuchung ganzer Bauelemente als auch mit der Beschreibung des Verhaltens der Ver-
bundfuge und deren Einflusses auf die Gesamtkonstruktion.

Die Entwicklung des Verbundbaus im deutschsprachigen Raum begann um 1900 mit den
Kappendecken, die aus Stahltragern und Ziegeln, Sandsteinplatten, spéter auch Beton bestan-
den. Mitte der dreiBiger Jahre fiihrten GRUNING (1937) und ZENDLER (Bericht von 1950)
erstmals Versuche an Verbundtrigern fiir den Hochbau durch, es folgten weitere Versuche,
z.B. von MAIER-LEIBNITZ (1941). Zur gleichen Zeit wurden die ersten Verbundbriicken
ausgefiihrt (PASSER, 1938; KREBITZ, 1938). HOMBERG, LAUTZ, THUMECKE und
WIECHERT berichteten 1950 {iber die Ausfiihrung von Verbundbriicken in der Zeit des Wie-
deraufbaus nach dem Krieg.

In der Schweiz wurde die Entwicklung des Verbundbaus von STUSSI (1932, 1947) und ROS,
ALBRECHT (1944) vorangetrieben, die als erste einen Abscherversuchskdrper zur Abbil-
dung des Trag- und Verformungsverhaltens der Verbundmittel entwickelten.

In Kanada und den USA wurden bereits seit Beginn der zwanziger Jahre Verbundkonstrukti-
onen hergestellt und zugehdrige Versuche dokumentiert (vgl. VIEST, 1960). Nach dem zwei-
ten Weltkrieg filhrten RICHART (1948), NEWMARK (1948) und SIESS (1948) innerhalb
des Concrete-Slab-Investigation-Programms an der Universitdit von Illinois grundlegende
Versuche und theoretische Untersuchungen zu Stahlbetonfahrbahnplatten auf Stahltrdgern
durch.

Bedingt durch die groBBe Erdbebengefihrdung konzipierte man bereits 1923, kurz nach dem
Kanto-Erdbeben, eine Verbundbaunorm in Japan. Als Verbundbauweise werden bis heute
vollstidndig einbetonierte Triger und Stiitzen bezeichnet, deren Gesamttragfahigkeit sich aus
der Summe der Einzeltragfdhigkeiten von Stahlprofil und Stahlbetonteilen errechnet (MO-
RIYA, 1990).

In den flinfziger Jahren begann international die systematische Erforschung der Verbundbau-
weise, wobei als Schwerpunktthemen die Schubsicherung in der Verbundfuge, das zeitabhén-
gige Materialverhalten sowie das Trag- und Verformungsverhalten von statisch bestimmten
und statisch unbestimmten Systemen erkennbar wurden (LEONHARDT, 1950; ALBERS,
1950; EILERS, 1950; ESSLINGER, 1951; WALTER, 1952; GRAF, 1950, 1951). GRAF und
BRENNER fiihrten 1956 zahlreiche Versuche an Verbundtragern durch, die in den Berichten
des Deutschen Ausschusses fiir Stahlbau beschrieben sind. Dies zeigt, dass sich der Stahlbau
bereits sehr frith um das Fachgebiet Verbundbau bemiihte.



HAMPE stellte bereits 1950 die Frage, ob die Festigkeiten der Stahlgiiten St 37 und St 52 im
Verbundbau ausreichend grof3 sind. KLINGENBERG verwies 1950 darauf, dass in Europa
zumeist starre, in den USA vorwiegend verformungsweiche Diibel eingesetzt wurden. HEI-
LIG (1953) und HOISCHEN (1954) untersuchten ein paar Jahre spéter den elastischen Ver-
bund sowie eine unterbrochene Verdiibelung. Das Forschungsprogramm in Illinois wurde von
NEWMARK et al. (1951), SIESS et al. (1952) und VIEST et al. (1952) fortgesetzt. Umfang-
reiche Versuchsreihen mit Push-Out Versuchen an standardisierten Abscherkdrpern sowie mit
Balkenversuchen sind dokumentiert. In Europa stellte SATTLER 1954 und 1955 erste analy-
tische Berechnungsansitze und -verfahren fiir Verbundtriger vor.

Ebenfalls in den fiinfziger Jahren wurde der Kopfbolzendiibel als Verbundmittel entwickelt.
VIEST erinnert sich 1992 daran: “At the end of 1953, I received a phone call from Nelson
Stud Welding of Lorain, Ohio. They informed me that one of their customers suggested that
their product — the end-welded steel stud — may have application as a shear connector.” Ver-
suche von VIEST (1956) und THURLIMANN (1959) schlossen sich an. Darauthin wurde
auch in Europa der Kopfbolzendiibel als Verbundmittel untersucht (SPARKES, CHAPMAN,
CASSELL, 1960 und SATTLER, 1962). Heute ist der Kopfbolzendiibel das am meisten ver-
wendete Verbundmittel.

Die nach 1960 folgenden Untersuchungen und Entwicklungen mit Relevanz fiir die vorlie-
gende Problematik werden im Verlauf dieser Arbeit genauer beschrieben. Neben der interna-
tionalen Standardisierung der Priifformate fiir Abscherversuche wurde die Ausfiihrung von
Verbundbauwerken zunehmend durch Regelwerke vereinheitlicht. Weitere Entwicklungs-
spriinge, wie sie der Kopfbolzendiibel mit sich gebracht hat, ergaben sich bei Einfiihrung der
Verbunddecken sowie durch die Verdnderung der Materialeigenschaften von Stahl und Beton.
Hier sind der Leichtbeton, der hochfeste Stahl und der hochfeste Beton zu nennen.

Mit der Kombination des hochfesten Stahls und des hochfesten Betons in Verbundtrigern des
Hochbaus und ihren Auswirkungen auf das Trag- und Verformungsverhalten beschiftigt sich
diese Arbeit. Es werden Versuche und numerische Berechnungen zu Kopfbolzendiibeln in
hochfestem Beton sowie zu Verbundtrigern vorgestellt und Schlussfolgerungen fiir die An-
wendung und Bemessung gezogen.



2 Veranlassung und Zielsetzung

Die Verwendung von hochfesten Baustoffen in Verbundkonstruktionen fiihrt zu einer erhebli-
chen Erhohung des Bauteilwiderstandes im Grenzzustand der Tragféhigkeit. Daraus folgt bei
gleichbleibender Belastung eine Reduzierung der Querschnittsabmessungen und somit des
Eigengewichtes. Dies stellt den bedeutendsten Vorteil des Einsatzes von hochfestem Beton
und hochfestem Stahl in Verbundkonstruktionen dar.

Der gemeinsame Einsatz hochfester Materialien in Verbundkonstruktionen ist in den zurzeit
giiltigen Normen nur unzureichend geregelt. Fiir den Einsatz von hochfestem Stahl in Ver-
bundkonstruktionen mit normalfestem Beton werden Empfehlungen in ANHANG H (1996)
bzw. im neuesten Entwurf des Eurocode 4 (EN 1994, 2001) gegeben, in der neuesten Fassung
von DIN 1045-1 (2000) wird der Einsatz hochfesten Betons in Stahlbetonkonstruktionen ge-
regelt.

Um das Zusammenwirken der hochfesten Baustoffe zu untersuchen, wurden im Rahmen des
Europdischen Forschungsvorhaben Use of High Strength Steel S460 in den Jahren 1996 bis
1999 erstmals Versuche an Verbundtriagern aus hochfestem Stahl S460 und hochfestem Beton
C70/85 durchgefiihrt (EGKS, 2000). Die Erkenntnisse dieses Forschungsvorhabens fiihrten zu
einer weitergehenden experimentellen Untersuchung zum Trag- und Verformungsverhalten
von Verbundmitteln in hochfestem Beton, die in den Jahren 1999 und 2000 von der Studien-
gesellschaft fiir Stahlanwendung und der Arbeitsgemeinschaft industrieller Forschungsverei-
nigungen gefordert wurde (AiF, 2000).

Diese zwei Forschungsprogramme bilden die Grundlage der vorliegenden Arbeit. Ergénzend
zu den experimentellen Ergebnissen wurden theoretische und numerische Untersuchungen
durchgefiihrt.

Innerhalb dieser Arbeit wird das Zusammenwirken der hochfesten Werkstoffe bei Verbund-
trigern aus dem Hochbau mit massiven Betongurten grundsitzlich untersucht, um folgende
Ziele zu erreichen:

* Beschreibung des Trag- und Verformungsverhaltens von Kopfbolzendiibeln in hochfes-
tem Beton und Entwicklung eines mechanischen Modells zur Bestimmung der Diibeltrag-
lasten. Dazu werden die durchgefiihrten Versuche statistisch ausgewertet und durch nu-
merische Berechnungen mit dem dreidimensionalen Finite Elemente Programmsystem
ORPHEUS erginzt.

= Beschreibung des Tragverhaltens von Verbundtriagern im positiven Momentenbereich und
Uberpriifung der anzusetzenden Spannungs-Dehnungs-Linien fiir den hochfesten Beton.
Dazu werden die eigenen Versuchsergebnisse ausgewertet.

» Quantifizierung der Fehler einer plastischen Bemessung aufgrund der speziellen Material-
gesetze fiir hochfesten Stahl und hochfesten Beton sowie Entwicklung von geeigneten
Verfahren zur Korrektur. Dazu werden die Ergebnisse der elasto-plastischen und der plas-
tischen Berechnung in einer Parameterstudie gegentibergestellt.



* Beschreibung des Tragverhaltens von Verbundtrigern im negativen Momentenbereich
und Uberpriifung der Angaben zur Mindestbewehrung, damit die Grenztragfihigkeit er-
reicht, die Rotationsfahigkeit sichergestellt und die Nachweise im Grenzzustand der Riss-
bildung erfiillt werden konnen. Hierzu werden die bestehenden Ansétze mit den eigenen
Versuchsergebnissen tliberpriift.

»  Formulierung der Auswirkungen der Last-Verformungskurven von Verbundmitteln in
hochfestem Beton und Entwicklung von Regeln zur erforderlichen Diibelverteilung und
zum erforderlichen Verdiibelungsgrad in Abhéingigkeit von der Duktilitdt der Verbund-
mittel. Dazu werden Parameterstudien an typischen Verbundbauquerschnitten mit Hilfe
eines numerischen nichtlinearen Fasermodells durchgefiihrt, das zuvor an den Versuchs-
ergebnissen kalibriert wurde.

Da die vorliegende Thematik bisher nicht grundlegend untersucht wurde, ist es ein weiteres,
ibergeordnetes Ziel dieser Arbeit, die Themenschwerpunkte zu nennen, die einer weiteren
Erforschung bediirfen. Hierzu erfolgte die Auswertung einer umfangreichen Literaturdaten-
bank zur Verbundbauforschung.

Die Arbeit beschreibt in Kapitel 3 den Stand der Kenntnisse beziiglich der hochfesten Bau-
stoffe, der Verbundmittel (vorrangig Kopfbolzendiibel) und des Einflusses der Verbundfu-
geneigenschaften auf das Last-Verformungsverhalten von Verbundtridgern. In Kapitel 4 wer-
den die eigenen Versuche mit Kopfbolzendiibeln vorgestellt und analysiert, um hieraus einen
Bemessungsvorschlag abzuleiten. Kapitel 5 beschreibt die Ergebnisse der numerischen Finite
Elemente Berechnungen zum Tragverhalten der Standard-Abscherversuchskorper und zum
Last-Verformungsverhalten einzelner Diibel in hochfestem Beton. Die Trigerversuche wer-
den in Kapitel 6 dokumentiert und ausgewertet, um in Kapitel 7 numerische Parameterstudien
zur plastischen Bemessung sowie zum Mindestverdiibelungsgrad bei Teilverdiibelung anzu-
schlieBen. Im Anhang finden sich detailliertere Angaben zu den durchgefiihrten Versuchen
und Berechnungen sowie einige Bemessungsbeispiele zur Anwendung der vorgeschlagenen
Regeln und Verfahren.

SchlieBlich soll diese Arbeit verdeutlichen, dass der Stahlbau und der Stahlbetonbau in der
Forschung verstirkt zusammenarbeiten miissen, damit die Erkenntnisse der beiden Fachgebie-
te dem Verbundbau zugute kommen.



3 Stand der Kenntnisse

3.1 Allgemeines

Im Rahmen der Verbundbauforschung, die seit 1960 verstérkt in Australien (BRIDGE, 1996),
Deutschland (ROIK, 1996), GroB3britannien (JOHNSON, 1996), Japan (MAEDA, 1996) und
den Vereinigten Staaten (VIEST, 1996) vorangetrieben wurde, haben sich unterschiedliche
Themenschwerpunkte entwickelt (Tabelle 3.1). Die aktuellen Forschungsergebnisse sind in
den begleitenden Artikeln zu EUROCODE 4 (1994, EC 4) von BODE (1998) und von ROIK,
BERGMANN, HAENSEL, HANSWILLE (1999) aufbereitet. Zusétzlich zu den fiir diese
Arbeit wichtigen Ergebnissen der in Tabelle 3.1 markierten Punkte werden im Folgenden die
Erkenntnisse iiber die hochfesten Baustoffe beschrieben.

Brandverhalten
Ermudungsverhalten
Schwingungsverhalten
Slim-Floor-Konstruktionen
Verbindungen
Verbundbrickenbau
Verbunddecken
Verbundmittel
Bolzenschweiltechnik
Nichtruhende Belastung
Trag- und Verformungsverhalten
Verbundstiitzen
Verbundtrager
Einfluss des Herstellungsverfahrens
Einfluss des Last-Verformungsverhaltens der Verbundfuge
Kammerbeton
Mindestbewehrung
Profilbleche
Querbewehrung
Rissbildungsverhalten und Rissbreitenbeschrankung
Rotations- und Umlagerungsverhalten, Flie3gelenktheorie
Teilverdubelung und Dubelverteilung
Trag- und Verformungsverhalten
Zeitabhangiges Materialverhalten
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Tabelle 3.1:  Schwerpunkte der Verbundbauforschung

3.2 Hochfeste Baustoffe

3.2.1 Hochfester Beton

Hochfester Beton besitzt gegeniiber normalfestem Beton verbesserte Eigenschaften beziiglich
Festigkeit, Dauerhaftigkeit und Dichtheit und wird daher auch als Hochleistungsbeton be-
zeichnet. Gleichzeitig weist er jedoch ein sproderes Materialverhalten auf, das in der Bemes-
sung durch Ansatz festigkeitsabhéngiger Spannungs-Dehnungslinien beriicksichtigt wird.

Im Spannbetonbau und bei Stiitzen werden die hohen Festigkeiten besonders effizient einge-
setzt. Die Anwendung in Verbundtrdgern und Verbundstiitzen ist dann wirtschaftlich, wenn
auch der Stahl eine erhohte Festigkeit aufweist und die Verbundmittel die hohen plastischen



Langskriéfte iibertragen konnen. Zusétzliche Anwendungsmoglichkeiten ergeben sich im Brii-
ckenbau, speziell in der relativ neuen Bauweise des Doppelverbundes (vgl. NATHER, 1997;
SAUL, 2000), bei der in den negativen Momentenbereichen durchlaufender Triger zusétzlich
unten liegende Betondruckgurte angeordnet werden.

Die Materialeigenschaften des Betons werden mallgeblich von den Komponenten Zement-
stein und Zuschlag bestimmt. Bis zu einer Festigkeit von etwa 55 N/mm? begrenzt in der Re-
gel die Festigkeit des Zementsteins bzw. der Verbund zwischen Zementstein und Zuschlag
die erreichbare Betonfestigkeit. Zur Erzielung von hoheren Festigkeiten muss der Zement-
anteil erhoht, der Wasserzementwert durch HochleistungsflieBmittel verringert (bis zu Festig-
keiten von etwa 75 N/mm?) oder zusétzlich Mikrofiiller, z.B. Mikrosilika, zugegeben werden.
Uberschreitet die Matrixfestigkeit die Zuschlagfestigkeit (bei etwa 100 N/mm?), kann eine
weitere Steigerung der Betonfestigkeit (bis 115 N/mm?) nur durch Verwendung hochfester
Zuschlige, z.B. Split, erreicht werden. Die aufnehmbaren Zugspannungen nehmen nur unter-
proportional zu, das gleiche gilt fiir den E-Modul. Durch den geringen w/z-Wert erlangt der
Beton bei Raumtemperatur bereits nach 2 Tagen ca. 80% und nach 7 Tagen ca. 95% seiner
28-Tage-Festigkeit.
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Bild 3.1  Spannungs-Dehnungslinien von Betonen (KONIG, GRIMM, 2000)

Der Beginn des Versagens durch die Bildung von Mikrorissen setzt bei hochfesten Betonen
erst bei groBeren Verformungen ein als bei normalfesten Betonen. Mit zunehmender Beton-
festigkeit zeigt die Spannungs-Dehnungs-Linie des hochfesten Betons eine steigende Deh-
nung bei Erreichen der Maximallast. Nach Uberschreiten der Maximallast schlieBt sich ein
steiler Abfall der aufnehmbaren Spannungen an. Hierdurch wird der Anteil der im Nach-
bruchbereich aufnehmbaren Energie bezogen auf die Gesamtenergie gegeniiber normalfesten
Betonen verringert, das Versagen ist schlagartig und sprode (Bild 3.1). Einen guten Uberblick
geben KONIG, GRIMM (2000).

Die verdnderte Spannungs-Dehnungslinie des hochfesten Betons wirkt sich insbesondere auf
die plastische Bemessung mit rechteckigem Spannungsblock aus. Im Stahlbetonbau wurde fiir
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normalfesten Beton der Faktor 0,8 eingefiihrt, um den Integrationsfehler auszugleichen, im
Verbundbau wird zurzeit vereinfacht mit dem Faktor 1,0 gerechnet, da die Uberfestigkeiten
des Stahls den Rechenfehler ausgleichen. Im aktuellen Entwurf zum EC 4 (EN 1994, 2001)
wird der Faktor o = 0,85 (zur Beriicksichtigung der geringeren Dauerstandfestigkeit und an-
derer ungiinstiger Wirkungen, die von der Art der Lasteintragung herriihren) ersatzlos gestri-
chen. Statt dessen wird ein Formbeiwert bei der plastischen Bemessung ebenfalls in der Gro-
Be von 0,85 wieder eingefiihrt.

Der Integrationsfehler bei der plastischen Bemessung nimmt mit steigender Betongiite zu, und
muss daher fiir hochfeste Betone auch im Verbundbau explizit korrigiert werden. Ansitze zur
Anpassung dieses Korrekturfaktors innerhalb der Stahlbetonbemessung finden sich bereits bei
COLLINS, MITCHELL und MACGREGOR (1993), IBRAHIM und MACGREGOR (1997),
deren Vorschlag in den ACI-Code iibernommen wurde. Die Regelungen innerhalb der einzel-
nen Normen werden im Folgenden vorgestellt.

Hochfester Beton nach DIN 1045-1 (2000) und nach EUROCODE 2 (1999, EC 2)

Die besonderen Eigenschaften des hochfesten Betons sind in der neuen DIN 1045-1 (2000),
die auf den Empfehlungen des Model Code 90 (CEB, 1991) basiert, beriicksichtigt. Die zur
Tragfahigkeitsermittlung anzusetzende Spannungs-Dehnungskurve des Betons wird in der
allgemeinen Form

Gc—fcd-{l(l SC] ] fir 0>g,>¢g, (3.1)

8c2
c. =1, fir e,2¢e,2¢€,, (3.2)
beschrieben. Dabei sind die festigkeitsabhidngigen Einflussgrofen (Tabelle 3.2):
n Exponent der Parabel;
€2 Dehnung bei Erreichen der Festigkeitsgrenze;
€c2u Bruchdehnung.
fek [N/mm?] 50 55 60 70 80 90 100
&c2 [%o] -2,00 -2,03 -2,06 -2,10 -2,14 -2,17 -2,20
€c2u [%00] -3,50 -3,10 -2,70 -2,50 -2,40 -2,30 -2,20
n[] 2,0 2,0 1,9 1,8 1,7 1,6 1,55

Tabelle 3.2: Materialkennwerte der Betone nach DIN 1045-1 (2000)

Die grafische Auswertung der Gleichungen 3.1 und 3.2 ist in Bild 3.2 dargestellt. Deutlich ist
zu erkennen, dass der Fehler zwischen dem Ansatz eines plastischen, rechteckigen Span-
nungsblockes und der Integration der jeweiligen Kurve mit steigender Betonfestigkeit zu-
nimmt. Im Stahlbetonbau wird dieser Fehler fiir normalfesten Beton mit einer Festigkeit bis
50 MPa mit dem pauschalen Faktor 0,8 bei der plastischen Berechnung beriicksichtigt. Fiir
hoherfeste Betone ist die Bemessung mit rechteckigem Spannungsblock nicht vorgesehen.
Die Berechnungshilfsmittel wie z.B. die Tabellen fiir die dimensionslosen Beiwerte wurden
abhingig von der Betongiite auf der Grundlage der Spannungs-Dehnungslinien erstellt.

foc [N/mm?] 50 55 60 70 80 90 100
A 0,80 0,79 0,78 0,76 0,74 0,72 0,70

Tabelle 3.3:  Abminderungsfaktoren A bei Anwendung des rechteckigen Spannungsblocks
fiir hochfesten Beton nach EUROCODE 2 (1999)



Im EC 2 sind neben diesen Werten fiir die Betonparameter zusitzlich Faktoren zur Abminde-
rung der Druckzonenhdhe bei Verwendung des plastischen Spannungsblocks fiir hochfesten
Beton angegeben (Tabelle 3.3). Der Einsatz hochfesten Betons ist im Verbundbau (EN 1994,
2001) bisher nicht geregelt.

a = Integrierte Spannungs-Dehnungslinie/Flache des Spannungsblocks
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Bild 3.2:  Spannungs-Dehnungslinien der Betone nach DIN 1045-1 (2000)

Hochfester Beton nach ACI Building Code 318-99 (1999)

In den USA stellen die einzelnen Staaten ihre Baunormen (Buildung Codes oder Construction
Codes) auf der Grundlage von Vorschriften (Model Codes) und konkreten Regelungen (Stan-
dards) verschiedener Organisationen zusammen. In den allgemein gehaltenen Model Codes
der drei grofen regionalen Vereine zur normativen Regelung des Bauwesens (BOCA National
Codes von BOCA fiir den Osten und den Mittleren Westen, 1999; Uniform Codes von ICBO
fiir den Westen, 1997 und Standard Codes von SBCCI fiir den Siiden, 1999) kann zur Kon-
kretisierung auf die Standards (Design Standards, Material Standards und Test Standards
unterschiedlichster Organisationen) verwiesen werden. Zurzeit gibt es verstirkte Anstrengun-
gen, die Baunormung in den Vereinigten Staaten zu vereinheitlichen und auch die Entwick-
lung der Standards durch die 6ffentliche Hand zu koordinieren (CABO, Council of American
Building Officials, 1997). Dazu wurde im Jahr 2000 der International Building Code (IBC)
vom International Code Council ICC als Entwurf verdffentlicht, der fiir die Bemessungs- und
Konstruktionsregeln im Stahlbeton den ACI 318-99: Building Code Requirements for Structu-
ral Concrete (1999) iibernommen hat.

Der ACI Building Code 318-99 (1999) stellt den von allen Model Codes anerkannten Stan-
dard zur Bemessung und Konstruktion von Stahl- und Spannbeton dar. Er schreibt keine
Spannungs-Dehnungslinie fiir Beton vor, verweist aber darauf, dass es {iblich sei, parabel-,
trapez- oder rechteckférmige Verldufe anzunehmen. Die Bruchstauchung wird unabhéngig

von der Druckfestigkeit auf 3,0%o begrenzt. Bei Verwendung des rechteckigen Spannungs-
blocks ist die Druckzonenhdhe auf

B1=0,85 fiir f,* <4000 psi = 27,6 N/mm?, (3.3)
B1=0,85-0,05 - ( (f." —4000 psi)/1000 psi ) fiir f.* > 4000 psi = 27,6 N/mm?, (3.4)
jedoch nicht unter 0,65 abzumindern. Damit ergeben sich die Faktoren nach Tabelle 3.4. An-

gaben zur Verwendung der plastischen Bemessung mit hochfesten Betonen in Verbundkon-
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struktionen werden nicht gemacht. Die amerikanischen Einheiten lassen sich nach Tabelle 3.5
umrechnen.

fo [N/mm?] 50 55 60 70 80 90 100
B1 [] 0,69 0,65 0,65 0,65 0,65 0,65 0,65

Tabelle 3.4:  Abminderungsfaktoren zur Anwendung des rechteckigen Spannungsblocks bei
hochfestem Beton nach ACI Building Code 318-99 (1999)

amerik. 1in. 1 ft 1 kip 1 ksi = 10° psi = 1 kip/in.2 | 8,851 in.-kips | 0,738 ft-kips

ISO 2,54 cm | 30,48 cm | 4,448 kN 6,895 N/mm? 1 kNm 1 kNm

Tabelle 3.5:  Umrechnung der amerikanischen Einheiten in ISO-Einheiten

Hochfester Beton nach Model Code 90 (CEB, 1991) und CEB-Bulletin 228 (CEB, 1995)

Der erste europdische Model Code 1978 hatte die Aufgabe, die technischen Regeln in Europa
zu aktualisieren und zu harmonisieren. Inzwischen wurde von den herausgebenden Organisa-
tionen CEB und FIP (heute zusammengefasst als fib) 1990 eine aktualisierte Fassung erstellt
(CEB, 1991). Sie diente u.a. als Grundlage fiir die Entwicklung des EC 2. Fiir hoherfeste Be-
tone ergeben sich die Materialkennwerte nach Tabelle 3.6 zur Verwendung der Gleichungen
3.1 und 3.2. Hierbei ist &;; die Dehnung an der Festigkeitsgrenze und &, die Bruchdehnung.

fox [N/mm?] 50 55 60 70 80 90 100
€c1 [%o0] -2,00 -2,03 -2,05 -2,10 -2,15 -2,20 -2,25
€cu [%o] -3,50 -3,40 -3,30 -3,10 -2,90 -2,70 -2,50
n [-] 2,00 1,96 1,92 1,84 1,76 1,68 1,60
o [] 0,80 0,78 0,76 0,72 0,68 0,64 0,60

Tabelle 3.6: Materialkennwerte fiir Beton nach CEB-Bulletin 228 und Abminderungsfakto-
ren zur Anwendung des rechteckigen Spannungsblocks (CEB, 1995)
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Bild 3.3:  Vorschriften unterschiedlicher Normen zur Abminderung der Druckzonenhéhe
(EC2 und ACI), bzw. zur Abminderung der anrechenbaren Betonspannung
(MC 90) beim Ansatz des rechteckigen Spannungsblocks fiir hochfeste Betone



Bei Anwendung des rechteckigen Spannungsblocks fiir diese Betonfestigkeitsklassen ist die
anrechenbare Spannung in Abhingigkeit von der Betondruckfestigkeit um den Faktor
o =1 — fx/250 zu reduzieren. Die verschiedenen Vorschriften der zitierten Normen zum An-
satz des rechteckigen Spannungsblocks sind in Bild 3.3 zusammengestellt.

Schwinden

Das chemische Schwinden tritt wiahrend der Hydratationsphase durch die Volumeninderung
von Wasser und Zement im Vergleich zu den Hydratationsprodukten auf. Die Volumenreduk-
tion betrdgt bei iiblichen Zementen etwa 6 cm® je 100 g Zement. Bei Wasserzementwerten
unter 0,50 kommt es wihrend des Hydratationsvorgangs zu einem Absinken der Luftfeuchte
und des Spaltdrucks, was zu messbaren Schwindverkiirzungen der Betonbauteile fiihrt. Dieser
Vorgang, auch Selbstaustrocknung oder autogenes Schwinden genannt, wird durch erhdhte
Hydratationstemperaturen und niedrige Wasserzementwerte verstérkt.
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0 1 } . |
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Bild 3.4:  Schwindverformungen von Priitkdrpern mit unterschiedlichen Betonfestigkeiten

Zur Ermittlung der in Bild 3.4 dargestellten Schwindverformungen eines C70/85 und eines
C45/55 wurden innerhalb der eigenen Forschungsvorhaben kontinuierliche Messungen an
einem Zylinder unter konstanten Klimabedingungen durchgefiihrt. In einem Verbundtriger
fiihrt dies zu Spannungen (Zwang) und Dehnungen sowohl in Léngsrichtung als auch {iber die
Querschnittshohe der Betonplatte (vgl. z. B. TROST, 1968).

Hochfester Leichtbeton

Um das Eigengewicht der Verbundtrager zu senken und gleichzeitig grof8e Druckkréfte abtra-
gen zu konnen, kann hochfester Leichtbeton im Verbundbau eingesetzt werden. Erste Unter-
suchungen dazu stammen von RODERICK, HAWKINS und LIM (1967), weitere von
MCGARRAUGH und BALDWIN (1971), die sechs Einfeldtrdger mit normalfestem Leicht-
beton (Festigkeiten zwischen 30 und 40 N/mm?) priiften und ein mit Normalbeton vergleich-
bares Trag- und Verformungsverhalten konstatierten. Lediglich die Diibel zeigten ein beson-
deres Verhalten, was in den begleitenden Abscherversuchen deutlich wurde (vgl. Kapitel 3.2
und OLLGAARD, SLUTTER, FISHER, 1971).

In Deutschland untersuchte LIN 1996 das Trag- und Gebrauchstauglichkeitsverhalten von
Verbundtragern mit Leichtbeton. Dazu entwickelte er ein physikalisch nichtlineares Finite
Elemente Fasermodell, bei dem der Einfluss des Leichtbetons iiber entsprechend modifizierte
Materialkennlinien fiir den Beton und die Diibel (nach OLLGAARD, SLUTTER und FI-
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SHER, 1971) erfasst wird. Es wurden jedoch keine Parameterstudien zur Auswirkung der
veranderten Diibelkennlinien durchgefiihrt.

KONIG und FAUST untersuchten 1997 bzw. 2000 das Tragverhalten von Verbunddecken aus
Leichtbeton sowie von Koptbolzendiibeln in Leichtbeton. Als Ergebnis halten sie fest, dass
trotz der Sprodigkeit des Betons ein ausgesprochen duktiles Bauteilverhalten beobachtet wer-
den kann. Offen bleibt die Frage, ob bei Decken mit Leichtbeton hoher Festigkeiten die Duk-
tilitdt des Druckgurtes ausreicht, um das plastische Moment der Decke zu erreichen, d.h. die
Verbundbleche zum Flielen zu bringen und voll auszunutzen.

3.2.2 Hochfester Stahl

Im konstruktiven Ingenieurbau werden zurzeit die Standardstahlsorten S235 (bzw. St37, 80-
90% im Hochbau) sowie S355 (St52, 50-60% im Briickenbau) angewendet. Hoherfeste
Stahlsorten wie S420, S460 und S690 sind in den letzten Jahren insbesondere im Verbundbau
— und hier im Briickenbau - verstédrkt eingesetzt worden (HUBO, 1999; MAGEE, GROSS,
STOUT, 1996; WRIGHT, 1996). Damit hochfester Stahl gute Zahigkeitseigenschaften bei
niedrigen Temperaturen und eine gute Schwei3barkeit aufweist, wurde Ende der achtziger
Jahre der thermo-mechanische Walzprozess (Thermomechanical Rolling, TM) mit einem
nachfolgenden Ldsch- und Kiihlvorgang (Quenching and Self-Tempering, OST) entwickelt,
der normativ geregelt ist (STREIBELBERGER, 1991).

Diese Technologie, bei der sehr geringe Legierungsgehalte eingestellt werden kénnen, ermog-
licht die Produktion von Walzprofilen in der Qualitdt S460 mit einer Streckgrenze von
460 MPa fiir nahezu alle bekannten tabellierten Groflen, die die oben genannten Eigenschaf-
ten besitzen und wie normalfester Stahl verarbeitet werden konnen. Bild 3.5 zeigt den Tempe-
raturverlauf des Stahls wihrend des Herstellungsprozesses und die jeweils zugehorige metal-
lografische Struktur (PANUNZI, RASQUIN, DENGLER, WILMOTTE, 1990).

Fiir die Konstruktion mit hochfesten Stdhlen spielt vor allem die grofe FlieBdehnung eine
wichtige Rolle. Insbesondere bei Horizontaltraggliedern in Verbundkonstruktionen stellt sich
die Frage, ob die hohe FlieBdehnung erreicht und der Stahl wirtschaftlich ausgenutzt werden
kann. Die plastische Bemessung von Verbundtragwerken mit hochfestem Stahl kann zu unsi-
cheren Ergebnissen filhren (BODE, KUNZEL, 1990; HANSWILLE, SEDLACEK 1996;
OEHLERS, NGUYEN, AHMED, BRADFORD, 1997; UY, SLOANE, 1998; EGKS, 2000).

4 Verformung: Thermo-mechanischer Walzvorgang

Wasserkuhlung Ober-
¢ flache

Phase 1| Rekristallisierendes
Austenit

Phase 2| Nicht-Rekristalli-
sierendes Austenit  Ar,

§ QST Behandlung Kem
[
. + . S

Ferrit + Austenit Ar, é ‘/®
2

Ferrit + Perlit M,

ausgeglichene Temperatur
Phase 3| Martensit '\@

Zeit,

Ll

Bild 3.5:  Herstellung des hochfesten Stahls durch Warmwalzen (TM) und sich anschlie-
enden beschleunigten Kiihlvorgang (QST)
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Das Streckgrenzenverhiltnis (Streckgrenze R, bezogen auf die Zugfestigkeit Ry,), das in der
Literatur hiufig als wichtiges Merkmal angesehen wird und das mit steigender Stahlfestigkeit
abnimmt, wirkt in den meisten Bemessungsféllen nicht einschrinkend (Streckgrenzenverhilt-
nis fir S355: 0,70 bis 0,85; fiir S460: 0,72 bis 0,90; fir S690: 0,85 bis 0,96 nach LANGEN-
BERG, NIEBEN, DAHL, 2000). Da es das Verfestigungsvermogen des Stahls kennzeichnet,
das in den Berechnungen nicht beriicksichtigt wird, und da die geringen Betonbruchstauchun-
gen den Versagenszeitpunkt bestimmen, werden die Traglasten auch bei ungiinstigen Streck-
grenzenverhiltnissen erreicht (SEDLACEK, SPANGEMACHER, DAHL, 1992; SEDLA-
CEK, GOLEMBIEWSKI, 1997; EGKS, 2000). Bei zugbeanspruchten Stahlteilen bewirkt ein
kleines Streckgrenzenverhiltnis jedoch ein duktileres Versagen. Im Stahlbau gibt es fiir die
Anwendung hochfesten Stahls inzwischen Bemessungsregeln. Weitere Problemstellungen
beim Einsatz von hochfestem Stahl sind Stabilitidtsphdnomene sowie das Verformungsverhal-
ten von Anschliissen aus hochfestem Stahl (WAKABAYASHI, MINAMI, 1990;
JUNGBLUTH, WINTER, 1990; BRIDGE, PATRICK, WEBB, 1997).

3.3 Verbundmittel

Im Rahmen der Arbeiten zum Entwurf des EC 4 wurde eine Vielzahl durchgefiihrter Ab-
scherversuche mit Verbundmitteln — vorzugsweise Kopfbolzendiibeln — zur statistischen
Auswertung herangezogen (ROIK, HANSWILLE CUNZE-O.LANNA, 1988; STARK, VAN
HOVE, 1991; JOHNSON, HUANG, 1995; OEHLERS, JOHNSON, 1987; JOHNSON, YU-
AN, 1998). Die dabei ermittelten Formeln zur Bestimmung der Traglast gelten jedoch nur fiir
normalfesten Beton. Dasselbe gilt fiir die Regelungen zur Beurteilung der Duktilitit von Ver-
bundmitteln und den damit zusammenhingenden Vorschriften zu den Mindestverdiibelungs-
graden und zur Verteilung der Verbundmittel.

Nach EC 4 kann nur bei duktilen Verbundmitteln davon ausgegangen werden, dass im Grenz-
zustand der Tragfdhigkeit das Verformungsvermdgen der Verbundfuge ausreicht, um die
Momententragfahigkeit in kritischen Schnitten vollplastisch berechnen zu kénnen (EC 4,
6.2.1.2). Bei Verbundmitteln ohne ausreichende Duktilitdt miissen genauere Nachweise ge-
fiihrt werden. Diese Einschriankung ist im neuesten Entwurf zu EC 4 (EN 1994, 2001) aufge-
hoben. Auch die dquidistante Anordnung bei nicht konstantem Langsschubkraftverlauf sowie
die Teilverdiibelung erfordert ein ausreichendes Verformungsvermogen der Verbundmittel.

Verbundmittel gelten dann als duktil, wenn es sich um Kopfbolzendiibel handelt, deren Hohe
nach dem Aufschweiflen grofler ist als der 4-fache Durchmesser des Diibels und deren
Schaftdurchmesser nicht kleiner als 16 mm und nicht gréBer als 22 mm ist. Zusétzlich miissen
die Mindestverdiibelungsgrade eingehalten werden (EC 4, 6.1.2). Da diese Bedingungen nur
fiir normalfeste Betone gelten, sind Koptbolzendiibel in hochfestem Beton (und auch die Dii-
bel mit einem groferen Durchmesser als 22 mm) nach EC 4, 6.1.2 (3) zurzeit wie andere
Verbundmittel zu beurteilen, die nur dann als duktil gelten, wenn ihre aus Abscherversuchen
ermittelte charakteristische Verformung mindestens 6 mm betragt.

Im Folgenden soll auf die EinflussgroBen eingegangen werden, die fiir das Trag- und Verfor-
mungsverhalten von Verbundmitteln in hochfestem Beton eine wichtige Rolle spielen. Der
Schwerpunkt liegt dabei auf Verbundmitteln in massiven Betongurten, da bisher keine Versu-
che mit unterbrochenen Betongurten — d.h. mit quer oder lings zum Stahltrdger verlaufenden
Profilblechen — aus hochfestem Beton vorliegen.
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3.3.1 Zum Tragverhalten von Kopfbolzendiibeln in normalfestem Beton

Das am héufigsten zitierte Modell zum Lastabtrag bei Kopfbolzendiibeln in Vollbetonplatten
aus normalfestem Beton ist das von LUNGERSHAUSEN (1988). Er definierte vier Lastantei-
le der Bolzentragkraft (Bild 3.6):

direkte flache Druckstreben auf den Schwei3wulst;

Biege- und Schubtragfahigkeit im unteren Diibelschaftbereich;
Zugkraft Z im Diibelschatft;

Reibungskrifte in der Verbundfuge.

oowx

Bild 3.6: Traganteile eines Kopfbolzendiibels in einer Vollbetonplatte nach LUNGERS-
HAUSEN (1988). Die GroBe des Reibungsanteils D ist kritisch zu bewerten.

LUNGERSHAUSEN superponiert diese Anteile additiv, ohne dies mechanisch zu begriinden.
Es stellt sich die Frage, ob die vier Anteile tatsdchlich unabhéngig voneinander auftreten und
der aufgebrachten Last T gemeinsam entgegenwirken. Da aufgrund dieser Modellvorstellung
jedoch nie ein Bemessungsansatz entwickelt wurde, der alle genannten Anteile quantifiziert,
handelt es sich eher um eine qualitativ-anschauliche Betrachtungsweise.

Der Traganteil aus der Reibung wird jedoch iiberschétzt: Der zerstdrte Beton vor dem Diibel-
ful kann keine Reibung auf den Stahltrdger libertragen, die Flache hinter dem Diibel, auf der
eventuell Reibung iibertragen wird, ist so klein, dass der Anteil vernachléssigt werden kann.
Dies gilt vor allem fiir Trédger mit konstanter Flichenlast, die grundsitzlich an jeder Stelle der
Verbundfuge fiir einen Reibungsanteil sorgt, der den von LUNGERSHAUSEN definierten
stark iiberschreitet. SCHEELE (1991) weist darauf hin, dass sich durch das entstehende
Versatzmoment meistens sogar die Fuge hinter dem Diibel 6ffnet, so dass gar keine Reibung
iibertragen werden kann. Rontgenaufnahmen von STEINWEDEL (1989) bestétigen dies.

ROIK und HANSWILLE (1983) fassen das Tragverhalten von Kopfbolzendiibeln in normal-
festem Beton auf der Grundlage aller Erkenntnisse (insbesondere sind die Arbeiten von
JOHNSON und OEHLERS zu nennen) besser zusammen:

>> Die Hohe der iibertragbaren Schubkraft wird wesentlich durch das Verhalten des Betons
bestimmt, der in der unmittelbaren Umgebung des Kopfbolzendiibels — besonders jedoch am
Bolzenful — mehraxial beansprucht wird. Ein beachtlicher Teil der zu iibertragenden Schub-
kraft wirkt direkt auf den Schweifwulst am Bolzenfufl und sorgt damit fiir eine Entlastung im
Bereich des eigentlichen Bolzenquerschnittes. Mit steigender Beanspruchung wird zunéichst
der Beton im Bereich des Bolzenfulles geschddigt; die Schubkrafteinleitung verlagert sich in
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den oberen Bereich des Bolzens. Der Bolzen wird dann auf Biegung und Normalkraft bean-
sprucht und versagt schlieBlich im schwichsten Querschnitt oberhalb des Schweilwulstes.<<

Fiir das Tragverhalten von Kopfbolzendiibeln in hochfestem Beton gilt ein dhnliches Lastab-
tragungsmodell mit einem anderen Versagensverhalten, bei dem die Schubkraft vom Bolzen-
querschnitt direkt tiber dem Schweiwulst aufgenommen wird und es zu einem nahezu reinen
Schubversagen kommt. Das Modell wird in Kapitel 4.10 zur Auswertung der eigenen Versu-
che dargestellt.

Der im Beton gebettete Kopfbolzendiibel wird von LUNGERSHAUSEN (1988) numerisch
durch einen vertikalen, eingespannten Biegestab abgebildet, der zusétzlich im dreidimensio-
nalen Raum durch Federn horizontal gehalten ist. Zur Simulation des mehraxialen Span-
nungsverhaltens des Betons in der unmittelbaren Diibelumgebung fiihrt er Zugstibe ein, die
die auftretenden Spaltzugkrifte iibernehmen. Diese elastische Bettung wird vor allem mit dem
groBen Aufwand fiir Rechenzeit und Speicherkapazitdt begriindet. Weiterhin wird angegeben,
dass die Annahme eines homogenen Werkstoffes Beton, bei dem die Korngrofe der Zug-
schlagstoffe mit der Grofle des Bolzendurchmessers korrespondiert, spekulative Ergebnisse
erzeugen wiirde. Mit diesem Modell lie sich jedoch die Kraftiibertragung durch den
SchweiBwulst nicht simulieren. Die anderen Traganteile traten auf, da sie a priori durch Ein-
fithren entsprechender Finite Elemente existierten.

Aufgrund der Rechnerentwicklung der letzten Jahre bestehen die Kapazititsprobleme heute
nicht mehr — den inhomogenen Verhéltnissen des Betons kann durch entsprechende Vorge-
hensweisen Rechnung getragen werden, so dass es moglich ist, eine echte dreidimensionale
Simulation durchzufiihren (vgl. dazu Kapitel 5).

3.3.2 Zum Kraftfluss im Push-Out Versuchskorper

Auch nach Einfiihrung des Standard-Versuchskorpers durch den EC 4 setzte sich die Diskus-
sion zum Kraftfluss vom Stahltrdger iiber den Beton in die Auflager und die Eignung des
Versuches zur Beschreibung des Diibeltragverhaltens in Verbundtragern fort. Dabei spielt vor
allem die Lagerungsanordnung eine Rolle. Der EC 4 schreibt lediglich vor, dass ein Offnen
der Verbundfuge zu vermeiden ist. Vier Arten der Versuchsdurchfiihrung kommen zur An-
wendung (Bild 3.7).

a) Rollenlagerung b) Mortel- oder c) Aufkantung im d) Horizontale
oder Teflon Gipsbettlagerung FuBbereich Abspannungen

v v v v

=i — = —
[I== — = —
: :

Bild 3.7:  Unterschiedliche Lagerungsbedingungen des Standard Push-Out Versuches

Bei den Varianten a) und b) werden keine zusétzlichen horizontalen Lager vorgesehen. Bei
Variante b) konnen die auftretenden Horizontalkréfte bis zu einem bestimmten Betrag durch
die Reibung in der Aufstandsfliche aufgenommen werden. Es ist jedoch nicht sichergestellt,
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dass die untere Diibellage keine zusétzliche Zugbeanspruchung in Achsrichtung erfdhrt. Bei
den Varianten c) und d) werden die Horizontalkrifte in den Versuchskdrper zuriickgeleitet.
Bei einer Anordnung der Zugstangen nahe den Diibeln entstehen Betonpressungen, die das
Diibeltragverhalten positiv beeinflussen.

a) Abtrag der Horizontallasten b) Abtrag der Horizontallasten c¢) Vorschlag zur Versuchsanord-
auf die DubelfiflRe Uber die Betonplatte nung mit leichter Vorspannung
der Betongurte

v v |

|
E T @ - —>]
= — = —
= — = —
—» ] e

—> o —> o X X
f rooot ¥ f f
Bild 3.8: Moglicher Kraftfluss bei Abscherversuchskorpern, a) und b): mit horizontaler
Auflagerung, c): Vorschlag eines neuen Versuchsaufbaus

Der Kraftfluss bei den horizontal gelagerten Versuchskorpern ist umstritten. LEONHARDT
(1988) geht davon aus, dass sich diagonale Druckstreben zu den DiibelfiiBen ausbilden, die
fiir eine verfilschende Erhohung der Diibeltraglast im Versuch sorgen (Bild 3.8a). ROIK
(1989) bestreitet dies, da seiner Meinung nach die auftretenden Horizontalkréfte in den Steg
des Stahltridgers eingeleitet werden miissen, was nicht von den auf den Flanschen aufge-
schweifiten Diibeln, sondern nur iiber den oberen Bereich der Betonplatte iibernommen wer-
den kann (Bild 3.8b). Daher verfilsche die Versuchsanordnung die Ergebnisse nicht. 1987
beschrieben ROIK und HANSWILLE den Kraftfluss als Kombination aus schiefen Haupt-
druckkriften, die auf die Diibelfiifle wirken und zuséitzlichen horizontalen Betondruckkriften
im oberen Bereich der Betongurte, die das aus der exzentrischen Lasteinleitung resultierende
Moment aufnehmen und die Verbundfuge entlasten. Sie weisen darauf hin, dass die
horizontalen Kréfte durch ein entsprechendes Zugband im unteren Bereich des
Versuchskorpers aufgenommen werden miissen, damit durch die Abscherversuche das
Verhalten der Verbundmittel im Verbundtrager simuliert werden kann. Tatséchlich konnen
jedoch durch diese Form der Einleitung der horizontalen Kréifte Zwangspannungen im
Versuchskorper hervorgerufen werden, die in dieser Form im Verbundtriager nicht existieren.

Um das Tragverhalten der Verbundfuge eines Verbundtrigers wirklichkeitsnah zu simulieren,
muss eine ungestorte Relativverschiebung des Betongurtes gegeniiber dem Stahltriger mog-
lich sein. Sobald es zu einer Verdrehung des Betonkorpers relativ zum Stahltrager kommt,
sinken die Traglasten, da die obere und die untere Diibellage unterschiedlich beansprucht
werden. Dies wird durch eigene Versuche an verschiedenen Priifkorperformaten bestétigt. Um
eine wirklichkeitsnahe Abbildung des Trag- und Verformungsverhaltens der Verbundfuge im
Abscherversuch zu erreichen, wird daher zusétzlich zu dem in Kapitel 4 beschriebenen Ein-
zelabscherversuch ein Versuchsaufbau nach Bild 3.8c vorgeschlagen, bei dem die Betonplat-
ten geringfiigig vorgedriickt werden. Dadurch kann das Verdrehen der Betongurte, das zusitz-
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liche Zug- oder Druckspannungen in den Diibellagen bedeutet, vermieden werden, so dass
sich eine ungestorte Verschiebung der Betongurte einstellt. Die auftretenden Betonpressungen
wirken sich nicht verfdlschend auf das Versuchsergebnis aus. Zur weiteren Erkldrung des
Kraftflusses in den verschiedenen Versuchskorpern werden in Kapitel 5 numerische
Berechnungen durchgefiihrt.

Aufgrund der unterschiedlichen Reibungsanteile, die sowohl im Abscherversuch als auch im
Verbundtrager auftreten, jedoch nicht genau quantifiziert werden konnen, lassen sich nicht
immer zutreffende Riickschliisse von den Push-Out Versuchsergebnissen auf das Verhalten
der Verbundfuge ziehen. Im Abscherversuch tritt Reibung in der Aufstandsfliche auf, bei
Schiefstellung entsteht zusitzliche Reibung zwischen Betonoberkanten und Stahltrager. Im
Verbundtrager wird durch die senkrechte Belastung Reibung in der Verbundfuge aktiviert.

Es kann zurzeit nicht zuverléssig beurteilt werden, in welcher Korrelation die Diibeltraglasten
aus einem Abscherversuch zur Traglast der Verbundfuge in einem Verbundtriager stehen, da
detaillierte Messungen zur Beanspruchung der Verbundmittel in Tragerversuchen nicht vor-
liegen.

WRIGHT, HARDING und EVANS berichteten 1985 iiber 24 Standard Push-Out Versuche
mit Vollbetonplatten und acht begleitende Tragerversuche, bei denen Profilbleche eingesetzt
wurden. In den Tragerversuchen zeigten die Diibel eine um 25% hdhere Tragféahigkeit sowie
eine um 20% hohere Steifigkeit. Dadurch stieg der rechnerische Verdiibelungsgrad von 50%
auf 83% im Versuch an. Versuchsnachrechnungen von WRIGHT (1990) bestétigten dies.
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Bild 3.9: Versuchsanordnung zur Uberpriifung von Verbundmitteln nach ROIK und
HOLTKAMP (1989)

Um die auftretenden Effekte besser zu erfassen, wurde der Abscherversuch von verschiede-
nen Forschern modifiziert. ROIK und HOLTKAMP (1989) priiften Kopfbolzendiibel unter
Betriebsbeanspruchungen bei nahezu reiner Schubbeanspruchung (Bild 3.9). Die Kréfte aus
Exzentrizitdt wurden iiber Druckkonsolen in den Betonkdrper zuriickgeleitet, was jedoch
wiederum Reibung in der Verbundfuge erzeugt.
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Fig. 4. Schematic specimen details: (a) longitudinal section; (b) plan; (c) struts and ties in
specimen in tension; (d) struts and ties in specimen in compression.

Bild 3.10: Einzel-Abscherversuch nach GATTESCO und GIURIANI (1996)

GATTESCO und GIURIANI (1996) entwickelten zur Untersuchung des Verhaltens von
Kopfbolzendiibeln unter zyklischer Belastung einen von ihnen so genannten direct shear test
an einem FEinzeldiibel (Bild 3.10). Dieser Versuchsaufbau schlieft Normalspannungen im
Diibel aus, da eine reine Scherbeanspruchung aufgebracht wird. Der Versuchsaufbau eignet
sich jedoch entgegen der Meinung der Autoren aufgrund seiner Geometrie und insbesondere
wegen der Lasteinleitung in den Betonkorper nur fiir Versuche unter Gebrauchslastniveau,
wie z.B. iibliche Versuche mit zyklischer Beanspruchung. Im Traglastzustand entstand nim-
lich ein mehraxialer Spannungszustand im Betonkorper, der die aufnehmbaren Betonspan-
nungen erhéhte und dhnlich wie bei hoherfestem Beton zu einem sproden Versagen fiihrte.
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VAN DER SANDEN, STARK, SNIJ-
DER und BENNENK (1997) entwickel-
ten einen Test zur Uberpriifung eines

einzelnen Diibels in der Rippe eines
Profilbleches (Bild 3.11). In ihrem Ver-
such zeigten Diibel in vorgelochten Pro-
filen eine hohere Tragfahigkeit als
durchgeschweilite Diibel, also ein im

Allgemeinen unerwartetes Verhalten.
Durch die Vertikallager entstehen aller-

Bild 3.11: Versuchsanordnung zur Uberprii-
dings zusdtzliche Zwingungen, die das

fung von Verbundmitteln nach
VAN DER SANDEN, STARK, Ergebnis ihres Tests verfdlschen kon-
SNIJDER und BENNENK (1997) nen.
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Einen vielversprechenden Versuchsaufbau préisentierten LAM (2000) und LAM, ELLIOTT,
NETHERCOT (2000). Dabei wird ein Betongurt auf einen Stahltrédger mit sechs Verbundmit-
teln betoniert und in horizontaler Lage abgeschert. Die Pressen stiitzen sich dabei auf dem
tiber die Betongurtlinge hinausgehenden Stahltriger ab. Auf diese Weise werden dhnliche

Verhiltnisse wie im Verbundtriger erzeugt, eine Anordnung von zusédtzlichen Vertikallasten
ist denkbar (Bild 3.12).
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Bild 3.12: Versuchsanordnung zur Uberpriifung von Verbundmitteln nach LAM (2000) und
LAM, ELLIOTT, NETHERCOT (2000)

3.3.3 Versuche mit Verbundmitteln

Zum Vergleich von Versuchsdaten aus verschiedenen Literaturstellen werden die Betonfes-
tigkeiten in Zylinderdruckfestigkeiten und alle Groflen in europidische Einheiten umgerechnet
(vgl. Tab. 3.5). Fiir die Zylinderdruckfestigkeit gilt die Beziehung:

: 1
mit f,

c,cube,150mm = ’ c,cube,200mm  *
0,95

oo = (0.7618+0,0009-F, e 1som )-

c,eyl — ¢,cube,150mm (35)
Die Definition der Geometriedaten ist in Bild 3.13 dargestellt, die Verformungsangaben sind
zum Teil grafisch aus den verdffentlichten Diagrammen ermittelte Werte:

" O (Pmax): Verformung bei Erreichen der maximalen Versuchslast P
» 3 (Pry): Verformung bei Riickgang der Last auf Prx=0,9-Pyyax
= 3 (Py: letzter aufgenommener Verformungswert bei der Versagenslast P,

Die ersten systematischen Versuche zu Verbundmitteln stammen von VIEST (1956), nach
denen er vorschligt, die Verbundmittel nur im elastischen Bereich zuzulassen. THURLI-
MANN widerspricht dem 1959, da seiner Meinung nach eine plastische Bemessung der Tra-
ger auch eine plastische Bemessung der Verbundmittel sinnvoll macht. SLUTTER und
DRISCOLL schlossen sich dem an und stellten in 1965 auf der Basis weiterer Versuche Be-
messungsformeln zur Bestimmung der Tragfihigkeit auf. Einen guten Uberblick iiber die in-
ternationale Forschung zum Diibeltragverhalten in der ersten Hilfte des 20. Jahrhunderts gibt
DAVIES (1967). Im gleichen Jahr fiihrte er selber Abscherversuche an kleinen Priifkorpern
durch, bei denen er u.a. den Einfluss der Diibelanordnung untersuchte. Bei hintereinanderge-
schalteten Kopfbolzendiibeln war die Verformung im Vergleich mit nebeneinander angeord-
neten Koptbolzendiibeln bei gleichem Lastniveau grofer, die Gesamtlast nahm deutlich ab.
1967 untersuchten MAINSTONE und MENZIES zur Uberpriifung des British Standard
CP 117-1 in einer umfangreichen Versuchsreihe das Verhalten unterschiedliche Verbundmit-
tel (darunter Kopfbolzendiibel) unter statischer und dynamischer Belastung. 1969 betrachte-
ten JOHNSON, GREENWOOD und VAN DALEN die Schubkraftiibertragung im Bereich
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negativer Momente bei gerissenem Betongurt — ebenfalls an speziellen Push-Out Versuchen.
MENZIES fasste 1971 einen groBen Teil der zum damaligen Zeitpunkt verfligbaren Ver-
suchsergebnisse mit Normalbeton und Leichtbeton in Vorschligen zur Bemessung fiir den
CP 117-1 zusammen.

Ansicht Seitenansicht
* x T H i
5 o
3 g !
= w i i
< : ! :
= — * , O010 |
)( I S— -]
¥ Héheﬂv Breite v Héheﬂv ¥ Breite v

Bild 3.13: Definition der Geometriedaten fiir die dokumentierten Abscherversuche

1971 untersuchten OLLGAARD, SLUTTER und FISHER das Verhalten von Koptbolzendii-
beln in Leichtbeton und Normalbeton. Die 48 Versuche am Standard Versuchskorper bei Be-
tonfestigkeiten zwischen 18 und 35 N/mm? fiihrten zu einer empirischen Formulierung der
Diibeltragfdhigkeit nach Gl. 3.6. Die Diibelfestigkeit wird dabei nicht beriicksichtigt, obwohl
die Gleichung auch fiir Stahlversagen giiltig sein sollte und obwohl die Autoren selber fest-
stellten, dass kleinere Diibeldurchmesser hiufig grolere Bruchspannungen besitzen.

Q, =1,106-A_-f* .E** (3.6)

Qu: Diibeltragfahigkeit in kips

Ag: Diibelquerschnitt in in.?
fe: Zylinderdruckfestigkeit des Betons in ksi
E.: E-Modul des Betons in ksi

Fiir ISO-Einheiten ergibt sich mit den Zusammenhéangen aus Tabelle 3.5:
Q, [kN]=1,827-107 - A [mm?]- £ [N/mm?]- E>* [N/mm?] (3.7)
Das Maximum der auftretenden Diibelkraft wurde mit:

Qumx = A, -f,  (As: Diibelquerschnitt, f,: Bruchspannung des Diibelmaterials) (3.8)

ermittelt. Diese Formulierung wurde spéter auch in den Vorschriften des American Institute
of Steel Construction (AISC) aufgenommen, obwohl sie streng genommen ein Zugversagen
beschreibt. Bei entsprechenden charakteristischen Betondaten konnten diese Lasten in den
Versuchen erreicht werden. Den Verlauf der Last-Schlupfbeziehung beschrieben OLL-
GAARD, SLUTTER und FISHER durch Gleichung 3.9, die bis heute mit variierenden Fakto-
ren oo und B Verwendung findet (ARIBERT, 1997; JOHNSON, MOLENSTRA, 1991; BUL-
LO, DI MARCO, 1997) . Die Kurve weist ein sehr weiches Anfangsverhalten auf und die
Maximallast wird erst bei 6 bis 10 mm Verschiebung erreicht. Daher ist sie fiir Diibel in hoch-
festem Beton zu modifizieren.
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Q=Q, (1-¢*)" (3.9)

Q: Diibeltragfahigkeit in kN

Qu: Maximale Diibeltragfahigkeit in kN
o 04

B: 0,709

A: Schlupf in mm

Bei den zugehorigen Tragerversuchen von MCGARRAUGH und BALDWIN (1971) wurde
festgestellt, dass die Traglasten der Verbundfuge groBer waren als die reinen Diibeltraglasten
aus den Abscherversuchen. Dies liegt einerseits an dem anderen Tragverhalten der Diibel im
Verbundtrager und zum anderen an dem Versuchsautbau der Abscherversuche. Das Klaffen
der Verbundfuge wurde nicht verhindert, zusitzliche Zugkréfte in der unteren Diibellage
konnten die Diibeltragfahigkeit herabsetzen. Die Verformung der Diibel in den Abscherversu-
chen wurde durch Sédgeschnitte dokumentiert (Bild 3.14).

plastizierter Beton Hohlraum \ /plastizierter Beton

Hohlraum
plastizierter Beton
/ vor dem Duibelschaft

plastizierter Beton
| / vor dem Diibelfuf}
Pressenkraft auf Stahl _>

Bild 3.14: Verformter Diibel nach dem Versuch, Sidgeschnitt durch den Versuchskorper aus
Normalbeton (OLLGAARD, SLUTTER, FISHER, 1971)

Risse

Bewehrungsstab

Die groflen auftretenden Schlupfwerte resultierten vor allem aus der Betonverformung vor
dem DiibelfuB}. Die Schweilwiilste waren — wie iiblich bei in Nordamerika geschweif3ten Dii-
beln — nur schwach ausgebildet. Der Ansatz fiir die Tragfdhigkeit wurde von anderen For-
schern immer wieder verdndert und an zusétzliche Versuchsergebnisse angepasst (vgl.
HAWKINS, 1973; HIRAGI, MATSUI, FUKUMOTO, 1990).

Ende der 70er Jahre begannen die umfangreichen Arbeiten von JOHNSON und OEHLERS
zur systematischen Erforschung der Einfliisse auf die Tragfahigkeit von Kopfbolzendiibeln in
Abscherversuchen (JOHNSON, OEHLERS, 1981; JOHNSON, OEHLERS, 1982; OEH-
LERS, 1980; OEHLERS, 1981; OEHLERS, 1986; OEHLERS, JOHNSON, 1987). Sie nen-
nen als maf3gebende Parameter:

* Flanschdicke des Stahltrégers,

» Diibeldurchmesser und Diibelhohe

= Festigkeit des Diibelmaterials,

* Anordnung der Diibel,

= Betonfestigkeit und E-Modul des Betons,

= Menge, Anordnung und Verankerung der Querbewehrung,
= Betongurtbreite,

» Auflagerungsbedingungen des Versuchskorpers.
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Bild 3.15: Resultierende Belastungen eines Diibels mit und ohne Schweiflwulst bei Schub-
beanspruchung nach JOHNSON und OEHLERS (1981)

Hinzu kommt ithrer Meinung nach die Form des Schweillwulstes, da dieser maligeblich fiir
das Tragverhalten der Kopfbolzendiibel verantwortlich ist. Aufgrund zumeist fehlender An-
gaben zu den Schweilwulstabmessungen in den Versuchsberichten war eine statistische
Auswertung jedoch schwierig. Daher fiihrten sie zu den ihnen vorliegenden 125 Push-Out
Versuchen noch 101 eigene durch. Auf der Grundlage dieser Versuche und begleitender nu-
merischer Berechnungen stellten sie u.a. folgendes fest:

» Diibelschaft und SchweiBBwulst sind nicht monolithisch miteinander verbunden.

* Der SchweiBwulst kann bis zu 70% der Schubkraft aufnehmen und vermindert das Bie-
gemoment am Diibelfu um zwei Drittel im Vergleich zu einem Diibel ohne Schweif3-
wulst (vgl. Bild 3.15).

* Die Diibeltraglast ist von der SchweiBBwulstgrof3e abhédngig.

» Fiir die Streuungen in den Versuchen sind in erster Linie die Betoneigenschaften vor dem
DiibelfuBl (Verdichtungsgrad, Storeinfliisse aus Zuschldgen, Hohlrdume) sowie die
Schweilwulstausbildung verantwortlich.

* Die optimale Schweilwulsthohe betrdgt zwischen 28 und 35% des Diibeldurchmessers.

= Wird bei den Standard-Abscherversuchen kein horizontales Auflager am Ful3 der Ver-
suchskdrper angebracht, so sinkt die aufnehmbare Schubkraft um 11%.

Die statistische Auswertung fiihrte zu dem bekannten Bemessungsmodell (vgl. Kapitel 3.2.5).
JOHNSON und OEHLERS erweiterten ihre systematischen Untersuchungen auf Kopfbolzen-
diibel mit Profilblechen (JOHNSON, YUAN, 1998) und Kopfbolzendiibel unter zyklischer
Belastung (OEHLERS, 1992 und 1995).

HANSWILLE weist 1983 ebenfalls darauf hin, dass die Abweichungen der Abscherversuche
durch unterschiedliche Plattenbreiten sowie Auflagerbedingungen der Versuchskorper her-
vorgerufen werden. Weitere Griinde sind der bisher unzureichend beachtete Einfluss des
SchweiBwulstes und der des Betongefiiges im unteren Bolzenbereich. Bei Diibeln mit {ibli-
chen Schweilwulstdurchmessern wiirden ca. 70% der {ibertragbaren Schubkraft direkt {iber
den SchweiBwulst abgetragen, mit zunehmender Hohe des Wulstes bis ca. 0,35-d sei stets eine
Zunahme der {ibertragbaren Schubkraft festzustellen.
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Bei Abscherversuchen mit Betongiiten bis B 55 (ROIK, HANSWILLE, 1983) wurde bei Be-
tondruckfestigkeiten iiber 35 N/mm? kein nennenswerter Anstieg der Tragfahigkeiten festge-
stellt (Tabelle 3.7). Dies steht im Widerspruch zu den eigenen Versuchsergebnissen.

Beton Stahl Dubel Versuchsergebnisse
Versuch | E-Mod. | foep fop E-Mod. f, f, @ Pmax | 8(Pmax) | 8(Prx) | 8(Pu)
[N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] [mm] [kN] [mm] [mm] [mm]
T3/1 33,8 413,3 | 460,3 19 1489 | 4,3
T3/2 33,8 413,3 | 460,3 19 145,1 5,7
T4/1 33,8 413,3 | 460,3 19 1373 | 7,3
T4/2 33,8 413,3 | 460,3 19 1336 | 64
T4/3 33,8 413,3 | 460,3 19 1376 | 52
T5/1 KA. 45,2 KA. KA. 368,5 | 471,8 22 176,3 | 5,7 KA.
T5/2 45,2 368,5 | 471,8 22 176,3 | 4,5
T6/1 43,8 368,5 | 471,8 22 1775 | 7.4
T6/2 43,8 368,5 | 471,8 22 166,6 | 7,6
T6/3 43,8 368,5 | 471,8 22 1599 | 7,6
Betonkdorper Dubel SchweilRwulst Dubellage Trager
Versuch Lange Breite Hohe %)} Hohe %)} Hoéhe L+ Lo Ls Breite
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm]
T34 650 800 150 19 k.A. 24,8 50 150 200 100 300
T5/T6 22 29,2
Tabelle 3.7:  Versuchsdaten nach ROIK und HANSWILLE, 1983

Den groflen Einfluss der Betonmatrix in unmittelbarer Umgebung des Diibelfules auf das
Trag- und Verformungsverhalten von Koptbolzendiibeln wiesen KUHN und BUCKNER
(1986) nach. Der Versuchsaufbau ermoglichte eine nahezu reine Schubbeanspruchung der

Diibel (Bild 3.16).
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Bild 3.16: Versuchsaufbau nach KUHN und BUCKNER (1986)
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Die Diibel wurden stehend, liegend, hingend betoniert sowie bei einer Variante nachtrdglich
von oben in den Beton hineingedriickt. Die Dichtheit der Matrix nahm in derselben Reihen-
folge ab. Erwartungsgemal sanken auch die Traglasten (100% - 96% - 73% - 72%), und die
maximalen Verformungen nahmen zu (100% - 100% - 123% - 131%).

AN und CEDERWALL (1991, 1996) fiihrten Standard-Abscherversuche nach EC 4 mit
Kopfbolzendiibeln in hochfestem Beton durch (Tabelle 3.8). Sie beobachteten einen Lastzu-
wachs von iiber 30% bei Steigerung der Betonfestigkeit von 38 auf 95 MPa. Das Versagen
der Diibel in hochfestem Beton war sprode. Ein Vergleich der im hochfesten Beton erreichten
Bruchlasten mit den Formeln nach EC 4 und nach OEHLERS und JOHNSON (1987) lieferte
unbefriedigende Ergebnisse. Den Last-Schlupfverlauf in hochfestem Beton beschreiben sie in
Abhingigkeit des Schlupfes s und der maximalen Diibeltragfahigkeit Q, mit der Formel:

4,44 -(s—0,031)
1+4,24-(s—0,031)

Q=Q,- (3.10)

Hieraus folgt, dass die Maximallast bei einem Schlupfwert von 5,03 mm erreicht wird (fiir
Kopfbolzendiibel mit einem Durchmesser von 19 mm).

Beton Stahl Dubel Versuchsergebnisse
Versuch | E-Mod. | feey fp E-Mod. f, f, @ Puax | 8(Pmax) | 8(Pre) | 8(Pu)
[N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [mm] [kN] [mm] [mm] [mm]
NSC11 | 27100 | 30,77 | 3,22 1150 | 48 10,5 13,8
NSC12 | 27000 | 30,77 - 1115 3,5 6,5 10,7

NSC21 | 27000 | 30,77

- 1208 | 5,5 13,56 | 17,6
NSC22 | 27400 | 31,79 | 3,31

119,1 59 12,0 | 12,0

207000 | 418 519 19

HSC11 | 34080 | 86,11 | 5,20 156,8 | 4,6 54 54
HSC12 | 34080 | 81,26 | 5,66 158,6 5,2 6,2 6,2
HSC21 | 34080 | 81,26 | 5,66 1519 | 4,6 7,4 7,4
HSC22 | 34080 | 91,24 | 6,00 161,0 5,8 5,8 5,8
Betonkoérper Dibel Schweilwulst Duibellage Trager
Versuch | Lange | Breite | Hohe %) Héhe %) Héhe L L, Ls Breite
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm]

alle 625 600 150 19 75 | 23,86 | 4,54 125 250 150 300

Tabelle 3.8:  Versuchsdaten nach AN und CEDERWALL, 1991, 1996

SCHEELE (1991) optimierte die Bolzenkennlinien fiir 16 mm Kopfbolzendiibel zur Veranke-
rung diinnwandiger Stahlbehilter (Liner) innerhalb von Gro3behiltern aus Stahlbeton, da hier
hohe Tragfahigkeiten und Anfangssteifigkeiten bei gleichzeitig groBen Bruchverformungen
benotigt werden. Die Verbundmittel wurden in einem speziellen Abscherversuch unter ge-
ringfiigiger Vorspannung des Betonkorpers gepriift. SCHEELE untersuchte die Bettung des
Diibels in Gummimaterial, den Ersatz des Betons um den Diibelfull durch pyramidenformige
Formteile aus porenhaltigem Mortel, Bldhton und Stein sowie eine FuBpunktverstirkung des
Diibelschaftes. Die weiche Bettung zeigte bei Anordnung von 10 mm iiber dem FuB3, einer
Dicke zwischen 3 und 6 mm sowie einer Hohe vom Betrag des Diibeldurchmessers gute Er-
gebnisse beziiglich der Verformbarkeit. Dasselbe gilt fiir Formteile aus Vergussmortel mit
Blédhton. Die Bruchlasten wurden durch die Storelemente zwar nicht herabgesetzt, jedoch erst
bei grolen Verformungen erreicht. Die besten Ergebnisse zeigten die Diibel mit Fuverstir-
kung (VergroBerung des Durchmessers von 16 auf 22 mm auf einer Linge von 15 bzw.
25 mm), deren mittlere Traglast nur 15% unter der eines Diibels Durchmesser 22 mm lag bei
mittleren Bruchverformungen von iiber 25 mm (Bild 3.17). Sie versagten unter kombinierter
Schub-Zug-Beanspruchung, da sich der schwache Diibelquerschnitt oberhalb der Verstir-
kung, die hohe Betonpressungen erzeugte, durch Langsdehnung und Biegung der Last entzog.
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Diese Losung beschrinkt sich allerdings auf die Anwendung bei normalfestem Beton, da auch
ein Diibel mit dem Durchmesser 22 mm nicht in der Lage ist, einen hochfesten Beton ausrei-
chend zu plastizieren.

F [kN]
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Bild 3.17: Diibel mit FuBBverstarkung und ihre Last-Schlupf-Beziehungen (SCHEELE, 1991)

BODE und HU fiihrten 1993 erneut eine statistische Auswertung von Abscherversuchen nach
der gleichen Vorgehensweise wie ROIK, HANSWILLE, CUNZE-O.LANNA (1989) durch.
Sie modifizierten die Formeln fiir Kopfbolzendiibel in Vollplatten und in Gurten mit senk-
recht zur Tragerachse verlaufenden Stahlprofilen geringfiigig. Ihr Ansatz berechnet das Stahl-
versagen mit 89% der reinen Zugtragfahigkeit des Diibels im Gegensatz zu 85% in EC 4.

Beton Stahl Dubel Versuchsergebnisse
Versuch | E-Mod. | foqy fs E-Mod. f, f, %) Pmax | 8(Pmax) | 8(Pre) | 8(Pu)
[N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [mm] [kN] [mm] [mm] [mm]
6019A 148,3 | 4,6 7,8 7,8
6019B 19 147,6 | 4,31
6019C 163,1 | 4,28 k.A.
6025A 43110 | 48,56 | 4,4 k.A. k.A. 495 1891 | 2.88
6025B 25 256,2 | 4,84 7,5 | 9,9
6025C 2527 | 4,99 KA.
8019A 203,6 | 3,19
8019B 19 191,0 | 3,69 3,7 | 3,7
8019C 180,9 | 3,79
8025A 45644 | 79,93 | 5,8 k.A. k.A. 495 2500 | 242 k.A.
8025B 25 [2932] 42 | 78 | 78
8025C 199,7 | 2,08 k.A.
Betonkorper Dubel SchweilRwulst Dubellage Trager
Versuch Lange Breite Hohe %)} Hohe %)} Hoéhe L+ Lo Ls Breite
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm]
XA92BC | 460 | 300 | 150 -2 1 80 |y A | kA | 205 | - | kA | 135
xx25ABC 25 120
Tabelle 3.9:  Versuchsdaten nach BULLO und DI MARCO, 1991, 1996

BULLO und DI MARCO (1995) untersuchten Kopfbolzendiibel mit 19 bzw. 25 mm Durch-
messer in Betonen der Festigkeiten 30, 60 und 80 MPa (Tabelle 3.9). In hochfestem Beton
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besallen die Diibel hohe Festigkeiten und geringe Duktilititen, die mit den bekannten Ansét-
zen rechnerisch nicht erfasst werden konnten. Die Tragfahigkeit wurde mafigeblich von der
Betonfestigkeit und vom Diibeldurchmesser beeinflusst, woraus die Autoren einen Traganteil
des Diibelschaftes und einen des Betons vor dem Schweilwulst ableiten. Die Last-
Verformungskurven konnten mit dem Ansatz von OEHLERS und COUGHLAN (1986) gut
beschrieben werden. Die Verformungen der Diibel nach den Versuchen mit hochfestem Beton
lieBen auf eine nahezu reine Scherbeanspruchung schliefen, die fiir normalfesten Beton typi-
schen Biegeverformungen waren nicht zu beobachten.

KALFAS, PAVLIDIS und GALOUSSIS (1995, 1997) stellten ein Finite Elemente Modell zur
Nachrechnung von Abscherversuchen vor. Der Beton wurde vereinfacht mit Volumenelemen-
ten, der Stahltrdger mit einem starren Stab und die Diibel mit Balkenelementen abgebildet. Da
die Diibelgeometrie nicht wirklichkeitsgetreu diskretisiert wurde, war es nicht moglich, die
Einfliisse des Schweiflwulstes und der lokalen mehraxialen Spannungszustdnde im Beton in
der direkten Umgebung des Diibelfulles zu erfassen. Die Berechnungen lieferten daher keine
neuen Erkenntnisse zum Diibeltragverhalten.

Versuchsart Versuchslast (Mittel) Abweichung
PO mit Blech (ohne Reibung), mit Horizontallast 108 kN 100 %
PO ohne Blech (mit Reibung), mit Horizontallast 131 kN 121%
PO ohne Blech (mit Reibung), ohne Horizontallast 114 kN 106%

Tabelle 3.10: Versuche nach RAMBO-RODDENBERRY, MURRAY, EASTERLING
(1997) zum Einfluss der Reibung in der Verbundfuge bei Abscherversuchen

Den Einfluss der Reibung zwischen Stahl und Beton bei Abscherversuchen iiberpriiften
RAMBO-RODDENBERRY, MURRAY und EASTERLING in 1997. Zur Eliminierung der
Reibung wurde ein glattes Blech in die Verbundfuge einbetoniert. Zusétzlich wurden bei ei-
nem Teil der Versuche senkrecht zur Verbundfuge wirkende Horizontallasten in Hohe von
10% der Vertikallast aufgebracht. Die Ergebnisse der Versuchsreihe, bei der alle anderen Pa-
rameter unverdndert waren, zeigten, dass die Reibung in der Verbundfuge einen erheblichen
Einfluss auf die Abscherlasten besitzt (Tabelle 3.10).

Beton Stahl Dubel Versuchsergebnisse

Versuch | E-Mod. £ fop E-Mod. f, fu %] Prax | 8(Pmax) | S(Pre) | S(Pu)

[N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?] | [mm] [kN] [mm] [mm] [mm]
1/1 179,5 | 5,27 | 14,06 | 28,25
1/2 183,0 | 5,40 | 13,32 | 25,48

1/3 180,4 | 5,03 | 12,09 | 24,77

1/4 29445 | 237 183,1 | 5,08 | 14,05 | 27,53
1/5 178,6 | 5,32 | 11,30 | 28,29
Mittel 180,9 | 5,22 26,86
/2 KA. KA. KA. | 4644 25 233,0 | 5,90 | 13,10 | 15,90
/3 238,0 | 7,30 | 10,86 | 10,86
/4 2349 | 8,36 | 14,98 | 14,98
/5 34687 | 41,3 2345 | 9,23 | 13,41 | 14,29
11/6 232,8 | 6,95 | 14,40 | 14,40
Mittel 2346 | 7,55 14,09
Betonkoérper Dibel Schweilwulst Duibellage Trager

Versuch | Lange | Breite | Hohe %) Hohe %) Héhe L L, Ls Breite

[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm]

alle 650 600 150 25 125 31,8 7,7 150 250 100 260

Tabelle 3.11: Versuchsdaten nach HANSWILLE, JOST, SCHMITT, TRILLMICH (1998)
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Bei Abscherversuchen mit Kopfbolzendiibeln des Durchmessers 25 mm stellten HANSWIL-
LE, JOST, SCHMITT und TRILLMICH (1998) eine Ubereinstimmung der Traglasten mit

den Berechnungsvorschriften nach EC 4 fest, auch das Duktilitdtskriterium d,x > 6mm wurde
erfullt (Tabelle 3.11).

Die neuesten Untersuchungen zum Tragverhalten von Kopfbolzendiibeln in Leichtbeton
stammen von FAUST, LEFFER und MENSINGER (1999) und KONIG, FAUST (2000). Bei
thren Versuchen zum Ermiidungsverhalten wurden die Versuchskorper im unteren Bereich
mit Zugstangen geklammert, um das Offnen der Verbundfuge zu verhindern. In diesen
Zugstangen traten im Bruchzustand (nach mehreren Hunderttausend Lastwechseln) Kréfte bis
20 kN auf. Da die Zugstangen an den Plattenrdndern angeordnet waren, kann ein direkter Ein-
fluss auf den Spannungszustand in der Diibelumgebung ausgeschlossen werden, jedoch wer-
den in der Betonplatte zusitzlich Querbiegemomente erzeugt. KONIG und FAUST (2000)
zeigen mit Hilfe radiologischer Untersuchungen nach STEINWEDEL (1989) und anhand der
verformten Diibel, dass der verformte Bereich des Diibels mit steigender Betonfestigkeit und
—steifigkeit kleiner wird (Bild 3.18, oben). In hochfestem Normalbeton liegt bis zum Errei-
chen der Maximallast eine reine Schubverformung vor, so dass kein zweites FlieBgelenk ent-
steht (Bild 3.18, unten).

LC25/28

Ec=12700N/mm?2

LC45/50

Ec=15500N/mm?

coes I

Ec=19500N/mm2 _ S el

80.5mm _—=2

focne=18N/Mm2

KB3

maxF=158 kN focwe=9ON/MmM2  max=320 kN

Bild 3.18: Verformte Kopfbolzendiibel nach Versuchen mit Leichtbetonen unterschiedlicher
Festigkeiten (oben) nach KONIG, FAUST (2000); Réntgenaufnahmen von Kopf-
bolzendiibeln in normalfestem und hochfestem Normalbeton im Traglastzustand
(unten) nach STEINWEDEL (1989)

26



GALJAARD und WALRAVEN untersuchten 1999, 2000 verschiedene Verbundmittel in
Normalbeton, Leichtbeton und hochfestem Beton, teilweise unter Zugabe von Stahlfasern.
Die Standard Push-Out Versuche wurden ohne vertikale Abspannung durchgefiihrt, die Lage-
rung erfolgte auf einer Teflonschicht mit geringem Reibungswiderstand. Daher konnten sie
bei einigen Versuchen ein signifikantes Abheben der Betonplatten beobachten, so dass einige
Diibel unter kombinierter Schub-Zug-Belastung versagten. Bei den Abscherversuchen mit
Kopfbolzendiibeln (& 19 mm) bei einer Wiirfeldruckfestigkeit des Betons am 150 mm Wiirfel
von f; cupe = 99,2 N/mm? (C70/85) wurden Diibeltraglasten von 127 bzw. 129 kN und zugeho-
rige Verformungen von 4,63 bzw. 3,19 mm gemessen. Die Traglasten liegen damit 10 bis
20% unter den eigenen Versuchsergebnissen und verdeutlichen, wie gro3 der Einfluss der
Horizontalbewegung und damit der zusétzlichen Zugbeanspruchung ist.

3.34 Berechnung der Diibeltraglasten nach EUROCODE 4 (1994)

Der Eurocode legt den kritischen Schnitt direkt oberhalb des SchweiBwulstes fest (wie auch
die Verbundtragerrichtlinie, DIN, 1993). Die Tragfahigkeit des Wulstes wird nicht in Rech-
nung gestellt. Zusdtzlich wird das Betonversagen tiberpriift. Der kleinere Wert ist ma3gebend:

max Py, =0,29-0.d”-f, B ——<0g.f T~ 1 (3.11)
i 4,
o Faktor zur Beriicksichtigung der Bolzenhdhe [-]
o =0,2-[(h/d) + 1] fiir 3,0 <h/d £4,0; o= 1,0 fiir h/d > 4,0
d: Schaftdurchmesser des Diibels [mm]
h: Gesamtlidnge des Bolzens [mm]
Eem : Mittelwert des Sekantenmoduls des Betons [N/mm?]
fex : Charakteristischer Wert der Zylinderdruckfestigkeit des Betons [N/mm?]
Yo' Teilsicherheitsbeiwert fiir Verbundmittel = 1,25 [-]
fu: Zugfestigkeit des Bolzenmaterials (< 500 N/mm?) [N/mm?]

Die Gleichungen sind nur fiir eine durchgehende Verbundfuge unter vorwiegend ruhender
Belastung giiltig. Die Berechnungen fiir unterbrochene Verbundfugen (Trapezbleche) werden
hier nicht betrachtet. Fiir einen Beton C70/85 und eine Zugfestigkeit des Bolzenmaterials von
450 N/mm? ergeben sich folgende Tragfdhigkeiten:

d [mm] 19 22 25**
Betonversagen [kN] 145,3 194,8 251,6
Stahlversagen [kN] 81,7 109,5 1414

Tabelle 3.12: Bemessungslasten fiir Diibeltragfihigkeiten Prq nach EC 4 (**: Der Kopfbol-
zendiibel & 25 mm ist nach EC 4 bisher nicht zugelassen.)

In einer ENV-Anmerkung wird empfohlen, Mindestabmessungen fiir normale Schweilwulste
sowie Regelungen fiir das Bolzenschweiflen in zukiinftige Bezugsdokumente des CEN aufzu-
nehmen. Bis zum Vorliegen eines europdischen Regelwerkes gelten fiir normale Schweil3-
wulste die Anforderungen:

» Der Diibel muss durchgeschweil3t sein und der Wulst eine regelmifBige Form aufweisen.

* Der Schweifwulstdurchmesser sollte mind. 25% grofBer als der Diibeldurchmesser sein.

* Die mittlere Hohe des SchweiBBwulstes sollte mind. 20% des Diibeldurchmessers betragen
und an keiner Stelle kleiner als 15% des Durchmessers sein.
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3.3.5 Berechnung der Diibeltraglasten nach OEHLERS und JOHNSON

Die empirische Formel nach OEHLERS und JOHNSON (1987) resultiert aus einer statisti-
schen Analyse zahlreicher Abscherversuche von Kopfbolzendiibeln in normalfestem Beton:

Tt.dz (E JOA (f ]0,35 1
max P, =4,16- A == | == — (3.12)
4 E, f, Y.,
d: Schaftdurchmesser des Diibels [mm]
fu: Stahlzugfestigkeit [N/mm?]
Ecm : Mittelwert des Sekantenmoduls des Betons [N/mm?]
E: E-Modul des Stahls [N/mm?]
f. : Zylinderdruckfestigkeit des Betons [N/mm?]
Yy Teilsicherheitsbeiwert = 1,25 [-]

Fiir normalfeste Betone liefert die Formel gute Ergebnisse, bei Verwendung hochfester Mate-
rialien werden die Werte unrealistisch grof3.

3.3.6 Zusammenfassung
Zur Beurteilung der eigenen Untersuchungen sind folgende Ergebnisse festzuhalten:

* Bemessungsansitze zur Berechnung der Diibeltragfahigkeiten in hochfestem Beton liegen
zur Zeit nicht vor. Die bestehenden Ansitze eignen sich bis zu einer Zylinderdruckfestig-
keit von 40 bis 50 N/mm?.

* Ein Ansteigen der Diibeltraglast in Betonfestigkeiten grof3er als 40 N/mm? wurde nur dann
beobachtet, wenn der Diibel aufgrund seiner Geometrie- oder Materialeigenschaften ent-
sprechend tragfdhig war. Gleichzeitig nehmen die Anfangssteifigkeit zu, die Bruchver-
schiebung jedoch ab (BOOGAARD, STARK, 1974; BULLO, DI MARCO, 1995; CHAP-
MAN, 1964; JOHNSON, GREENWOOD, VAN DALEN, 1969; JOHNSON, OEHLERS,
1981; LUNGERSHAUSEN, 1988; MENZIES, 1971; OEHLERS, 1980, 1981; OEHLERS,
COUGHLAN, 1986; OLLGAARD, SLUTTER, FISHER, 1971; VIEST, 1956).

* Neben der Betonfestigkeit spielt vor allem der Zustand des Betons in unmittelbarer Umge-
bung des DiibelfuBes eine wichtige Rolle. Fehlstellen oder einzelne Zuschlagkdrner beein-
flussen das Tragverhalten signifikant JOHNSON, OEHLERS, 1981; KUHN, BUCKNER,
1986; MACHIDA, TAJIMA, 1987). So nimmt die Streuung der Versuchsergebnisse mit
steigendem Grofitkorn zu. Versuche zur Verbesserung der Verformungseigenschaften
durch das Einbringen kiinstlicher Fehlstellen stammen von TAN (1986). In diesem Zu-
sammenhang ist auch die Betonierrichtung von groBler Bedeutung, die nicht bei allen Ver-
suchsdurchfiihrungen dokumentiert wurde (AKAO, KURITA, HIRAGI, 1982). Stehend
betonierte Abscherkdrper weisen oft Hohlrdume im belasteten Bereich vor dem Diibel auf.

» Schweillwulst und Diibelschaft sind nicht monolithisch miteinander verbunden. Der
Schweillwulst bestitzt einen erheblichen Anteil an der Diibeltragfiahigkeit, die optimale
SchweiBlwulsthohe betrdgt zwischen 28% und 35% des Diibeldurchmessers (JOHNSON,
OEHLERS). Wird der Schweillwulst entfernt, kann eine Reduzierung der Bruchlast und
der Verformung beobachtet werden (SCHEELE, 1991). Unregelméfige und fehlerhafte
Schweilwiilste fithren zu groBlen Streuungen in den Versuchsergebnissen. Obwohl der
Traganteil des SchweiBwulstes bekannt ist, wird er zurzeit in keinem Bemessungsansatz
zur Bestimmung der Diibeltragfahigkeit beriicksichtigt.

» Um ein Herausziehen des Bolzens zu vermeiden, sollte seine Linge mindestens dem Vier-
fachen des Durchmessers entsprechen (JOHNSON, OEHLERS, 1981; MAEDA, MATSUI,
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HIRAGI, 1983; OEHLERS, 1980; ROIK, HANSWILLE, 1983; SLUTTER, DRISCOLL,
1965).

Die Bolzenzugfestigkeit bestimmt — wenn das Diibelversagen malligebend wird — die
Bruchlast, die Duktilitdt des Bolzenmaterials bestimmt das Verformungsvermdgen, wie
Versuche an normalgegliihten im Vergleich mit kaltverformten Bolzen zeigen (HAW-
KINS, 1973; TAN, 1986).

Wird der Diibelabstand in Tragrichtung zu klein gewihlt, nimmt die Maximallast der Bol-
zengruppe ab (DAVIS, 1967; HAWKINS, MITCHELL, 1984; RAMM, SCHEELE, 1989),
dagegen hat der Abstand senkrecht zur Tragrichtung in der Regel keinen Einfluss (JOHN-
SON, OEHLERS, 1981; OEHLERS, 1980; RAMM, SCHEELE, 1989; VIEST, 1956).

Ein Ausreilen des Diibels aus dem Stahltridgerflansch wird vermieden, wenn die Flansch-
dicke mindestens 37% des Diibeldurchmessers betriagt (GOBLE, 1968).

Das Langzeitverhalten weist keine besonderen Eigenschaften auf. Die Verformungszu-
nahme infolge Kriechen und Schwinden und eine daraus resultierende Steifigkeitsabnahme
wird durch ein sehr steifes Verhalten bei Folgebelastung ausgeglichen (SCHEELE, 1991).

Der Einfluss einer kombinierten Schub-Zug-Beanspruchung wirkt sich auf die Verformung
erst dann treibend aus, wenn die Zugkraft 10% der maximal aufnehmbaren Zugkraft {iber-
schreitet (RAMM, SCHEELE, 1987) und der Diibel zusitzlich zum Abschervorgang aus
dem Beton herausgezogen wird. Die aufnehmbare Schubbelastung Q setzt sich aus dem
reinen Schubwiderstand Q, und einer Zugbeanspruchung Z wie folgt zusammen (JOHN-
SON, GREENWOOD, VAN DALEN, 1969; RAMM, SCHEELE, 1987, 1989):
Q:Qschub_% : (3.13)
Bei Versuchen von SCHEELE (1991) sank die Traglast unter Schub-Zug-Beanspruchung
um 20%, das Verformungsvermdgen stieg um den Faktor 1,5 an. In hochfestem Beton fin-
det eine nahezu reine Scherbeanspruchung der Diibel statt (BULLO, DI MARCO, 1995;
KONIG, FAUST, 2000; STEINWEDEL, 1989). Unter idealen Bedingungen entspricht die
Schubtragfihigkeit der Diibel ihrer reinen Zugtragfahigkeit (Querschnittsfliche mal Bruch-
spannung) (OLLGAARD, SLUTTER, FISHER, 1971).

Die statischen Bedingungen des Push-Out Standard-Versuchskorpers sind unbefriedigend,
da sie die gemessenen Diibeltraglasten beeinflussen konnen (HANSWILLE, 1983; LE-
ONHARDT, 1988; ROIK, 1989; ROIK, HANSWILLE, 1987). Ohne horizontales Auflager
sinkt die Traglast um 11% (JOHNSON, OEHLERS).

Der Reibungsanteil, der bei Verbundtrigern in der Verbundfuge auftritt, kann durch die
Versuche nicht zuverlédssig abgebildet werden. Daher sind die Verdiibelungsgrade in Ver-
bundtrigern — insbesondere wenn im Push-Out Versuch zusitzliche Zugkrifte auftreten
(GALJAARD, WALRAVEN, 1999) — oft hoher als auf Grundlage der begleitenden Ab-
scherversuche berechnet (WRIGHT, HARDING, EVANS, 1985; MCGARRAUGH,
BALDWIN, 1971; RAMBO-RODDENBERRY, MURRAY, EASTERLING, 1997).

Es wurden wiederholt alternative Versuchskorper untersucht, um das Verhalten der Ver-
bundmittel bzw. der Verbundfuge realitétsnah abzubilden. Allerdings hat sich bisher keiner
dieser Versuchskorper international durchsetzen konnen.

29



34 Verbundfuge

Die Eigenschaften der Verbundmittel bestimmen das Tragverhalten der Verbundfuge und des
Verbundtragers. Umlagerungen in der Verbundfuge sind nur bei einem ausreichenden Ver-
formungsvermogen der Verbundmittel moglich. Sie sind dann erforderlich, wenn der Wider-
stand der Verbundfuge nicht an jeder Stelle des Verbundtrigers der einwirkenden Grof3e der
Léangsschubkraft entspricht. Dies ist der Fall bei teilverdiibelten Tragern und bei Diibelanord-
nungen, die nicht analog zum Querkraftverlauf gewihlt sind — z.B. dquidistante Verdiibelun-
gen bei Gleichstreckenbeanspruchung. Sind die Verbundmittel nicht ausreichend duktil, kann
es zu einem vorzeitigen Versagen der Verbundfuge und des Verbundtriagers kommen. Daher
sind in EC 4 auf der einen Seite Anforderungen zur Duktilitit der Verbundmittel definiert, auf
der anderen Seite existieren Grenzwerte zur Anwendung des Teilverbundes (Mindestverdiibe-
lungsgrade in Abhéngigkeit von Stiitzweite und Belastung) und der bereichsweisen Unterver-
diibelung (begrenztes Einschneiden der Querkraft- bzw. Langsschubkraftlinie) (Bild 3.19). Im
neuesten Entwurf zu EC 4 (EN 1994, 2001) wurden diese Regelungen modifiziert, indem zu-
satzlich die Festigkeit des Baustahls berticksichtigt wird (vgl. auch Kapitel 3.3.2).

einfach - symmetrische | T T [ W S B
doppelt - symmetrische Baustahlquerschnitte AT m
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L =500m n 2 0,4 L <20,00m n 2 0,4 +0,03-L FeT T = Nyt
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Bild 3.19: Angaben zum Teilverbund und zur Diibelverteilung nach EC 4

Versuche mit Verbundtragern (z.B. STARK, 1989), bei denen der Verdiibelungsgrad variiert,
zeigen, dass erst mit sehr niedrigen Verdiibelungsgraden auch das Verformungsverhalten der
Trager unter Gebrauchslasten beeinflusst wird. Bei teilverdiibelten Tragern mit Verkehrslast-
verbund (unpropped), bei denen das Verformungsvermogen der Diibel maB3gebend wird, wur-
de festgestellt, dass die Bruchlasten — trotz groBerer Verformungen im Gebrauchslastbereich
als bei Tragern mit Eigengewichtsverbund (propped) — zunehmen, da die Diibel nicht durch

das Eigengewicht beansprucht sind und daher auch geringere Gesamtverformungen aufweisen
(Bild 3.20).

Bei den Untersuchungen zum Einfluss der Verbundfuge spielt vor allem die Anwendung nu-
merischer Finite Elemente Modelle eine wichtige Rolle, da das Zusammenwirken der nichtli-
nearen Werkstoffe Stahl, Beton und Bolzenmaterial nur auf diese Weise realistisch erfasst
werden kann. Einen guten Uberblick zur Entwicklung der Numerik auf diesem Gebiet geben
CUNZE-O.LANNA (1992) und LEON, VIEST (1996). Die zurzeit die besten Ergebnisse
liefernden und am weitesten verbreiteten zwei numerischen Ansitze zur Nachrechnung von
Verbundtragern sind zweidimensionale Fasermodelle und dreidimensionale Modelle mit Vo-
lumenelementen. Bei beiden Verfahren kénnen das nichtlineare Materialverhalten beriicksich-
tigt und die Verbundmittel durch diskret angeordnete Federn oder Interfaceelemente abgebil-
det werden, denen ebenfalls beliebige Materialgesetze zugewiesen sind. Die Vorteile der 2D-
Modelle sind ihre Geschwindigkeit und der geringe Bedarf an Speicherplatz, ihre einfache
Handhabung und die Tatsache, dass mit ihnen alle Phdnomene, die in Triagerldngsrichtung
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entstehen, erfasst werden konnen. Die 3D-Modelle bediirfen in den meisten Fillen einer Ver-
besserung ihrer Materialgesetze, bieten dariiber hinaus jedoch ein hoheres Mall an Anschau-
lichkeit, sind in der Lage die auftretenden Effekte in Querrichtung, wie Querbiegung oder die
Verteilung der Kréfte im Betongurt abzubilden und werden in Zukunft auch Stabilitétsprob-
leme in Verbindung mit Algorithmen fiir geometrische Nichtlinearititen zuverldssig simulie-
ren kdnnen.
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Bild 3.20: Last-Verformungskurven von Versuchstrigern in Abhéngigkeit des Herstellver-
fahrens nach STARK (1989)

34.1 Verlauf des Schlupfes iiber die Trigerlingsachse

Nach der Elastizitdtstheorie verhilt sich der Langsschubkraftverlauf affin zum Querkraftver-
lauf. Aufgrund des Plastizierens stellen sich jedoch tatsdchlich im Verbundtrager davon ab-
weichende Diibelkrifte ein. Léngsschubkraftmaxima konnen dabei in der Umgebung der
Feldmitte auftreten (Bild 3.21).

' A2 R2222
A JANIVAY JAN

/\/ Langsschubkraftverlauf Langsschubkraftverlauf
|_/ nach Plastizitatstheorie F«n&mh Plastizitatstheorie
Langsschubkraftverlauf /_+ Langsschubkraftverlauf
nach Elastizittstheorie \/ nach Elastizitatstheorie

Bild 3.21: Schlupfverldufe nach der Elastizitdts- und der Plastizititstheorie

Diese Schlupfverldufe werden von numerischen 2D- und 3D-Modellen ebenfalls errechnet,
bei Gleichstreckenlast ist eine gleichmaBige Diibelauslastung und eine Reduzierung des Ma-
ximalschlupfes durch eine dem Langsschubkraftverlauf angepasste Diibelverteilung zu erzie-
len (ARIZUMI, HAMADA, 1981; BODE, SCHANZENBACH, 1989; BULLO, DI MARCO,
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1997; GATTESCO, 1997, 1999; LIN, 1996; MENRATH, HAUFE, RAMM, 1999; VELI-
KOVIC, 1996). BODE und SCHANZENBACH (1989) erklédren dies mit einem {iberproporti-
onalen Anwachsen der Diibelkréfte in Bereichen, in denen der Stahltrdger plastiziert. Die ge-
naueren Ursachen und Zusammenhénge werden in Kapitel 7.3 erldutert.

3.4.2 ARIBERT et al.

Mit Hilfe eines numerischen 2D-Modells (ARIBERT, ABDEL AZIZ, 1985, 1986; ARIBERT,
AL BITAR, 1989; ARIBERT, 1990; ARIBERT, ZHAO, 1991; ARIBERT, 1992) wurden
Parameterstudien zur Abhidngigkeit des Mindestverdiibelungsgrades von der Stiitzweite
durchgefiihrt. Die maximale Diibelverformung wurde fiir alle Diibeldurchmesser mit 5 mm
angenommen. Im Rahmen der Validierung des Programms wird ein Versuch mit einem stark
unterverdiibelten Tridger beschrieben, der die Problematik des Teilverbundes verdeutlicht.
Rechnerisch lag bei einem Bemessungswert fiir die Diibeltraglast von 81,7 kN ein Verdiibe-
lungsgrad von etwa 30% vor. Aufgrund der tatsdchlich vorhandenen Tragkraft der Verbund-
fuge stellte sich jedoch ein Verdiibelungsgrad von fast 40% ein. Laut der numerischen Be-
rechnung und der Schlupfmessungen wihrend des Versuches ertrug jeder Diibel etwa 112 kN.
Dieser Wert wird annéhernd auch von der Formel des EC 4 ohne Sicherheiten errechnet
(108 kN). Aufgrund dieser Zusammenhinge setzte ARIBERT die Diibeltraglasten in seinen
numerischen Berechnungen 20% hoher an als in den begleitenden plastischen Handrechnun-
gen, d.h. im FE-Modell wurde mit mittleren Diibeltraglasten gerechnet.

Die hohe Traglast von 565 kNm konnte im Versuch nur erreicht werden, da in Tragermitte
bereits eine Verfestigung des Baustahls einsetzte. Eine plastische Querschnittsberechnung mit
pauschaler Erh6hung der Stahlspannung ergibt fiir diese Last einen Wert von ¢, = 290 N/mm?
im Vergleich zur FlieBspannung 6, =270 N/mm?. Dies bedeutet, dass die Stahlverfestigung
eine grof3e Rolle spielt, was sich fiir hochfesten Stahl mit seiner hoheren Verfestigungsgrenze
nachteilig auswirkt.

Nach anfinglich sehr progressiven Formulierungen fiir den Mindestverdiibelungsgrad, die
zusammen mit den Untersuchungen von JOHNSON und MOLENSTRA (1991) zu einer Ab-
senkung der Mindestbewehrungsgrade in EC 4 fiihrten (vgl. auch BODE, 1993), wurde
1996/1997 eine weitere umfangreiche Parameterstudie durchgefiihrt. Hierbei wurden auch die
Stahlfestigkeiten variiert und die Grenzwerte insgesamt wieder erhoht. Fiir duktile Verbund-
mittel mit einem Verformungsvermdgen von 6 mm werden folgende Grenzwerte angegeben:

1>, =1—3f£-(0,75—0,03-L)2 0,4 . (3.14)

y

Diese Formulierung wurde in den neuesten Entwurf von EC 4 (EN 1994, 2001) iibernommen.

343 BODE, BECKER et al.

BODE und SCHANZENBACH (1989) stellten ebenfalls fest, dass die Rechenwerte der Dii-
beltragfahigkeit oft sehr deutlich von der tatsdchlichen Tragfahigkeit der Verbundfuge abwei-
chen, so dass Verbundtriger, die in der Bemessung unterverdiibelt sind, bei Ansatz der Ist-
Tragfahigkeiten voll verdiibelt sein konnen. BODE (1992) fiihrt dies auf die Differenz zwi-
schen mittleren und rechnerischen Diibeltraglasten sowie auf zusitzliche Anpresskréfte zwi-
schen Stahltriger und Betongurt in den Trigerendbereichen zurtick.

1989 verdffentlichte SCHANZENBACH erstmals {liber das Programm ngverbund (sic!). Es
handelt sich um ein 2D-Fasermodell, mit dem Verbunddurchlauftrdger mit nachgiebiger Ver-
diibelung physikalisch nichtlinear berechnet werden kénnen. BODE, BECKER (1994) sowie
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BECKER (1997) fiihrten mit Hilfe des Programms ngverbund Parameterstudien zur Abhén-
gigkeit des Mindestverdiibelungsgrades von Trigergeometrie, Stiitzweite und Belastung
durch. Dabei wurden Grenzwerte fiir das Verhiltnis zwischen plastischem Widerstandsmo-
ment des Stahltrigers und plastischem Widerstandsmoment des Verbundtrigers zur Anwend-
barkeit des Teilverbundes definiert:

0,46 <M, ,/M,, <0,7 (3.15)

a,pl

Als Mindestverdiibelungsgrade ergaben sich fiir Diibel mit einer maximalen Verformbarkeit
von 6 mm bei

» Hquidistant verdiibelten Tragern unter Gleichlast: minn=0,6+0,02-L <1, (3.16)
» Trégern unter zwei Einzellasten: minn=0,2+0,024-L<1. (3.17)

BODE, BECKER und KRONENBERGER wiesen 1994 darauf hin, dass zusétzlich zur An-
gabe eines Mindestverdiibelungsgrades das Berechnungsverfahren genannt werden sollte, mit
dem der Bauteilwiderstand bestimmt wird, da bei Anwendung der Gleichgewichtsmethode
hohere Bauteilwiderstéinde bestimmt werden als mit dem Verfahren der linearen Interpolation.
Gleiches gilt fiir die Art der Belastung und das Herstellungsverfahren, da bei Eigengewichts-
verbund groflere Diibelduktilitdten erforderlich sind.

3.4.4 JOHNSON et al.

Die Untersuchungen zum Teilverbund an der Universitit Warwick (z.B. JOHNSON, MAY,
1975; JOHNSON, 1986) miindeten 1991 in eine umfangreiche numerische Parameterstudie
(JOHNSON, MOLENSTRA, 1991), deren Ergebnisse zusammen mit denen von ARIBERT
Eingang in die Regelungen des EC 4 fanden. Da sowohl bei den numerischen Berechnungen
als auch bei den vergleichenden Handrechnungen nach der Interpolations- und der Gleichge-
wichtsmethode mit Teilsicherheitsbeiwerten gearbeitet wurde, féllt der direkte Vergleich mit
den Ergebnissen schwer. Dies gilt insbesondere fiir den Ansatz der Diibeltragfahigkeiten. Die
sehr viel konservativeren Ergebnisse der Untersuchung im Vergleich zu jenen von ARIBERT
lassen jedoch vermuten, dass in den FE-Simulationen nicht mit mittleren Diibeltraglasten ge-
rechnet wurde. Das Erreichen der rechnerischen Bruchlasten konnte nur durch die groB3en
zuldssigen Verformungen der Kopfbolzendiibel (7 mm beim Durchmesser 19 mm im Ver-
gleich zu 5 mm bei ARIBERT) sichergestellt werden.

Die endgiiltigen Mindestteilverdiibelungsgrade (vgl. auch Kapitel 7.4) gelten fiir die Anwen-
dung der Gleichgewichtsmethode und eine maximale Diibelverformung s., die abhingig ist
vom Diibeldurchmesser und durch eine empirisch ermittelte Formel (vgl. OEHLERS,
COUGHLAN, 1986), die fiir Betonfestigkeiten zwischen 20 und 70 N/mm? giiltig ist, berech-
net werden kann:

1>m,, =%+ 4%-L>0,5 beidermax.Dibelverf.: s, =(0,453-0,0018-f_)-d (3.18)

—

foi:  Betonfestigkeit [N/mm?]
d:  Diibeldurchmesser [mm]

Damit lassen sich fiir Diibeldurchmesser von 19 mm und die untersuchten Betonfestigkeiten
zwischen 20 und 40 N/mm? mogliche Diibelverformungen zwischen 7,2 und 8 mm berechnen,
fiir Diibel mit 22 mm Durchmesser entsprechend 8,3 bis 9,2 mm.
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3.4.5 OEHLERS und SVED

Eine analytische Beschreibung des aufnehmbaren Momentes in Abhédngigkeit des maximalen
Diibelschlupfes bei Teilverdiibelung entwickelten OEHLERS und SVED (1995). Ausgehend
von einer plastischen Bemessung und einer Schlupfverteilung, die affin zum Querkraftverlauf
ist, entwickelten sie zundchst eine Bestimmungsgleichung fiir den Maximalwert des Schlup-
fes, der bei ihrer Methode zwangsliufig immer am Triagerende auftritt:

Spr =K+ [M-dx =K, - [P, -dx (3.19)
span span
hy +h
K, = _ A the (3.20)
(E); + (EI).
hg +h.)
K2=(5+C) — (3.21)
(ED)s +(ED).  (EA)s  (EA).
mit:
Smax. Maximalwert des Schlupfes in [m]
span: langerer Tragerabschnitt bis zum Momentenmaximum [m]
M: Momentenverlauf [kKNm]
Pgn: Verlauf der Krifte aus der Verdiibelung [kN]
hs: Nulllinienlage im Stahltrdger von der Verbundfuge aus [m]
he: Nulllinienlage im Betongurt von der Verbundfuge aus [m]

El, EA: Steifigkeiten des Stahls bzw. des Betons, je nach Index [Nm?, N]

failure
envelope

Bild 3.22: Aufnehmbare Momente bei ausreichendem Verformungsvermogen (CDE) und bei
vorzeitigem Versagen der Diibel (BC) nach OEHLERS und SVED (1995)

Daraus kann fiir eine bekannte maximale Diibelverformung und einen bekannten Verdiibe-
lungsgrad das aufnehmbare Moment bestimmt werden, wenn Diibelversagen malgebend
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wird. Wird ein Einfeldtriger mit &dquidistanter Diibelverteilung und einer Streckenlast
zugrunde gelegt, ergibt sich:

M, =6 (El)sc S " 3-m- Py {2_,_ 2 (EI)sc } (3.22)
DL 4 2 D-(EA)

mit:

(EI)sc = Els + Elc (3.23)

(EA)sc! =EAg” + EA¢” (3.24)

su= (0,36 —0,0030 - fc) - ds (3.25)

fc: Zylinderdruckfestigkeit des Betons [MN/m?]

ds: Diibeldurchmesser [m]

El, EA: Steifigkeiten des Stahls bzw. des Betons, je nach Index [Nm?, N]

D: gesamte Tragerhohe [m]

n: Verdiibelungsgrad [-]

Piec: Erforderliche Diibelkraft in Feldmitte bei Vollverdiibelung [kN]

L: Tragerspannweite [m]

Wird diese Gerade in das Teilverbunddiagramm eingetragen, so ldsst sich erstens der soge-
nannte Ubergangspunkt (transition point) bestimmen, der anzeigt, dass die Querschnittstrag-
fahigkeit bei geringerer Verdiibelung durch Diibelversagen bestimmt wird, und zweitens ldsst
sich die Querschnittstragfahigkeit in Abhéngigkeit des Diibelversagens bei geringeren Verdii-
belungsgraden bestimmen (Bild 3.22).

Die Anwendung dieses Modells auf hochfeste Werkstoffe zeigt den Einfluss des Verfor-
mungsvermdgens und der Stiitzweite auf den Mindestverdiibelungsgrad. Da die Materialstei-
figkeiten jedoch das Plastizieren der Materialien nicht beriicksichtigen, ist diese analytische
Berechnung lediglich fiir eine qualitative Aussage hinreichend genau (DIEDRICKS, UY,
BRADFORD, OEHLERS, 2000): Mit steigender Stiitzweite, mit sinkender Bruchverformung
der Diibel und mit einer Zunahme der Materialfestigkeiten steigt der erforderliche Mindest-
verdiibelungsgrad (Bild 3.23). Fiir eine genaue Berechnung sind numerische Simulationen
erforderlich (Kapitel 7.4).

700 l/n/u / . 1200
Jod N/O/O/
600 % / 1000
500 7:
/ 800 A
€ 400 E
£ = £ 600 [
‘23- 300 l normalfeste Werkstoffe ‘ g- hochfeste Werkstoffe
Lineare Interpolation 400 Lineare Interpolation
200 1 Gleichgewichtsmethode Gleichgewichtsmethode
—{—OEHLERS: s-max=10 mm, L=10 m 200 - —F—OEHLERS: s-max=10 mm, L=10 m
1007 —O—OEHLERS: s-max=5 mm, L=10 m —O—OEHLERS: s-max=5 mm, L=10 m
—O—OEHLERS: s-max=10 mm, L=15m —O—OEHLERS: s-max=10 mm, L=15m
O T T T T T O T T T T T
0 20 40 60 80 100 0 20 40 60 80 100
Verdubelungsgrad [%] Verdubelungsgrad [%]

Bild 3.23: Teilverbunddiagramme und Anwendung der Formel fiir die Bruchmoment-Gerade
nach OEHLERS, SVED (1995) fiir unterschiedliche Diibelverformungen und
Stlitzweiten bei Verwendung normal- (links) und hochfester Werkstoffe (rechts)
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3.5 Verbundtriger im positiven Momentenbereich

Nach EC 4 darf die Querschnittstragfahigkeit bei Querschnitten der Klassen 1 und 2 vollplas-
tisch ermittelt werden, wenn die Lage der plastischen Nulllinie, die das vollstindige FlieBen
des Stahltrdagers und das Erreichen der Verfestigungsgrenze beeinflusst, nicht zu weit in den
Stahltrager absinkt. Dabei darf sie sich — entgegen den Ergebnissen von JOHNSON und HO-
PE-GILL (1976) — auch innerhalb des Steges befinden.

Fiir normalfeste Werkstoffe hat ANSOURIAN (1984) auf der Grundlage von EDV-
Berechnungen (vgl. auch ANSOURIAN, RODERICK, 1978) ein theoretisches Berechnungs-
verfahren zur Bestimmung des Rotationsverhaltens von Verbundtridgern im positiven Momen-
tenbereich entwickelt. Uber geometrische Bedingungen sowie die Bruchdehnung des Betons
und die Verfestigungsdehnung des Baustahls ldsst sich feststellen, ob die Rotationsfahigkeit
ausreicht, damit der Stahl-Untergurt verfestigt und das vollplastische Moment aufgebaut wer-
den kann. Das Mindestmal} der Duktilitdt beschreibt er durch den Faktor y, der wie folgt defi-
niert und begrenzt sein sollte:

0,72-f,-b, €, -h

comp

Y= >1,40 (3.26)
As 'fy .(gcu +8v)

mit:

fe: Zylinderdruckfestigkeit des Betons [N/mm?]

b.: Betongurtbreite [m]

Scut Bruchdehnung des Betons, &, = 4,1 — 0,0206 - f; [%o]

heomp: Hohe des Verbundtrigers [m]

Ag: Querschnitt des Stahltrdgers [m?]

fy: FlieBspannung des Stahltragers [N/mm?]

&y Dehnung bei Stahlverfestigung [%o]

Zur Berticksichtigung der hoheren FlieBdehnung des hochfesten Stahls bei der Berechnung
der plastischen Momententragfahigkeit fiir Feldmomente wird in ANHANG H (1996) zu
EC 4 der Abminderungsfaktor B, vorgeschlagen. In Abhingigkeit von der Lage der plasti-
schen Nulllinie miissen die ermittelten plastischen Momente M rq abgemindert werden
(Bild 3.24). Dieser Faktor gilt fiir Verbundkonstruktionen mit normalfestem Beton. Eine Ver-
besserung dieses Faktors sowie eine Erweiterung auf den Einsatz von hochfestem Beton er-
folgt in Kapitel 7.1. In Analogie zur Definition der Lage der plastischen Nulllinie in An-
hang H von EC 4 ldsst sich die Formel nach ANSOURIAN mit der plastischen Druckzonen-
hohe x; schreiben:

Xp1 e

a8 605 (3.27)
h €

comp cu

Wird der Maximalwert zy/hcomp = 0,15, bei dem eine unkorrigierte plastische Berechnung
nach Anhang H zulidssig ist eingesetzt, ist folgendes Dehnungsverhéltnis erforderlich:

SV

<3,03 (3.28)
€

cu

Das kann von den hochfesten Stéhlen, deren Verfestigung zwischen 15 und 20%o beginnt, in
Kombination mit den verringerten Bruchstauchungen des hochfesten Betons auf keinen Fall
erreicht werden, was durch die eigenen Versuche (Kapitel 6) und Berechnungen (Kapitel 7)
bestitigt wird. Daher kann die plastische Berechnung bei Verwendung von hochfestem Stahl
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und hochfestem Beton auch bei Beriicksichtigung des Abminderungsfaktors 3,1 zu unsicheren
Ergebnissen fiihren.

A z
Bpl_ Mu,Rd/ MpI,Rd JF/ﬁi e < 777|7 "
1 ’O hcomp
Far z,/h,, > 0,3:
Elasto-plastische
Bemessung
Zpl/ hcomp
0,9
0,15 0,30

Bild 3.24: Abminderungsfaktor 3, nach Anhang H zu EC 4 zur Beriicksichtigung des hoch-
festen Stahls bei der plastischen Bemessung
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3.6 Verbundtriger im negativen Momentenbereich

Innerhalb dieser Arbeit werden drei eigene Versuche an Verbundtrigern im negativen Mo-
mentenbereich dokumentiert und bewertet. Der Schwerpunkt liegt dabei auf der Uberpriifung
der unterschiedlichen Ansitze zur Mindestbewehrung. Dazu werden in Kapitel 6.5 verglei-
chend Versuchsergebnisse aus der Literatur herangezogen (vgl. Anhang A.1). Diese zeigen,
dass die Lingsbewehrung des Betongurtes bei Verbundtrigern im negativen Momentenbe-
reich drei Aufgaben libernimmt, die in der Vergangenheit zu folgenden Formulierungen fiir
einen Mindestbewehrungsgrad gefiihrt haben:

(1) Im Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit wird die Rissbreite begrenzt.

(2) Im Grenzzustand der Tragfihigkeit wird das Erreichen des vollplastischen Quer-
schnittsmoments des Verbundtrigers sichergestellt.

(3) Im Grenzzustand der Rotationsfahigkeit wird zur Anwendbarkeit der FlieBgelenktheorie
eine erhohte Querschnitts- und Systemrotation ermoglicht.

Es ist weiterhin erkennbar, dass die jeweiligen Mindestbewehrungsmengen von den Geomet-
rie- und Materialparametern sowie vor allem von den Eigenschaften des Tragsystems abhéin-
gig sind. Bisher existieren keine allgemeingiiltigen Ansétze zur Bestimmung der Mindestbe-
wehrung im Grenzzustand der Tragfdhigkeit und der Rotationsféhigkeit, da die Einflussgro-
Ben nicht statistisch unabhingig voneinander beriicksichtigt werden konnen.

3.6.1 Mindestbewehrung im Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit nach EC 4
Die Mindestbewehrung im Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit ist nach EC 4:

kc 'fcteff 'Act . [ h j_l
A2 mit: k, =|1+—= >0,7 (3.29)
’ Oy "Zy
h -1
bzw. nach neuer Norm: k_ = (1 +—= j +0,3<1,0 (EN 1994, 2001)
"Zy
fetefr nach EC 4, Teil 1, 5.3.2, (2): fererr = k - form mit form > 3,0 N/mm? [N/mm?]
k=0,8 nach ENV 1992-1-3,3.1.2.4 [-]
At Querschnittsfliche des Betongurtes unter Zug [m?]
Ot nach EC 4, Teil 1, 5.3.2, (3) [N/mm?]
h, Dicke des Betongurtes [m]
Zio vertikaler Abstand zwischen den Schwereachsen des Betongurtes und des Ver-

bundquerschnitts im Zustand I [m]

Der Beiwert k. wird zur Erfassung des Spannungsverlaufes iiber die Hohe des Betongurtes
unmittelbar nach Erstrissbildung eingefiihrt. Die effektive Betonzugfestigkeit feefr entspricht
der Zugfestigkeit, die der Beton beim Auftritt des maBligebenden Zwangs erreicht. Kann der
Zeitpunkt der Erstrissbildung nicht mit Sicherheit innerhalb der ersten 28 Tage nach dem Be-
tonieren festgelegt werden, wird im EC 4 Teil 1, 5.3.2 (2) empfohlen, eine mittlere Mindest-
zugfestigkeit von fey, = 3,0 N/mm? anzunehmen. Fiir die eigenen Versuchstrager mit hochfes-
tem Beton (C70/85) wurde die Zugfestigkeit nach REMMEL (1994) berechnet. Zugfestig-
keitsmindernde Einfliisse sowie der Abfall der Normalkraft unter das Niveau der Rissnormal-
kraft N, werden durch den Faktor k beriicksichtigt. Bei liblichen Verbundtragern im Hochbau
gilt nach EC 4, Teil 1, 4.4.2.2 (3) k=0,8. Die Betonfliche A wird mit der Hohe der Beton-
platte h, und der vollen effektiven Plattenbreite bes angesetzt, da im Allgemeinen schon bei
Biegemomenten in der Gréfenordnung des Rissmomentes M, liber die gesamte Plattenhéhe
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Zugspannungen auftreten. Die maximal zuldssige Stahlspannung o der Bewehrung unmittel-
bar nach der Rissbildung ist von dem gewihlten Stabdurchmesser und den Anforderungen an
die Rissbreite abhingig. Es sollte mindestens die Hélfte der erforderlichen Mindestbewehrung
A in der durch gréBere Zugspannungen beanspruchten Hélfte des Betongurtes verlegt wer-
den.

Zur Berechnung der Rissbreite stehen neben den Angaben in EC 4 bzw. EC 2 die Formeln
von NOAKOWSKI (1985), HANSWILLE (1986), und MAURER (1992) zur Verfiigung. Die
lastabhéngige Rissabstandsformel von HANSWILLE beriicksichtigt die kontinuierliche Ver-
dichtung der Risse. Alle anderen Formeln gehen von einem mittleren konstanten Rissabstand
zu den entsprechenden Zeitpunkten aus. Die Formel nach Eurocode unterscheidet nicht zwi-
schen dem Rissabstand zum Zeitpunkt der Erstrissbildung und der abgeschlossenen Rissbil-
dung. Den Einfluss der Querbewehrung auf den Rissabstand beriicksichtigt keine der For-
meln. Es ist jedoch bekannt, dass die Querbewehrung immer den Erstrissabstand vorgibt.
KRELLER (1991) stellt einen erweiterten Ansatz zur Berechnung des mittleren Rissabstandes
unter Berticksichtigung eines nichtlinearen Verbundverhaltens, der Streuung der Betonzugfes-
tigkeit und des Einflusses der Querbewehrung vor.

3.6.2 Mindestbewehrung im Grenzzustand der Tragfiahigkeit zum Erreichen des
vollplastischen Momentes

Mindestbewehrung nach ANHANG H (1996) zu EC 4

Die Querschnittstragfahigkeit unter negativer Momentenbeanspruchung darf fiir Querschnitte
der Klasse 1 und Klasse 2 aus hochfestem Stahl vollplastisch ermittelt werden, wenn folgende
Mindestbewehrung innerhalb der mittragenden Plattenbreite angeordnet wird:

f . f
A, >k cam i oA 3.30
S, min 23 5 fsk C ct ( )
i charakteristische Festigkeit des Baustahls an der Streckgrenze [N/mm?]
fum  Mittelwert der Betonzugfestigkeit [N/mm?]
T charakteristische Festigkeit des Betonstahls an der Streckgrenze [N/mm?]

In dem Ansatz nach Gleichung 3.30 wird die Bewehrungsmenge in Abhdngigkeit von der
Festigkeit des Baustahls bezogen auf einen Stahl der Giite S235 erhoht, da anhand von Be-
rechnungen typischer Hochbauquerschnitte gezeigt werden konnte, dass die Betonstahlspan-
nungen auf Traglastniveau von der Rotation bei Erreichen der Streckgrenze des Baustahls
abhingen (HANSWILLE, SCHMITT, 1996).

Nach dem neuesten Entwurf zu EC 4 (EN 1994, 2001) wird die Mindestbewehrung fiir Quer-
schnitte der Klasse 1 um 10% erhoht.

Der Wert k. wird im Anhang H im Gegensatz zum EC 4, der einen Mindestwert von 0,7 for-
dert, nicht begrenzt. Nach der neuen Norm (EN 1994, 2001) wird er analog zu den Angaben
in Gleichung 3.29 bestimmt.

Duktilitiatsfaktor nach BODE und UTH (1987)

UTH (1987) gibt eine Bemessungsregel fiir die Anrechenbarkeit der Bewehrung bei der Trag-
lastermittlung an, die die unterschiedlichen Duktilititseigenschaften der Betonstdhle bertick-
sichtigt. Dafiir wird die Lage der plastischen Nulllinie nach Bild 3.25 betrachtet, so dass die
erforderliche Bewehrung von den Querschnittsverhiltnissen abhéngig ist:
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naturharter Betonstahl bzw. Durchmesser > 8 mm: € S €, max ?p'l <0,5 (3.35)
Zl
kaltverformter Stahl bzw. Durchmesser < 8 mm: g, < %8a,max - Tp‘l <0,25 (3.36)
s s = : s e @ e e e : * ® e o Zp| Zpl
N N
Dehnungs-
verteilung: h’
[ - ]

Bild 3.25: Zur Definition des Duktilitdtsfaktors z,’/h’ nach BODE, UTH (1987) und
RAMM, ELZ (1995)

Die Unterscheidung nach Stabdurchmessern und Herstellungsart beriicksichtigt, dass diinne,
starker ausgewalzte und kaltverformte Stibe eine geringere Bruchdehnung aufweisen. Diinne
Stibe besitzen zusdtzlich gute Verbundeigenschaften, die hohe Dehnungskonzentrationen im
Riss bewirken und ein vorzeitiges Reillen hervorrufen konnen. Eine gemischte Bewehrung
von Stabstahl und Mattenbewehrung sollte nach UTH (1987) vermieden werden, da bei Riss-
bildung wegen der unterschiedlichen Verbundeigenschaften eine Kraftumlagerung vom Stab-
stahl zur Matte stattfindet. Die Querbewehrung der geschweifliten Matten wirkt wie eine Ver-
ankerung, so dass die Matte hoch beansprucht wird, wihrend der Stabstahl nur gering aus-
genutzt ist. Dies kann zu einem vorzeitigen Reilen der Mattenbewehrung fiihren.

Duktilitiatsfaktor nach RAMM und ELZ (1995)

Auf der Grundlage ihrer Versuche und zusitzlicher numerischer Berechnungen wird von
RAMM und ELZ (1995) der Duktilitiatsfaktor o definiert, der ebenfalls die Lage der plasti-
schen Nulllinie z,’ in Bezug zur Gesamtquerschnittshéhe h’ betrachtet (Bild 3.25). Es wird
auch hier zwischen duktilen und weniger duktilen Stahlsorten unterschieden:

* fiir naturharten Betonstahl (z.B. Stabstahl) zy'/h’ <o =10,48 (3.31)
» fiir kaltverformten Betonstahl (z.B. Mattenstahl) zp'/h’ < o= 0,46 (3.32)

Stahlgiite und Abmessungen der Flansche bzw. des Steges haben einen groen Einfluss auf
den Duktilitdtsparameter. Lost man die Bedingung z,’/h’ < a nach der Bewehrungsmenge A
auf, so erhélt man die erforderliche Bewehrungsmenge zur Einhaltung des Duktilitdtsfaktors
o.. Liegt die plastische Nulllinie z, im Steg, so ergibt sich fiir doppeltsymmetrische Schweil3-
profile:

A > g N, +(h, —c, +ty —a-(h, +h, —c,))- 2+, /70-t, —2-Ng (3.33)

sk

Da die Formel sehr empfindlich auf Verdnderungen in der Stahltrigergeometrie reagiert, muss
fiir Walzprofile die Ausrundung beriicksichtigt werden. Unter der Annahme, dass die plasti-
sche Nulllinie im Steg unterhalb der Ausrundungen des Walzprofils liegt, ergibt sich:
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“2.N, -2:N,.| (39

w

A, > g [N, +(h, —c, +t, —a-(h, +h, —c,))-2-F,/y, -t

c 0
sk

h, Hohe der Betonplatte [m]

Co Betondeckung der oberen Bewehrung [m]

h, Gesamthohe des Stahltrigers [m]

tfo Dicke des oberen Flansches [m]

tw Dicke des Steges [m]

fix charakteristische Festigkeit des Baustahls [N/mm®]

T charakteristische Festigkeit des Betonstahls [N/mmz]

Ya Sicherheitsbeiwert, Baustahl y,=1,1

s Sicherheitsbeiwert, Betonstahl ys=1,15

o Duktilitatsfaktor

Nso plastische Normalkraft des oberen Flansches [MN]

Npia plastische Normalkraft des gesamten Stahlprofils [MN]

Nausr plastische Normalkraft der Ausrundungen des Stahlprofils [MN]
3.6.3 Mindestbewehrung im Grenzzustand der Tragfihigkeit zum Erreichen einer

ausreichenden Rotationsfahigkeit

Wird ein Verbundtriager nach der FlieBgelenktheorie bemessen, so miissen die angenomme-
nen FlieBgelenke eine ausreichende Rotationskapazitit aufweisen, um die erforderliche
SchnittgroBenumlagerung zu ermdglichen. Zur Bestimmung der vorhandenen und der erfor-
derlichen Rotationskapazitdt sei an dieser Stelle auf die Literatur verwiesen, da dies keinen
Themenschwerpunkt der vorliegenden Arbeit darstellt (COUCHMAN, LEBET, JOSI, 1996;
JOHNSON, 1992; JOHNSON, CHEN, 1991; KEMP, 1990, KEMP, DECLERCQ, 1985;
KEMP, DEKKER, 1991; LI, CHOO, NETHERCOT, 1994; NETHERCOT, LI, CHOO, 1994;
SPANGEMACHER, SEDLACEK, 1992). Anhand der eigenen Versuche sollen die unter-
schiedlichen Angaben der Mindestbewehrung zur Sicherstellung einer ausreichenden Rotati-
onsfahigkeit untersucht werden.

Im EC 4 sind geometrische und werkstoffliche Einschrinkungen angegeben. Bei Einhaltung
dieser Grenzwerte ist eine ausreichende Rotationsfahigkeit sichergestellt. Auf einen expliziten
Rotationsnachweis darf verzichtet werden. Die geforderten Einschrinkungen der b/t-Verhélt-
nisse konnen bei Verwendung von hochfesten Werkstoffen (Stahl S460) selbst bei dickwan-
digen Querschnitten kaum eingehalten werden. Das Verfahren benachteiligt Verbundquer-
schnitte mit schlanken Stahlprofilen und Stahlprofilen aus hochfestem Stahl. Die Arbeiten
von FELDMANN (1994), HE (1991) und FICHTER (1986) haben jedoch gezeigt, dass auch
schlanke Profile und Profile aus hochfestem Stahl ausreichende Rotationskapazitéten erzielen.
Eine Modifikation der Regelung fiir die Verwendung von hochfestem Stahl ist daher erforder-
lich, um dessen wirtschaftlichen Einsatz im Verbundbau zu ermdglichen.

Um eine ausreichende Rotationsfahigkeit des Stiitzquerschnittes zur Anwendbarkeit der
FlieBgelenktheorie sicherzustellen, schrinken RAMM und ELZ (1995) den Duktilititspara-
meter fiir naturharte Bewehrungsstibe weiter ein: z,’/h’ < a = 0,30. Die Verwendung kaltver-
formter Bewehrungsstdhle wird nicht zugelassen.
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4 Verbundmittel in hochfestem Beton — eigene Versuche

4.1 Allgemeines

Um das Verhalten der Verbundfuge bei Verbundtrigern aus hochfesten Werkstoffen be-
schreiben zu konnen, wurden Abscherversuche mit verschiedenen Verbundmitteln in hochfes-
tem Beton durchgefiihrt (AiF, 2000). Innerhalb dieser Arbeit werden die Versuche mit Kopf-
bolzendiibeln vorgestellt.

Die ersten Abscherversuche mit Kopfbolzendiibeln in dem Forschungsvorhaben Use of High
Strength Steel S460 (EGKS, 2000) zeigten, dass das Duktilitdtskriterium nach EC 4 - der cha-
rakteristische Wert des Verformungsvermogens o, muss mindestens 6 mm betragen - von
keinem der gepriiften Diibeldurchmesser erfiillt wurde. Andererseits wurde die Tragfahigkeit
der Kopfbolzendiibel in hochfestem Beton von den Bemessungsverfahren nach Eurocode er-
heblich unterschétzt. Die Tatsache, dass die Duktilitdt der Kopfbolzendiibel nach den vorhan-
denen Richtlinien nicht ausreicht, um einen Ausgleich der Schubkrifte in der Verbundfuge zu
ermdglichen und Schubkraftspitzen abzubauen, wird somit zurzeit durch die im Vergleich mit
der Bemessung weit hoheren tatséchlichen Traglasten aufgefangen. Lokale Unterverdiibelun-
gen aufgrund vereinfachender Annahmen bei der Langsschubkraftverteilung oder aufgrund
von Teilverdiibelung treten wegen der unterschitzten Diibeltragfédhigkeiten tatsdchlich nicht
auf. Soll die Diibeltragfahigkeit jedoch weiter ausgenutzt werden, muss deren Duktilitdt er-
hoht werden.

Um eine groBere Anzahl von Verbundmitteln testen zu konnen, wurde ein weniger aufwindi-
ger Abschertest entwickelt, der die Uberpriifung an einem einzelnen Kopfbolzendiibel ermdg-
licht. Mit Hilfe dieses Versuchs kdnnen Favoriten erkannt und dann im standardisierten Push-
Out Versuch nach EC 4 iiberpriift werden. Dieses Versuchsformat, bei dem die Verbundfuge
eine reine Schubbeanspruchung erfdhrt, fiihrte dariiber hinaus zu Erkenntnissen bzgl. der un-
giinstigen Lastabtragung im Standard-Versuch, ermoglichte die Untersuchung der Diibel unter
Ausschluss der negativen Effekte aus der Geometrie des Standard-Versuchskorpers und er-
laubte eine genauere Bestimmung der Traglasten einzelner Diibel.
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4.2 Versuchsaufbau

4.2.1 Der Push-Out Standard-Test (POST) nach EC 4

Die Dimensionierung des Push-Out Standard-Tests (POST) nach EC 4 ist auf normalfesten
Beton abgestimmt. Bei Verwendung von hochfestem Beton verringert sich der geschiadigte
Bereich im Betongurt, was eine Verkleinerung des Versuchskorpers erlaubt. Aus Griinden der
besseren Vergleichbarkeit wurde jedoch auch bei den eigenen Versuchen das Standard-
Format verwendet. Der nach EC 4 vorgesehene Stahltrager HEB 260 wurde bedingt durch die
GroBe der Priifmaschine durch ein Profil HEB 240 ersetzt (Bild 4.1).

Wihrend des Versuchs wird der Stahltrager relativ zu den Stahlbetongurten verschoben, so
dass die Verbundmittel auf Abscheren beansprucht werden. Dabei ist darauf zu achten, dass
die Betonplatten nicht vom Stahltrdger abheben. Horizontalkréfte zwischen den drei Bauteilen
lassen sich aber in der Regel nicht vermeiden (Bild 4.2), so dass es zu einer kombinierten
Schub-Zug-Beanspruchung der Diibel kommt. Aus diesem Grund wurden in der Vergangen-
heit teilweise zusitzliche Umschniirungen bzw. Aufkantungen im FulBlbereich der Versuchs-
korper vorgesehen. Im EC 4 ist eine Einspannung des FuBlbereiches nicht vorgeschrieben,
unter Forschern wird sie kontrovers diskutiert (vgl. Kapitel 3.2.2).

Ansicht Seitenansicht 10 Schnitt I-1 15 15
<10 of & 10 . P NIV 090 g
—Al 8 — 1T . [z —— . —— 210 [—
- 3 §§ @ 10
HH—— |HED - [©BKe)

a
T
o
T
¥
A

-

I )

1

o |
600

250
600
150
o |
|
‘ITL -

100

=H—— [H= 3 oio
q b o q b ><I :: I
S S|A i A
Ll | L x| o —— $ — —
oA ey e , 150 ., 240 , 150,
150 , 240 , 150, L, 180 . 180 , 180, 7 i ! i
, 200 , 200 , 200 , [mm]

Bild 4.1:  Push-Out Standard-Test (POST) mit vier Kopfbolzendiibeln je Seite

Bei den vorliegenden Versuchen wurde keine Einspannung vorgesehen. Die Versuchskorper
wurden in ein Gipsbett oder auf eine Filzplatte aufgesetzt, die durch Reibung einer Horizon-
talverschiebung entgegenwirken, sie jedoch nicht vollstdndig verhindern konnen. Bei keinem
Versuch konnte eine Ablosung der Betonplatten von dem Stahltrdger beobachtet werden. Die
im Vergleich zu den Abscherversuchen mit einem einzelnen Diibel geringeren Traglasten
lassen jedoch vermuten, dass eine zusétzliche Zugbeanspruchung der unteren Diibel stattge-
funden hat.
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4.2.2 Der Single Push-Out Test (SPOT)

Mit Hilfe des neu entwickelten Einzel-Abscherversuchs SPOT fiir hochfesten Beton kann die
Last-Verformungs-Kennlinie eines Einzeldiibels unter nahezu reiner Schubbeanspruchung der
Verbundfuge bestimmt werden. Obwohl der Versuchskorper keinen symmetrischen Aufbau
besitzt, bleibt er stabil, da die Wirkungslinien der dufleren Krifte nahezu identisch sind. Das
aus der geringen Ausmitte der Lasteinleitung resultierende, auf den Betonkorper einwirkende
Moment wird von zwei zusétzlich am Stahlrahmen angebrachten Biigeln aufgenommen. Eine
Verdrehung der Stahlschalen gegeniiber dem Betonquader wird durch die Behinderung des
horizontalen Ausweichens des Spannstahls ausgeschlossen: Sobald sich eine Verdrehung ein-
stellt, stoBen die Spannstahlmuttern gegen den oberen Biigel und bilden ein vertikales Gleit-
lager. Auf diese Weise bleibt das System kinematisch unverschieblich, und es kénnen keine
Diibelnormalkrifte entstehen (Bild 4.2). Der Versuchskorper ist einfach herzustellen, kann
von einer Person in die Priifmaschine eingebaut werden und benétigt kleinere Priifkréfte. Er
ist aufgrund des begrenzten Betonvolumens speziell fiir hochfesten Beton geeignet (Bild 4.3).

Durch diesen Versuchsaufbau ist sichergestellt, dass sich eine reine Verschiebung des Betons
gegeniiber dem Stahltrager ergibt. Das bei den Standard-Versuchen — mit und ohne horizonta-
le Lagerung — auftretende Moment kann hier nicht entstehen. Somit wird das Verhalten der
Verbundfuge eines Verbundtragers genauer abgebildet. Der Versuchskorper ist das Ergebnis
einer Reihe von Vorversuchen, bei denen unterschiedliche Priifkdrperformate getestet wur-
den. Hierbei wurden das Verhalten des Priiftkorpers wihrend des Versuchs (gegenseitiges
Verdrehen der Stahl- und Betonkorper), die erreichten Priiflasten sowie das Aussehen der
abgescherten Diibel zur Beurteilung einbezogen.

Der Priifkorper ist aufgrund seiner geringen Abmessungen nicht fiir normalfesten Beton ge-
eignet.
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Bild 4.2:  Einzel-Abscherversuch Single Push-Out Test (SPOT) mit einem Diibel



Bild 4.3:
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Bild 4.4:  Verkleinerter Standard-Versuchskorper — Modifikation 1
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Bild 4.5:  Verkleinerter Standard-Versuchskorper — Modifikation 2

Versuche mit einem verkleinerten Standard-Versuchskorper (Bild 4.4) zeigten ebenfalls nega-
tive Einfliisse aus der Schiefstellung der Betonplatten — sowohl bei den Versuchen mit als
auch ohne horizontale Abspannung. Die oberen und unteren Diibel wurden unterschiedlich
beansprucht, die Traglasten entsprachen etwa denen aus den Standard-Versuchen.

Modifizierte Versuchskorper, bei denen die Stahltriger aulen angeordnet waren (Bild 4.5),
zeigten keine gegenseitige Verdrehung von Stahl und Beton. Obere und untere Diibellage
erfuhren die gleiche Beanspruchung. Daher wurden hohe Diibeltraglasten erreicht, die den
mittleren Traglasten der SPOT-Versuchskorper entsprechen (Tabelle 4.1).
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Die Voruntersuchungen (vgl. auch Bilder 4.6 und 4.7) ergaben, dass der SPOT-
Versuchskorper mit einem vergleichsweise geringen Aufwand das Verhalten der Verbundfu-
ge eines Verbundtrigers am besten simuliert.

Parameter | Standard (POST) Modifikation 1 Modifikation 2 Einzel (SPOT)
R - Dlbel 530 N/mm? 530 N/mm? 530 N/mm? 530 N/mm?
fog (W150) 113 N/mm? 119 N/mm? 116 N/mm? 116 N/mm?
Pmittel. KBD 196 kN 222 kN 247 kN 242 kN

Tabelle 4.1:  Versuchslasten von Kopfbolzendiibeln & 22 mm in hochfestem Beton bei un-
terschiedlichen Priitkorperformaten

Bild 4.6:  Versuchsaufbau der modifizierten und verkleinerten Standard-Versuchskorper mit
Stahltrdger in der Mitte (Modifikation 1)

Bild 4.7:  Versuchsautbau der modifizierten und verkleinerten Standard-Versuchskorper mit
zwei Stahltragern auflen, die iiber eine lose aufliegende Traverse belastet werden
(Modifikation 2)
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4.3 Versuchsprogramm

Das gesamte Versuchsprogramm zu Verbundmitteln in hochfestem Beton kann dem AiF-
Forschungsbericht (AiF, 2000) entnommen werden. Ziel der Untersuchungen war es, die
Trag- und Verformungseigenschaften von Kopfbolzendiibeln in hochfestem Beton zu
bestimmen, spezielle Verbundmittel fiir den Einsatz in hochfestem Beton zu finden und die
Koptbolzendiibel so zu modifizieren, dass sie unter Beibehaltung ihrer hohen Traglast ein
duktiles Verformungsvermogen aufweisen. Dabei sollten sie weiterhin eine hohe Anfangsstei-
figkeit besitzen, da ihre Tragfdhigkeit im Verbundtréger sonst zu spét erreicht wird. Im Fol-
genden werden die Versuche mit Kopfbolzendiibeln vorgestellt (Tabelle 4.2) und ihre Modi-

fikationen naher beschrieben.

Serie | Anzahl | Format Verbundmittel Charakteristik

1 3 POST KBD 19 mm nicht modifiziert
2 3 POST KBD 22 mm nicht modifiziert
3 3 POST KBD 25 mm nicht modifiziert
9 2 SPOT KBD 19 mm nicht modifiziert
10 3 SPOT KBD 22 mm nicht modifiziert
11 3 POST KBD 19 mm nicht modifiziert
12 3 POST KBD 22 mm nicht modifiziert
13 3 POST KBD 25 mm nicht modifiziert
14 3 POST KBD 19 mm Doppeldiibel ohne Querbewehrung
20 3 SPOT KBD 19 mm 1 Gummipolster (Variante 1)
21 3 SPOT KBD 19 mm 2 Gummipolster (Variante 2)
22 3 SPOT KBD 22 mm 1 Gummipolster (Variante 1)
24 3 SPOT KBD 22 mm elliptischer Diibelquerschnitt
25 3 SPOT KBD 22 mm mit Dehnungsmessstreifen (DMS)
27 3 POST KBD 19 mm Doppeldiibel mit Querbewehrung
28 3 SPOT KBD 19 mm Hilse aus Buchenholz
29 3 SPOT KBD 19 mm Metallring mit Gummipolster
32 3 POST KBD 19 mm Metallhllse mit Gummipolster
33 3 SPOT KBD 19 mm Metallhllse mit Gummipolster
34 3 POST KBD 19 mm hochfestes Dibelmaterial
35 3 SPOT KBD 19 mm hochfestes Diibelmaterial
) 62 Versuche

Tabelle 4.2:  Durchgefiihrte Abscherversuche mit Kopfbolzendiibeln (AiF, 2000)

Serien 14 und 27: Gruppierung der Diibel in Schubkraftrichtung

Werden zwei Kopfbolzendiibel so nah aneinander geschweiflt, wie es der Schweillvorgang
zulésst, ist eine Erhohung der Duktilitit bei gleichzeitiger Abnahme der Tragfahigkeit zu er-
warten. Zwei oder mehr in Reihe wirkende Diibel besitzen einen groeren Widerstand, so
dass die Betondruckzone vor dem ersten Diibel stirker plastiziert. Der Schlupf der Diibel ist
zwar gleich groB3, jedoch befinden sich die Verkriimmungen des zweiten und jedes weiteren
Diibels in groBBerem Abstand vom Diibelfull. Dies fiihrt zu einer Kriafteumlagerung entlang
des Schaftes nach oben. Da sich ein Betondruckkeil nur vor dem Schweillwulst des ersten
Diibels ausbilden kann, ist mit einer Abnahme der Tragkraft zu rechnen. Es wurde je eine
Versuchsreihe ohne (Serie 14) und mit (Serie 27) zusétzlicher Querbewehrung zwischen den
Diibeln durchgefiihrt.
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Serien 20, 21, 22 und 28: Polsterung des Diibelschaftes

Durch die Polsterung des unteren Diibelschaftes wird dem Diibel im FuBbereich eine zuséitzli-
che Verformungsmoglichkeit gegeben. Die Duktilitit kann dadurch theoretisch bis zu einem
Versagen durch Biegung und Zug aulerhalb der Warmeeinflusszone gesteigert werden. Wird
die Polsterung jedoch zu gro3 gewihlt, wirkt sich dies negativ auf die Anfangssteifigkeit des
Diibels aus. Eine optimierte Anordnung erzeugt unter Gebrauchslast eine geringe und unter
Traglast eine hohe Verformung (Bild 4.8). Die Anordnungen 3 und 5 mit Gummipolstern
wurden in das Versuchsprogramm aufgenommen.

I
1 2 3 4 5 6

Bild 4.8: Modgliche Formen fiir Schaftpolster

Die Gummipolster stellten sich in allen getesteten Varianten als zu weich heraus. Der geringe
Abstand der Fliegelenke im plastizierten Diibel fiihrte zu einem vorzeitigen Versagen. Daher
wurde die Hohe des Polsters vergrofert (Bild 4.8, Nr. 1) und zur Verbesserung der Steifigkeit
ein Material mit hoherem E-Modul gewihlt (Hiilse aus Buchenholz).

Serie 24: Diibel mit verinderter Querschnittsgeometrie

Durch eine VergroBerung der Abmessungen des Kopfbolzendiibels in Tragrichtung (ellipti-
sche Form), kann der Betondruck vor dem Schaft erh6ht werden, so dass der Beton bis zum
Erreichen der Diibeltraglast stirker plastiziert. Dadurch werden die aufnehmbaren Lasten ge-
steigert und die Duktilitét erhoht. Nach Auskunft der Firma Koster&Co (KOCO, o.].), lassen
sich die Querschnitte bis zu einem Langen-Breitenverhéltnis von 5 zu 1 mittels Hubziindung
aufschweillen, wenn die Querschnittsfliche eines Diibels Durchmesser 22 mm (As=380 mm?)
nicht tiberschritten wird. Auch beliebige Querschnittsformen sind in der Lage, einen umlau-
fenden Wulst zu bilden. Fiir das Versuchsprogramm wurde ein Diibel Durchmesser 25 mm
auf eine elliptische Form gefrést, so dass sich ein Querschnitt von 380 mm? ergab. Um die
vorhandenen Keramikringe einsetzen zu konnen, wurde lediglich der Fullbereich zur Ausbil-
dung des Schweillwulstes in der runden Form beibehalten.

Serie 29: Metallring mit Gummipolster

Um die Betondruckzone direkt vor dem DiibelfuBl zu schwichen, gleichzeitig jedoch die
Wirmeeinflusszone des Diibels zu verstirken, wurde in einer weiteren Variante ein spitz zu-
laufender Metallring {iber den Diibelfu3 geschoben. Dieser fiihrt durch die Konzentration der
Lasten an seiner Spitze zu einer Schidigung und Spaltung des Betons vor dem Diibelful3. Ein
zusdtzlicher Gummiring sollte dem durch den Metallring zerstérten und verdrdangten Beton
Raum geben und den Verformungsbereich des Diibels vergroBBern.
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Serien 32 und 33: Metallhiilse mit Gummipolster

Bei dieser Variante wurde der Bereich direkt {iber dem SchweiBwulst durch eine 15 mm hohe
Stahlhiilse mit 3,5 mm Wandstéirke verstirkt. Gummiringe auf der Hiilse sollten wiederum fiir
die erforderliche Bewegungsfreiheit des Diibels sorgen. Es wurde erwartet, dass die Verfor-
mungen bei einer gleichzeitig groBen Anfangssteifigkeit des Systems zunehmen, ohne dass es
zu einem signifikanten Verlust der Tragfahigkeit kommt. Diese Losung kommt einem Kopf-
bolzendiibel mit FuBBverstirkung sehr nahe (vgl. Kapitel 3.2.3). Allerdings werden durch die
nachtriglich aufgeschobene Hiilse Spannungsspitzen im Diibel infolge eines Querschnitts-
wechsels vermieden, und die Hiilse ist nicht durch den Schweillvorgang geschwicht. Diibel-
schaft und Hiilse kdnnen sich unabhingig voneinander verformen, was die Duktilitit des Sys-
tems zusétzlich erhoht.

Serien 34 und 35: Diibel mit hoherer Materialfestigkeit

Zur Erhohung der Schubtragfihigkeit der Kopfbolzendiibel wurden die Festigkeitswerte des
Grundwerkstoffes verbessert.
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4.4 Werkstoffe

Beton

Der Beton wurde fiir alle Versuchskorper nach derselben Rezeptur im eigenen Labor herge-
stellt (Tabelle 4.3). Als Zusatzstoftf wurde die Silikasuspension “Elkem Microsilica (SF)* der
Firma Elkem GmbH verwendet. Dabei betrug der Gewichtsanteil von Wasser und Silikastaub
je 50% in der Suspension. Die Versuchskorper wurden entweder innerhalb der Versuchshalle
— aufgrund von Platzmangel aber auch auBlerhalb — jeweils unter Folie gelagert.

Betonrezeptur C70/85 fir alle Versuchskorper Mengen pro 1 m?
Zement CEM | 42,5R (2) [kg/m?] 450
Anteil Silikastaub an Suspension (Stest) [kg/m?3] 35
Anteil Wasser an Suspension (Syjssig) [kg/m?3] 35
Wasser (W) [kg/m3] 103
FlieBmittel Multifluid (FM) [kg/m?] 13
W/Z = (Spissig + W + FM) / (Z + Stest) [] 0,31
Sand 0-2 [kg/m3] 625
Kies 2-6 [kg/m?] 787
Kies 8-16 [kg/m?] 375
Summe Zuschlag [kg/m?3] 1787

Tabelle 4.3:  Betonrezeptur fiir alle Abscherversuche

Die Wiirfeldruckfestigkeit fo cubemiter Wurde jeweils aus mindestens drei Wiirfelproben
(150 mm) ermittelt, die zusammen mit den Versuchskdrpern gelagert wurden. Die Ergebnisse
der Erhdrtungspriifungen finden sich in tabellarischer Form in Anhang A.2. Der E-Modul
wurde stichprobenartig an Zylindern ermittelt. Es ergab sich immer ein Wert von ca.
43000 N/mm?.

Kopfbolzendiibel

Die Kopfbolzendiibel wurden von der Firma Kdster&Co. aus kaltverformten Rundstdhlen des
Grundmaterials St 37-3 (S235 JR G2 nach DIN 17100) mit aufgestauchten Kopfen gefertigt
und geschweift. Nach DIN 32500 und EC 4 werden die in Tabelle 4.4 angegebenen Anforde-
rungen an die Materialkennwerte verlangt.

Die mittlere Hohe der SchweiBBwulste lag zwischen 4 und 6 mm je nach Diibeldurchmesser.
Die Wandstirke des Wulstes betrug zwischen 2 und 3 mm, ebenfalls abhingig vom Schaft-
durchmesser bzw. von den verwendeten Keramikringen. In den Versuchen hat sich das Ver-
héltnis Wulstabmessungen zum Diibeldurchmesser des Diibels Durchmesser 22 mm als am
glinstigsten erwiesen. Durch eine Verdnderung der Keramikringe konnten auch die Wulstei-
genschaften der anderen Diibeldurchmesser verbessert werden (Tabelle 4.5).

DIN 32500: Zugfestigkeit R, > 450 bis 600 N/mm?
DIN 32500: Streckgrenze Re > 350 N/mm?

DIN 32500: Bruchdehnung > 15%

EC 4: Streckgrenzenverhéltnis ¢,/g, >1,20

EC 4: Zugfestigkeit f, > 500 N/mm?

EC 4: anrechenbare Zugfestigkeit f, < 500 N/mm?

EC 4: Bruchdehnung >12%

Tabelle 4.4: Nach Norm erforderliche Materialeigenschaften fiir Kopfbolzendiibel
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Fiir das Verstindnis des Tragmechanismus ist weiterhin von Bedeutung, dass der Diibel und
der Schweilwulst keinen monolithischen Korper bilden, beide aber jeweils vollstindig mit

dem Trégermaterial verbunden sind (vgl. Kapitel 3.2).

Dibel-& Hohe Kopf-& Kopf-Hohe | hyust bwuist hwust/d [-] | bwuist/d [-]
19 mm 80 mm 32 mm 10 mm 4 mm 2,0 mm 0,21 0,105

22 mm 100 mm 34 mm 10 mm 6 mm 2,5mm 0,27 0,114

25 mm 120 mm 40 mm 12 mm 6 mm 3,0 mm 0,24 0,120
Tabelle 4.5: Abmessungen der Diibel nach dem Schwei3en

Fiir die hochfesten Diibel (Versuchsserien 34 und 35) wurde auf vorhandene schweil3bare
Stihle zurlickgegriffen. Ein kaltverfestigter Stahl S355 J2 G3 mit einem gegeniiber einem
herkdmmlichen S235 JR G2 abgesenkten Phosphor- und Schwefelgehalt besitzt bereits hohe-
re Materialfestigkeiten. Daher wurde ein Draht 23 mm der Giite S355 J2 G3 auf einen
Durchmesser von 18,85 mm kalt gezogen. Die dadurch erreichte Zugfestigkeit
Ry = 750 N/mm? entsprach etwa der angestrebten Materialfestigkeit. Die nach EC 4 geforder-
te Bruchdehnung von g, = 12% und das erforderliche Streckgrenzenverhiltnis von 1,2 konn-
ten jedoch bei der Entwicklung und Fertigung der hochfesten Diibel nicht eingehalten werden.

Das Aufschweilen der Diibel erfolgte im Hubziindeverfahren (TRILLMICH, WELZ, 1997).
Fiir Baustellenbedingungen liegt der Grenzdurchmesser dieses Verfahrens zurzeit bei
ca. 23 mm. Unter Laborbedingungen kénnen Diibel des Durchmessers 25 mm problemlos
geschweillt werden.
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4.5 Versuchskorperherstellung, Versuchsdurchfithrung, Messtechnik

Die Herstellung der Versuchskorper ist im EC 4 geregelt. Die Diibel standen wihrend des
Betoniervorgangs aufrecht. Aufgrund des symmetrischen Versuchsaufbaus sollte die Festig-
keit des Betons der beiden Hélften am Tag der Priifung identisch sein. Daher soll der Stahl-
trager zur Herstellung entlang des Steges aufgetrennt und beide Seiten gleichzeitig betoniert
werden. Nach dem Ausschalen beider Hilften wird der Triager wieder zusammengeschweilt.
Da der hochfeste Beton im Gegensatz zu normalfestem Beton jedoch nach 28 Tagen keine
signifikanten Festigkeitszunahmen zeigt, konnten die zwei Seiten im Rahmen der vorliegen-
den Untersuchungen nacheinander im Abstand eines Tages betoniert werden. Dabei wurden
die Stahlflichen eingefettet, um einen zusitzlichen Reibungsverbund weitgehend auszu-
schlieBen. Nach dem Betonieren wurden die Priifkdrper mit feuchten Tiichern und Folie ein-
gepackt und gelagert.

Wie im EC 4 vorgesehen, wurden zu Beginn des Abscherversuchs 25 Lastwechsel zwischen
5und 40% der rechnerischen Bruchlast gefahren. Danach wurden die Priifkorper weggesteu-
ert bis zum Bruch belastet. Die Gesamtdauer eines Versuchs betrug mindestens 15 Minuten.
Wihrend des Versuchs wurde der auftretende Schlupf zwischen Beton und Stahltréger durch
vier induktive Wegaufnehmer jeweils in der Mitte der Verbundfuge gemessen. Die Messdaten
aller Wegaufnehmer wurden gemittelt.

4.6 Vereinfachte Auswertung der Versuche nach EC 4
Die Versuchsauswertung fiir Push-Out Versuche ist nach EC 4 wie folgt festgelegt:

1) Eine Versuchsserie besteht aus mindestens drei Versuchen.

2) Die maximalen Versuchslasten Py bis Prays werden ermittelt, die kleinste wird auf 90%
abgemindert: Dies ist die charakteristische Traglast Pgy.

3) Weicht eine der drei Maximallasten P, i um mehr als 10% vom Mittelwert ab, miissen
mindestens drei weitere Tests vorgenommen werden.

4) Eine horizontale Gerade fiir Prk schneidet die drei Kurven in jeweils zwei Punkten, es sei
denn, das Verbundmittel versagt, bevor die Last wieder auf Pry gefallen ist. In diesem Fall
gibt es nur den ersten Schnittpunkt.

5) Der zweite Schnittpunkt gibt das Verformungsmal d, an. Liegt kein zweiter Schnittpunkt
vor, wird der letzte erfasste Wert vor dem Versagen eingesetzt. 9, wird fiir jeden Versuch
einer Serie mit Prk aus 2) ermittelt. Der kleinste Wert 5, ist ma3gebend. Durch die Multi-
plikation mit dem Faktor 0,9 erhdlt man das charakteristische Verformungsvermdgen Oy.

6) Zur Bestimmung der Bemessungslast Prq wird Pgy auf 80% reduziert.

7) Ein Verbundmittel darf hinsichtlich seiner Duktilitdt wie Kopfbolzendiibel mit den im
EC 4 spezifizierten Abmessungen beurteilt werden, wenn &, grofler als 6 mm ist.
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4.7 Versuchsergebnisse

4.7.1 Allgemeines

Um einen Vergleich der Last-Schlupf-Diagramme der durchgefiihrten Versuche nach Augen-
schein zu ermdglichen, wurden die Hauptgitternetzlinien an das Probenformat angepasst: Fiir
den Standard Versuch POST wurde ein Hauptintervall von 200 kN gewihlt, fiir den Einzel-
Abscherversuch SPOT ergibt sich ein Hauptintervall von 25 kN. Detailliertere Angaben zu
den Versuchen finden sich im Anhang A.2.

4.7.2 Serien 1, 2 und 3: POST KBD 19, 22 und 25 mm

Die ersten drei Serien wurden innerhalb des EGKS-Vorhabens (2000) gepriift. Die Kopfbol-
zendiibel mit den Durchmessern 19 mm und 22 mm konnten den kritischen Schlupf von
6 mm nicht erreichen. Die Diibel mit dem Durchmesser von 25 mm verfehlten das Verfor-
mungskriterium wegen der hohen Wiirfeldruckfestigkeit von 113,8 N/mm? knapp.

, f f, P P 0
Serie Versuch c.cube u Rk Rd uk
N/mm? N/mm? kN kN mm
1 POST KBD 19 mm 110,1 550 125,82 100,7 4,51
2 POST KBD 22 mm 112,6 530 171,81 137,4 4,89
3 POST KBD 25 mm 113,8 450 203,41 162,7 5,98
Tabelle 4.6: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serien 1, 2 und 3
Kraft [kN] Kraft [kN]
1200 ‘ 1800 | | | |
1000 1 h 1600 P = . e
l 1400 1 - \
800 1 1200 A
1000 A
600 T
800 -
—Serie 1: POST KBD 19/1
400 - _ 600 1 —Serie 2: POST KBD 22/1
Serie 1: POST KBD 19/2
_ 400 - Serie 2: POST KBD 22/2
200 - Serie 1: POST KBD 19/3
| T 200 1 Serie 2: POST KBD 22/3
0 1 1 1 1 1 0 T T T T |
0 2 3 4 5 6 0 2 3 4 5 6 7
Relativverschiebung [mm] Relativverschiebung [mm]
Bild 4.9:  Versuchsergebnisse Serie 1 (links) und Serie 2 (rechts)
Kraft [kN]
ppesel IR N
1800 A v == = - ‘
1600 -
1400 -
1200
1000 1 |
228 =—Serie 3: POST KBD 25/1
400 1 Serie 3: POST KBD 25/2
200 4 Serie 3: POST KBD 25/3
0 ——
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9

Relativverschiebung [mm]

Bild 4.10: Versuchsergebnisse Serie 3

Bild 4.11:

Diibel nach dem Versuch
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4.7.3 Serien 9 und 10: SPOT KBD 19 und 22 mm

Bei dem Single Push-Out Test wird jeweils ein einzelner Diibel gepriift. Wéahrend des dritten
Versuchs bei Serie 9 wies die Steuerung der Hydraulik eine Fehlfunktion auf, die zur Zersto-
rung der Probe fiihrte. Die erreichten Traglasten liegen weit iiber denen des POST (Zunahme
von 25,2% im Vergleich zu Serie 1). Da die Kurven das Tragverhalten eines Einzeldiibels
wiedergeben, konnen die Ursachen fiir eine ungewohnliche Kurvencharakteristik zuverldssi-
ger gefunden werden: Der SPOT KBD 19/2 besal3 einen schlecht ausgebildeten Schweil3-
wulst. Bei einer Relativverschiebung von etwa 1,1 mm weist die Kurve einen kurzen Lastab-
fall auf. Zu diesem Zeitpunkt riss der Wulst vermutlich aufgrund der tangentialen Zugspan-
nung an seiner Riickseite. Der Traglastanteil des Wulstes ging hierbei fast vollstindig verlo-
ren. Wird der zweite Versuch in der Auswertung vernachldssigt, ergibt sich eine charakteristi-
sche Tragkraft von 165,5 kN und eine Bemessungslast von 132,4 kN. Dieser Wert ist fiir die
spéteren Vergleiche mit den vorgenommenen Modifikationen relevant.

Die Serie 10 des SPOT bestitigte ebenfalls eine erhebliche Laststeigerung im Vergleich zum
Standard-Versuch (etwa 23%). Dadurch, dass der Wulst des Diibels & 22 mm deutlich stirker
und zuverldssiger ausgebildet war als der des Diibels & 19 mm, zeigen die Versuchsergebnis-
se nur geringe Abweichungen.

. f f P P
Serie Versuch c.cube u Rk Rd Ouk
N/mm? N/mm? kN kN mm
9 SPOT KBD 19 mm 115,4 557 151,4 121,1 4,19
10 SPOT KBD 22 mm 115,8 531 211,9 169,5 7,31
Tabelle 4.7: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serien 9 und 10
Kraft [kN] Kraft [kN]
200 250 ————
175 * 2251 =T i
200 1
150 -
175 -
125 A 150 A
100 - 125 -
] 10— —anie 10
75 ——Seric 9: SPOT KBD 19/1 e ] Serie 10: SPOT KBD 22/1
50 504 Serie 10: SPOT KBD 22/2
25 4 Serie 9: SPOT KBD 19/2 o5 - Serie 10: SPOT KBD 22/3
o———— +—+— ] Y S N N —
0 1 2 3 4 5 6 7 0o 1 2 3 4 5 6 7 8 9

Relativverschiebung [mm] Relativverschiebung [mm]

Bild 4.12: Versuchsergebnisse Serie 9 (links) und Serie 10 (rechts)
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4.7.4

Serien 11, 12 und 13: POST KBD 19, 22 und 25 mm

Innerhalb des AiF-Forschungsvorhabens wurden die Standard-Versuche mit den iiblichen drei
Diibeldurchmessern wiederholt. Die Bruchlasten lagen fiir die & 19 und 22 mm héher als bei
der ersten Versuchsreihe. Bei den Diibeln & 25 mm versagten zwei Versuchskorper relativ
frithzeitig. Die Diibel mit den Durchmessern 22 mm und 25 mm erreichten bei diesen Versu-
chen das geforderte Verformungsvermdgen von 6 mm. Der Grund ist die im Vergleich zu den

Serien 1 bis 3 um 25% geringere Betonfestigkeit.

. f f P P
Serie Versuch c.cube u Rk Rd Suk
N/mm? N/mm? kN kN mm
1 POST KBD 19 mm 86,1 557 139,7 111,8 5,68
12 POST KBD 22 mm 86,1 531 189,9 151,9 6,71
13 POST KBD 25 mm 88,1 452 189,8 151,8 7,62
Tabelle 4.8: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serien 11, 12 und 13
Kraft [kN] Kraft [kN]
1400 ‘ 1800 ‘ T
1200 | 1600 A —
1400 /‘
1000
1200 +—
8001 | 1000 - /
600 - “ 800 A /('
200 1 =—=Serie 11: POST KBD 19/1 600 1| = Serie 12: POST KBD 22/1
=== Sarie 11: POST KBD 19/2 400 A Serie 12: POST KBD 22/2
200 1 Serie 11: POST KBD 19/3 200 A Serie 12: POST KBD 22/3
0+ T T . : - - : | 0 T ————————+—1
0 1 2 3 4 5 6 7 8 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

Relativverschiebung [mm]

Relativverschiebung [mm]

Bild 4.13: Versuchsergebnisse Serie 11 (links) und Serie 12 (rechts)

Kraft [kN]

2200
2000 A
1800 1

1600 1
1400 A /

1200 1
1000
800 A

= Serie 13: POST KBD 25/1

400 A

600-’
200-/

Serie 13: POST KBD 25/2

Serie 13: POST KBD 25/3
! ! ! ! ! ! ! |

0 +—
0 1

2

3 4 5 6 7 8 9 10 "
Relativverschiebung [mm]

Bild 4.14: Versuchsergebnisse Serie 13 (links), Diibel nach Versagen (rechts)
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4.7.5 Serien 14 und 27: POST KBD 19, Doppeldiibel

Der Diibelabstand von 40 mm konnte nicht weiter verringert werden, da der verbleibende
Raum zwischen den Diibelkopfen vom Greifer der Schwei3pistole bendtigt wurde. Ein Kon-
takt zum bereits verschweillten Diibel musste vermieden werden, da sich der Greifer im
Stromkreislauf befindet.

Beim ersten Versuch wurde die charakteristische Traglast und damit die Oberlast fiir die 25
Lastwechsel zu hoch angenommen, so dass dieser Versuch unbrauchbar ist. Daher wird er bei
der Auswertung nicht beriicksichtigt.

Aus den Bruchbildern der Versuche ohne Querbewehrung ist zu erkennen, dass sich hinter
dem zweiten Diibel ein Hohlraum gebildet hat, der in dieser Form auch beim Einzeldiibel
vorhanden ist (Bild 4.19). Hinter dem ersten Diibel der Gruppe entstand dieser Hohlraum
nicht. Dies beweist, dass die beiden Kopfbolzendiibel kraftschliissig gekoppelt waren und
gemeinsam auf den Beton unmittelbar vor der Gruppe eingewirkt haben. Weiterhin belegen
die Bruchbilder, dass die untere Diibellage eine zusétzliche Zugbeanspruchung erfahren hat,
da der obere der beiden Doppeldiibel weit aus dem Beton herausgezogen wurde bevor er ver-
sagte. Im Vergleich zur Serie 11: POST KBD 19 ergab sich eine um 5,4% geringere Traglast,
was dem abgeschirmten Diibel zuzuschreiben ist. Der erste Diibel konnte seine ganze Tragfa-
higkeit entfalten, wihrend der zweite Diibel zu diesem Zeitpunkt nicht an der Grenze seiner
Tragfahigkeit war. Das Duktilitdtskriterium wurde erfiillt.

Ansicht Seitenansicht Detail
83: I 'i | / d F ¥ ra X
d—p q : P 8 O: i :i i v /// O//
[[\H = O Q H (I@ ! NI
q = ul . s — <% § H © ! s
Detail X[ " | o : i :
o ® | i | 210 /
q b q b N F;( H :E i Vs * %
x O i I ! | b -
EH | 3 A o8 | X g /’
9 P 9 P o X : : : ’ =
2 8 1IN 2] A ¥ '_Au;u ®
qL—Jp q—Jp o% ‘_>< - '_u____:____u_,' — i / / /
0y L/ | ’ z A NEENE
150, 240 150, . 180 , 180 , 180 , , 40
Bild 4.15: Versuchsanordnung Serie 14: Doppeldiibel ohne Querbewehrung
Ansicht Seitenansicht Detail
83: I 'i | / d F ¥ ra X
T g g T S
= @20 = > ok Q H @ ! NI
d D:% . ]E—Ij] <% J I I | () N | T
Detail X[ " | o : i :
O © i I i
q p q p & P) i :E i
Hal @20 |FHeD of © | e I I
= SN
q P q P o N A ! L I
9¢ L1
d__Jp qL__Jp oF x = I_u____:____u_,' =
0] I e N
150, 240 150, »180 , 180 , 180 ,

Bild 4.16: Versuchsanordnung Serie 27: Doppeldiibel mit Querbewehrung
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Serie Versuch fo.cupe fu PR Pra Ouk
N/mm? N/mm?2 kN kN mm
14 POST KBD 19 DD ohne Bew. 88,1 - 132,3 105,8 7,42
27 POST KBD 19 DD mit Bew. 95,7 557 124,7 99,7 5,95
Tabelle 4.9: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serien 14 und 27
Kraft [kN] Kraft [kN]
1400 [ — 1400
1200 - ‘xJ 1200 4 %
1000 - 1000 A /
800 1+ ohne Querbewehrung } 800 41—
600 4/ —— Serie 14: POST KBD 19 DD/1 600 | mit Querbewehrung |
400 - = Serie 14: POST KBD 19 DD/2 400 - = Serie 27: POST KBD 19 DD(2)/1
Serie 14: POST KBD 19 DD/3 Serie 27: POST KBD 19 DD(2)/2
200 - Serie 14: POST KBD 19 DD/4 200 1/ Serie 27: POST KBD 19 DD(2)/3
o+—— 0 S ——
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 o 1 2 3 4 5 6 7 8

Relativverschiebung [mm] Relativverschiebung [mm]

Bild 4.17: Versuchsergebnisse Serie 14: ohne Querbewehrung (links), Serie 27: mit Quer-
bewehrung (rechts)

Bild 4.18:

Doppeldiibel ohne Querbewehrung nach dem Schweilen (links) und nach dem
Versuch (rechts)

Die Auswertung der Versuche 1 und 2 der Serie mit Querbewehrung erfolgte nur an einer
Seite mit zwei Wegaufnehmern, da sich der Versuchskorper wéhrend des Versuchs schief
stellte. Die Anfangssteifigkeit war im Vergleich zu den Versuchen ohne Querbewehrung
deutlich geringer. Dies ldsst sich auf den stérenden Einfluss des Bewehrungsstabes, der ein
Entmischen bzw. eine Nesterbildung in der Betonmatrix zwischen den Schwei3wiilsten her-
vorruft, zuriickfiihren. Da die Betondruckzone zwischen den Diibeln das Verformungsverhal-
ten entscheidend bestimmt, sollte jeder storende Einfluss in diesem Bereich vermieden wer-
den. Das Duktilitatskriterium wurde nicht erfiillt, da die Bewehrungsstibe die Diibellasten
vom Diibel weg in den Betongurt weiterleiten, so dass die lokalen Betonpressungen und —
zerstorungen vor dem ersten Diibel abnehmen. Daher sollte auf die Anordnung zusitzlicher
Bewehrungsstibe unbedingt verzichtet werden.
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Bild 4.19: Doppeldiibel ohne Querbewehrung: Diibel nach dem Versagen im Beton, obere
Diibellage (links) und untere Diibellage (rechts)
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4.7.6 Serie 20: SPOT KBD 19, Gummipolster 1

Bis zu einer Last von etwa 100 kN konnte bei dieser Variante mit Gummipolster die Kraft
stetig gesteigert werden. Danach setzte der Verlust der Steifigkeit ein, da der Schaft plastizier-
te (Bild 4.21). Der stirkste Diibel dieser Serie erreichte 162,1 kN im Vergleich zur Maximal-
last von 183,9 kN bei den Diibeln ohne Polster in Serie 9, dies entspricht einem Verlust von
etwa 12%. Die Duktilitdt war ausreichend, jedoch wurden die Maximallasten erst bei grof3en
Verformungen erreicht. Dies bedeutet, dass die Verbundmittel innerhalb eines Verbundtrigers
eventuell bereits unter Gebrauchslasten flieBen, was zu unerwartet hohen Tragerverformun-
gen fiihren kann.

150

80

Bild 4.20: Polsteranordnung Serie 20: SPOT KBD 19, Gummipolster 1

Serie Versuch fo,cube fu Pry Pra Suk
N/mm? N/mm? kN kN mm
20 SPOT KBD 19, Polster 1 101,9 499 136,5 109,2 7,96

Tabelle 4.10: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serie 20

Kraft [kN]
175 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
|
150 1 ‘ = o
\ L~ =
| =l
125 1 //
100 157
75 1
50 - ==Serie 20: SPOT KBD 19 Polster 1/1
Serie 20: SPOT KBD 19 Polster 1/2
257 {' Serie 20: SPOT KBD 19 Polster 1/3
0ot+—FF "1
0o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

Bild 4.21: Versuchsergebnisse Serie 20 (links), verformter Diibel (rechts)

Relativverschiebung [mm]
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4.7.7 Serie 21: SPOT KBD 19, Gummipolster 2

Mit der zweiten Variante zur Anordnung der Gummipolster konnte die Last bis zum Verlust
der Steifigkeit auf etwa 130 kN gesteigert werden. Die Maximallasten {ibertrafen die der ers-
ten Polsteranordnung um 20 kN. Aufgrund des groBeren Abstands der FlieBgelenke erstreck-
ten sich die Verformungen {iber den gesamten gepolsterten Bereich, und die lokalen Stahl-
dehnungen verringerten sich bei gleicher Relativverschiebung. Die Gesamtverschiebungen
waren in beiden Fillen mit 9 bis 10 mm gleich gro. Der dritte Versuch zeigte ein abwei-
chendes Last-Verformungs-Verhalten, was durch eine Veridnderung der Lage des Polsters
wihrend des Betoniervorgangs durch den Kontakt mit der Riittelflasche oder eine nicht voll-
standige Ausfiillung zwischen den beiden Gummiringen mit Frischbeton erklért werden kann.

eSS S S s

SLELEF TR iiiiitinil,

150

80

Bild 4.22: Polsteranordnung Serie 21: SPOT KBD 19, Gummipolster 2

Serie Versuch fo,cube fo Pri Prd Ouk
N/mm?2 N/mm?2 kN kN mm
21 SPOT KBD 19, Polster 2 101,9 499 1541 123,3 7,07

Tabelle 4.11: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serie 21

Kraft [kN]

200
175 A
150 A
125 A
100 A

75 1 == Serie 21: SPOT KBD 19 Polster 2/1
50 A Serie 21: SPOT KBD 19 Polster 2/2
25 4 Serie 21: SPOT KBD 19 Polster 2/3
o T T T T T T 77
0 2 3 4 5 6 7 8 9 10
Relativverschiebung [mm]
Bild 4.23: Versuchsergebnisse Serie 21 (links), verformter Diibel (rechts)
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4.7.8 Serie 22: SPOT KBD 22, Gummipolster 1

Der Diibel & 22 mm zeigte ein dhnliches Trag- und Verformungsverhalten wie der Dii-
bel & 19 mm mit Gummipolster. Die Traglast war deutlich geringer als die des nicht modifi-

zierten Diibels und wurde erst nach groen Verformungen erreicht.

eSS S S s

SLELEF TR iiiiitinil,

150

100

40

4,95 Yt
495

Bild 4.24: Polsteranordnung Serie 22: SPOT KBD 22, Gummipolster 1

Serie Versuch fo,cube fo Pri Prd Ouk
N/mm?2 N/mm?2 kN kN mm
22 SPOT KBD 22, Polster 1 101,9 554 226.,6 181,3 10,9

Tabelle 4.12: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serie 22

Kraft [kN]

275 o
250 | ~
225
2001
1754 /7
150 o |
125/
100 I
754
0]
254

=——Serie 22: SPOT KBD 22 Polster 1/1
Serie 22: SPOT KBD 22 Polster 1/2

Serie 22: SPOT KBD 22 Polster 1/3
-

0 - T T T T T T T T T T 1

—
01 2 3 456 7 8 9 10 111213 14
Relativverschiebung [mm]

Bild 4.25: Versuchsergebnisse Serie 22 (links), verformter Diibel (rechts)
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4.7.9 Serie 24: SPOT KBD, elliptisch (Querschnitt = 380 mm?)

Fiir diese Serie wurde aus einem Diibel & 25 mm ein elliptischer Querschnitt gefrdst. Um die
vorhandenen Keramikringe verwenden zu konnen, wurde dessen kreisformige Querschnitts-
fliche in der SchweiB3zone erhalten, so dass die Wulstabmessungen denen eines Diibels
& 25 mm entsprachen. Der einer Ellipse angendherte Schaftquerschnitt besall wie der Diibel
22 mm eine Querschnittsfliche von 380 mm? (Bild 4.26). Die Schweil3barkeit dieses Dii-
bels war unzureichend, da das aufgeschmolzene Schwei3gut nicht ausreichend gegen den
Zutritt von Luft geschiitzt werden konnte, so dass es wihrend des Brennvorgangs zum Auf-
spritzen der Schmelze kam. Die Wulste waren dadurch sehr ungleichférmig ausgebildet.
Trotzdem fand in allen drei Versuchen das Versagen oberhalb des Wulstes statt. Da die Quer-
schnittsform an der Oberkante des Wulstes scharfkantig auf den Kreisquerschnitt wechselte,
lag dort eine Spannungsspitze vor, die ein vorzeitiges Versagen verursachte. Der Tragkraft-
verlust gegeniiber dem Diibel & 22 mm betrigt etwa 11%, was aber durch die Materialdaten
erklart werden kann. Der verwendete Diibel 25 mm besall eine Zugfestigkeit von
453 N/mm?, der zum Vergleich herangezogene & 22 aus Serie 10 hingegen 531 N/mm?.
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Bild 4.26: Versuchsanordnung Serie 24 (links) und Querschnitt (rechts)

Serie Versuch fo,cube fu Pry Pra Suk
N/mm? N/mm? kN kN mm
24 SPOT KBD, elliptisch 107,0 453 189,3 151,4 517

Tabelle 4.13: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serie 24

Kraft [kN]

275

250

225

200 1 ’
175 1 /

N\

150 1/

125
100 A
75 1

501 ——

25 -

= Serie 24: SPOT KBD elliptisch/1
Serie 24: SPOT KBD elliptisch 2

Serie 24: SPOT KBD elliptisch/3

0+
0o 1

2 3 4 5 6 7 8 9

Relativverschiebung [mm]

Bild 4.27: Versuchsergebnisse Serie 24 (links), verformter Diibel (rechts)
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4.7.10 Serie 25: SPOT KBD 22, DMS

Dieser Diibel erzielte eine niedrigere Traglast als es die Materialkennwerte erwarten lassen.
Die Schwichung ist auf die Messstelle ,,vorne unten* zuriickzufiihren. Der Dehnungsmess-
streifen (DMS) besitzt inklusive Vergussmasse eine Hohe von etwa 4 mm. Das Kabel wird
durch einen Schlauch vor Feuchtigkeit geschiitzt, in dessen Innenraum neben dem Kabel auch
Luft eingeschlossen bleibt, was zu einer Schwichung des Betons fiihrt.

AN

lfrrl‘;'fflfr{l‘;rflffrl‘;rflfrrl‘;rflfr
RSN RN RTINS RS AR AT

DMS,
vorne oben
o /

DMS,
hinten oben

150

Bild 4.28: Versuchsanordnung Serie 25 (links) und Lage der DMS (rechts)

Serie Versuch fo,cube fo Pry Prd Ouk
N/mm?2 N/mm?2 kN kN mm
25 SPOT KBD 22, DMS 107,0 554 194,7 155,7 5,55

Tabelle 4.14: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serie 25

250
=
=3 Sad
Kraft [kN] =
250 200 S \
225 T
2007 150 1
175 1
150
125 100 -
100 - = SPOT KBD 22, DMS/1
7 Serie 25: SPOT KBD 22 DMS/1 /
1 1 POT KBD 22, DMS/2
50 - Serie 25: SPOT KBD 22 DMS/2 S0 SPO  DMS/
25 4 Serie 25: SPOT KBD 22 DMS/3 , SPOT KBD 22, DMS/3
0 — 0 ———————————

0 1 2 3 4 5 6 7 3 9 0 "10 20 30 40 50 60 70 80 90
Relativverschiebung [mm] Uberschlagliche axiale Kraft im Dubelkopf [kN]

Bild 4.29: Versuchsergebnisse Serie 25 (links), iiberschliglich aus den gemessenen Dehnun-
gen berechnete axiale Kraft am Diibelkopf (rechts)

Von den Messungen vorne unten (Bild 4.30, links) lieferte nur der dritte Versuch brauchbare
Messwerte, da die DMS der anderen Versuche zerstort wurden. Die Messungen an der Riick-
seite oberhalb des Schweillwulstes lieferten zuverldssige Ergebnisse, da sich der DMS wiéh-
rend des Versuches in einem Hohlraum befand (Bild 4.30, rechts). Der dritte Versuch, der die
kleinste Maximallast aufwies, zeigte an dieser Stelle die stirkste Stauchung. Dadurch wird
bestitigt, dass eine lokale Konzentration der Verformungen die Traglasten senkt. Die Mes-
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sungen unter dem Diibelkopf zeigen, dass der erste Versuch die groffite Anfangssteifigkeit
besall (Bild 4.31). Die Einspannung im Beton wurde am geringsten gestort, daher waren auch
die axialen Krifte, die bis zum Kopf weitergeleitet wurden, am kleinsten (Bild 4.29, rechts).
Die axialen Diibelkréfte direkt unterhalb des Diibelkopfes wurden ndherungsweise berechnet.
Sie betragen etwa 25% der angreifenden Schubkraft und entstehen als Reaktion auf die nahe-

zu reine Schubverformung des Diibels im Fullbereich.

250 —— — 250
= ‘ =
S S
200 S g | 200
150 -~ 150
DMS vorne
unten
100 + DMS hinten 100
unten
= SPOT KBD 22, DMS/1
50 - SPOT KBD 22, DMS/2 50
T
SPOT KBD 22, DMS/3 SPOT KBD 22, DMS/3
O T T T T ! T T T T T T O
0 3 6 9 12 15 -8 -7 4 3 -2 A 0 1

Dehnung [%o]

Dehnung [%o]

Bild 4.30: Messergebnisse der DMS vorne unten (links) und hinten unten (rechts)

250 — 250 T—
= =
S S /|
200 1 ; 200 - S +
DMS vorne DMS hinten
oben oben
150 150
100 100 4
I | T T
= SPOT KBD 22, DMS/1 =—SPOT KBD 22, DMS/1
1 / & SPOT KBD 22, DMS/2 50 4 SPOT KBD 22, DMS/2
# SPOT KBD 22, DMS/3 SPOT KBD 22, DMS/3
0+ r . . - - - T 0 . ; ; . ! ]
0 01 02 03 04 05 06 07 0 06 08 1 12 14 16

Dehnung [%o]

Dehnung [%o]

Bild 4.31: Messergebnisse der DMS vorne oben (links) und hinten oben (rechts)
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4.7.11 Serie 28: SPOT KBD 19, Polster Buche

Auch das Polster aus Buchenholz fiihrte zu einer geringen Anfangssteifigkeit, da der E-Modul
des Buchenholzes zu gering war. In Anlehnung an das Verhalten in normalfestem Beton sollte
der E-Modul des Polstermaterials zwischen 15000 N/mm? und 20000 N/mm? betragen. Das
Material darf nicht sprode sein, da es sonst wihrend der Bauphase leicht beschéddigt wird.
Werkstoffe wie Kunstharz, alkalibestindige Kunststoffe oder Glasfaserbeton kommen dafiir
in Frage. Die Traglasten lagen in der Grof3enordnung der Versuche mit dem Gummipolster 1
(etwa 85% der Traglasten des nicht modifizierten Kopfbolzendiibels mit dem Durchmesser
19 mm). Auch die Verformungsfiguren waren sehr dhnlich.

150

80

Bild 4.32: Polsteranordnung Serie 28: SPOT KBD 19, Polster Buche

Serie Versuch fo,cube fu Pry Pra Suk
N/mm? N/mm? kN kN mm
28 SPOT KBD 19, Polster Buche 99,9 557 133,7 107,0 8,15

Tabelle 4.15: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serie 28

Kraft [kN] =i
175 ‘ ‘ ‘ ‘ %
150 A e =
™\ E .
125 - /M, \ é_
J =@
100 A -
75
50! == Serie 28: SPOT KBD 19 P Buche/1 =
Serie 28: SPOT KBD 19 P Buche/2
25
i Serie 28: SPOT KBD 19 P Buche/3
0 —
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12

Relativverschiebung [mm]

Bild 4.33: Versuchsergebnisse Serie 28 (links), verformter Diibel (rechts)
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4.7.12 Serie 29: SPOT KBD 19, Metallring und Gummipolster

Unter Beriicksichtigung der Materialkennwerte sind die Traglasten bei dieser Diibelvariante
genauso grof} wie die des nicht modifizierten Diibels & 19 mm, ihr Last-Verformungsverhal-
ten ist deutlich besser als das jeder anderen Polsteranordnung. Die Form des Metallrings sollte
jedoch verbessert werden, da das Duktilitdtskriterium nur knapp erfiillt wurde. Um den Schaft
besser zu unterstiitzen, kann die Dicke des Ringes vergroBert werden. Sie sollte mindestens
10 mm betragen, damit die Diibelverformungen weit genug vom Diibelfu3 auftreten. Das un-
terschiedliche Verformungsverhalten der drei Versuche ist auf SchweiBriickstinde am Diibel-
schaft und eine unregelmiBige Form der Wulstoberkanten zuriickzufiihren, wodurch die Ho-
henlage des Metallrings beeinflusst wurde. Bei den Versuchen 1 und 3 lag der Metallring
nicht direkt auf dem Wulst auf und war daher nicht so wirkungsvoll wie bei Versuch 2.

eSS S S

150

80

Bild 4.34: Anordnung des Metallrings mit Gummipolster bei Serie 29

Serie Versuch fc,cube fu PRk PRd 8uk
N/mm? N/mm? kN kN mm
29 SPOT KBD 19, Metallring und Polster| 91,4 557 153,4 122,7 6,52

Tabelle 4.16: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serie 29

Kraft [kN]
200

175 - "
-/ i

=
1504
125-/

100 )

)

754 == Serie 29: SPOT KBD 19 MR/1 3
50 1 Serie 29: SPOT KBD 19 MR/2
54— Serie 29: SPOT KBD 19 MR/3

0 +— T —
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Bild 4.35: Versuchsergebnisse Serie 29 (links), Bruchfliche im Beton (Mitte) und verformter

Diibel (rechts)
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4.7.13 Serien 32 und 33: POST und SPOT KBD 19, Hiilse und Gummipolster

Die Tragfahigkeiten der Standard-Versuche POST lagen bei dieser Variante etwa 10% iiber
denen der nicht modifizierten Diibel desselben Durchmessers. Die Anfangssteifigkeit war wie
erwartet hoch. Das Duktilitdtskriterium wurde mit einer Ausnahme von allen Versuchskor-
pern gut erreicht. Die Bruchbilder erklidren dies: Die Diibel zeigten eine grofle Duktilitét,
wenn die Hiilse direkt {iber dem Schweilwulst angebracht war, was jedoch wegen des un-
gleichméfigen Randes der SchweiB3wiilste nicht immer mdglich war (Bild 4.38, rechts). Be-
fanden sich die Hiilsen einige Millimeter iiber dem Schweilwulst, so wurde der verformte
Bereich friihzeitig iiberbeansprucht und versagte. Anhand der Bruchbilder wurde zudem wie-
der bestitigt, dass die untere Diibellage im Standard-Versuch hoher beansprucht wird als die
obere Diibellage.
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Bild 4.36: Anordnung der Hiilse mit Gummipolstern bei den Serien 32 und 33 (links), ver-
formter Diibel (rechts)

Serie Versuch fo,cube fo Pry Prd Ouk
N/mm?2 N/mm?2 kN kN mm

32 POST KBD 19, Hilse und Polster 93,0 558 149,3 119,5 7,11
33 SPOT KBD 19, Hulse und Polster 92,7 558 152,8 122,2 6,30

Tabelle 4.17: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serien 32 und 33

Kraft [kN] Kraft [kN]
1400 R *'T“jL‘ 200 N O O B
1200 o 175 - - \
7 | r\ <
1000 - 150
125 A
800 A
| 100 A
600 1/ 75 -
400 - — Serie 32: POST KBD 19 H+P/1 ==—Serie 33: SPOT KBD 19 H+P/1
Serie 32: POST KBD 19 H+P/2 %07 Serie 33: SPOT KBD 19 H+P/2
200 A 4 ’ .
Serie 32: POST KBD 19 H+P/3 25 Serie 33: SPOT KBD 19 H+P/3
L ! ! ! ! ! ! ! ! ! T | | | | | | | | |
0 T T T T T T T T T T T 1 0 T T T T T T T T T T 1
01 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
Relativverschiebung [mm] Relativverschiebung [mm]

Bild 4.37: Versuchsergebnisse Serie 32 (links) und Serie 33 (rechts)
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Bild 4.38: Diibel mit Hiilse und Polster vor dem Betonieren (links), groBerer Abstand zur
Stahloberfliche durch UnregelmiBigkeiten des Schweillwulstes (rechts)
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Bild 4.39: Diibel im Beton nach Versuch 1 (links) und nach Versuch 2 (rechts)

Auch bei den Einzel-Abscherversuchen SPOT entsprachen die Versuchslasten denen der un-
modifizierten Diibel mit & 19 mm. Lediglich ein Versuchskorper versagte vorzeitig und er-
reichte eine zu geringe Verformung, was wiederum auf die ungenaue Platzierung der Metall-
hiilse zuriickzufiihren ist. Bild 4.39 zeigt die Lage der Hiilse des Versuchskorpers 33/1 im
Vergleich zu derjenigen des Versuchskdrpers 33/2. Giinstig fiir Traglast und Duktilitét ist eine
Anordnung direkt iiber dem Wulst. Das Verhiltnis der Versuchslasten des Standard Versu-
ches und des Einzel-Abscherversuches betrdgt bei Vernachldssigung des Ausreilers SPOT
33/1 im Mittel 90,4%. Dies entspricht den Annahmen in Kapitel 4.10 zur Vergleichbarkeit der
Traglasten aus Standard- und Einzel-Abscherversuchen. Der Einfluss des Polsters war bei
dieser Variante gering. Maf3gebend fiir die gute Verformungsfahigkeit war die exakte Position
der Hiilse iiber dem Schwei3wulst. Diese Verstiarkung ist deshalb so wirkungsvoll, da die
nachtriglich aufgeschobene Hiilse keine Spannungsspitzen hervorruft, und selbst nicht durch
den Schweilvorgang geschwicht ist.
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4.7.14 Serien 34 und 35: POST und SPOT KBD 19, hochfest

Die Versuchsanordnungen waren identisch zu den Serien 1 bzw. 9. Die drei Standard-
Versuche zeigten nahezu identische Last-Verformungskurven (der Abfall der Traglast bei
Versuch 2 resultierte aus dem pldtzlichen Versagen eines Diibels). Dies kann auch auf die
hervorragende Qualitdt der SchweilBwulste zuriickgefiihrt werden (Bild 4.41). Die Traglasten
konnten jedoch nicht in dem Malle, in dem die Bruchspannung des Stahls erhoht wurde, ge-
steigert werden. Das Verformungsvermdgen war deutlich geringer als das der normalfesten
Diibel. Fiir beide Nachteile ist die geringe Bruchdehnung des Diibelmaterials verantwortlich.
Diese Problematik wurde bereits kurz vor der Versuchsdurchfiihrung beim Vergleich der Ma-
terialkennwerte aus den Zugversuchen der Zieherei und den Zugversuchen gemif3 DIN EN
10002 erkannt. Die von der Zieherei durchgefiihrten Zugproben wurden am Draht mit dem
Durchmesser 18,85 mm durchgefiihrt. Die Zugproben nach Norm erfolgten am Probekorper
mit einem Durchmesser von 8,0 mm. Die unterschiedlichen Ergebnisse sind in Tabelle 4.19
dargestellt. Die Priifungen nach DIN ergaben geringe Streckgrenzenverhéltnisse, und die in-
folge Kaltverformung hochfesten Diibel versagten bereits kurz nach Erreichen der FlieSgren-
ze schlagartig.

. f f P P 5
Serie Versuch c.cube u Rk Rd uk
N/mm? N/mm?2 kN kN mm
34 POST KBD 19, hochfest 91,6 744 159,1 127,3 3,62
35 SPOT KBD 19, hochfest 96,1 744 172,4 137,9 2,71

Tabelle 4.18: Materialkennwerte und Versuchsergebnisse Serien 34 und 35

Kraft [kN] Kraft [kN]
1600 ‘ 225 | ‘
1400 _— 200 1 — ! |
1200 175 ,,
1000 - 1507
125 -
800 ;
f 100 o |
6001, T Serie 34: POST KBD 19 hochfest/1 75 1 =—Serie 35: SPOT KBD 19 hochfest/1
400 7 Serie 34: POST KBD 19 hochfest/2 50 Serie 35: SPOT KBD 19 hochfest/2
200 1 Serie 34: POST KBD 19 hochfest/3 25 Serie 35: SPOT KBD 19 hochfest/3
0 | l l l | 0 ] ! ! ! ]
0 1 2 3 4 5 0 1 2 3 4 5

Relativverschiebung [mm] Relativverschiebung [mm]

Bild 4.40: Versuchsergebnisse Serie 34 (links) und Serie 35 (rechts)

Materialkennwert Rm Rel €y

Am ganzen Draht & 18,85 mm 750 N/mm? 675 N/mm? 14,5%
Nach DIN EN 10002 & 7,97 mm 754,4 N/mm? 718,4 N/mm? 9,9%
Nach DIN EN 10002 & 7,98 mm 744,5 N/mm? 723,5 N/mm? 9,4%
Nach DIN EN 10002 & 7,99 mm 741,7 N/mm? 720,2 N/mm? 10,7%

Tabelle 4.19: Ergebnisse der Zugversuche an den hochfesten Diibeln
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Bild 4.41: Hochfester Diibel nach dem Schweif3en

Das Verhiltnis der Traglasten aus dem Standard-Versuch zu den Traglasten des Einzel-
Abscherversuches betrug im Mittel 91,4% (vgl. Kapitel 4.10). Die Bruchbilder zeigen deut-
lich das entkoppelte Tragverhalten von Wulst und Schaft (Bild 4.42).

Bild 4.42: Hochfester Kopfbolzendiibel nach dem Versagen
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4.8 Analyse der Versuchsergebnisse

Die Tragkraft eines Kopfbolzendiibels in hochfestem Beton setzt sich aus der Scherkraft des
Diibels und der Scherkraft des Schweilwulstes bzw. einer Betondruckkeilkraft vor dem
Schweilwulst zusammen. Die in der Gleitfliche des Betonkeils wirkende Reibung zwischen
dem Keil und dem relativ zum Keil sich verschiebenden Betonkorper erlaubt die additive Su-
perposition dieser zwei Anteile.

Zusitzlich zur Bereitstellung eines eigenen Traganteils behindert der SchweiBBwulst die Ver-
formung des Diibelschaftes im FuBbereich. Der Diibelschaft wird im vorderen Bereich abge-
schirmt, im hinteren Bereich kann er sich an den Wulst anlegen und auf ihm abstiitzen. Da-
durch verlagert der Schweilwulst die starken Verformungen des Schaftes aus der direkten
SchweiBzone heraus. Ist der Wulst eines Diibels schwach, unzureichend gro oder teilweise
zerstort, kann auch der Diibelschaft seine Schubtragfahigkeit nicht voll entfalten. Zwar betrigt
der direkte Traganteil des Wulstes nur etwa 10%, indirekt ist er jedoch unter Umstidnden fiir
mehr als 50% der gesamten Diibeltraglast verantwortlich (vgl. Kapitel 3.2.3).

Dieser Mechanismus ist nur deshalb moglich, da Schaft und Wulst nicht monolithisch mitein-
ander verbunden sind. Der Schnitt durch den Schweilwulst eines Diibels (hier mit Profil-
blech) und die Bruchbilder bestdtigen dies (Bild 4.43): Bei den versagten Diibeln ist zwischen
Waulst und Schaft ein Hohlraum zu erkennen.

2 i &4 S ’:,}: ’ :~ ;‘ . _. Ui .. - i
Bild 4.43: Schnitt durch den Schweilwulst eines Kopfbolzendiibels (hier mit Profilblech)

nach TRILLMICH, WELZ (1997) und Bruchbilder eines Diibels & 22 mm aus
den eigenen Versuchsreihen

Bei Belastung bis zum Bruch ist der folgende Ablauf zu beobachten, der sich von den Model-
len fiir Diibel in normalfestem Beton unterscheidet (Bild 4.44): Direkt vor dem Schweillwulst
bildet sich eine Betondruckkraft aus (a). Bei einer Laststeigerung konzentriert sich diese Kraft
innerhalb eines Druckkeils, der spdter in den Bruchbildern der Versuche erkennbar sein wird
(b). Der SchweiBwulst tibernimmt zundchst den groBten Teil der Last. Eine Querpressung, die
den Widerstand des Betons im Vergleich zu seiner einaxialen Festigkeit um ein Vielfaches
erhoht, ist bereits nach einer geringen Aufweitung der Verbundfuge nicht mehr vorhanden.
Der Beton plastiziert bei etwa dem 1,5-fachen Wert der einaxialen Druckfestigkeit. Die Ver-
formungen des Diibels finden lediglich direkt (bis ca. 10 mm) iiber dem Schweilwulst statt.
Der hochfeste Beton sorgt fiir eine sehr starre Einspannung des Diibels oberhalb dieser Ver-
formungszone, so dass der Diibel dort keine weitere Verformung erfdhrt. Dies bestétigen die
verformten Diibel nach dem Versuch sowie Sdgeschnitte durch Abscherversuchskorper nach
dem Versagen (Bild 4.45).
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Bild 4.44: Versagensmechanismus beim Kopfbolzendiibel in hochfestem Beton

Mit fortschreitender Relativverschiebung schiebt der Wulst einen Keil aus zerstortem und
wieder verdichtetem Beton vor sich her, der zum Teil in die entstandenen Hohlrdume aus-
weicht (Bild 4.46). Der Keil erhélt einen nahezu konstanten Gegendruck aufrecht, der zur
Tragkraft des Diibels beitrdgt. Der restliche Betonkorper schiebt sich iiber den Betonkeil hin-
weg, so dass auch oberhalb des Schweilwulstes Krifte vom Diibel aufgenommen werden.
Aufgrund der grolen Reibungskrifte in der geneigten Abscherebene zwischen Betonkeil und
nahezu intaktem Betonkorper addieren sich diese Krifte zu denjenigen im Betonkeil.

Position der
D( eI

Bild 4.45: Séageschnitt durch einen Standard-Abscherversuchskorper nach dem Versuch mit
Diibeln & 22 mm; links: unterer Diibel; rechts: oberer Diibel

Der Keil wird dabei so stark verdichtet, dass seine Form nach dem Versagen der Probe noch
intakt ist. Mit einem geringen Fingerdruck lésst er sich aufldsen und auch die Scherflichen
des Zuschlags sind erkennbar (Bild 4.47).

Hohlrdume, in die
die zerstorte

Betonmasse
entweichen kann
A /\/\/\
Verformter
Dubelfuf’ |
| Kraft

Bild 4.46: Scherfldache im Beton und aufgeschobener Keil
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Wird die Last weiter gesteigert, so schiebt sich der restliche Betonkorper tiber den Druckkeil
hinweg (Bild 4.44 c). Das Material des plastizierten Betonkeils wird teilweise in die neuen
Hohlrdume verdridngt und wieder verdichtet. Weiterhin wird Kraft iiber den Betonkeil und
den DiibelfuB3 iibertragen, da in der Fuge zwischen dem Keil und dem Betonkdrper hohe Rei-
bungskrifte wirksam sind. Diese Entwicklung fiihrt also erstens zu einer Fuge zwischen Be-
ton und Stahlplatte und damit zweitens zu einer Verzerrung des Diibels im FuBlbereich (d).
Das Versagen tritt direkt liber dem Schweillwulst auf. Die Wahrscheinlichkeit, dass es zu ei-
nem Versagen des Schweilwulstes kommt, nimmt ab einer Betondruckfestigkeit von
90 N/mm? zu. Daher ist bei hohen Betondruckfestigkeiten besonders auf die Qualitit des
Waulstes zu achten. Bei diesem Tragmechanismus entsteht im Abscherversuch kein Anpress-
druck zwischen Betonplatte und Stahltrdger, es ist also auch keine Reibung vorhanden. Im
Verbundtrager kommt es zu einem zusétzlichen Traganteil der Verbundfuge durch Reibungs-
kréfte, da der Betongurt in der Regel durch die duBlere Belastung auf den Stahltrager gepresst
wird. Diese zusitzlichen Verbundkrifte sind jedoch nicht ursdchlich auf die Verbundmittel
zuriickzufiihren.

Bild 4.47: Aufgeschobener Betonkeil vor dem Schweillwulst mit Abscherfldche

Im normalfesten Beton wiirde bei der entsprechenden Belastung eine Verdrehung des Beton-
korpers stattfinden, und der Diibel wiirde zusétzlich zur Scher- auch eine Biegebeanspruchung
erfahren.
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4.9

Die

76

Zusammenfassung der Versuchsergebnisse

Versuchsauswertung fiihrt zu folgenden Erkenntnissen:

Im Einzel-Abscherversuch werden immer grofere Diibeltragfdhigkeiten gemessen. Der
Unterschied zwischen den gemessenen Traglasten im Standard-Versuch und im Einzel-
Abscherversuch betrdgt zwischen 10 und 25%.

Mit steigender Betonfestigkeit werden zwei Traganteile der Kopfbolzendiibel deutlich
erkennbar und quantifizierbar: ein Betontraganteil vor dem Schweif3wulst und ein Tragan-
teil des Diibelschaftes, die aufgrund der Reibung in der Abscherfliche additiv superpo-
niert werden diirfen.

Die weiche Polsterung des FuBlbereiches der Kopfbolzendiibel sollte vermieden werden,
da sie eine Verringerung der Anfangssteifigkeit der Diibel bewirkt. Zusitzlich werden die
Traglasten erst nach groBen Verformungen erreicht, was im Bauwerk zu unerwartet gro-
Ben Durchbiegungen fiihren kann.

Zum Erreichen besserer Duktilititseigenschaften sollte der Schweillwulst in dem Malle
wie es der Schweillvorgang erlaubt vergroflert werden. Eine Verbreiterung der Wulste um
0,5mm und eine Erhéhung um I mm bei den Diibeln mit & 19 mm (bisher
h/b =4 mm/2 mm) und & 22 mm (bisher h/b =6 mm/2,5 mm) kann bereits erhebliche
Verbesserungen der Verformungsfihigkeit bewirken. Werden die optimalen Schweil3-
wulsthohen nach JOHNSON, OEHLERS (1981) angesetzt, die 28 bis 35% des Diibel-
durchmessers betragen, so ergibt sich flir den Diibel mit & 19 mm eine Wulsthdhe zwi-
schen 5,3 und 6,6 mm sowie fiir den Diibel mit & 22 mm eine Wulsth6he zwischen 6,2
und 7,7 mm.

Zusitzlich zur Verbesserung der Duktilititseigenschaften kann eine Verstdrkung der
Schweillwulste deren vorzeitiges Versagen in hochfestem Beton verhindern. Dies gilt ins-
besondere fiir den Diibel & 19 mm, dessen kleiner Schweillwulst zurzeit das Versagen
einleitet.

In diesem Zusammenhang sollten Anforderungen an eine zuverldssige Ausfithrung des
SchweiBwulstes und entsprechende Mindestmalle in der Norm formuliert werden, wie dies
in der ENV-Anmerkung zum EC 4 bereits angeregt ist (vgl. Kapitel 3.2.4). Dies ist auch
fiir normalfesten Beton sinnvoll.

Die Doppeldiibel ohne Querbewehrung und das Verstirken des Diibels mit einer Hiilse im
FuBlbereich sind zurzeit die am besten geeigneten Moglichkeiten zur Sicherstellung eines
ausreichenden Verformungsvermdgens von 6 mm bei gleichzeitig hohen Traglasten.

Vielversprechend erscheinen Diibel aus hochfestem Stahl, z.B. S460.

Bei Last-Verformungskurven mit ausgepragtem abfallenden Ast kann das Duktilititskrite-
rium erfiillt werden, wenn als charakteristische Traglast ein reduzierter Wert Pry ange-
nommen wird. Dies bedeutet, dass sich bei der Trigerbemessung implizit hohere
Verdiibelungsgrade ergeben. Bei dieser Vorgehensweise werden die Diibel jedoch nicht
wirtschaftlich ausgenutzt.



4.10 Bemessungsansatz fiir Kopfbolzendiibel in hochfestem Beton

4.10.1 Allgemeines

Die Ergebnisse des Single Push-Out Tests (SPOT) zeigen, dass die Tragfdhigkeit der Diibel
und auch das duktile Vermogen durch die Geometrie des Push-Out Standard-Tests (POST)
beeinflusst werden. Des Weiteren ist eine statistische Auswertung des Push-Out Standard-
Tests (POST) verfdlschend, da die Ergebnisse bereits die Bildung eines Mittelwertes aus acht
Diibeln (bzw. vier Diibeln, wenn davon ausgegangen wird, dass die unteren Diibel das Versa-
gen bestimmen) beinhalten. Die Standardabweichung vom Mittelwert dreier Versuche spie-
gelt somit eine geringere Streuung wieder, die nicht vorhanden ist.

Auf der Grundlage des vorgestellten mechanischen Tragmodells fiir Kopfbolzendiibel in
hochfestem Beton wird nachfolgend ein Bemessungsansatz entwickelt. Bei der Traglastbe-
rechnung wird davon ausgegangen, dass sowohl der Diibel als auch der Schweilwulst zur
Gesamttragfahigkeit des Diibels beitragen, und dass beide Traganteile wegen der Reibung in
der Abscherfliche des Betondruckkeils additiv {iberlagert werden diirfen. Da der Diibel in
hochfestem Beton eine nahezu reine Schubbeanspruchung erhélt, wird dessen Schubtragfa-
higkeit — wie bei fritheren Ansétzen auch (vgl. Kapitel 3.2) — mit der vollen Bruchspannung
berechnet. Die vor dem Wulst aktivierte Betonkraft ist abhingig von der Projektionsflache
des Schweiflwulstes und von der Betonfestigkeit. Aufgrund des mehraxialen Spannungszu-
standes konnen hohere Betondruckspannungen als die reine einaxiale Betonfestigkeit aus der
Materialpriifung erreicht werden. Der Erhohungsfaktor wird empirisch aus den Versuchsdaten
abgeleitet.

Die maximal mdgliche Traglast eines Kopfbolzendiibels unter Annahme einer Volleinspan-
nung des Schaftes im Beton kann folgendermaBlen bestimmt werden (Beispielrechnung fiir
Serie 10: SPOT KBD 22 mm):

e Aufnehmbare Scherkraft des Schaftes direkt iber dem Wulst:

P e =, - Ag =531 N/mm?- 380 mm? = 201,78 kN 4.1)
fu : Zugfestigkeit des verwendeten Diibelmaterials
As: Querschnittsfliche des Diibelschaftes

e Vom Waulst aktivierte Betondruckkraft im Betonkeil vor dem Diibel:

Py weiswaist = Ap *Mpeton * fe.cve =6 MmM-27mm-1,5-115,8 N/mm*=28,14 kN 4.2)

Ap: Projektionsflache des Wulstes (6 mm hoch, 27 mm Durchmesser)

NBeton = 1,5 : empirischer Beiwert zur Erfassung der mehraxialen Tragwirkung des Be-
tons vor einem Kopfbolzendiibel

fe.cube - Wiirfeldruckfestigkeit am 150 mm Wiirfel

e Aufnehmbare Schubkraft des Diibels:
=201,78+28,14=229,9kN (Versuch: 235 bis 246 kN)  (4.3)

PDﬁbel = PSchaft + Ps

chweifiwulst

Diese Last kann nur erreicht werden, wenn eine Volleinspannung des Diibels sichergestellt ist
und die angreifende Schubkraft der Hauptspannungsrichtung entspricht. Das ist bei dem Ein-
zel-Abscherversuch SPOT mit hochfestem Beton, in Standard-Abscherversuchen mit horizon-
taler Abspannung und in Verbundtrégern der Fall.

Sobald sich der Schaft jedoch verkriimmt, dndert sich die Hauptspannungsrichtung. Dies pas-
siert im Standard-Versuch POST, wenn keine horizontale Abspannung vorgesehen wird. Auf-
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grund der exzentrischen Lasteinleitung werden die oberen Diibel zusétzlich auf Druck und die
unteren Diibel zusitzlich auf Zug beansprucht. Der Vergleich der Bruchbilder der oberen und
unteren Diibel nach den eigenen Standard-Abscherversuchen bestitigt dies. Daher werden die
nach den Gleichungen 4.1 bis 4.3 berechneten Traglasten in den eigenen Standard-Versuchen
nicht erreicht.

Im Allgemeinen werden in Abscherversuchen mit horizontaler Abspannung, wenn keine zu-
satzlichen Zugkréfte auf die Diibel wirken, hohere Diibeltraglasten ermittelt. Dies gilt auch
fiir Verbundtréger, in denen zwar Vertikalkrafte aus dem rdumlichen Fachwerk zur Einleitung
der Langsschubkrifte entstehen. Diese werden in der Regel jedoch von den duBeren Lasten
tiberdriickt.

Die Zugbeanspruchung Zpipe der unteren Diibel im Standard-Abscherversuch ohne horizonta-
le Abspannung kann im Traglastzustand zu 20% der tatséchlich vorhandenen, verminderten
Tragfahigkeit Pschaft vermindert d€s Diibelschaftes angenommen werden:

(4.4)

vermindert

ZDubel =0,20- PSchaft,

Eigene Messungen mit Dehnungsmessstreifen im Standard-Versuch und die Bruchbilder bes-
tatigen dies. Ein Einfluss der kombinierten Schub-Zug-Beanspruchung wirkt sich auf die Ver-
formung zudem erst dann treibend aus, wenn die auftretende Zugkraft 10% der maximal auf-
nehmbaren Zugkraft tiberschreitet (RAMM, SCHEELE, 1987).

Die tatsdchlich vorhandene, verminderte Tragfdhigkeit des Diibelschaftes Pschafivermindert S€tZt
sich aus dem reinen Schubwiderstand des Diibelschaftes Psch.pi nach Gleichung 4.1 und der
auftretenden Zugbeanspruchung Zpine wie folgt zusammen (vgl. Kapitel 3.2.6, Gleichung
3.13 sowie JOHNSON, GREENWOOD, VAN DALEN, 1969; RAMM, SCHEELE, 1987,
1989):

1
PSchaft,vermindert = PSChaft - E ' Z (45)
Dann ergibt sich mit Gleichung 4.4:
O’2P chaft,verminder
PSchaft,Vermindert = PSChaft - Si/% = (46)
= PSchaft,vermindert = 0’90 ’ Pschaft (47)

Fiir die Tragfahigkeit eines einzelnen Diibels Ppjhe in der unteren Lage eines Standard-
Abscherversuchskorpers ldsst sich damit der Zusammenhang schreiben:

= Ppipg = 0,90 P

S

chatt T P (4.8)

Schweiwulst

Diese Gleichung beriicksichtigt die Geometrie des Standard-Versuchs ohne zusétzliche hori-
zontale Abspannungen. Da die unteren Diibel maligebend fiir das Versagen sind, liefert sie ein
Achtel der gesamten Versuchslast. Der Wert von 90% wird durch den Vergleich der Lasten
aus den Push-Out Standard-Versuchen mit den Lasten aus den Einzelabscherversuchen, bei
denen eine reine Scherbeanspruchung vorliegt, bestitigt.

Fiir Versuche mit zuverldssiger Verhinderung einer Zugbeanspruchung der unteren Diibel, fiir
die Einzel-Abscherversuche und fiir Diibel in Verbundtrdgern muss diese Abminderung nicht
vorgenommen werden. Die im Standard-Abscherversuch ermittelten Diibeltragfahigkeiten
liegen damit auf der sicheren Seite.
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4.10.2 Statistische Analyse nach Anhang D des EUROCODE 1 (2000)

Zur Durchfiihrung der statistischen Analyse wurden die folgenden eigenen Versuche herange-
zogen (Tabelle 4.20). Die anderen Versuche wurden aussortiert, da die Modifikationen das
Tragverhalten negativ oder positiv beeinflussten, so dass der Bemessungsansatz nicht unein-
geschrinkt zutreffen kann. Die Auswertung erfolgt nach dem Verfahren aus EUROCODE 1,
Anhang D (2000).

Serie | Anzahl | Versuchsformat Verbundmittel Charakteristik
1 3 Standard (POST) KBD 19 mm nicht modifiziert
2 3 Standard (POST) KBD 22 mm nicht modifiziert
3 3 Standard (POST) KBD 25 mm nicht modifiziert
9 2 Einzel (SPOT) KBD 19 mm nicht modifiziert
10 3 Einzel (SPOT) KBD 22 mm nicht modifiziert
11 3 Standard (POST) KBD 19 mm nicht modifiziert
12 3 Standard (POST) KBD 22 mm nicht modifiziert
13 3 Standard (POST) KBD 25 mm nicht modifiziert
24 3 Einzel (SPOT) KBD 22 mm elliptischer Dibelquerschnitt
25 3 Einzel (SPOT) KBD 22 mm mit Dehnungsmessstreifen
29 3 Einzel (SPOT) KBD 19 mm Metallring und Gummipolster
) 32 Versuche

Tabelle 4.20: Fiir die statistische Analyse ausgewéhlte eigene Versuche

Schritt 1: Entwicklung eines Bemessungsmodells

Das Bemessungsmodell geht von folgender Formulierung zur Bestimmung der Tragféhigkeit
von Kopfbolzendiibeln in hochfestem Beton aus, die in der Bezeichnungsweise des Anhang D
der Form r; = g, (X) entspricht:

2
n-d
Diibel = uw 4 + thlst ) bWulst ' nbeton : fc,cube

(4.9)

Schritt 2: Vergleich der experimentellen und theoretischen Werte

Werden die Diibelkréifte nach dieser Formel mit allen gemessenen Basisvariablen berechnet
(Werte 1j) und den gemessenen Traglasten (Werte r.j) gegeniibergestellt, so ergibt sich das
Diagramm nach Bild 4.48. Dabei wurden die rechnerischen Werte zum Vergleich mit den
Standard-Versuchen nach Gleichung 4.8 abgemindert.

Schritt 3: Schitzung der Mittelwertkorrektur b

Die Mittelwertabweichung b als Minimum der Abweichungsquadrate ergibt sich dann zu:

_ Zre T
- 2
I,

b

=1,0131 (4.10)

Schritt 4: Schitzung des Variationskoeffizienten der Streugrofie

Die StreugroBe d; kann fiir jeden Versuchswert re; bestimmt werden {iber:

5 =—= 4.11)

Dann ist mit den Formulierungen:

A, =In(5,) (4.12)
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n

Z:l~ZAi =-0,00234

(4.13)
n i=t
1 n —
sy =——2(A, -A)* =0,00420 (4.14)
n-1 i=
der Variationskoeftizient V; fiir die Streugréf3e o:
V;, = 1/expisi ~1)=0,06491 (4.15)
275 & POST 19 mm
4 SPOT 19 mm .
250 APOST 22 mm 2
A
z ASPOT 22 mm &
s 225 .
= A 5%-Fraktil
g WPOST 25 mm “ A
= A -
‘o 200 4 Pk |
2 A
g “ /
E _
% 175 . 7
. .
Pd
150 - .
125 T T T T
125 150 175 200 225 250 275

Theoretische Traglast r; [kN]

Bild 4.48: Gegeniiberstellung der theoretisch und experimentell ermittelten Tragfahigkeiten
1 und re; (Die Traglasten der Diibel & 25 mm liegen aufgrund ihrer geringen Ma-
terialfestigkeiten und der Abminderung zur Beriicksichtigung der Geometrie des
POST nahe an denen der Diibel & 22 mm.)

Schritt 5: Vertraglichkeitspriifung

Die Streuung der Versuchsergebnisse ist in dem vorliegenden Fall so gering, dass keine MaB3-
nahmen zu ihrer Verkleinerung durchzufiihren sind.

Schritt 6: Bestimmung der Variationskoeffizienten Vx; der Basisvariablen

Die Variationskoeffizienten der Basisvariablen werden in der Regel — und so auch hier — auf-
grund von Vorinformationen bestimmt. Sie werden folgendermafen nach ROIK, HANS-
WILLE, CUNZE-O.LANNA (1988) angenommen:

f d thIst bWuIst NBeton fc

0,05 0,03 0,2 0,2 0,1 0,2

Tabelle 4.21: Variationskoeffizienten der Basisvariablen

Schritt 7: Bestimmung des charakteristischen Wertes 1, der Widerstandsfunktion

Da die Streuung der Versuchsergebnisse und der Werte der Basisvariablen gering ist, darf im
Folgenden die Niherung

V=V +V;. (4.16)
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verwendet werden. Die Form der Widerstandsfunktion ist

r=b-r,-8=b-g, (X,,...X,) (4.17)
mit dem Mittelwert
E(r)=b-g, (E(X,)... E(X;))=b-g, (X,,) (4.18)
und dem Variationskoeffizienten
2
i@
vie L3 % o] Z0,00575 . (4.19)
gn(Xm) i=l a>(1
0

Die einzelnen Ableitungen (ﬁg?“ ergeben sich zu:
Og, _m-d® (4.20)
of, 4
%8 _p 17 d (4.21)

od 2

og,
ah—w;st = bWulst ' nBeton ’ fc,cube (422)

og
8b Wl:lst = Myt - nBeton ' fc,cube (423)

0g
an = = thlst ' bWulst ' fc,cube (424)

Beton

og

8f = thlst ’ bWulst ' T]Beton (425)

c,cube
und die Standardabweichungen c; zu V, - X, .

Da die Versuchsanzahl kleiner ist als 100, kann der charakteristische Wert der Widerstands-
funktion bestimmt werden tuber:

n=b-gg(X,)-expl-k, -0, -Q, —k, o;-Q; ~05-Q*) (4.26)

mit:

Q, = 1llnivj +1) (4.27)
Q, =+/ln(V; +1) (4.28)
Q=+/In(V2+1) (4.29)

o, = E Wichtungsfaktor fiir Qy (4.30)
oy = % Wichtungsfaktor fiir Qs (4.31)
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k.:  Fraktilenfaktor des charakteristischen Wertes fiir den Fall V, unbekannt, der hier bei 32
Versuchen 1,73 betrigt.

ko:  Wert des Fraktilenfaktors k, fiir n — oo, der hier 1,64 betrigt.

Schritt 8: Bestimmung des Bemessungswertes rq der Widerstandsfunktion

Es wird prinzipiell so verfahren wie in Schritt 7, jedoch nach folgender Form
Iy = b'gr(Xm)'eXp(_kd,o@ "0 - Qn —ky, - Qg —O,S-Qz), (4.32)
wobei:

kan: Fraktilenfaktor des Bemessungswertes fiir den Fall Vy unbekannt, der hier bei 32 Ver-
suchen 3,44 betragt.

kg»: Wert des Fraktilenfaktors kq,, fiir n — oo, der hier 3,04 betrdgt. Dieser Wert beruht auf
der Annahme, dass der Bemessungswert dem Produkt o, - =0,8-3,8 =3,04 entspricht
und X normalverteilt ist. Damit ist also der in EC 1, Anhang A geforderte Zuverldssig-
keitsindex eingehalten, der einer Versagenswahrscheinlichkeit von Py = 7,2:107 ent-
spricht.

Schritt 9: Bestimmung der Sicherheitsbeiwerte

Mit Hilfe der berechneten Groflen, die in Anhang A.3 fiir alle Versuche zusammengestellt
sind, konnen die Sicherheitsbeiwerte bestimmt werden. Der Sicherheitsbeiwert yp, ist:

v = =126, (4.33)
Ty

Zur Bestimmung der rechnerischen Lasten bei Anwendung der Teilsicherheitsbeiwerte muss
die Formel zur Berechnung der Diibeltraglast mit dem Faktor

W _o,62 (4.34)

I

abgemindert werden, so dass sich fiir die Bemessungslast eines Einzeldiibels ergibt:

.Tt-dz

PDﬁbe],d = 0’62 ' [fu + thlst ’ bWulst ’ 1’]Beton : fc,cubej . (435)

Um diese Formel in die bekannte Form mit dem Sicherheitsbeiwert y, = 1,25 zu bringen, wird
umgestellt und mit dem Faktor ngeon = 1,50 zur Berilicksichtigung der mehraxialen Tragwir-
kung des Betons verrechnet, so dass sich ergibt:

1 n-d?

PDﬁbel,d = —-(0,78 ) fu )

v

+ th]st ’ bWu]st : 1’1 6 ’ fc,cubej . (436)

Die Empfindlichkeit der statistischen Berechnung beziiglich der verwendeten Variationskoef-
fizienten ist in Tabelle 4.22 ersichtlich. Dargestellt sind die Ergebnisse der statistischen Be-
rechnung fiir verschiedene Variationskoeffizienten.
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Eingangsgrofien/Variante 1 2 3 4 5 6 7

Stahlfestigkeit f, [N/mm?] 450 450 450 450 450 450 450
zug. Variationskoeffizient Vg, 0,05 0,05 0,05 0,10 0,05 0,05 0,05
Diibeldurchmesser d [mm] 19 22 25 19 19 19 19
zug. Variationskoeffizient Vg4 0,03 0,03 0,03 0,03 0,03 0,03 0,03
SchweilRwulsthdhe hyyyst [mm] 4 6 6 4 4 4 4
zug. Variationskoeffizient Viwuist 0,2 0,2 0,2 0,2 0,5 0,2 0,2
Schweilwulstbreite byyst [mm] 23 27 31 23 23 23 23
zug. Variationskoeffizient Vpwuist 0,2 0,2 0,2 0,2 0,5 0,2 0,2
Mehraxiale Tragwirkung des Betons Mpeton [-] 1,5 1,5 1,5 1,5 1,5 1,5 1,5
zug. Variationskoeffizient Vy 0,1 0,1 0,1 0,1 0,1 0,5 0,1
Betondruckfestigkeit f; cube [N/mm?] 85 85 85 85 85 85 85
zug. Variationskoeffizient Vi cupe 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2 0,4
Ergebnisse der Statistik

V«? | 0,005754 [ 0,005901 | 0,00582 | 0,012044 | 0,007243 | 0,007455 | 0,006605
\/5 0,004246 | 0,004248 | 0,004247 | 0,004358 | 0,004266 | 0,004269 | 0,004257
Qrt 0,075747 | 0,076705 | 0,076181 | 0,109418 | 0,084951 | 0,086184 | 0,081136
Qs 0,064842 | 0,064842 | 0,064842 | 0,064842 | 0,064842 | 0,064842 | 0,064842
Q 0,065096 | 0,065109 | 0,065102 | 0,065947 | 0,065244 | 0,065268 | 0,065176
Oy 1,163614 | 1,178106 | 1,170187 | 1,659189 | 1,302049 | 1,320475 | 1,244864
o5 0,996102 | 0,995902 | 0,996012 | 0,983253 | 0,993845 | 0,993482 | 0,994874
rdre | 0,782423 | 0,779587 | 0,78114 | 0,672227 | 0,754298 | 0,750386 | 0,766191
rg/re | 0,619276 | 0,615124 | 0,617396 | 0,467504 | 0,578672 | 0,573125 | 0,595687
Tm 1,26 1,27 1,27 1,44 1,30 1,31 1,29

Tabelle 4.22: Einfluss der Variationskoeffizienten auf die statistische Berechnung

Werden die charakteristischen Werte der Materialkenngrof3en verwendet, so wird auch deren
Streuverhalten mit in die Berechnung einbezogen, das wie folgt angenommen wird (siche
Schritt 6, oben):

Betonfestigkeit: f

ck,cube ~ “c,cube

Stahlfestigkeit: f,=0-k, -V,)f,  (mitV, =005undk, =164) (4.38)

-8 (4.37)

Gleichung 4.9 muss dann mit dem Faktor:
Iy

T _0.78 (4.39)

I

abgemindert werden, so dass sich fiir die Bemessungslast eines Einzeldiibels ergibt

n-d?

Ppipera = 0,78+ - +h s Dwuist *MNieton 'fck,cube . (4.40)

Zur Bestimmung des Bemessungswertes miissen die statistischen Streuungen der Material-
kennwerte mit einbezogen werden. Uber die Bezichung:

.d2 .42
T fuk.ﬂ: d +h.b.n'fck,cube 0’92.fu.Tc d +h.b.n.(fc,cube_8)
Ak == 4 - e =092 (441
rt fu'Tc +h'b'n'fc,cube fu.TE +h'b'n'fc,cube

kann der Sicherheitsbeiwert
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Yoe =092y =092-1,26 =116 (4.42)

bestimmt werden, mit dem dann gilt:

1 n-d?
PDﬁbel,d :m'0’78'(fuk ) 4

+ thlst ’ bWulst ’ 1’]Beton ’ fck,cubej . (443)

Wird dies in die bekannte Form mit dem Sicherheitsbeiwert y, = 1,25 gebracht, ergibt sich:

ck,cube
v

2
PDl'ibel,d = i : (0’85 : fuk : T 4d + 1’25 ' thlst ' bWulst ' f ] . (444)

Wird dieselbe statistische Auswertung fiir die Versuche durchgefiihrt, ohne dass die rechneri-
schen Traglasten der Push-Out Standard-Versuche wegen ihrer ungiinstigen Geometrierand-
bedingungen abgemindert werden, so ergibt sich fiir den Vergleich der experimentell und the-
oretisch ermittelten Traglasten eine ungiinstigere Situation. Der Sicherheitsbeiwert vy, lautet
dann 1,27 und mit charakteristischen Materialkennwerten gerechnet, ergibt sich analog zur
oben durchgefiihrten Vorgehensweise fiir den Sicherheitsbeiwert y, = 1,25:

1 n-d?

PDﬁbel,d :_'[0=77'fuk )
Y

v

+ 1’1 5 ’ thlst . bWu]st : fck,cubej . (445)

Da die Abweichungen der Traglasten aus den Einzelabscherversuchen und den Standard-
Versuchen sehr zuverldssig in derselben GroBBenordnung (die Lasten der Standard-Versuche
waren mindestens um 10% geringer) auftraten, wird der statistischen Auswertung unter Be-
riicksichtigung der geometrischen Randbedingungen der Vorzug gegeben (Gleichung 4.44).

AbschlieBend muss die Wiirfeldruckfestigkeit des 150 mm Wiirfels f.cue in die Zylinder-
druckfestigkeit f, umgerechnet werden. Fiir hochfeste Betone gilt auf Grundlage der Festig-
keitsangaben in den Normen:

f =(0,80...0,86)f

c,cube *

(4.46)

Wird mit einem mittleren Wert von 0,83 gerechnet, so ergibt sich die folgende Bemessungs-
formel:

1 n-d?

PDﬁbel,d =—-[O,85-fu )
Y

v

+ 1’50 : thlst ’ bWulst ’ fcj . (447)
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Um zu tberpriifen, ob die Grundgleichung auch fiir Betone mit Zylinderdruckfestigkeiten
zwischen 55 N/mm? und 80 N/mm? giiltig ist, wurden die Versuchsergebnisse, von ROIK,
HANSWILLE, CUNZE-O. LANNA (1988); AN, CEDERWALL (1996); BULLO, DI
MARCO (1995) und HANSWILLE, JOST, SCHMITT, TRILLMICH (1998) iiberpriift (vgl.
Kapitel 3.2.3).

Die Geometrierandbedingungen wurden fiir die fremden Versuche nicht beriicksichtigt, da
nicht immer der Versuchsaufbau eindeutig dokumentiert war. Die rechnerischen Traglasten
liegen also auf der sicheren Seite.

Es ist zu erkennen, dass auch diese Versuchsergebnisse von der Bemessungsformel sehr gut
erfasst werden (Bild 4.49). Die zwei Datenpunkte au3erhalb des 5%-Fraktil-Bereiches konnen
als Ausreiller angesehen werden. Beide wurden von BULLO, DI MARCO (1995) ermittelt
und unterscheiden sich signifikant von ihren vergleichbaren Versuchsergebnissen.

Der Mittelwert der Abweichungen betrédgt fiir die Gesamtheit der eigenen und fremden Ver-
suche 1,010 im Vergleich zu 1,015 fiir die eigenen Versuche alleine. Die Varianz betragt fiir
alle Versuche 8,9% im Vergleich zu 6,6%, wenn nur die eigenen Versuche betrachtet werden.

300
A #POST 19 mm
275 [Pm] |
©SPOT 19 mm
]
= 250 -
< 7'\ A APOST 22 mm
D -~
2 | 5%-Frakil
= 225 A A SPOT 22 mm
£ A A A
'_
© A A A ]
3 Pk
% 200 4 A || mPOST 25 mm
g A O © 40 bis 50 N/mm?
< 175 4
N OI:l 74
P * .
¢ Pd 150 bis 70 N/mm?
150 4 A
A 70 bis 91 N/mm?
125 T ' } .

125 150 175 200 225 250 275 300
Theoretische Traglast r;; [kN]

Bild 4.49: Gegeniiberstellung der experimentellen Tragfdhigkeiten r; und der rechnerischen
Werte nach Gleichung 4.9 ry; fiir 33 eigene und 35 fremde Versuche. Der Geomet-
riefaktor wurde lediglich bei den eigenen Versuchen berticksichtigt.

Wird fiir die Gesamtheit der eigenen und fremden Versuche eine statistische Auswertung
nach Anhang D des Eurocode 1 vorgenommen, so ergeben sich die charakteristischen Werte
nach Tabelle 4.23. Dabei muss beachtet werden, dass die unter Umstdnden ungiinstig wirken-
de Geometrie der Abscherkorper fiir die fremden Versuche nicht beriicksichtigt wurde.

Die Auswertung der Formeln fiihrt hierbei zu etwas geringeren Vorfaktoren in der Bemes-
sungsgleichung 4.47 (0,824 statt 0,85 fiir den Dibelschaft und 1,489 statt 1,50 fiir den
SchweiBBwulst). Obwohl innerhalb der fremden Versuche sowohl Betonfestigkeiten unterhalb
von 50 N/mm? gepriift wurden als auch eventuell zusétzliche Zugkréfte in den unteren Diibeln
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auftraten, weicht die statistische Auswertung aller Versuche nicht signifikant von derjenigen
auf Grundlage der eigenen Versuche ab.

Dubeldurchmesser d [mm] 19 22 25
Stahlfestigkeit f, [N/mm?] 450 450 450
zug. Variationskoeffizient Vg, 0,05 0,05 0,05
Dubeldurchmesser d [mm] 19 22 25
zug. Variationskoeffizient V4 0,03 0,03 0,03
SchweilBwulsthdhe hyyys; [mm] 4 6 6
zug. Variationskoeffizient Viyst 0,2 0,2 0,2
Schweilwulstbreite byt [MmM] 23 27 31
zug. Variationskoeffizient Vst 0,2 0,2 0,2
Mehraxiale Tragwirkung des Betons mgeon [-] 1,5 1,5 1,5
zug. Variationskoeffizient V, 0,1 0,1 0,1
Betondruckfestigkeit f; cype [N/mm?] gemittelt/sichere Seite: 80
zug. Variationskoeffizient Vi, . pe 0,2 0,2 0,2

Ergebnisse der Statistik

V. | 0,005738 | 0,005856 | 0,00582
V.2 0,007682 | 0,007684 | 0,007683
Q 0,075641 | 0,076411 | 0,076181
Q; 0,087294 | 0,087294 | 0,087294
Q 0,087481 | 0,087489 | 0,087487
Ot 0,86465 | 0,873383 | 0,870778
o5 0,997863 | 0,997775 | 0,997801
rJdre | 0,770053 | 0,768381 | 0,768881
rg/ry | 0,605432 | 0,602998 | 0,603725
Ym 1,27 1,27 1,27

Tabelle 4.23: Ergebnisse der statistischen Auswertung fiir 33 eigene und 35 fremde Versu-
che. Der Geometriefaktor wurde lediglich bei den eigenen Versuchen bertick-
sichtigt.
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4.10.3

Zusammenfassung

Die eigenen und fremde Versuche wurden nach Anhang D des EC 1 statistisch ausgewertet.
Werden die unterschiedlichen geometrischen Randbedingungen der Standard-Versuchskorper
und der Einzel-Abscherversuchskorper beriicksichtigt, so ergibt sich der eigene Ansatz im
Vergleich mit den bestehenden Ansidtzen nach der statistischen Auswertung wie folgt

(Bild 4.50):
Nach Eurocode 4:
Betonversagen: P, =0,29-d*-\/E__ -f, L
1,25
. A2
Stahlversagen: P, =0,8- nd £, L
1,25

Nach Oehlers und Johnson:

n-dz_

P, =416

Nach dem eigenen Ansatz:

mt-d?

P, = [0,85 f, -

0,40 0,35
¢ Een 1
" | E, £)] 125

+ thlst 'bWulst '1350 ’ fcj ’

1

1,25

120 -

_I Bemessungslasten P4 nach statistischer Auswertung |

(4.48)

(4.49)

(4.50)

(4.51)
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Bild 4.50: Vergleich der Bemessungslasten Pq4 fiir Diibel (& 19 mm) in Abhédngigkeit der
Betonfestigkeit und des gewéhlten Bemessungsansatzes

90

100

Fiir mit dem Hubziindeverfahren geschweifite Kopfbolzendiibel kénnen dabei folgende
Wulstabmessungen angenommen werden:

Dubeldurchmesser | Schweiwulstdurchmesser SchweilRwulsthéhe
19 mm 23 mm 4 mm
22 mm 27 mm 6 mm
25 mm 31 mm 6 mm

Tabelle 4.24: SchweiBwulstabmessungen mit dem Hubziindeverfahren geschweifiter Diibel
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Die Anwendung des eigenen Ansatzes nach Gleichung 4.51 auf verschiedene Diibeldurch-
messer mit Wulstabmessungen nach Tabelle 4.24 zeigt Bild 4.52. Im Anhang A.6 werden die
Formeln innerhalb einiger Bemessungsbeispiele angewendet.

200 _I Bemessungslasten Py in kN fiir unterschiedliche Dubeldurchmesser |

J 19 mm =22 mm =—COm=25 mm
180 -

]
165,8 168, 1 170,3 —QO|172,5
16011636 ,

140 -

133,8 —{]/135,8

Diibelkraft [kN]

120

100 -

96,7 —> 97,8
80 4 . '

60 70 80 90 100
Zylinderdruckfestigkeit des Betons [N/mm?]

Bild 4.52: Bemessungstraglasten fiir Kopfbolzendiibel in hochfestem Beton nach GI. 4.51
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5 Verbundmittel in hochfestem Beton — Berechnungen

5.1 Allgemeines

Mit dem Finite Elemente Programmsystem ORPHEUS (2001) wurden dreidimensionale, phy-
sikalisch nichtlineare Berechnungen durchgefiihrt. Diese tragen zum besseren Verstindnis der
mechanischen Zusammenhiinge bei der Lastabtragung bei und kénnen zur Uberpriifung der
Annahmen, die bei der Aufstellung des Bemessungsmodells getroffen wurden, dienen. Um
den Speicherplatz- und Rechenzeitbedarf der Berechnungen in einem wirtschaftlichen Rah-
men zu halten, wurden sie in zwei Abschnitten durchgefiihrt:

Der erste Abschnitt umfasst Berechnungen zum statischen System des Push-Out Standard-
Versuchskorpers (POST). Es wird gezeigt, dass bei nicht horizontal gelagerten Abscherversu-
chen Zugkrifte in der unteren Diibellage auftreten. Werden die Versuchskorper horizontal
verspannt, treten zusitzliche Zwangbeanspruchungen auf.

Im zweiten Abschnitt werden die Single Push-Out Versuche (SPOT) nachgerechnet. Hierbei
wird nicht die Statik des Versuchskorpers betrachtet — hierzu wire ein geometrisch nichtlinea-
res FE-Programm erforderlich — sondern das Tragverhalten des Diibels im hochfesten Beton.
Es wird gezeigt, dass sich ein entkoppeltes Tragverhalten des SchweiBBwulstes und des Diibel-
schaftes einstellt.

5.2 Das Tragverhalten des Push-Out Standard-Tests (POST)

Unter Ausnutzung der Symmetriebedingungen wurde bei der Erstellung des Finite-Elemente
Netzes ein halber Push-Out Standard-Versuchskorper abgebildet. Das Netz besteht aus etwa
1200 Elementen mit einer Kantenldnge von 25 mm. In der Symmetrieachse ist es horizontal
unverschieblich, in der Aufstandsfldche vertikal unverschieblich gelagert. Zusitzlich konnen
in der Aufstandsfliche Reibungskréfte beriicksichtigt und die horizontalen Lagerungen am
Ful3 des Versuchskorpers, in Hohe der unteren Diibellage und an der Betonoberseite abgebil-
det werden.

Lasteinleitung horizontales Gleitlager

vertikale Lagerung, Reibung Interface-Elemente

Bild 5.1:  Finite Elemente Netz zur Simulation des globalen Last-Verformungsverhaltens
des Push-Out Standard-Versuchskorpers (POST)
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In der Verbundfuge wurden zwischen gegeniiberliegenden Stahl- und Betonelementen Inter-
face-Elemente vorgesehen, die Zug-, Druck- und Schubspannungen iibertragen konnen. Die
Verbundwirkung der Diibel wurde ebenfalls durch Interface-Elemente erfasst, deren Steifig-
keiten der Diibeltragfahigkeit entsprechen. Da diese Berechnungen die Statik des Ver-
suchsaufbaus simulieren sollen, war hierbei eine diskrete Abbildung der Diibel nicht erforder-
lich (Bild 5.1).
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250 Verschiebung v
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Schubspannungt=0,2 - ¢

0 0,01 0,02 0,03 0,04
Verschiebung w [mm]
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Druck- und Zugspannungc=C - w
‘E‘ 200 1T v 10
(S Schubspannungt= B- (1 - [1 - —] J
> 5
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c) .
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c
C
§ 100 Verschiebung v
o]
>
e
S 50 - _
Anfangsdicke = 0
0 : |
0 2,5 5,0 7,5 10

Verschiebung v [mm]

Bild 5.2: Materialgesetze fiir die Interface-Elemente; oben: zur Abbildung der Reibung
zwischen Stahl und Beton; unten: zur Abbildung der Diibel

Zur Erfassung des globalen Trag- und Verformungsverhaltens des Versuchskorpers konnten
vereinfachte Materialgesetze angenommen werden:

Die Verformungen des Stahltrégers spielen in diesem Fall eine untergeordnete Rolle. Es wird
davon ausgegangen, dass die Flansche wihrend des Versuchs keine signifikanten Biegever-
formungen erfahren. Daher kann der Stahltrdger vereinfacht als Hexaeder mit sehr hohen Fes-
tigkeitswerten abgebildet werden.
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Die Rissbildung im hochfesten Beton ist fiir das Tragverhalten von untergeordneter Bedeu-
tung. MaBigebend fiir das Versagen bei Verwendung von hochfestem Beton ist immer die Dii-
beltragfahigkeit. Lediglich das Plastizieren des Betons in der direkten Umgebung des Diibel-
fuBes hat Auswirkungen auf das Last-Verformungsverhalten. Daher kann der hochfeste Beton
durch ein elastisch-plastisches Materialgesetz mit den charakteristischen Materialeigenschaf-
ten des Betons erfasst werden.

Die Materialgesetze der Interface-Elemente zwischen Beton- und Stahlkorper, die Reibung
und Druckkrifte iibertragen konnen, sind in Bild 5.2, oben dargestellt. Ihr Schubwiderstand
ist linear abhéngig von der Druckbeanspruchung. Die Interface-Elemente zur Abbildung der
Diibel sind unter Druck- und Zugbeanspruchung linear abhingig von der Verformung in der
Normalenrichtung (Bild 5.2, unten). Fiir den Parameter C ergibt sich bei einem E-Modul von
200000 N/mm? und einer Diibellinge von 100 mm der Wert 2000 N/mm?. Bei Schubbelas-
tung reagieren die Diibel-Interfaces in Abhéngigkeit von der Schubverformung exponentiell
nach Bild 5.2, unten und erreichen ihr Maximum bei einer Schubverformung von 5 mm. Bei
einer maximal aufnehmbaren Scherkraft von etwa 150 kN und einer Einflussfliche der Inter-
face-Elemente von 25x25 mm? ergibt sich der Parameter B = 240 N/mm?.

Da die Berechnung lediglich physikalisch nichtlinear, jedoch geometrisch linear rechnet, wer-
den Effekte aus der Theorie II. Ordnung nicht erfasst. Es ist daher zu erwarten, dass die in der
Realitédt auftretenden Schiefstellungen der Versuchskorper ungiinstiger, d.h. groBer sind als
die berechneten.

Untersucht wurden vier verschiedene Push-Out Standard-Versuchsanordnungen (Bild 5.3):
* Ohne Behinderung der horizontalen Verformung, lediglich Ansatz eines Reibungsbeiwer-
tes von 0,2: POST-Standard

»= Mit Behinderung der horizontalen Verformung durch eine Festhaltung (Aufkantung) am
FuBbereich des Betonkdrpers in Hohe von etwa 5 cm: POST-Aufkantung

* Mit Behinderung der horizontalen Verformung durch eine horizontale Abspannung auf
Hohe der unteren Diibellage: POST-Abspannung

* Mit in Vertikalrichtung vorgedriickten Betonkdrpern, so dass deren Verdrehung einge-
schrankt wird: POST-Vorschlag

POST-Standard  POST-Aufkantung POST-Abspannung POST-Vorschlag

v v v v
Lea

I ﬂﬁ

Bild 5.3:  Untersuchte Push-Out Versuchskorper

Aufgrund der Modellierung der Kopfbolzendiibel durch Interface-Elemente war eine gute
Ubereinstimmung der berechneten Last-Verformungskurven mit den Versuchskurven zu er-
warten (Bild 5.4). Nur die Maximallast der Variante mit vorgedriicktem Betongurt weicht von
den anderen berechneten Traglasten ab (etwa 4%). Diese Tendenz war aufgrund der vorge-
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driickten Betongurte zu erwarten und entspricht besser den Verhéltnissen im Verbundtriger.
Der Schwerpunkt dieser Untersuchung liegt jedoch auf den berechneten Verformungen und
Spannungen in horizontaler Richtung.

Kraft [kN]
1500
1250 1 \—X -~
1000 A —\\

750 — Versuch Serie 1 KBD 19 mm - 1

—Versuch Serie 11 KBD 19 mm - 3
500 7 POST-Standard
250 POST-Aufkantung
POST-Abspannung
0 —POST-Vorschlag
0 1 2 3 4 5 6 7 8

Relativverschiebung [mm]
Bild 5.4:  Berechnete Last-Verformungskurven der unterschiedlichen Versuchsanordnungen

Im oberen Teil von Bild 5.5 sind die Verformungsfiguren iiberhoht dargestellt und im unteren
Teil die Verschiebungen in horizontaler Richtung als Isoflaichen mit Graustufenskala bei einer

Vertikalverschiebung von 5 mm.

POST-Standard POST-Abspannung POST-Aufkantung POST-Vorschlag
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Bild 5.5:  Verformungen der Versuchskdrper bei einer Vertikalverschiebung von 5 mm
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Deutlich ist das Abstiitzen der oberen Betonkante am Stahltrdger zu erkennen (positive Ver-
formungswerte), d.h. die horizontalen Krifte werden — wie auch bei den Versuchen zu erken-
nen ist — nicht nur {iber die DiibelfiiBe sondern auch iiber die lokalen Betonpressungen abge-
tragen. Diese Belastung kann zur Betonzerstérung am oberen Rand der Gurte fithren und ent-
spricht nicht den Kréfteverhiltnissen in einem Verbundtriger. Wird eine Aufkantung vorge-
sehen oder werden die Betongurte eingespannt, nehmen die Auswirkungen dieses Effektes ab.
Bei dem vorgeschlagenen Versuchsaufbau wird die Verformung der Betongurte am wir-
kungsvollsten verhindert. Das Abheben der Betonplatte bleibt auf einen geringen Bereich
beschrinkt. Die Wirksamkeit der Maflnahmen verdeutlichen auch die Spannungen in horizon-
taler Richtung bei einer Vertikalverschiebung von 5 mm (Bild 5.6). Integriert man diese
Spannungen tiber die Einflussfliche eines Diibels so ergeben sich folgende Krifte:

Versuchsaufbau Standard Abspannung Aufkantung Vorschlag
obere Dubellage ~0 kN ~0 kN ~ 0 kN ~0 kN
untere Dibellage 17,5 kN 4,4 kN 7,5kN 6,3 kN

Tabelle 5.1: Horizontalkrifte in einem Diibel, berechnet aus den iiber die Einflussflache
eines Diibels integrierten Spannungen bei 5 mm Vertikalverschiebung

Beim Abscherversuch ohne horizontale Verformungsbehinderung entstehen im Traglastzu-
stand sogar Kréfte bis zu 35 kN pro Diibel, was etwa 22% der Abscherkraft eines Diibels ent-
spricht und die in Kapitel 4 getroffenen Annahmen bestétigt.

POST-Standard POST-Abspannung
1557 1569
| l-9.70 1165
| -3.83 -7.62
1| 2.04 ||-3.59
L 7.91 1 0.44
13.78 ‘77 . i 4.47 = o
19.65 8.50
25.52 I 12.54
31.39 16.57
POST-Aufkantung POST-Vorschlag
1567 1576
-11.56 -11.65
[1-7.45 ||-7.54
|-3.34 |-3.44
L 0.77 1 0.67
L 4.88 S H 478 e
8.99 8.88
I 13.10 I 12.99
17.21 17.10
Bild 5.6:  Spannungen in horizontaler Richtung im Bruchzustand [N/mm?]
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Hinsichtlich der Gesamtverformung der Betongurte, des Aufweitens der Verbundfuge und der
in der unteren Diibellage auftretenden Zugkrifte erscheint der vorgeschlagene Versuchsauf-
bau, bei dem die Betongurte vorbelastet und eingespannt werden, die Lastabtragung in einem
Verbundtriager am besten wiederzugeben. Die Vorbelastung eines Betongurtes betrug in der
Simulation etwa 35% der Traglast des halben Systems. Dabei ergaben sich mittlere Beton-
pressungen in der Betongurtaufstandsfldche von 7 bis 10 N/mm?. Es ist zu erwarten, dass bei
Verwendung dieses Versuchsformates dhnlich hohe Diibeltraglasten wie beim Einzelabscher-
versuch ermittelt werden. Die Verformungsfiguren im Bruchzustand zeigt Bild 5.7.
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Bild 5.7:  Verformungsfiguren im Bruchzustand, 500-fach tiberh6ht

Die numerischen Berechnungen bestétigen, dass die Lagerungsbedingungen fiir die Beurtei-
lung der Ergebnisse von Abscherversuchen von grofler Bedeutung sind. Daher ist auf eine
sorgfaltige Dokumentation dieser Randbedingungen zu achten. Es ist anzustreben, dass die
Lastverhédltnisse im Abscherversuch denen im Verbundtriger entsprechen. Daher sollten zu-
satzliche Langs- oder Zwangskrifte ausgeschlossen werden. In der Vergangenheit wurde ar-
gumentiert, dass durch das Anpressen der Gurte im oberen Bereich des Versuchskorpers, das
mit dem Abheben der Betongurte im unteren Bereich einhergeht, zusitzliche Reibungskréfte
in Vertikalrichtung aktiviert werden, die den Tragkraftverlust infolge der mehraxialen Diibel-
beanspruchung in der unteren Diibellage ausgleichen und den entstehenden Fehler korrigie-
ren. Dieser Argumentation kann auf Grundlage der eigenen Versuchsergebnisse nicht zuge-
stimmt werden, da die Betonkante im Bereich der oberen Pressung wihrend der eigenen Ver-
suche geschéddigt wurde und daher nicht ausreichend tragfdhig war, um Reibung iibertragen

zu konnen.
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5.1 Simulation des Trag- und Verformungsverhaltens einzelner Diibel

Zur Untersuchung des Trag- und Verformungsverhaltens einzelner Diibel in hochfestem Be-
ton wurde der Single Push-Out Test (SPOT) mit der Methode der Finiten Elemente nachge-
rechnet. Zwei verschiedene Netzgeometrien wurden erzeugt. Ein vereinfachtes Finite-Ele-
mente Netz, bei dem der Kopfbolzendiibel mit einem Rechteckquerschnitt abgebildet wurde,
diente zur schnellen Berechnung und Einstellung der EinflussgrofSen an die Versuchsergeb-
nisse. Mit einem zweiten aufwéndigeren Netz wurden anschlieBend genauere Berechnungen
durchgefiihrt. Diese dauerten aufgrund der hohen Elementanzahl etwa 100 Stunden.

Das grobere Netz mit einem Diibel & 22 mm besitzt etwa 5000 Elemente mit Kantenlédngen
von 5 bis 22 mm. In der Symmetrieachse ist ein horizontales Gleitlager angesetzt, die Boden-
flache ist vertikal unverschieblich gelagert. Der Diibelfuf3 ist mit Wulst und Schaft voll einge-
spannt. Die weggesteuerte Lasteinleitung erfolgt dhnlich wie im Versuch iiber einen 6 cm
hohen Streifen (Bild 5.8).

Symmetrieflache:
horizontales Gleitlager

Lasteinleitung: R
weggesteuert S

AR EEEERRREER

IR

voll eingespannt

Bodenflache:
vertikales Gleitlager

Zwischen Dubel und Beton:
Interface-Elemente

Bild 5.8:  Einfaches Finite Elemente Netz zur Simulation des Trag- und Verformungsver-
haltens von Kopfbolzendiibeln & 22 mm im Single Push-Out Test (SPOT)

Das feinere Netz mit einem Diibel & 19 mm besitzt etwa 10000 Elemente mit Kantenléngen

zwischen 1 und 25 mm. Die Randbedingungen wurden so wie bei dem groberen Netz ange-
setzt (Bild 5.9).

In beiden Modellen sind der Diibel und der umgebende Beton iiber Interface-Elemente, deren
Eigenschaften im weiteren Verlauf niher erldutert werden, miteinander verbunden. Dasselbe
gilt bei einigen Berechnungen auch fiir die Flachen zwischen dem Schweilwulst und dem
Diibelschatft.

Fiir den Diibel wurde ein elastisch-plastisches Materialgesetz mit Verfestigung und der
FlieBbedingung nach VON MISES (1919, 1948, 1954) verwendet. Die Einflussgroflen sind
hierbei der E-Modul E,, die Querdehnzahl v,, die FlieBspannung f,, der Verfestigungspara-
meter K sowie die dquivalente plastische Verzerrung €,, die den Versagenszeitpunkt be-
stimmt.
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Symmetrieflache:
horizontales Gleitlager

Lasteinleitung:
weggesteuert
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Bild 5.9:

Genaues Finite Elemente Netz zur Simulation des Trag- und Verformungsverhal-
tens von Koptbolzendiibeln im Single Push-Out Test (SPOT)

Der Beton wurde sowohl durch das Betonmodell nach OTTOSEN (1977, 1979) als auch
durch ein elastisch-plastisches Materialmodell mit den oben genannten Eingangsparametern
beschrieben. Die Einflussgroflen fiir das Modell nach OTTOSEN waren der Anfangs-E-
Modul E, die Zylinderdruckfestigkeit f., die Zugfestigkeit fi, die Querdehnzahl v, die
Bruchdehnung ., der Nachbruchparameter D (zwischen Null und Eins), der Schubabminde-
rungsfaktor (wahlweise fiir die Schubabminderungsmodelle nach Kolmar, Cedolin oder Al
Mahaidi) und die Bruchenergie Gy. Aufgrund des komplexen Versagensmechanismus fiihrten
die Berechnungen mit dem Betonmodell nach OTTOSEN jedoch nicht zum Ziel. Eine exakte
Abbildung des Materialverhaltens vor dem Diibel miisste in der Lage sein, die folgenden
Versagenszustinde abzubilden (Bild 5.10):
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Plastizieren des Betons mit Wiederverdichtung des zerstorten Materials;

mehraxiale Tragwirkung des wiederverdichteten Materials;

Abscheren in der Fuge zwischen dem Keil aus zerstdrtem und wiederverdichtetem Beton
bei gleichzeitiger Aufnahme von Reibungskréften.



An dieser Stelle wird oft der Einwand erhoben, fiir eine realitdtsnahe Nachrechnung sollte bei
der Diskretisierung des Betons zwischen Matrix und Zuschlagkdrnern unterschieden werden.
Trotz des unbestrittenen Einflusses einzelner Zuschlagkdrner auf das Tragverhalten (vgl. Ka-
pitel 3) ist dies jedoch nicht erforderlich, wenn das Finite Elemente Netz ausreichend fein ist
und die Materialkenngrof3en innerhalb sinnvoller Grenzen zufillig verteilt werden.

Das groBere Problem stellt jedoch die Tatsache dar, dass es zurzeit kein Materialmodell gibt,
das alle oben genannten Versagensformen abbilden kann und gleichzeitig fiir ein Problem der
vorliegenden GroBe einsetzbar ist. Ein Kompromiss wire die explizite Abbildung der Fuge
zwischen dem plastizierten Betonkeil und dem Restkérper im FE-Netz. Dadurch wird das
Ergebnis jedoch stark beeinflusst.

Um die Einfliisse der Diibelmodifizierungen dennoch numerisch zuverldssig nachrechnen zu
konnen, wurde fiir den Beton ein elastisch-plastisches Materialgesetz gewihlt. Hierdurch
kann das Fliefen des Betons in hochbelasteten Bereichen abgebildet werden. Da bei den Ver-
suchskorpern aus hochfestem Beton lediglich eine Mikrorissbildung stattfindet, kann diese im
vorliegenden Modell gut durch plastische Verformungen beriicksichtigt werden, eine diskrete
Rissbildung tritt nicht auf. Um das Versagen des Betons vor dem Diibelfuf realistisch abzu-
bilden, wurden zusétzlich Interface-Elemente eingefiihrt, die den Kopfbolzendiibel umgeben
und deren Einflussgrolen anhand der Versuche mit nicht modifizierten Diibeln kalibriert
wurden.

zerstorter und wiederverdichteter
Beton vor dem Duibelschwei3wulst

Betonkeilscherflache, in der Reibungs-
T krafte zum Restbetonkodrper wirken

Dubelschaft, der sich auf dem
Schweillwulst abstitzt

Bild 5.10: Betonversagen vor dem SchweiBBwulst: Plastizieren und Abscheren

5.3.1 Ergebnisse der FE-Berechnungen am einfachen Netz

Bei den FE-Berechnungen mit dem einfachen Netz wurden elastisch-plastische Materialgeset-
ze sowohl fiir den Stahl als auch fiir den Beton angesetzt. Die Auflagerbedingung in der Ver-
bundfuge lieB3 kein Abheben der Betonplatte zu. Zur Abbildung der Betonschidigung vor dem
Diibel wurde der Materialparameter der den Diibel umgebenden Interface-Elemente, der deren
Last-Verformungsverhalten unter Druckbeanspruchung beeinflusst, anhand eines Versuches
kalibriert und fiir die nachfolgenden Berechnungen so beibehalten. Die Interface-Elemente
konnen keine Zug- und Schubkrifte iibertragen. Unter Druckbeanspruchung reagieren sie wie
die Interface-Elemente zur Abbildung der Reibung in Kapitel 5.1 (Bild 5.2, oben) und simu-
lieren die Betonzerstdrung in den hochbelasteten Bereichen: Bei Erreichen der maf3gebenden
BetonflieBspannung vor dem DiibelfuB3 tritt eine Verformung der Interface-Elemente auf, die
dafiir sorgt, dass die Lasten vom DiibelfuBl zum Diibelkopf umgelagert werden. Gleichzeitig
erlaubt die Interface-Verformung dem Betonkdrper eine Relativverschiebung zum Diibelful3,
die eine Diibelverformung bewirkt. Im weiteren Verlauf der Laststeigerung bestimmt das
Verhéltnis von Betonfestigkeit zu Diibelfestigkeit zusammen mit dem konstant gehaltenen
Interface-Parameter C die Hohe der Traglast und die Verformungsfigur des Diibels. Bereits
mit diesen einfachen Berechnungen konnten die Last-Verformungskurven der Single Push-
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Out Tests (SPOT) gut simuliert werden (Bild 5.11): Mit zunehmender Betonfestigkeit steigt
die Traglast, und die Verformungen nehmen ab. Werden Schaft und Wulst voneinander ge-
trennt, so sinkt die Traglast bei zunehmender Verformung.

250 —
225 4
200 A
175 1
z 1507 Serie 10: Spot KBD 22 mm - 1
£ 1251 Serie 10: Spot KBD 22 mm - 2
= 100 1 Serie 10: Spot KBD 22 mm - 3
75 —{FFE-Simulation C35/45
50 —/— FE-Simulation C60/75
—O-FE-Simulation C90/105 - Schaft und Wulst getrennt
2 ——FE-Simulation C90/105 - Schaft und Wulst monolithisch
0 T T T T ﬁ_‘
0 1 3 4 5 6 7 8 9 10

Verformung [mm]

Bild 5.11: Mit dem einfachen FE-Modell berechnete Last-Verformungskurven im Vergleich
zu den Versuchskurven (SPOT), Diibel & 22 mm

Eine Verdanderung der Betonfestigkeit ergab die Diibelverformungen in Bild 5.12. Die rechne-
rischen Bruchlasten nach dem in Kapitel 4.10 vorgestellten Bemessungsmodell wurden je-
weils gut abgebildet. Auch der Einfluss des entkoppelten Tragverhaltens von Schwei3wulst
und Diibelschaft ist erkennbar. Mit abnehmender Betonfestigkeit wird der verformte Diibelbe-

reich grofer.
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le—>»1 = Verformter Bereich I - Vertikale als Bezug

Bild 5.12: Verformungsfiguren der Kopfbolzendiibel bei unterschiedlichen Betonfestigkeiten
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Aufgrund der Auflagerbedingung in der Verbundfuge, die kein Abheben der Betonplatte zu-
lasst, wird die Diibelverformung fiir normalfesten Beton jedoch nicht richtig erfasst. Die hohe
Lage der resultierenden Kraft auf den Diibel in normalfestem Beton verursacht neben der
Scherbeanspruchung eine zusétzliche Biegeverformung. Daher ist der Kopf der verformten
Diibel in normalfestem Beton nicht nur verschoben sondern zusitzlich verdreht, was wieder-
um zu einer lokalen Rotation des umgebenden Betons fiihrt. Die Randbedingungen, die fiir
das Tragverhalten in hochfestem Beton gelten, lassen diese Rotation nicht zu.

=

Hochfester Beton
C90/105 ]

Normalfester Beton
C35/45 i

T T3 T1T

| | T Ul

Bild 5.13: Spannungen in Belastungsrichtung im Traglastzustand fiir zwei Betonfestigkeiten.
(maximale Druckspannungen schwarz, Diibel ist ausgeschnitten)

Die Verteilungen der Spannungen in Belastungsrichtung zeigen ebenfalls, dass mit sinkender
Betondruckfestigkeit die Belastungshohe des Diibels wéchst (Bild 5.13). Dadurch werden die
Diibel in normalfesten Betonen auf Abscheren und Biegung beansprucht, mit steigender Be-
tonfestigkeit sinkt der Anteil aus Biegung. Bei Wiirfeldruckfestigkeiten des Betons iiber etwa
90 N/mm? kommt es zu einem reinen Abscheren.
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5.3.2 Ergebnisse der FE-Berechnungen am aufwindigen Netz

Die Materialgesetze wurden fiir das feinere Netz beibehalten. Die Netzgeometrie bildet exakt
einen Kopfbolzendiibel mit dem Durchmesser 19 mm ab. Untersucht wurden die folgenden
Varianten (Bild 5.14):

A:  Koptbolzendiibel & 19 mm mit einer Schweilwulsthohe von 4 mm;
B:  Koptbolzendiibel & 19 mm mit einer Schweilwulsthéhe von 6 mm,;

C: Koptbolzendiibel & 19 mm mit einer Schweiwulsthohe von 6 mm, bei dem das Abhe-
ben des Betonkorpers zugelassen wird;

D: Kopfbolzendiibel & 19 mm mit einer Schweiwulsthohe von 6 mm und einer zusitzli-
chen Stahlhiilse um den unteren Bereich des Schaftes;

E:  Koptbolzendiibel & 19 mm mit einer Schwei3wulsthohe von 6 mm und zwei weichen
Polstern um den unteren Bereich des Schaftes.

Variante A: Variante B: Variante D: Variante E:
Wulsthohe 4 mm Woulsthohe 6 mm Wulsthohe 6 mm Wulsthohe 6 mm
kein Abheben kein Abheben kein Abheben kein Abheben

Variante C: zusatzliche Hulse zwei weiche Polster

Wulsthéhe 6 mm direkt Gber Wulst Uber dem Wulst
Abheben maoglich

ress

Il,llilllljﬁs
]

llf"ii”""ﬂ/l/lllllllllllllllllllllll

S

st oy

f/8

O Lo )
st Co
RERRANANTNRR IR N N RN AR

(o2}
»
p

I\[
o
H
N
v
\
—
o
i
HE

Bild 5.14: Unterschiedliche Varianten des Single Push-Out Tests SPOT mit einem Koptbol-
zendiibel & 19 mm in hochfestem Beton fiir die FE-Berechnungen

Die Materialparameter fiir die Interface-Elemente zwischen Beton und Diibel wurden aus den
Berechnungen mit dem einfachen Netz iibernommen und fiir alle fiinf Variationsrechnungen
beibehalten. Die Interface-Elemente konnen lediglich Druckkrifte {ibertragen (vgl. Bild 5.2,
oben). Die Kennwerte fiir den Stahl und den Beton wurden aus den zugehorigen Versuchen
iibernommen. Fiir die Variante mit Hiilse wurden zusitzliche Interface-Elemente zwischen
der Hiilse und dem Diibelschaft eingefiihrt, die eine nahezu unendliche Steifigkeit in Druck-
richtung aufweisen und zusitzlich Reibung in der Verbundfliche iibertragen koénnen
(vgl. Bild 5.2, oben). Die berechneten Last-Verformungskurven im Vergleich mit den Ver-
suchsergebnissen sind in Bild 5.15 und 5.16 dargestellt.

Bild 5.17: Uberhohte Verformungsfiguren der berechneten Varianten im Bruchzustand
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Kraft [kN]

200 ‘ |
175 - ‘ ; L

| A o YA
150
125
100 Serie 9: SPOT KBD 19-1

75 1+ Serie 9: SPOT KBD 19-2
— A: FE-Rechnung - kleiner Schweiflwulst, kein Abheben, max F = 180 kN
= B: FE-Rechnung - grof3er Schweillwulst, kein Abheben, max F = 185 kN
=—2(C: FE-Rechnung - groRer Schweilwulst, Abheben méglich, max F = 165 kN

0 1 2 3 4 5 6 7
Relativverschiebung [mm]

50 1

25 1

Bild 5.15: Vergleich der berechneten mit den gemessenen Last-Verformungskurven: Varian-
ten A, Bund C

Die Differenz der Traglast von etwa 2,8% bei den zwei unterschiedlichen Schwei3wulsthdhen
fallt nicht so hoch wie erwartet aus. Nach dem in Kapitel 4.10 vorgeschlagenen Bemessungs-
verfahren errechnet sich eine Abnahme der Traglast um etwa 9 kN, dies entspricht 6%.

Die Berechnung, bei der das Abheben des Betonkdrpers vom Stahltriger zugelassen wurde,
zeigt eine Bruchlast von nur 165 kN. Dies entspricht 89% des Wertes bei der Berechnung
ohne die Moglichkeit zur Aufweitung der Verbundfuge. Die geringere Traglast ist durch die
zusétzliche Zugbelastung des Diibels zu erkldren. Im Einzelabscherversuch SPOT wird das
Offnen der Verbundfuge durch den Versuchsaufbau, der sich selber stabilisiert, nicht zugelas-
sen. Bei dem Standard-Abscherversuch POST kann sich — wenn keine zusétzlichen horizonta-
len Auflager vorgesehen werden — die Verbundfuge 6ffnen, und es treten zusitzliche Zug-
spannungen in der unteren Diibellage auf. In Kapitel 4 wurde gezeigt, dass die aufnehmbare
Traglast des Standard-Versuches aufgrund dieses Effektes auf etwa 90% der Traglast des Ein-
zel-Abscherversuches reduziert wird. Die numerischen Berechnungen bestdtigen diesen Wert.

Kraft [kN] Kraft [kN]
200 | | 200

175 | ‘ | 175

150 A 150 A

125 A 125 A

100 - 100 1 |

Serie 33: SPOT KBD 19 Huilse-1 Serie 21: SPOT KBD 19 Polster 2-1

75 Serie 33: SPOT KBD 19 Hiilse-2 757 Serie 21: SPOT KBD 19 Polster 2-2
50 Serie 33: SPOT KBD 19 Hillse-3 50 1 Serie 21: SPOT KBD 19 Polster 2-3
257 = Variante D: FE-Rechnung mit Hilse 257 == Variante E: FE-Rechnung mit Polster
0 0 -
0 2 4 6 8 10 12 0 2 4 6 8 10 12
Relativverschiebung [mm] Relativverschiebung [mm]

Bild 5.16: Vergleich der berechneten mit den gemessenen Last-Verformungskurven: Varian-
ten D (links) und E (rechts)
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Die FE-Berechnungen an den modifizierten Diibeln lieferten nicht zufriedenstellende Ergeb-
nisse, da das entstehende plastische Plateau und die Zunahme der Verformungsfahigkeit nicht
abgebildet werden konnten. Auf eine weitere Anpassung der MaterialeinflussgroBen wurde
verzichtet.

Die lastverteilende Wirkung der Hiilse bei Variante D konnte in der Berechnung nicht nach-
vollzogen werden, auch die Verformungsbilder (Bild 5.17) weisen darauf hin. Wéhrend der
Diibel nach dem Versuch deutliche Verformungen oberhalb des Bereiches, der durch die Hiil-
se geschiitzt war, zeigt, gleichen die berechneten Verformungen denen der nicht modifizierten
Diibel. Somit wurde die Diibelbeanspruchung in der numerischen Berechnung nicht in die
oberen Bereiche des Schaftes umgelagert, sondern es trat derselbe Versagensvorgang wie bei
den unverstirkten Diibeln auf. Lediglich die Traglast nahm geringfiigig zu.

Bei der Variante E mit Polster wurde das Verdringen des plastizierten Betons in die Polster-
bereiche nicht simuliert. Zwar nahm die Traglast im Vergleich zur nicht modifizierten Varian-
te ab, aber der zusitzliche Bewegungsspielraum hatte auf die Berechnungsergebnisse keinen
Einfluss. Daher brach auch hier die Berechnung zu friih ab.

Die Verformungsfiguren der berechneten Diibel im Bruchzustand (Bild 5.17) zeigen den Ein-
fluss des SchweiBBwulstes, der die Lage des Fliegelenkes im Diibelschaft bestimmt und auf
den sich der Schaft abstiitzen kann. Wird ein Abheben des Betonkorpers zugelassen, kommt
es zusitzlich zur Horizontalverschiebung des Diibels auch zu einer Diibelverldngerung.

Die numerischen Berechnungen haben gezeigt, dass die Materialmodelle nicht geeignet sind,
um umfangreiche Parameterstudien durchzufiihren, die Versuche ersetzen konnen. Zurzeit
existieren auch innerhalb der internationalen Forschungsarbeiten zu diesem Thema keine Be-
tonmodelle, die die auftretenden Schédigungsprozesse und Versagensmechanismen zuverlés-
sig abbilden kénnen. Der komplexe Bruchvorgang mit den mdglichen Umlagerungsvorgan-
gen zusammen mit dem mehraxialen Beanspruchungszustand bediirfen daher weiterer For-
schungsarbeit.
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Variante A:
Wulsthéhe 4 mm
kein Abheben

Variante B:
Wulsth6he 6 mm
kein Abheben

T
00
N

T

Variante D:
Wulsth6he 6 mm
kein Abheben
zusatzliche Hilse
direkt Uber Wulst

[
|
1
|
[

Versuch mit Hilse

Variante C:
Wulsth6he 6 mm
Abheben méglich

|
!

Variante E:
Wulsth6he 6 mm
kein Abheben
zwei weiche Polster
Uber dem Wulst

Bild 5.17: Uberhohte Verformungsfiguren der berechneten Varianten im Bruchzustand
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6 Verbundtriger aus hochfesten Baustoffen — eigene Versuche

6.1 Allgemeines

Im Rahmen des EGKS-Forschungsvorhabens Use of High Strength Steel S460 wurden am
Institut fiir Massivbau neun Verbundtrdager mit hochfestem Stahl S460 und hochfestem Beton
C70/85 zur Kldrung der folgenden Fragen experimentell untersucht (EGKS, 2000):

= Miissen die Betondruckstauchungen begrenzt werden?

* Kann der Reduktionsfaktor B, aus Anhang H zu EC 4 bestitigt werden?

=  Welchen Einfluss hat eine Teilverdiibelung?

=  Muss die Diibelverteilung dem Langsschubkraftverlauf angepasst werden?

* Welchen Einfluss hat Kammerbeton?

= Konnen die Regeln des Anhang H zur Mindestbewehrung bestitigt werden?

6.2 Versuchsprogramm

Alle neun Versuchstriger bestanden aus einem Stahltrdger HEA 300 sowie einer 10 cm di-
cken Betonplatte. Die Stiitzweite betrug jeweils 6 m. Es wurden vier Versuche im positiven
Momentenbereich mit Einzellast in Feldmitte, zwei Versuche im positiven Momentenbereich
mit drei Einzellasten in den Viertelspunkten und drei Versuche im negativen Momentenbe-
reich mit Einzellast in Feldmitte durchgefiihrt (Bild 6.1).

Versuchstrager: ¢ Pressenkraft F
B100 L LI
B150
B200

A
— 300 mm 6000 mm 300 mm
Versuchstrager: Pressenkr'éfte* F/3 * F/3 * F/3
B700 [ LI
B800

A

300 mm 6000 mm 300 mm

Versuchstrager: 300 mm 6000 mm 300 mm,
B400 vav T O
B500
B600

f Pressenkraft F

Bild 6.1:  Versuchsaufbau fiir die neun Verbundtriger (HEA 300 und 10 cm Betongurt)

Die charakteristischen Daten der einzelnen Versuchskorper sind in den Tabellen 6.1 bis 6.3
zusammengestellt, Details finden sich im Anhang A.4.
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B100 B150 B200 B300
Betonfestigkeit der Platte f; cube 150 mm [N/mm?] 103 104 116 114
3-Punkt oder 5-Punkt Biegung 3-Punkt 3-Punkt 3-Punkt 3-Punkt
Positiver oder negativer Momentenbereich positiv positiv positiv positiv
Kammerbeton und Bewehrung [cm?] - - 12,6 -
Lage der pl. Nulllinie z,/hgomp, Bemessungswert 0,22 0,22 0,27 0,13
Betonplattenbreite/Betonplattendicke [cm/cm] 140/10 140/10 100/10 140/10
Langsbewehrung in der Platte [cm?] 18-38=9 18-8=9 14.08=7 18-8=9
Querbewehrung in der Platte [cm/m] 10,5 10,5 ** 7,9 5,0
Verdibelungsgrad, Bemessungswert [%] 100 100 100 58
Dubelverteilung, Durchmesser [cm] 265919 | 2:65Y19 253 d19 2:32 319
My ohne Sicherheiten, S460, C70/85 [kNm] 915 915 926 782

Tabelle 6.1:

Versuchsprogramm der Triger unter 3-Punkt-Biegung im positiven Momen-

tenbereich (**: Zusitzlich zur Querbewehrung wurden in Balkenmitte Biigel
zur Umschniirung der Druckzone eingebaut, Bild 6.2)

B700 B800
Betonfestigkeit der Platte f; cube 150 mm [N/mm?] 100 96
3-Punkt oder 5-Punkt Biegung 5-Punkt 5-Punkt
Positiver oder negativer Momentenbereich positiv positiv
Kammerbeton und Bewehrung [cm?] - -
Lage der pl. Nulllinie z,/hgomp, Bemessungswert 0,26 0,14
Betonplattenbreite/Betonplattendicke [cm/cm] 100/10 100/10
Langsbewehrung in der Platte [cm?] 14.08=7 14-08=7
Querbewehrung in der Platte [cm/m / cm/m] 14,3/6,3** | 6,7/5,0**
Verdibelungsgrad, Bemessungswert [%] 100 42
Dubelverteilung Bereich 1, Durchmesser [cm] 233019 | 214 19
Dubelverteilung Bereich 2, Durchmesser [cm] 211 219 1.9 919
My ohne Sicherheiten, S460, C70/85 [kNm] 818 693

Tabelle 6.2:  Versuchsprogramm der Triager unter 5-Punkt-Biegung im positiven Momen-

tenbereich (**: Querbewehrung angepasst an die Verdiibelung)

B400 B500 B600

Betonfestigkeit der Platte f; cube 150 mm [N/mm?] 100 100 91
3-Punkt oder 5-Punkt Biegung 3-Punkt 3-Punkt 3-Punkt
Positiver oder negativer Momentenbereich negativ negativ negativ
Kammerbeton und Bewehrung [cm?] - 2,0 -
Betonplattenbreite/Betonplattendicke [cm/cm] 120/10 120/10 120/10
Langsbewehrung in der Platte [cm?] 46-08=23 | 46-08=23 |24.08=12**
Querbewehrung in der Platte [cm/m] 5,0 5,0 5,0
Verdibelungsgrad, Bemessungswert [%] 100 100 100
Dubelverteilung, Durchmesser [cm] 214 319 | 214 @19 2-8 &19
My ohne Sicherheiten, S460, C70/85 [kNm] 708 834 684

Tabelle 6.3:
tenbereich

Versuchsprogramm der Triager unter 3-Punkt-Biegung im negativen Momen-

Der Beton wurde von der Beton Union Aachen GmbH nach einer Rezeptur des Instituts fiir
Massivbau, das zuvor eine Eignungspriifung durchlaufen hatte, angeliefert (Tabelle 6.4). Das
Ausbreitmal} lag zwischen 45 und 55 cm. Fiir alle Versuchskodrper wurde als Zusatzstoff die
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Silikasuspension “Elkem Microsilica (SF)* der Firma Elkem GmbH benutzt. Dabei betrug der
Gewichtsanteil von Wasser und Silikastaub je 50% in der Suspension.

Rezeptur C70/85 fir alle Versuchskorper | pro 1 m?
Zement CEM | 52,5R (Z) [kg/m?] 450
Silikasuspension (SF) [kg/m?] 70
Anteil Silikastaub an Susp. (Ssst) [kg/Mm?] 35
Anteil Wasser an Susp. (Spgssig)  [kg/m?] 35

Wasser (W) [kg/m?] 110

FlieRmittel Multifluid (FM) [kg/m?3] 13

w/z = (SfIUssig+W +FM)/(Z+Sfest) ['] 0’33

Sand 0-2 [kg/m?3] 625

Kies 2-6 [kg/m?3] 787

Kies 8-16 [kg/m?] 375

Summe Zuschlag [kg/m?3] 1787
Tabelle 6.4: Betonrezeptur Bild 6.2:  Umschniirungsbewehrung

beim Triger B150

Alle Versuchskorper wurden voll unterstiitzt betoniert (Eigengewichtsverbund), einen Tag
nach der Herstellung ausgeschalt und bis zu sieben Tagen unter feuchten Tiichern und einer
Kunststofffolie gelagert, die restliche Zeit bis zum Versuchsbeginn bei normalen Temperatur-
und Luftfeuchtigkeitsverhiltnissen in der Versuchshalle. Die mit den Tragern gleichzeitig
hergestellten Probekdrper flir die Erhértungspriifung sind in gleicher Weise behandelt und
gelagert worden. Die Festigkeitspriifung erfolgte nach DIN 1048 (Priifverfahren fiir Beton,
Ausgabe 6/91) an Wiirfeln mit 15 cm Kantenldnge, die Messung des E-Moduls entsprechend
an Zylindern mit h/d = 30/15 cm. Die Betonstahlbewehrung bestand aus warmgewalzten Rip-
penstéhlen BSt 500 S. Die Festigkeiten und Elastizitdtsmodule wurden anhand von Zugpro-
ben ermittelt. Die Stahltrdger wurden im Rahmen des Forschungsvorhabens von der Firma
ARBED in der Qualitdt Histar S460 geliefert. Zusétzlich zu den obligatorischen Baustoffprii-
fungen der Firma ARBED wurden bei einigen Versuchstragern Zugversuche an Rundzugpro-
ben zur Bestimmung der Festigkeiten durchgefiihrt. Alle Materialdaten finden sich in den
Versuchsdatenblittern im Anhang A.4.

Eine prinzipielle Ubersicht der Messtechnik ist in Bild 6.3 dargestellt. Diese Anordnung wur-
de durch geringfiigige Verdnderung an die einzelnen Versuchstriager angepasst (Anhang A.4).
Folgende Messgro3en wurden in der Mehrzahl kontinuierlich aufgenommen:

» Belastung, Druckkraftmessdosen bzw. Oldruck im Hydraulikkreislauf der Presse;

» Tragerdurchbiegungen, induktive Wegaufnehmer (IWA) T1, T2, B1-B3;

= Auflagerverdrehungen, IWA L1-L3, R1-R3;

= Schlupf zwischen Betongurt und Stahltrager, IWA BS1-BS3, Messbasis 10 cm;

=  Verformungen des Betons, IWA CS1-CS4, Messbasis 40 cm;

* Dehnungen des Betonstahls, je zwei Dehnungsmessstreifen (DMS) pro Messstelle S1-S8;
= Dehnungen des Baustahls, DMS A1-A1S;

= Stauchungen des Betons, DMS C1-C8;

= Stauchungen des Betons, diskontinuierlich gemessen durch Setzdehnungsmessungen Bau-
art Pfender, Messbasis 10 cm und durch eine Messgeige, Messbasis 50 cm per Hand bei
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ausgesuchten Lastschritten. Die Daten wurden nachtriglich zur Weiterverarbeitung in ein
Tabellenkalkulationsprogramm eingegeben;

* Die Rissentwicklung wurde bei ausgewihlten Laststufen gekennzeichnet und fotografisch
erfasst. Die Rissbreiten wurden mit der Risslupe gemessen.

C1/2 __C3-C6 __C7/8
"S1-S8
A1/10 A4/13 A7/16
A2/11 = A5/14= A8/17 =
A3/12 A6/15 A9/18
AN @)
300 1500 ) 1500 ) 1500 ) 1500 300
¥ 6600 D
T1/2
\ 4
L1B 9 CS1 4 CS3 _CS4 gm
L2 = Bs1 = Bs2 = BS3 R2
L3 R3
> yaN B1 B2 B3 @) <
. 1500 p 1500 . 1500 . 1500 .
C2/5/6/8 1/3/417 VT2 VT
% S5-S83 W . W £S1-S4 ? % OL1/R1
CS29” 2CS1,34
A10/13/16 A1/417 L2r2 £S1:3
A11/14/17 i A2/5/8
A12/15/18 A3/6/9 L3/R3
A B1-3

Bild 6.3:  Prinzipielle Messeinrichtung fiir die Trégerversuche

Die Versuche wurden im Biegepriifstand in der Versuchshalle des Instituts fiir Massivbau
durchgefiihrt. Alle Trager wurden zunéchst kraftgesteuert bis 40% der erwarteten Bruchlast
belastet. Im Anschluss daran wurden die Trdger einer Wechselbeanspruchung von
25 Lastwechseln zwischen 5% und 40% bezogen auf die erwartete Bruchlast ausgesetzt.
Teilweise wurden die Tridger danach entlastet, um Schwingungsmessungen durchzufiihren.
Abschliefend wurden die Trager bis etwa 60% der erwarteten Bruchlast kraftgesteuert und
dann bis zum Bruch weggesteuert belastet. Die einzelne Belastungsgeschichten finden sich in
den Versuchsdatenblittern im Anhang A .4.

6.3 Zeitabhangiges Materialverhalten — Schwinden des Betons

Die Schwindverformungen der Versuchstriger wurden aus den wéhrend des Erhdrtungspro-
zesses gemessenen Dehnungsverteilungen der Trager B150 (Betongurt 140 cm) und B700
(Betongurt 100 cm) berechnet. Die Messungen wurden iiber einen Zeitraum von bis zu 36
Tagen nach dem Betonieren mit Hilfe der Stahltriger-Dehnungsmessstreifen Al bis A18
durchgefiihrt.
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Bild 6.4  Verlauf der Dehnungen in der Mitte des Stahltrdgers, Trager B150
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Bild 6.5  Verlauf der Dehnungen in der Mitte des Stahltragers, Trager B700

Bild 6.4 zeigt die zeitabhidngigen Dehnungen in Feldmitte fiir den Trager B150. Die maximale
Stauchung des oberen Flansches betrug g; = -0,18%o0. Die Dehnungsverteilung iiber die Quer-
schnittshohe war nahezu linear. Etwa 21 Tage nach dem Betonieren nahmen die Dehnungen
nicht mehr signifikant zu. In den Viertelspunkten wurden Dehnungen in derselben GroBen-
ordnung gemessen, so dass von einer konstanten Dehnungsverteilung {iber die Trigerldnge
gesprochen werden kann. Der unruhige Kurvenverlauf bei t =20 h kann auf das stark ausge-
priagte Anfangsschwinden des hochfesten Betons zuriickgefiihrt werden. Die Dehnungen nach
28 Tagen erzeugen eine rechnerische Verformung des Tragers in Feldmitte von etwa 1,9 mm.

Bild 6.5 zeigt die Dehnungen infolge des Schwindens fiir den Trager B700. Der untere
Flansch erfahrt eine Zugbeanspruchung. Die Betonplatte dieses Trégers ist nur 1,0 m breit, so
dass die Schwindeinfliisse weniger ausgeprigt sind. Die maximalen Stauchungen infolge des
Schwindens des Betons sind geringer als die des Trigers B150, sie betragen &5 = -0,125%0. Ab
dem 15-ten Tag nach dem Betonieren sind sie nahezu konstant. Auch hier kann von einer
konstanten Dehnungsverteilung in Lingsrichtung des Trigers ausgegangen werden. Diese
Dehnungen erzeugen eine rechnerische Verformung des Trigers in Feldmitte von etwa
1,7 mm.
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6.4 Versuchsergebnisse — positive Momentenbeanspruchung

Nachfolgend werden die wichtigsten Versuchsergebnisse und die fiir die in dieser Arbeit be-
handelten Fragestellungen relevanten Erkenntnisse vorgestellt. Eine ausfiihrliche Dokumenta-
tion der Versuchsergebnisse ist in EGKS (2000) enthalten.

6.4.1 Last-Verformungsbeziehungen

In allen Versuchen wurde ein dhnlicher Verlauf der Last-Verformungskurve festgestellt. Der
nichtlineare Bereich wurde bei allen Trégern durch das Plastizieren im unteren Flansch einge-
leitet. In Tabelle 6.5 sind die Dehnungen an der Unterkante des Stahltridgers bei Beginn des
nichtlinearen Bereiches angegeben.

Versuchstrager Laststufe [kN] Moment [KNm] Dehnung UK Stahltrager [%o]
B100 600 900 2,58
B150 460 690 1,96
B200 600 900 2,10
B300 500 750 2,05
B700 240 720 2,12
B800 240 720 2,02

Tabelle 6.5:  Stahldehnungen bei Beginn des nichtlinearen Bereiches

Einen wichtigen Einfluss auf das Tragverhalten unter Gebrauchslasten hat der Haftverbund
zwischen Betonplatte und Stahltrager. Bei intaktem Haftverbund bleibt der Querschnitt nahe-
zu vollkommen eben, und es bildet sich nur eine Dehnungsnulllinie aus. Lost sich der Haft-
verbund, kommt es zu einem Dehnungssprung in der Verbundfuge und beide Querschnittstei-
le werden in groflerem Maf3e auf Biegung beansprucht. Um die Biegemomente aufnehmen zu
konnen, muss der Querschnitt nun starker als bei starrem Haftverbund rotieren, woraus grof3e-
re Verformungen bei gleicher Last entstehen. Am deutlichsten ist dies am Triager B300 fest-
zustellen. Bei diesem Tréger 16ste sich der Haftverbund erst bei etwa 80% der spéter erreich-
ten Traglast unter einem lauten Knall. Gleichzeitig war ein starker, schlagartiger Verfor-
mungszuwachs zu beobachten. Bei den anderen Trigern 16ste sich der Haftverbund schon bei
geringerer Lastbeanspruchung. In jedem Fall ist die Auflosung des Haftverbundes in den
Last-Durchbiegungskurven zu erkennen. Bild 6.6 zeigt zur Veranschaulichung dieses Sach-
verhaltes die Last-Durchbiegungskurven der Versuchsbalken B300 und B800.
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‘qé; 600 A
§ Auflésung Haftverbund
=

400
/ Trager B300
200
/ —Trager B800
0 | |

0 20 40 60 80 100 120
Durchbiegung [mm]

Bild 6.6:  Auflosung des Haftverbundes, Beispiele B300, BS0O
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Die Kraft in der Verbundfuge, die zur Auflosung des Haftverbundes fiihrt, kann sehr unter-
schiedliche GroBenordnungen annehmen. In Tabelle 6.6 sind die bei den einzelnen Trigern
erreichten mittleren Haftverbundspannungen zusammengestellt.

Versuchstrager Einwirkende Last laut Moment Mittlere Haftverbundz—
Versuchsprotokoll [kN] [KNm] spannung ty [kN/cm-]
B100 336 504 0,21
B150 460 690 0,29
B200 540 810 0,34
B300 605 908 0,38
B700 210-320 * 630-960 0,26-0,40
B800 180 540 0,23
Tabelle 6.6: Ungefdhre mittlere Verbundspannungen bei Auflosung des Haftverbundes

(*: Der Haftverbund I6ste sich nicht schlagartig, sondern kontinuierlich)

Ist der nichtlineare Bereich erreicht, nehmen die Durchbiegungen bei nur geringer Laststeige-
rung stark zu (Bildern 6.7 bis 6.9). Deutlich ist der positive Einfluss des Kammerbetons
(Bild 6.7) und der vollen Verdiibelung (Bilder 6.8 und 6.9) zu erkennen.
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Biegelinien der Trager B100 ohne (links) und B200 mit Kammerbeton (rechts)
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B700 Tragerachse [m] B80O Tragerachse [m]

0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6

S=——+ .S——

_ 2 0 ‘n._ o ——— -___—__—— _ 2 0 ..--- ---_,—
I\ AR\ //
E 4 _ E 4
> 60 © 7 "F=100kN > 60 "'F-100kN
2 \ = = =F=200kN 2 \ - - - E =200 KN
5 80 ~—F =300 kN 5 80 F = 300 kN
3 \ F =352 kN a \ F = 336 kN

100 N~—7" 100 N—> -

120 120

Bild 6.9:  Biegelinien der Triager B700, voll- (links) und B800, teilverdiibelt (rechts)

6.4.2 Traglasten

Bei allen Versuchen war die maBgebende Versagensursache ein Ausfall der Betondruckzone
(Bild 6.10). Das Versagen trat ein, wenn an einer Stelle des gedriickten Betongurtes die Be-
tonstauchung so gro3 wurde, dass die entstehenden Querzugspannungen in vertikaler Rich-
tung nicht mehr aufgenommen werden konnten.

Bild 6.10: Versagen der hochfesten Betondruckzone

In Tabelle 6.7 sind sowohl die mittleren als auch die maximalen gemessenen Dehnungen an
der Betonplattenoberseite in Feldmitte zusammengestellt. Fiir den Trager B100 liegen keine
Messwerte vor, da erst ab dem zweiten Versuch Dehnungsmessstreifen zur Messung der Be-
tonstauchung angebracht wurden. Die Last-Verformungskurven der sechs Trager sind in den
Bildern 6.11 bis 6.13 dargestellt.

Versuchstrager Traglast Moment Max. gemessene Max. mittlere
[kN] [KNm] Betonstauchung [%o] Betonstauchung [%o]
B150 756 1134 4,48 3,86
B200 889 1334 3,60 2,73
B300 720 1080 3,83 2,68
B700 352 1056 4,61 4,41
B800 336 1008 4,22 4,15

Tabelle 6.7: Traglasten und gemessene Betonstauchungen
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Bild 6.11: Last-Verformungskurven der Trager B100 (links) und B200 (rechts)
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Bild 6.12: Last-Verformungskurven der Trager B150 (links) und B300 (rechts)
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Bild 6.13: Last-Verformungskurven der Trager B700 (links) und B800 (rechts)

Versuche an Verbundtragern mit normalfestem Beton zeigten bei sonst gleichen Abmessun-
gen groflere Betonbruchstauchungen zwischen 6%o0 und 8% (EGKS, 2000). Dies bedeutet,
dass bei Verwendung von hochfestem Beton sowohl die Kriimmung des Verbundtréigers als
auch das Plastizieren des Stahltrdgers eingeschrinkt sind. Zusétzlich plastiziert der hochfeste
Stahl aufgrund seiner héheren Streckgrenze spiter. Daher kann das Versagen bei Verwendung
hochfester Baustoffe vor dem vollstindigen FlieBen des Stahltrdgers auftreten (Bild 6.14).
Um dies bei der Berechnung zu beriicksichtigen, miissen die Dehnungen des hochfesten Be-
tons — wie bei den Materialkennlinien fiir hochfesten Beton in DIN 1045-1 — begrenzt wer-
den. Bei Anwendung der plastischen Bemessung sind Korrekturen vorzunehmen (Kapi-
tel 7.1).

Ein Vergleich der maximalen Versuchslasten mit den rechnerischen Bruchlasten bestitigt
diese Uberlegungen. In Tabelle 6.8 sind Traglastberechnungen den Versuchslasten gegen-
libergestellt. Das Bemessungsmoment Mpnenn Wurde plastisch fiir die Materialfestigkeiten
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S460 und C70/85 nach den Regeln des Anhangs H zu EC 4 ohne Beriicksichtigung von Teil-
sicherheitsbeiwerten berechnet. Das rechnerische Bruchmoment My, wurde ebenfalls plastisch
mit den am Versuchstag aktuellen Materialfestigkeiten ohne Abminderungen bestimmt. Bei
Teilverdiibelung wurde sowohl mit der vereinfachten linearen Interpolationsmethode fiir das
M;, als auch mit der genaueren Gleichgewichtsmethode fiir das My G gerechnet.

100

290

- 4 %o 7,5 %o
FlieRspannung N /

T T J des Baustahls —
erreicht

. [ | 29.5 0/00

(a): S460 und C70/85  (b): S235 und C30/37

Bild 6.14: Gemessene Dehnungsverhéltnisse in einem Querschnitt mit (a) hochfesten Bau-

stoffen und (b) normalfesten Baustoffen

Folgendes ist zu erkennen:

Die Versagensursache war immer Druckzonenversagen der Betonplatte.

Die Traglasten konnen nur dann rechnerisch nachvollzogen werden, wenn die mittleren
Diibelkréfte aus den Abscherversuchen zu Grunde gelegt werden. Dadurch ergeben sich
hohere Verdiibelungsgrade als bei Verwendung der charakteristischen Diibeltraglasten.

Trager B100 und B150, die sich lediglich durch die Anordnung einer umschniirenden Bii-
gelbewehrung in der Druckzone unterscheiden, erreichten dieselben Traglasten, die exakt
den rechnerischen Werten entsprachen. Die Umschniirung der Druckzone hatte keine
Verbesserung der Duktilitdt der Betondruckzone zur Folge.

Der Schlupf blieb bei den voll verdiibelten Tragern unter 0,6 mm, bei den teilweise ver-
diibelten Triagern unter 1,50 mm und damit weit unter den Werten, die zu einem Diibel-
versagen fiithren konnten. Trotzdem erreichte Trager B300 nicht die rechnerische Traglast,
da die unvollstindige Verdiibelung das Verhéltnis zwischen Stahltrdgeranteil und Ver-
bundtrageranteil ungiinstig beeinflusste und die plastische Nulllinie in den Trager sinken
lie8. Hierdurch wurden die maximalen Betonstauchungen vorzeitig erreicht.

Durch den Kammerbeton und die darin liegende zusitzliche Zugbewehrung konnte die
Traglast des Tragers B200 erheblich gesteigert werden. Das maximale Moment vergrofer-
te sich im Vergleich zu Triager B700, der dieselbe Plattenbreite besall, um 26%. Das rech-
nerische Tragmoment wurde iiberschritten, da der Kammerbeton fiir eine Aussteifung des
Stahlprofils und eine VergleichmiBigung der Biegelinie sorgte, so dass die Beton-
bruchstauchungen erst bei hoheren Lasten erreicht wurden.

Der Trager B700 erreichte die rechnerische Traglast im Versuch nicht, obwohl seine
100%-ige Verdiibelung an den Verlauf der Langsschubkraft angepasst war, da die Druck-
zone vorzeitig versagte. Zwar konnten aufgrund der — wegen des flacheren Momentengra-
dienten — gleichmiBiger beanspruchten Druckzone in Balkenmitte héhere Betonstauchun-
gen aufgenommen werden als bei den Drei-Punkt-Biegeversuchen, jedoch waren sie nicht
ausreichend grof3, um das vollstindige Plastizieren des Stahlprofils sicherzustellen.
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Die Versuchslast des teilverdiibelten Triagers B80O ldsst auf einen Verdiibelungsgrad von
etwa 70% schlieen, bzw. auf eine Diibeltraglast von 190 kN. Dies entspricht nahezu den
im Einzelabscherversuch SPOT gemessenen Werten (Kapitel 4.7). Zusitzlich wurde durch
die Lasteinleitungen in den Viertelspunkten Reibung zwischen Betongurt und Stahltrager
aktiviert. Bei Annahme eines Reibungskoeffizienten zwischen nicht bearbeitetem Stahl
und Beton von 0,45 ergeben sich im Traglastbereich zusétzliche Kréfte von 150 kN.

B100 | B150 | B200 | B300 | B700 | B80O
Versuchslast Fi.s; ohne Eigengewicht [kN] 756 756 889 710 | 1056 | 1008
Versuchsmoment Mt mit Eigengewicht [kNm] 1151 | 1151 | 1353 | 1085 | 1071 | 1023
Moinenn (Nennfestigkeiten, ohne Sicherheiten) [kNm] | 915 915 926 782 818 693
zug. Lage der plastischen Nulllinie z,/hgomp [-] 0,22 | 0,22 | 0,27 - 0,26 -
tatsachliche Dubelkrafte aus Versuchen [kN] 140 140 140 140 140 140
tatsachliche Verdibelungsgrade [%] >100|>100|>100| 86 |>100| 51
M (tatséchliche Festigk., ohne Sicherheiten) [kNm] | 1153 | 1153 | 1293 | 1093 | 1098 | 879
zug. Lage der plastischen Nulllinie zx/hcomp [-] 0,12 | 0,12 | 0,17 - 0,17 -
Miest / Mpi [-] 1,00 | 1,00 | 1,05 | 0,99 | 0,98 | 1,16
Bruchmoment bei Teilverdibelung, Gleichgewichtsmethode M, e [kKNm] 1119 - 960
Mtest / I\/lpI,GG ['] 0,97 - 1-07

Tabelle 6.8:  Gemessene und berechnete Traglasten

6.4.3 Momenten-Kriilmmungsbeziehungen

Zur Bestimmung der Momenten-Kriimmungs-Beziehung existieren zwei Moglichkeiten:

a)

b)

Direkte Ermittlung der Kriimmung aus den gemessenen Dehnungen:
K= (8, unten - €, oben)/h (6 1)

Dabei ist h der lotrechte Abstand der Messstellen. Die Kriimmung ergibt sich aus der
Dehnung des oberen (Mittel aus den Messstellen A4/A13) und des unteren Stahltrager-
flansches (Mittel aus den Messstellen A6/A15).

Indirekte Ermittlung der Kriimmung iiber die Differentialgleichung der Biegelinie. Bei
den Versuchen wurden die Durchbiegungen in Feldmitte (IWA B2) und in den Vier-
telspunkten (IWA B1/B3) gemessen. In Feldmitte besitzt die Biegelinie aus Symmetrie-
griinden eine horizontale Tangente, am gelenkigen Auflager ist keine Verkrimmung des
Tragers vorhanden. Mit diesen Randbedingungen kann die tatsdchliche Biegelinie des
Versuchsbalkens durch ein Polynom 4. Ordnung approximiert werden. Durch zweimalige
Differentiation erhdlt man die Funktion fiir den Kriimmungsverlauf in Abhingigkeit der
Laufkoordinate x in Form einer quadratischen Parabel (1 = halbe Tragerldnge):

K(X):(Z—f'Bl- 186 -BZj-x-(%.Bl-%.BZJ-Xz (6.2)

4.1

Die mit Hilfe der beiden Methoden berechneten Momenten-Kriimmungs-Beziehungen stim-
men in allen Fillen gut iiberein (Bilder 6.15 bis 6.17). Abweichungen sind auf Messungenau-
igkeiten zuriickzufiihren. Zudem wurde bei der Ermittlung der Kriimmung des Stahltrigers
vom Ebenbleiben des Querschnitts ausgegangen. Dies ist nur eine Néherung fiir die tatséch-
lich vorhandene Dehnungsverteilung. Besonders im Traglastbereich liegen {iber die Hohe des
Querschnittes unterschiedliche Neigungen der Dehnungsebene (Kriimmungen) vor.
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Bild 6.15: Momenten-Kriimmungsbeziehungen der Triger B100 (links) und B200 (rechts)
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Bild 6.16: Momenten-Kriimmungsbeziehungen der Triger B150 (links) und B300 (rechts)
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Bild 6.17: Momenten-Kriimmungsbeziehungen der Triger B700 (links) und B80O0 (rechts)

115



6.4.4 Dehnungsverteilungen

Fiir alle Versuchstrager wurden Dehnungsverteilungen der Querschnitte in Feldmitte und in
den Viertelspunkten bestimmt. Sie wurden fiir die Dreipunkt-Biegeversuche bei Laststufen
von 200 kN und fiir die Fiinfpunkt-Biegeversuche bei Laststufen von 100 kN ausgewertet.
Damit ist ein Vergleich der Dehnungsverteilungen bei gleicher Momentenbelastung mdoglich.
Die Auswertung fiir den Triager B100 war an die Laststufen gebunden, bei denen Setzdeh-
nungsmessungen durchgefiihrt wurden (Bilder 6.18 bis 6.20).

Dehnungen [%o] Dehnungen [%o]
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t t t -1+ 0 ; ; ; WIIO— 0
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—<0—M =756 kNm 10 | —<>—M =900 kNm A 10
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Bild 6.18: Dehnungsverteilungen in Feldmitte der Trager B100 (links) und B200 (rechts)
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Bild 6.19: Dehnungsverteilungen in Feldmitte der Tréger B150 (links) und B300 (rechts)

Bei Trager B800 wird im Gegensatz zu allen voll verdiibelten Trédgern der obere Flansch des
Stahltragers gestaucht, d.h. der Stahltrager iibernimmt im Vergleich zum Triger B700 einen
groBeren Biegeanteil. Da der obere Flansch bei Trager BS00 Druckkrifte iibernimmt, muss
die Betondruckkraft aufgrund des Normalkraftgleichgewichtes geringer als beim Triger B700
sein. Ein Vergleich der Betondruckkrifte bei der Laststufe M = 900 kNm bestitigt dies (Ta-
belle 6.9). Bei Triager B80O bilden sich also zwei Nulllinien aus, und aufgrund der Unterver-
diibelung sind die beiden Traganteile aus dem Stahltrager und aus der Verbundwirkung be-
sonders deutlich zu erkennen.
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Bild 6.20: Dehnungsverteilungen in Feldmitte der Tréger B700 (links) und B80O (rechts)
Traqer Dehnung Oberkante | Dehnung Unterkante Lage der plastischen Betondruckkraft
9 Beton [%o] Beton [%o] Nulllinie [cm] [kN]
B700 -1,75 0,013 ~ 9,93 5231
B800 -1,86 0,326 ~ 8,51 4641
Tabelle 6.9:  Vergleich der Betondruckkraft der Triager B700 und B800 bei der Laststufe
M =900 kNm
6.4.5 Schlupf in der Verbundfuge

Eine Messung des Schlupfes in der Verbundfuge erfolgte in Feldmitte und in den Vier-
telspunkten der Verbundtriger. Bei den Tragern B150, B700 und B800 wurde zusitzlich der
Schlupf an den Endauflagern, bei B700 und B800 auch in den Achtelspunkten der rechten
Tragerhélfte gemessen. Die Messwerte der Wegaufnehmer lagen bei den voll verdiibelten
Verbundtriagern in einer GroBenordnung von 0,1-0,4 mm im Traglastbereich. Bei Triager
B800 wurden Relativverschiebungen von bis zu 1,5 mm gemessen (Bild 6.21), d.h. die Diibel
erreichten ihre maximale Traglast.

Abstand von Feldmitte [cm] Abstand von Feldmitte [cm]

300 -150 0 150 300 300 -150 0 150 300
1,50 1,50
1,00 1,00
B150 B800
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050 M = 300 kNm 050 L YTy

M =600 kNm M = 600 kNm !
100 7 M =900 kNm 1,00 M = 900 kNm
—O—M = 1134 kNm —O—M = 1011 kNm
1,50 ‘ - 1,50

Bild 6.21: Verlauf des Schlupfes iiber die Langsachse, Trager B150 (links), B800 (rechts)
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Aufgrund der Systemimperfektionen trat auch in Feldmitte ein Schlupfwert auf. Die lineare
Verbindung der Einzelmesswerte kann nicht zur Bestimmung des Schlupf-Nullpunktes ver-
wendet werden. Im Lasteinleitungsbereich treten starke Schwankungen in der Belastung der
Verbundfuge auf, was auch die numerischen Berechnungen bestétigen. Dieser Effekt ist bei
Einzellast starker ausgeprégt (Triger B150) als bei verteilter Last (Trager B800).

6.4.6 Zusammenfassung

Im Folgenden werden die Ergebnisse der Verbundtridgerversuche mit hochfesten Materialien
beziiglich der zu Beginn dieses Kapitels gestellten Fragen zusammengefasst.

Betondruckstauchungen

Die gemessenen Betondruckstauchungen waren signifikant geringer als bei Normalbeton, die
Trager versagten immer in der Druckzone bevor die Stahltrager voll plastizierten. Ein vorzei-
tiges Versagen kann bei hoch ausgenutzter Betondruckzone auftreten. Die Bruchstauchungen
sind daher z.B. nach DIN 1045-1 zu begrenzen.

Reduktionsfaktor

Die Spannungs-Dehnungsbeziehungen der hochfesten Werkstoffe miissen bei der Bemessung
der Tréger beriicksichtigt werden. Daher muss eine Korrektur bei der plastischen Bemessung
erfolgen. Dies gilt sowohl fiir den hochfesten Stahl als auch fiir den hochfesten Beton. Die Art
der Korrektur wird in Kapitel 7.1 behandelt.

Teilverdiibelung

Bei Teilverdiibelung lisst sich das Tragverhalten durch einen Beitrag des Verbundquer-
schnitts (Verbundtrigeranteil) und einen Beitrag des Stahlprofils (Stahltrigeranteil) beschrei-
ben. Je groBer der Verbundtrigeranteil ist, desto besser wird der Gesamtquerschnitt ausge-
nutzt und desto geringer sind die im Beton auftretenden Randstauchungen. Daher kann es bei
teilweiser Verdiibelung zu frilherem Betonversagen kommen. Die Diibeltraglasten werden
durch die Bemessungsansitze unterschitzt, so dass tatsdchlich grofere Verdiibelungsgrade
vorliegen als in der Bemessung angenommen.

Diibelverteilung

Eine Anpassung der Diibelverteilung an den Langsschubverlauf fiihrt zu einem iiber die Tri-
gerlangsachse ausgeglichenen Schlupfverlauf. Dadurch kdnnen Spannungsspitzen in der Ver-
bundfuge verhindert werden. Bei keinem der Versuchstriger wurde ein Diibelversagen beo-
bachtet. Ein FlieBen der Diibel trat lediglich bei einem der teilverdiibelten Tréger auf, fiihrte
jedoch nicht zum Versagen.

Kammerbeton

Neben der traglaststeigernden Wirkung der zusitzlichen Bewehrung sorgte vor allem die ver-
steifende Wirkung des Kammerbetons fiir einen giinstigeren Kriimmungsverlauf und niedri-
gere lokale Betonstauchungen. Hierdurch kam es zu einem spéteren Versagen der Beton-
druckzone und einer weiteren Traglasterhohung. Trotz einer ungiinstigen Lage der plastischen
Nulllinie infolge der erhdhten plastischen Normalkraft bei gleichzeitig geringer Betongurt-
breite wurden die plastischen rechnerischen Traglasten iiberschritten. Abminderungen sind
hier nicht erforderlich.
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6.5 Versuchsergebnisse - negative Momentenbeanspruchung

Ebenso wie bei den Versuchen unter positiver Momentenbelastung werden hier die wesentli-
chen Versuchsergebnisse vorgestellt (Details finden sich in EGKS, 2000). Dabei liegt der
Schwerpunkt auf der Uberpriifung der Angaben zur erforderlichen Mindestbewehrung a) im
Grenzzustand der Gebrauchstauglichkeit (Rissbreitenbegrenzung), b) im Grenzzustand der
Tragfahigkeit (Erreichen des vollplastischen Querschnittsmoments) und c¢) im Grenzzustand
der Rotation (Sicherstellung der Anwendbarkeit der FlieBgelenktheorie). Die verdnderten
Baustoffeigenschaften hochfester Werkstoffe, insbesondere die erhdhte FlieBdehnung des
hochfesten Baustahls, haben eine grof3ere Beanspruchung der Betongurtbewehrung zur Folge.
Daher waren die Vorschriften im ANHANG H (1996) des EC 4 bzw. im neuesten Entwurf
des EC 4 (EN 1994, 2001) sowie die Angaben nach BODE, UTH (1987) und RAMM, ELZ
(1995) (vgl. Kapitel 3.5) zu iiberpriifen.

Die Bewehrungsmenge der eigenen Versuchstridger und die Abweichungen zu den geforder-
ten Bewehrungsgraden zeigt Tabelle 6.10. Der Versuchstrager B400 mit einem Bewehrungs-
grad von 2% erreichte knapp die plastische Traglast, Triger B600 versagte vorzeitig. Auch
wenn der Duktilitdtsparameter auf 0,30 abgesenkt wird, kann der sich aus den Versuchen er-
gebende erforderliche Bewehrungsgrad von 2% nicht erreicht werden.

Ansatz zur Mindestbewehrung nach: Bewehrungsgrad Bewehrungsmenge
EC 4 — Gebrauchstauglichkeit 0,72% 8,6 cm?
Anhang H bzw. EN 1994, 2001 — Tragfahigkeit 1,50% 18,0 cm?
RAMM (z,/h' < 0,48) — Tragfahigkeit 0,64% 7,7cm?
BODE (z,/h‘ < 0,50) — Tragfahigkeit 0,54% 6,5 cm?
Absenkung des Parameters: z;'/h* < 0,30 1,54% 18,5 cm?
Vorhandene Bewehrung Trager B400: 2,00% 24,0 cm?
Vorhandene Bewehrung Trager B600: 1,00% 12,0 cm?

Tabelle 6.10: Mindestbewehrung nach EC 4, Anhang H bzw. EN 1994, 2001, RAMM, ELZ,
BODE, UTH sowie bei Absenkung des Duktilitdtsparameters auf 0,30 und
vorhandene Bewehrung fiir die Triger B400 und B600

6.5.1 Last-Verformungsbeziehungen

Bei den Tridgern ohne Kammerbeton kam es nach dem linearen Verlauf der Last-
Durchbiegungskurven infolge der vermehrten Rissbildung und der zunehmenden Betonstahl-
dehnung zu einer Abnahme der Steifigkeit bei einer Last von jeweils etwa 400 bis 500 kN.

600 600

hilm...
500 - T— 500 A 7~ =~
/—\ \.
= 400 A = 400 A
= =
7 300 B400 7 300 B600
— 200 ! ! — 200 A ‘ ‘
‘ = Balkenmitte ‘ = Balkenmitte
100 A 100 A
0 T T 0 T T
0 40 80 120 160 200 0 40 80 120 160 200
Durchbiegung [mm] Durchbiegung [mm]

Bild 6.22: Last-Verformungskurven der Trager B400 (links) und Triger B600 (rechts)
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Darauf leiteten das FlieBen der oberen Betonstahlbewehrung und das Beulen des unteren
Flansches das plastische Plateau ein. Nach dem Flieen auch der unteren Betonstahllage und
dem Beulen des Stahltrdgerstegs fiel die Last ab und musste bei konstant steigender Verfor-
mung zurliickgenommen werden. Bei sehr grolen Verformungen wurden die Experimente aus
versuchstechnischen Griinden abgebrochen (Bild 6.22).

Der Triager B500 verhielt sich wegen des bewehrten und schubfest durch Kopfbolzendiibel
mit dem Stahltridger verbundenen Kammerbetons wesentlich steifer. Sein Last-Verformungs-
verhalten war bis zu einer Last von 700 kN nahezu linear. Danach begann die Bewehrung des
Betongurtes zu flieBen, die Stauchungen des unteren Flansches des Stahltrégers erreichten die
Streckgrenze. Da der Kammerbeton seine Bruchstauchung noch nicht erreicht hatte, war eine
weitere Lastaufnahme mdoglich. Im Gegensatz zu den Tridgern ohne Kammerbeton stieg die
Last-Verformungskurve dieses Trigers bis zur Bruchlast von 818 kN flach an. Der Versuch
wurde schlieBlich bei einer Verformung von 200 mm abgebrochen (Bilder 6.23 und 6.24).

1400
1200 -
'E 1000 -
E T ~——
g 800 - e—
g 600 -
§ 400 - = RB500 - Balkenmitte
——B400 - Balkenmitte
200 4 /7 )
B600 - Balkenmitte
0 T T T T

0 40 80 120 160 200
Durchbiegung [mm]

Bild 6.23: Last-Verformungskurve des Trigers B500 im Vergleich zu denen der Trager
B400 und B600 (links), Flanschbeulen (rechts)

Fiir die Trager B400 und B600 kann die Verformungsfigur im Traglastbereich durch eine li-
neare Verbindung der Auflagerpunkte mit dem Wert der Mittendurchbiegung angenéhert
werden, da es zu einer konzentrierten Verdrehung im Bereich der Lasteinleitung kam und sich
ein FlieBgelenk ausbildete. Die Verformungsfigur des Tragers B500 ist durch die Wirkung
des Kammerbetons bis fast zu seiner Traglast parabelférmig, das Last-Verformungsverhalten
dhnelt dem eines stark bewehrten Stahlbetontridgers. In den Bildern 6.25 und 6.26 sind die
Messdaten als Biegelinie (Parabel vierter Ordnung) dargestellt.

Bild 6.24: Verformter Trager BS00 im Versuch
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Bild 6.25: Biegelinien der Trager B400 (links) und B600 (rechts)
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Bild 6.26: Biegelinien des Trigers B500

6.5.2 Traglasten
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Die Versuche B400 und B600 bestdtigten die Forderung nach einer erhohten Mindestbeweh-
rung beim Einsatz hochfesten Baustahls S460. Wéhrend die rechnerische Traglast des Tréagers
B400 durch den groBeren Liangsbewehrungsgrad der Betonplatte nur unwesentlich erhoht
wurde (etwa 3%), ergab sich im Versuch ein deutlicher Traglastunterschied von 10%. Der
geringer bewehrte Trager B600 erreichte seine charakteristische plastische Querschnittstrag-
fahigkeit nicht. Durch den Kammerbeton (Trdager BS00) konnte die Traglast weiter gesteigert
werden, der Traglastgewinn gegeniiber dem Trager B400 betrug 43% (Tabelle 6.11).

Versuchstrager B400 B500 B600
Tragfahigkeiten / Bewehrungsmenge 24 cm? 24 cm? 12 cm?
M, (tatsdchliche Materialfestigkeiten, ohne Sicherheiten) 842 kNm 1088 kNm 815 kNm
Moinenn (Nennfestigkeiten, ohne Sicherheiten) 784 KNm 998 kNm 728 KNm
Bruchmoment im Versuch Mg 860 kNm 1226 kKNm 776 KNm
Miest / My 102% 113% 95%
Miest / Mpinenn 110% 123% 107%

Tabelle 6.11: Tragfihigkeiten der Versuchstriager
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6.5.3 Momenten-Rotations- und Momenten-Kriimmungsbeziehungen

Die Rotationsfahigkeit wird zur Beurteilung der Verdrehfahigkeit des Querschnittes im Fliel3-
gelenk — also im Traglastzustand — benétigt. Zu ihrer Bestimmung kann der Verdrehwinkel ¢
durch die Integration des Kriimmungsverlaufes ermittelt werden. Dieses Verfahren, das bei
positiver Momentenbeanspruchung und auf Gebrauchslastniveau gute Ergebnisse liefert, ist
fiir den Traglastzustand unter negativer Momentenbeanspruchung wegen des entstehenden
FlieBgelenks ungenau. Daher wird der Verdrehwinkel fiir den negativen Momentenbereich
aus der Verformungsfigur bestimmt. Dies kann entweder {iber die Mittendurchbiegung
(UTH, 1987) zur Bestimmung des Sehnenwinkels ¢, oder iiber die Auflagerverdrehung zur
Bestimmung des Tangentenwinkels ¢; (Bild 6.27) erfolgen (HE, 1991). Da zur Bestimmung
der Auflagerverdrehung eine ausreichende Anzahl von Messstellen zur Verfligung stand, die
eine zuverldssige Berechnung ermdglichten, wurde letzteres Verfahren ausgewihlt. Zur Be-
stimmung der Auflagerverdrehung kann erstens die Ableitung der Biegelinie (Polynom vierter
Ordnung) verwendet werden:

4 5 36 93 32 . 22
=S B+— T+| 2 B-— T |- X2+ -2 B+ 2T |- x3 . 6.3
o)=-7BH (13 4.7 j : [ 1* j * (6.3)

Mit x =0 erhdlt man die Verdrehung des Querschnittes am Auflager. Die gegenseitige Ver-
drehung der Querschnitte an der Lasteinleitungsstelle ¢, ergibt sich dann zur doppelten Aufla-
gerverdrehung. Zweitens kann die Auflagerverdrehung mit den an den Endauflagern gemes-
senen Werten iiberpriift werden. Diese Uberpriifungen zeigten gute Ubereinstimmungen.

Tangentenwinkel ¢,
Bestimmung Uber die Auflagerverdrehung
oder die Ableitung der Funktion der Biegelinie

Sehnenwinkel o,:
Bestimmung Uber die Mittendurchbiegung

Bild 6.27: Sehnenwinkel ¢s und Tangentenwinkel o
Die Bilder 6.28 bis 6.30 zeigen die Momenten-Rotationskurven fiir die drei Versuchstrager.

Zur Uberpriifung der Kurven wurde jeweils die M-¢-Gerade:

¢=2-15- M

(6.4)

elastisch

fiir den Einfeldtrdger mit den elastischen Querschnittswerten des reinen Zustands II berech-
net, die immer flacher als die zugehorige Versuchskurve ist, da das Mitwirken des Betons auf
Zug nicht berticksichtigt wurde. Die Tragfahigkeiten My wurden mit den Nennfestigkeiten
ohne Teilsicherheitsbeiwerte berechnet (vgl. Tabelle 6.10).

Der hoher bewehrte Triager B400 erreichte eine um ca. 30% groflere Rotationskapazitit
AQ = Qrot - Qe1 als der Trager B600. Beide Triager wiesen ein ausgeprégtes FlieBplateau ab
¢ = 0,064 rad auf. Dies ist auf das Flieen der Betongurtbewehrung zuriickzufiihren. Die Tra-
ger erreichten ihr maximales Moment bei ca. 0,075 rad. Das Versagen wurde durch lokales
Beulen des Stahlprofils im Lasteinleitungsbereich eingeleitet.
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Bild 6.28: Momenten-Rotationsbeziehung und Rotationskapazititen des Tragers B400
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Bild 6.29: Momenten-Rotationsbeziehung und Rotationskapazititen des Triagers B500
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Bild 6.30: Momenten-Rotationsbeziehung und Rotationskapazititen des Trégers B600
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KEMP und DEKKER (1991) stellen ein Verfahren zur Bestimmung der erforderlichen Rota-
tionskapazitdt fir Trager der Querschnittsklassen 1 und 2 vor. Die vorhandene Rotationskapa-
zitdt r, geteilt durch einen Sicherheitsbeiwert soll dabei grof3er als die Mindestrotationskapazi-
tat r, sein:

! >r. mit den Rotationskapazitéten: (6.5)
Ymr
L
® . 0,5-M_ - ‘
r,=—- und r, = q)r wobei: @ :E—;A (6.6 bis 6.8)

¢ ($

und dem Sicherheitsfaktory =2,0 fiir duktiles Bauteilverhalten und y__=3,0 fiir plotzli-
ches Versagen.

"2 -
a 104
=
% /
2 08 Rotation capacity = rq =@a/Pe
o
= /
§ 06-
G Li
E I‘__"l
E bc / Rotation,&
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Bild 6.31: Definitionen zur Rotationsfahigkeit (oben) sowie Angaben zur erforderlichen Ro-
tationskapazitit (unten) nach KEMP und DEKKER (1991)
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@, bezeichnet den elastischen Anteil, ®, den plastischen Anteil der Verdrehung (Bild 6.31,
oben). @, wird nicht explizit berechnet, sondern geht iiber die angegebenen Grenzwerte fiir
die Rotationskapazitit r, ein. In Abhingigkeit von der Lage des Momentennullpunktes (Loca-
tion of point of inflection) bzw. dem Verhéltnis zwischen Stiitz- und Feldmoment (Hog-
ging/sagging resistance) und der angestrebten Momentenumlagerung (Redistribution of sup-
port moment) unter Gleichlast (Uniformly distributed load, U.D.L.) werden von KEMP und
DEKKER erforderliche Rotationskapazititen angegeben (Required rotation capacity)
(Bild 6.31, unten).

Fiir Querschnitte der Klasse 1 mit erlaubter Momentenumlagerung von 40% ergibt sich eine
erforderliche Rotationskapazitit r, von etwa 3,0. Fiir Querschnitte der Klasse 2 (30% Umlage-
rung) 1, = 1,5 und fiir die Klasse 3 (20% Umlagerung) r, = 1,0. Mit einem Sicherheitsbeiwert
Y. = 2,0 ergeben sich danach folgende Anforderungen (Tabelle 6.12).

Querschnittsklasse 1 2 3
Prozentuale Momentenumlagerung nach EC 4 40% 30% 20%
Erforderliche Rotationskapazitat r; - yn, 6,0 3,0 2,0
Vorhandene Rotationskapazitat r, Trager B400 1,28

Vorhandene Rotationskapazitat r, Trager B600 0,90

Vorhandene Rotationskapazitat r, Beam 3 (EGKS, 2000) 0,83

Tabelle 6.12: Anforderungen an die Mindestrotationskapazitit nach KEMP und DEKKER
(1991) fiir Zweifeldtrager und Gleichlast bei duktilem Versagen

Zusétzlich zu den eigenen Versuchen ist in Tabelle 6.12 der Triger Beam 3 aufgefiihrt, der im
Rahmen des EGKS-Forschungsvorhabens (2000) an der BUGH Wuppertal gepriift wurde. Er
bestand aus einem Stahltrager S460 und normalfestem Beton (f. = 28 N/mm?). Die Beweh-
rung entsprach der Mindestbewehrungsmenge nach Anhang H des EC 4. Keiner der gepriiften
Tréager konnte das Kriterium nach KEMP und DEKKER erfiillen. Die GroB3e der erforderli-
chen Rotationskapazitdt wird jedoch kontrovers diskutiert. HOFFMEISTER (1998) ermittelte
geringere Werte.

6.5.4 Nachrechnung der Momenten-Rotationsbeziehungen

Die Momenten-Rotationsbeziehung der Versuchstrager kann mit einem modifizierten FlieB3li-
nienverfahren nach FELDMANN (1994) berechnet werden. Dazu wird die Momenten-
Rotationskurve in drei lineare Abschnitte unterteilt. Der erste und der dritte Abschnitt werden
berechnet, der mittlere Abschnitt ergibt sich aus der Parallelverschiebung des dritten:

(1) Elastischer Anteil:

Fiir die gegenseitige Verdrehung in der Feldmitte des Einfeldtriger mit Einzellast gilt (Stei-
figkeit im reinen Zustand II ohne Beriicksichtigung des Mitwirkens des Betons):

M

Py =2-15- (6.9)

elastisch

(2) Plastischer Anteil:

Das vom Verbundquerschnitt aufnehmbare Moment ist von der Beulgeometrie des Flansches
abhingig. Die Druckkraft des unteren Flansches kann in Abhéngigkeit vom plastischen Ver-
drehwinkel @, nach der FlieBlinientheorie berechnet werden zu:
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A@)) 4 b, ot}
D =bf-tf~fy,max-(l—0,25- tf" +§-i-Ea hl (6.10)
mit
by: Flanschbreite [mm]
te Flanschdicke [mm]

fymax: FlieBspannung [N/mm?]

h,: Hohe des Stahltragers [mm]

Ea: E-Modul des Stahltrigers [N/mm?]
tw: Stegdicke

Es wird eine vereinfachte Beulform angenommen (Bild 6.32). Der Beulgrundrisswinkel be-
tragt 45°, das entspricht der im Versuch gemessenen Beulldnge von 30 cm. Die Amplitude der
Beule des Flansches wird in Abhdngigkeit von der plastischen Rotation berechnet, was bei
reinen Stahltrdgern eine Amplitude von

A(Ppl :2'ha .(ppl (611)
bedeutet, da die plastische Nulllinie in Querschnittsmitte liegt. Fiir Verbundtriger wird die

Beulamplitude in Abhédngigkeit von der plastischen Nulllinie bei Erreichen der Bruchlast be-
rechnet. Dazu muss die Formel nach FELDMANN folgenderma3en modifiziert werden:

A((ppl) = ha '(ppl :

14 o0 mit:h, <z <(h,+0,5-h,) (6.12)
O,S'ha *He — “pl — c H a .

mit:
h: Betongurtdicke [mm)]
zp:  Lage der plastischen Nulllinie nach Bild 6.33

Bild 6.32: Gewdhlter FlieBlinienmechanismus und Beulform im Versuch

Zur Berechnung der Momenten-Rotationskurve wird mit den tatsachlichen Festigkeitswerten
aus der Materialpriifung gerechnet. Die Lage der plastischen Nulllinie wird fiir den vollstén-
dig plastizierten Querschnitt berechnet. Vereinfachend wird angenommen, dass die Lage der
Nulllinie konstant bleibt. Das Moment M(¢,1) (Bild 6.33) ergibt sich in Abhéngigkeit von der
plastischen Verdrehung, wobei es nach oben auf das vollplastische Moment beschriankt wird,
zu:

M((pp1 ) =D (0,26 + Z:Ni -z, (zi: Abstinde der Normalkrifte von der Nulllinie). (6.13)
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Bild 6.33: Stiitzmoment in Abhéngigkeit von Dgur(®p1)
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Die Momenten-Rotationskurve fiir den Einfeldtrager im negativen Momentenbereich ergibt
sich aus der Addition des elastischen und des plastischen Anteils, d.h. die FlieBlinie wird um
den elastischen Anteil parallel verschoben. Die Berechnung zeigt eine gute Ubereinstimmung

mit den Versuchsergebnissen (Bild 6.34).
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Bild 6.34: Gemessene und berechnete Momenten-Rotationsbeziehungen des Triagers B400

Die Abweichung beim Triger B600 ergibt sich, da das vollplastische Moment im Versuch
nicht erreicht wurde (Bild 6.35). Qualitativ wird der Kurvenverlauf jedoch gut abgebildet.
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Bild 6.35: Gemessene und berechnete Momenten-Rotationsbeziehungen des Tragers B600
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6.5.5 Dehnungsverteilungen

Die Dehnungsverteilungen iiber die Querschnittshohe zeigen deutlich lokale Relativverschie-
bungen zwischen dem gerissenen Betongurt und dem oberen Flansch des Stahltrdgers. Dabei
nimmt die Normalkraft in der Betonplatte ab, und die Biegebeanspruchungen des Stahltriagers
und der Betonplatte nehmen zu. Durch die Superposition der Zugkraft des Betongurtes mit
den Beanspruchungen aus Biegung nehmen die Dehnungen an der Plattenunterseite ab und an
der Plattenoberseite zu. Die Kriimmungen des Betongurtes und des Stahltrdgers sind in den
meisten Féllen gleich grof3 (Bilder 6.36 bis 6.38).

Die maximalen Betonstahldehnungen des Tragers B600 waren aufgrund des geringeren Be-
wehrungsgrades wesentlich groBer (bis zu 20%o in der oberen Lage) als die des Trigers B400
(bis zu 14%o in der oberen Lage), die untere Betonstahllage des Trégers B400 erreichte ihre
Streckgrenze nur knapp. Daher wurde auch die Streckgrenze des oberen Flansches des Tré-
gers B400 nicht erreicht. Die zum unteren Rand hin abnehmenden Stahldruckstauchungen
sind auf das Beulen zuriickzufiihren, das die Werte der Dehnungsmessstreifen verfélscht. Der
Beulbeginn wurde aus der Differenz der gemessenen Dehnungen der beidseitig am unteren
Flansch angebrachten DMS festgestellt, da die zugehorigen Beulamplituden gegenlédufig sind.
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Bild 6.36: Dehnungen des Tragers B400 (links: Tragermitte, rechts: Viertelspunkt)
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Bild 6.37: Dehnungen des Tragers B5S00 (links: Tragermitte, rechts: Viertelspunkt)
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Bild 6.38: Dehnungen des Trigers B600 (links: Tragermitte, rechts: Viertelspunkt)

Zusétzlich zu den Dehnungswerten iiber den Querschnitt wurden an der Betongurtoberseite
bei ausgewdhlten Lastschritten Dehnungen entlang charakteristischer Linien mit Setzdeh-
nungsmessgeriten gemessen (Bild 6.39). Der Einfluss der Biigelbewehrung auf die Rissent-
wicklung macht sich in der Setzdehnungsmessung deutlich bemerkbar. Die Lage der Maxima
des Dehnungsverlaufes stimmt exakt mit der Lage der Biigel in Tragerldngsrichtung iiberein
(Biigel & 8 mm im Abstand von 20 cm).
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Bild 6.39: Setzdehnungsmessung in der Mittelachse des Tragers B400
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Rissbildung und Rissverteilung
Die ersten Risse entstanden entsprechend der Momentenbelastung an der Lasteinleitungsstel-

le. Schon auf geringem Lastniveau (ab 25% der plastischen Traglast) wurde eine gute
Rissverteilung zu den Auflagern hin erreicht. Die Risse entstanden zunéchst in den durch die

Querbewehrung (Abstand der Biigel: 20 cm) geschwichten Schnitten. Die sukzessive Risstei-
lung setzte bei einer Beanspruchung von 30 bis 40% der berechneten plastischen Traglast ein

(Bilder 6.40 bis 6.42).

6.5.6

~10cm

Abgeschlossenes Rissbild des Triagers B5S00 (hoher Bewehrungsgrad und Kam-

merbeton)

~10cm

Bild 6.42: Abgeschlossenes Rissbild des Tragers B600 (niedriger Bewehrungsgrad)

Bild 6.40: Abgeschlossenes Rissbild des Tragers B400 (hoher Bewehrungsgrad)
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Alle Trager zeigten ein gutmiitiges Rissbildungsverhalten. Triger B400 besall aufgrund des
hoheren Bewehrungsgrades ein feineres Rissbild. Nach Erreichen der Bruchlast wurden bei
allen Trdgern Rissbreiten von w = 0,2 mm bis 0,3 mm gemessen. Im Bereich der Sollbruch-
stelle traten einige klaffende Risse mit Rissbreiten bis zu w = 1,0 mm auf, die sich jedoch erst
bei groflen Verformungen (f> 150 mm) auBerhalb des Gebrauchstauglichkeitsbereiches ent-
wickelten (Tabelle 6.13). Der Kammerbeton hatte auf das abgeschlossene Rissbild und die
Rissentwicklung nahezu keinen Einfluss.

Laststufe in % | B400, Bruchlast 573 kN B500, Bruchlast 817 kN B600, Bruchlast 518 kN
der Bruchlast | Rissbreite | Rissabstand | Rissbreite | Rissabstand | Rissbreite | Rissabstand
10 - - 0,05 mm 20 cm - -

20 0,05 mm 20 cm 0,05 mm 10-20 cm 0,10 mm 20-40 cm
40 0,10 mm 10 cm 0,10 mm 10 cm 0,15 mm 20 cm
60 0,175 mm 10 cm 0,25 mm 10 cm 0,20 mm 10-20 cm
80 0,20 mm 5-10 cm 0,25 mm 5-10 cm 0,20 mm 10 cm
90 0,25 mm 5-10 cm 0,25 mm 5-10 cm 0,25 mm 10 cm
100 < 0,25 mm 5-10 cm < 0,25 mm 5-10 cm < 0,30 mm 5-10 cm

Tabelle 6.13: Vergleich der Rissbreiten und der Rissabstinde

6.5.7 Mindestbewehrung im Grenzzustand der Tragfihigkeit

Die in Kapitel 3.5 vorgestellten Ansédtze zur Berechnung der Mindestbewehrung im Grenzzu-
stand der Tragfahigkeit nach Anhang H zum EC 4, nach BODE, UTH (1987) und nach
RAMM, ELZ (1995), die das Erreichen des plastischen Momentes sicherstellen, werden im
Folgenden auf ihre Empfindlichkeit gegeniiber den EinflussgroBen gepriift. Danach werden
die theoretisch erforderlichen Bewehrungsgrade mit den Ergebnissen aus einer Versuchsda-
tenbank verglichen, um die Zuverldssigkeit der Ansétze zu beurteilen.

Parameterstudie

Fiir den in Tabelle 6.14 charakterisierten Querschnitt wurden die unterschiedlichen Mindest-
bewehrungsgrade in Abhdngigkeit der variierenden Querschnittswerte und Materialfestigkei-
ten berechnet. In den folgenden Diagrammen werden die Reaktionen der Formeln auf die Va-
riation eines Parameters dargestellt. Die Betonzugfestigkeit wurde fiir hochfesten Beton mit
Betonfestigkeiten fi > 50 N/mm” nach REMMEL (1994) berechnet. Die Standard-Eingabe-
werte sind in Tabelle 6.14 dargestellt.

Betongurt: 10 x 120 cm?
Flansche: 300 x 14 mm?
Steg: 262 x 8,5 mm?
Betonstahl: @ 8 mm

fo = 30 N/mm? bzw. 70 N/mm? | E¢, = 32000 N/mm? bzw. 41200 N/mm?

fyx =460 N/mm? E. = 195000N/mm?

fs« = 500 N/mm? Gy = 400 N/mm?

Tabelle 6.14: Querschnittsdaten fiir die Vergleichsrechnungen zur Mindestbewehrung

Alle drei Ansitze berechnen fiir steigende Stahlfestigkeiten eine erhohte Mindestbeweh-
rungsmenge (Bild 6.43). Die Anderung der Betongiite wirkt sich nur bei Anwendung der Vor-
schrift nach Anhang H aus, da diese die Betonzugfestigkeit beriicksichtigt (Bild 6.43, Ver-
gleich zwischen linkem und rechtem Bildteil). Begriindet wird diese Abhédngigkeit durch die
erhohten Erstrissspannungen.
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Anderung der Baustahlgiite (Beton C30/37) Anderung der Baustahlgiite (Beton C70/85)
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Bild 6.43: Bewehrungsgrad in Abhéngigkeit der Baustahlgiite fiir normalfesten (links) und
hochfesten Beton (rechts)
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Bild 6.44: Bewehrungsgrad in Abhéngigkeit der Betongurtbreite (links) und der Stegdicke
des Stahlprofils (rechts)

Die Ansétze nach BODE und RAMM gehen vom Zustand II aus, daher spielt nur die absolute
Bewehrungsmenge eine Rolle, mit zunehmender Betongurtbreite sinkt deren flachenbezoge-
ner Anteil. Bei dem Ansatz des Anhangs H bzw. des neuen Entwurfs zu EC 4 EN 1994
(2001) erhoht sich die Bewehrungsmenge mit einer Verbreiterung des Betongurtes, da sie
iiber eine Risskraft berechnet wird (Bild 6.44, links). Mit zunehmender Stegdicke verschiebt
sich die Position der plastischen Nulllinie im Verbundquerschnitt zum Betongurt. Dies wirkt
sich fiir den Traglastzustand ungiinstig aus und muss mit einer erh6hten Bewehrungsmenge
ausgeglichen werden. Dies wird konsequent lediglich von den Ansdtzen nach BODE und
RAMM beriicksichtigt (Bild 6.44, rechts).
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Auswertung der Versuche aus der Literatur

Die Versuche aus der Literatur mit Verbundtrdgern im negativen Momentenbereich (vgl. dazu
Kapitel 3.5 und Anhang A.1) wurden hinsichtlich ihres Bewehrungsgrades und der Ver-
suchsmomente im Vergleich zu den rechnerischen plastischen Momenten ausgewertet.
Bild 6.45 zeigt die Versuche, bei denen das plastische Moment erreicht wurde und das Ver-
hiltnis der unterschiedlichen rechnerischen Bewehrungsmengen zur vorhandenen Bewehrung.
Bei den Séulen, die kleiner als Eins sind, ist die vorhandene Bewehrung gréfer als die rechne-
rische. Sind die Sadulen grofer als Eins, liegt nach dem jeweiligen Ansatz zu wenig Beweh-
rung im Betongurt, die Triger erreichten ihre plastische Traglast aber trotzdem.
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Ansatze bezogen auf die Versuche, plastisches Moment erreicht

Bild 6.45: Verbundtrdger im negativen Momentenbereich, die das rechnerische plastische
Moment im Versuch erreicht haben

Bild 6.46 zeigt die Tréger, die ihr rechnerisches Moment nicht erreichten, also vorzeitig ver-
sagten. Fiir den Fall, dass weniger Bewehrung eingelegt wurde als gefordert (Sdulen grofer
als Eins), kann iiber den jeweiligen Ansatz keine zuverldssige Aussage getroffen werden.
Wurde das plastische Moment jedoch nicht erreicht, obwohl mehr Bewehrung als gefordert
vorhanden war (Sdulen kleiner als Eins), liegt der betroffene Ansatz auf der unsicheren Seite.

Auf Grundlage der ausgewerteten Versuche lassen sich keine statistisch begriindbaren Aussa-
gen zum Mindestbewehrungsgrad treffen, da zu viele Einflussparameter variieren. Es existie-
ren lediglich zwei Versuchsreihen, die sich nur im Bewehrungsgrad unterscheiden und zur
Bestimmung der Mindestbewehrungsgrenze konzipiert wurden, dies sind die Versuche von
RAMM, ELZ (1995) (0,4% bzw. 0,9% Bewehrung) sowie die eigenen Versuche mit hochfes-
ten Materialien (Trager B400 und B600).
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Ansétze bezogen auf die Versuche, plastisches Moment M, nicht erreicht

Bild 6.46: Verbundtrdger im negativen Momentenbereich, die das rechnerische plastische
Moment im Versuch nicht erreicht haben

Zusammenfassung
Folgende Erkenntnisse konnen festgehalten werden:

* Die erforderliche Mindestbewehrung im Grenzzustand der Tragféhigkeit ist in der Regel
grofer als die erforderliche Mindestbewehrung im Grenzzustand der Gebrauchstauglich-
keit.

= Die Versuchsauswertungen aus der Literatur zeigen, dass auf die Anordnung einer ge-
mischten Bewehrung aus Mattenstahl und Stabstahl unbedingt verzichtet werden sollte.
Da die Mattenbewehrung nicht ausreichend duktil ist, versagt sie unter Umstdnden bevor
der Stabstahl flief3t.

» Die Ansdtze nach BODE, UTH und RAMM, ELZ berticksichtigen das Tragverhalten im
Grenzzustand der Tragfihigkeit unter Annahme des reinen Zustands II. Thr Modell wird
dem tatsdchlichen Tragverhalten gerecht. Es gilt jedoch nur fiir normalfeste Werkstoffe.
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Die eigenen Versuche bestitigen tendenziell den Ansatz nach ANHANG H und denjeni-
gen nach BODE und RAMM, wenn deren Grenzwert fiir die Lage der plastischen Nullli-
nie auf mindestens a < 0,3 abgesenkt wird. Dies ist erforderlich, da der hochfeste Beton
zwischen den Rissen stirker auf Zug mitwirkt als normalfester Beton, was zu geringeren
mittleren Betongurtdehnungen fiihrt und das vollstindige Plastizieren des Stahltrdgers
behindert.

Die Regeln zur Bestimmung des Mindestbewehrungsgrades im Grenzzustand der Tragfa-
higkeit konnen auf Grundlage der zur Verfiigung stehenden Versuchsdaten aus der
Literatur aufgrund der groBen Zahl variierender Systemparameter statistisch nicht
bestétigt werden.

Es besteht weiterer Forschungsbedarf zur Kliarung der Einfliisse von Stahlfestigkeit, Beu-
len und stabilisierenden MaBnahmen (Bleche, Kammerbeton) auf die Erreichbarkeit des
rechnerischen plastischen Momentes im Grenzzustand der Tragfahigkeit.
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7 Verbundtriger aus hochfesten Baustoffen — Berechnungen

7.1 Parameterstudie zur plastischen Querschnittsberechnung im positi-
ven Momentenbereich fiir vollverdiibelte Triger

Um die Auswirkungen der plastischen Berechnung bei Verbundtragern der Klasse 1 und 2 mit
voller Verdiibelung aus hochfesten Werkstoffen im positiven Momentenbereich zu tiberprii-
fen, wurde ein Programm entwickelt, das automatisch plastische und elastisch-plastische
Querschnittsanalysen durchfiihrt und die Ergebnisse miteinander vergleicht. Bei der elastisch-
plastischen Bemessung wurde fiir den Stahl eine bilineare Spannungs-Dehnungslinie mit ei-
nem E-Modul von 200000 N/mm? angenommen, fiir den Beton wurde die Spannungs-Deh-
nungs-Charakterisktik der DIN 1045-1 verwendet (vgl. Kapitel 3.1). Das Programm variiert
selbststindig die folgenden Parameter in den jeweils angegebenen Grenzen:

* Anteil der Betonplattendicke an der Gesamttragerhohe: 10% ... 40%
» Anteil der Flanschfldche an der Stahlquerschnittsflache: 28% ... 41%
* Anteil der Flanschdicke an der Stahltrdgerhdhe: 3% ... 17%
= Lage der plastischen Nulllinie bezogen auf die Gesamttridgerhdhe: 1% ... 40%

Um alle auftretenden Verbundquerschnittstypen zu untersuchen, werden die Einflussgréf3en in
allen sinnvollen Kombinationen miteinander permutiert. Dadurch lassen sich abhidngig von
der Schrittweite der jeweiligen Parametervariation beliebig viele Querschnittsanalysen durch-
filhren. Um die in der Realitdt speziell hinsichtlich der Stahltragergeometrie nicht auftreten-
den Kombinationen auszusortieren, wurden Korrekturabfragen eingebaut. Fiir einige géngige
Walzprofile sind in Tabelle 7.1 die charakteristischen Werte zusammengestellt.

Profil Hoéhe Breite | Querschnitt Flanschflache/Quer- Flanschdicke/Quer-
[mm] [mm] [mm?] schnittsflache [%] schnittshéhe [%]
IPE 80 80 46 764 32,69 6,79
IPE 500 500 200 11600 29,42 3,41
IPE 600 600 220 15600 28,38 3,35
HEA 100 96 100 2120 40,57 8,96
HEA 500 490 300 19800 36,55 4,92
HEA 1000 990 300 34700 27,94 3,26
HEB 100 100 100 2600 40,77 10,60
HEB 500 500 300 23900 36,53 5,82
HEB 1000 1000 300 40000 27,96 3,73
HEM 100 120 106 5320 40,98 17,14
HEM 600 620 305 36400 34,42 6,63
HEM 1000 1008 302 44400 28,05 4,09

Tabelle 7.1:  Charakteristische Geometriekenndaten iiblicher Stahlwalzprofile

Aufgetragen wurde der Quotient aus den jeweils plastisch (M) und elastisch-plastisch (M)
ermittelten Widerstandsmomenten in Abhéngigkeit von der Lage der plastischen Nulllinie.
Bild 7.1 zeigt den Fehler, der bei der plastischen Bemessung gemacht wird, fiir die Kombina-
tionen normalfester Stahl S235 mit normalfestem Beton C30/37, hochfester Stahl S460 mit
normalfestem Beton C30/37, hochfester Stahl S460 mit hochfestem Beton C70/85 sowie hoch-
fester Stahl S460 mit hochfestem Beton C100/115. Deutlich ist der gro3er werdende Fehler bei
steigenden Materialfestigkeiten zu erkennen.
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Verhiltnis von elastisch-plastischem Widerstandsmoment zu plastischem Wider-
standsmoment in Abhingigkeit von der Lage der plastischen Nulllinie und von
unterschiedlichen Materialkombinationen

S460 und C70/85 - keine Korrekturen
Betonplattendicke = 40% der Tragerhdhe
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Verhiltnis von elastisch-plastischem Widerstandsmoment zu plastischem Wider-
standsmoment in Abhingigkeit von der Lage der plastischen Nulllinie und von
unterschiedlichen Querschnittsausbildungen

Der Einfluss der Betonplattendicke und des Stahlprofils auf den Fehler ist in Bild 7.2 darge-
stellt. Eine diinne Betonplatte mit einem Anteil von 10% an der Gesamttragerhdhe wird in
den meisten Féllen hoch ausgenutzt, was zu einem signifikanten Fehler bei bereits kleinen
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Xpl/heomp-Verhdltnissen fiihrt. Fiir Werte Xp1/heomp groBer als 0,35 ist die Abhéngigkeit nicht
dargestellt, da die Bemessung in diesen Fillen unwirtschaftlich ist. Im Gegensatz dazu flihrt
eine dicke Betonplatte mit einem Anteil von 40% an der Gesamttragerhohe zu geringen Feh-
lern bei hoher Nulllinienlage, da in diesen Fillen der hochfeste Stahl fast vollstindig plastizie-
ren kann. Unterschiedliche Stahlprofile wirken sich nur unwesentlich auf die Fehler aus.

1,14 9 My/M, in Abhangigkeit von Xpi/hcomp 1,14 1 MJ/M, in Abhangigkeit von Xpi/hcomp
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1,1 Faktor By nach Anhang H zu EC 4 ol 1,11 Faktor By nach Anhang H zu EC 4
1,08 : 1,08
1,06 A 1,06
1,04 1 1,04 4
1,02 1 1,02 1
1 4ooooog 1 1
0,98 OO 0,98 1
0,96 1 0,96 1
0,94 T T T 0,94 T T T T
0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3

Bild 7.3:  Verhiltnis von elastisch-plastischem Widerstandsmoment zu plastischem Wider-
standsmoment in Abhdngigkeit von der Lage der plastischen Nulllinie bei An-
wendung des Korrekturfaktors B, nach ANHANG H (1996)

Der geringe Fehler bei Verbundtragern aus normalfesten Baustoffen wird durch Material- und
Systemreserven wieder aufgehoben. Daher ist die plastische Bemessung dort zuldssig. Wer-
den hochfeste Werkstoffe verwendet, sind Korrekturen erforderlich. Die Anwendung des in
ANHANG H (1996) des EC 4 vorgeschriebenen Faktors (B fiir die plastische Bemessung von
Verbundkonstruktionen mit hochfestem Stahl S460 fiihrt zu den Verbesserungen in Bild 7.3.
Es ist erkennbar, dass die plastische Momententragfahigkeit M die tatsdchliche elasto-
plastische Momententragfihigkeit M, in vielen Féllen unterschitzt, da der Abminderungsfak-
tor die Unsicherheiten, die aus der speziellen Spannungs-Dehnungs-Beziehung des hochfesten
Betons resultieren, nicht beriicksichtigt.

ﬂpl
,LOIIX vNSS+N.‘E‘,C: existing EC 4 design rules apply

2) When plast. neutral axis in steel profile:
JHSS+NSC only elastic cross-sectional resistance

or
<INSS+HSC -
calculation of the resistance under
consideration of the non-linear

|
|
|
|
|
\
|
|
' material behaviour and of strain

\
|
|
|
|
|
l |

0.85 Y1 HSS+HSC imitati
75% ) limitations
t t t T t 1 >
-100% -50% 0 50% 100% g?&ceepqthage
concrete slab steel profile
Notations:

NSS: normal strength steel (S235+S355)
HSS: high strength steel (S460+S690)
NSC: normal strength concrete (C20-C50)
HSC: high strength concrete (C60-C100)

Bild 7.4: Abminderungsbeiwert [, nach dem Lehrstuhl fiir Stahlbau der RWTH Aachen,
LfS (EGKS, 2000)

Zur Verbesserung des Korrekturvorgangs bei Anwendung hochfesten Betons existieren zur-
zeit zwel Vorschldge. Bei dem ersten Konzept wird ebenfalls ein globaler Abminderungsbei-
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wert eingefiihrt, mit dem das plastisch ermittelte Moment reduziert wird (HOFFMEISTER,
SEDLACEK, MULLER, KUHN, 2000; EGKS, 2000). Der Beiwert ist wiederum abhiingig
von der Lage der plastischen Nulllinie. Zusétzlich wird die Position der Verbundfuge mit ein-
bezogen (Bild 7.4). Die Anwendung dieses Konzeptes zeigt eine Verbesserung fiir einen gro-
Ben Teil der mdglichen Querschnittsausbildungen. Es ergeben sich jedoch weiterhin sowohl
Unsicherheiten, als auch viele Fille, in denen die tatsdchliche Tragfahigkeit von der plasti-
schen Bemessung unterschitzt wird (Bild 7.5). In dem Bild nicht zu erkennen sind die Fille,
bei denen die plastische Nulllinie unterhalb der Verbundfuge liegt, da sie im Rahmen dieses
Konzeptes nicht plastisch berechnet werden diirfen.

Im zweiten Konzept geht die verdnderte Spannungs-Dehnungs-Charakteristik des hochfesten
Betons direkt bei der Berechnung der Betondruckkraft iiber die Abminderung der anzusetzen-
den Betondruckfestigkeit (Tabelle 7.2) durch den Beiwert Beonerete €in (HEGGER, DOING-
HAUS, 2000). Der Einfluss des hochfesten Stahls wird anschliefend durch den globalen Fak-
tor B, aus dem Anhang H des EC 4 beriicksichtigt. Die Werte fiir den Faktor Beoncrete Sind das
Ergebnis einer ersten eigenen Parameterstudie, bei der jedoch nicht alle moglichen Quer-
schnittsvariationen beriicksichtigt wurden. Die Anwendung dieses Konzeptes fiihrt zu einer
Verbesserung, jedoch liegt auch hierbei ein groBer Teil der Werte weit auf der sicheren Seite.

Beton C < 55/67 55/67 60/75 70/85 80/95 90/105 100/115
Faktor Beoncrete 1,00 0,98 0,95 0,90 0,85 0,80 0,75
Tabelle 7.2:  Abminderungsbeiwert Beoncrete fllr hochfesten Beton in Verbundkonstruktionen

nach HEGGER, DOINGHAUS (2000)

Um das Ziel einer sicheren und wirtschaftlichen plastischen Bemessung mit homogen verteil-
ten Abweichungen zu erreichen, wurde in einem zweiten eigenen Ansatz durch systemati-
sches Probieren zusitzlich zu dem Faktor Beoncrete €in€ neue Definition des Faktors 3, gefun-
den. Dieser Faktor Bpineu 1St abhéingig von der Betongurtdicke bezogen auf die Gesamthdhe
des Verbundquerschnitts und von der Lage der plastischen Nulllinie (Bild 7.7 und Tabelle
7.3). Auch hier gilt: Sinkt die plastische Nulllinie tiefer als 30% in den Querschnitt, sollte
elasto-plastisch mit den Materialkennlinien fiir Beton nach DIN 1045-1 gerechnet werden, da
in diesem Fall die Abweichungen zwischen plastischer und elasto-plastischer Bemessung zu
gro3 werden. Im Anhang A.6 wird die im Folgenden beschriebene Vorgehensweise innerhalb
einiger Bemessungsbeispiele angewendet.

1,14 7 MMy in Abhéngigkeit von Xp/hcomp 1,14 7 MJ/My in Abhéngigkeit von Xui/hcomp
1,12 /S460 und C70/85 - Korrektur mit dem 1,12 7 S460 und C70/85 - Korrektur mit den
1,1 I modifizierten Faktor By des LfS (2000) 1,1 J[Faktoren By nach Anhang H und Bconcrete
1,08 ceryeern 1,08
1,06 - B BB s B BT PP 8 B 1,06 -
1,04 - : gin 1,04 -
1,02 - 1,02 -
1 4 onooogg 1 {oooooQQQE
0,98 - 0,98 -
0,96 0,96
0,94 ' ' ! 0,94 ' ' ; : !
0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3
Bild 7.5:  Verhiltnis von elastisch-plastischem Widerstandsmoment zu plastischem Wider-

standsmoment in Abhdngigkeit von der Lage der plastischen Nulllinie bei An-
wendung des Abminderungsbeiwertes B, nach dem Lehrstuhl fiir Stahlbau der
RWTH Aachen, L{fS (EGKS, 2000) (links) und bei Anwendung der Abminde-
rungsbeiwerte PBeoncrete il hochfesten Beton nach HEGGER, DOINGHAUS
(2000) und By nach ANHANG H (1996) (rechts)
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Es wird vorgeschlagen, bei der plastischen Berechnung wie folgt vorzugehen:

Bestimmung der bezogenen Betonplattendicke he/hcomp.
Auswahl der entsprechenden Kurve im Bemessungsdiagramm.
Abminderung der Rechenfestigkeit des Betons mit dem entsprechenden Faktor Beoncrete-

Bestimmung der Lage der plastischen Nulllinie Xpi/hcomp.

ok W=

Liegt die plastische Nulllinie innerhalb der oberen 40% der Betonplatte, ist keine Ab-
minderung erforderlich. Innerhalb der unteren 60% erfolgt die Abminderung nach der
ersten Gerade zwischen den Punkten [J und [, auch hierbei kann der Grenzwert
Xpl/hcomp < 0,3 malligebend werden. Liegt die plastische Nulllinie im Stahltrager, wird
der Faktor Bpineu nach der zweiten Gerade zwischen den Punkten ] und M bestimmt.

Auf diese Weise wird der giinstige Einfluss eines stirkeren Betongurtes beriicksichtigt, und es
erfolgt eine sichere und wirtschaftliche plastische Bemessung. Fiir den neuesten Entwurf zum
EC 4 (EN 1994, 2001) sind die grau hinterlegten Werte fiir Beoncrete @anzusetzen. Der Entwurf
streicht den Faktor a = 0,85 zur Berlicksichtigung von Langzeitwirkungen und fiihrt statt des-
sen einen Formfaktor in derselben Groflenordnung ein, um die Fehler bei der plastischen Be-
messung mit normalfestem Beton auszugleichen. Das Rechenergebnis dndert sich dadurch
nicht. Jedoch miissen fiir die plastische Bemessung mit hochfestem Beton alle Formfaktoren
Beonerete Mit 0,85 multipliziert werden. Dies ist im grau hinterlegten Teil der Tabelle gesche-
hen. Die Ergebnisse der Anwendung dieser Faktoren zeigt Bild 7.6. Es wird deutlich, dass der
Faktor Beoncrete €rforderlich ist, um ein ausreichendes Sicherheitsniveau zu erreichen. Die ei-
genen Untersuchungen haben gezeigt, dass eine weitere Vereinfachung des Abminderungs-
faktors vom bilinearen Verlauf zum linearen Verlauf eine grofere Fehlerstreuung und damit
sowohl unsicherere als auch unwirtschaftlichere Bemessungswerte zur Folge hat.

1,14 7 My/My in Abhangigkeit von xp/hcomp 1,14 11 My/Mp, in Abhéngigkeit von Xp/hcomp
1,12 11S460 und C70/85 - Korrektur mit dem 1,12 115460 und C70/85 - Korrektur mit den
1,19 Faktor Byiney und OHNE Beoncrete 1,17 Faktoren Bpp.neu und Beoncrote

1,08 1 1,08 1
1,06 1,06
1,04 1 1,04 4
1,02 1,02 1

11 11
0,98 1 0,98 1
0,96 0,96 1
0,94 T T T T 1 0,94 T T T T T 1

0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3
1,14 71 MJ/M, in Abhangigkeit von Xgi/hcomp 1,14 71 MJ/M,, in Abhangigkeit von Xp/hcomp
1,12 1 [S460 und C55/67 - Korrektur mit den 1,12 18460 und C30/37 - Korrektur mit den
1,11 Faktoren Bpney und Beoncrete 1,11 Faktoren Bpiney und Beoncrete

1,08 A1 1,08
1,06 1,06
1,04 1,04
1,02 1 1,02 A :

1-:--:-!'
0,98 1 0,98 1
0,96 1 0,96 1
0,94 T T T ' { 0,94 T T T . . {

0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3

Bild 7.6:  Verhéltnis von elastisch-plastischem Widerstandsmoment zu plastischem Wider-
standsmoment in Abhdngigkeit von der Lage der plastischen Nulllinie bei An-
wendung des vorgeschlagenen Abminderungsbeiwertes Ppines Ohne und mit
gleichzeitiger Anwendung des Faktors Beoncrete fllr verschiedene Betongiiten
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Abminderungsfaktoren f,..... = f../f. fur hochfeste Betone
Beton C < 55/67| 55/67 | 60/75 | 70/85 | 80/95 |90/105|100/115
Beoncrete 1,00 | 0,98 0,95 0,90 0,85 0,80 0,75
Beoncrete 0,85 | 0,83 0,81 0,77 0,72 0,68 0,64
Abminderungsfaktor B,.... = M:/M,, flr hochfesten Stahl S460
4 o — QY ™ < O (o} N~ (e0) o -
2 @ O O & |9 @ O ED} S =
S ooogQQQQOOr

T <

>

O o] ——

cC |

Il iy

X
SRS

o
©

vV V ’

A "

g’ £ / /h.=0,40
g | A= 2% =0,
fE ;a L :xp|/hC= 1,00
n
W x/h,.,=030
o O o
o ) Q
: o@ﬁﬂﬂi
Mg = Betongurthohe/Verbundtragerhohe
v |

Bild 7.7:  Abminderungsbeiwerte Bconcrete UNd  Bpineu zur plastischen Bemessung von Ver-
bundtrigern mit hochfestem Beton und hochfestem Stahl im positiven Momen-
tenbereich in Abhdngigkeit der Betonfestigkeit f.k, der Betongurthdhe he in Bezug
zur Verbundtragerhohe heomp und der Lage der plastischen Nulllinie x,,; (**: diese
Werte sind auf der Grundlage des neuen Entwurfs zu EC 4 (EN 1994, 2001) zu
verwenden.)
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Abminderungsfaktoren 3

= f_ /f, fur hochfeste Betone

concrete c,pl

Beton C < 55/67| 55/67 | 60/75 | 70/85 | 80/95 | 90/105 [100/115
Beoncrete 1,00 | 098 | 095 | 0,90 | 0,85 | 0,80 | 0,75
Beoncrote 0,85 | 083 | 081 | 0,77 | 0,72 | 0,68 | 0,64
Abminderungsfaktor f,,... = Mg /M, flr hochfesten Stahl S460

Betongurthohe/Verbundtragerhohe = he/heomp
0,10 ] 0,15 | 0,20 | 0,25 | 0,30 | 0,35 | 0,40

0,05 1,00 | 100 | 100 | 1,00 | 1,00 | 1,00 | 1,00 0,05

0,06 09 | 100 | 100 | 100 | 1,00 | 1,00 | 1,00 0,06

0,07 09 | 100 | 100 | 100 | 1,00 | 1,00 | 1,00 0,07

0,08 098 | 099 | 100 | 1,00 | 1,00 | 1,00 | 1,00 0,08

0,09 097|109 | 100 | 100 ] 100 | 1,00 | 1,00 0,09

0,10 097 |1 09 | 0,99 | 100 | 100 | 1,00 | 1,00 0,10

0,11 097 |1 098 | 0,99 | 100 | 100 | 1,00 | 1,00 0,11

0,12 09 | 097 | 098 | 0,99 | 100 | 1,00 | 1,00 0,12

0,13 09 | 097 | 098 | 0,99 | 100 | 1,00 | 1,00 0,13

0,14 09 | 09 | 097 | 098 | 0,99 | 100 | 1,00 0,14

0,15 09 | 09 | 097 | 098 | 0,99 | 0,99 | 1,00 0,15

0,16 09 | 09 | 097 | 098 | 098 | 0,99 | 1,00 0,16

0,17 09 | 09 | 09 | 097 | 098 | 0,99 | 1,00 0,17

0,18 094 | 09 | 09 | 097 | 098 | 0,98 | 0,99 0,18

0,19 094 | 094 | 095 | 09 | 097 | 0,98 | 0,99 0,19

0,20 094 | 094 | 095 | 096 | 0,97 | 0,98 | 0,99 0,20

0,21 093 1 094 | 09 | 09 | 097 | 0,97 | 0,98 0,21

0,22 093 | 093 | 094 | 095 ] 096 | 0,97 | 0,98 0,22

0,23 092 | 093 | 094 | 095 | 096 | 0,97 | 0,97 0,23

0,24 092 | 092 | 093 | 094 | 095 | 0,96 | 0,97 0,24

0,25 092 | 092 | 093 | 094 | 095 | 0,96 | 0,97 0,25

0,26 091109 | 092 | 093] 094 | 095 | 0,96 0,26

Lage der plastischen Nulllinie im Querschnitt: x /h,,,,

0,27 09110911092 | 092 ] 094 | 095 | 0,96 0,27

0,28 091 1 091 1091 092 ] 094 | 095 | 0,96 0,28

0,29 09 | 09 | 091 091 1] 093 | 094 | 0,95 0,29

0,30 09 | 0,9 | 090 | 090 | 093 | 0,94 | 0,95 0,30

Tabelle 7.3:
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Tabellierte Abminderungsbeiwerte Beoncrete UNd Ppinew zur plastischen Bemes-
sung von Verbundtrigern mit hochfestem Beton und hochfestem Stahl im posi-
tiven Momentenbereich in Abhangigkeit der Betonfestigkeit f.x, der Betongurt-
hohe h. in Bezug zur Verbundtrigerhohe heomp und der Lage der plastischen
Nulllinie xp; (**: diese Werte sind auf der Grundlage des neuen Entwurfs zu
EC 4 (EN 1994, 2001) zu verwenden.)



7.2 Nachrechnung der Versuche mit einem Fasermodell

7.2.1 Fasermodell

Zur Nachrechnung der Versuche im positiven Momentenbereich ohne Kammerbeton und zur
Durchfiihrung von weiterfithrenden Parameterstudien mit Berilicksichtigung der Verbundfuge
wurde ein zweidimensionales Finite Elemente Fasermodell in das Programmsystem OR-
PHEUS (2001) implementiert (Bild 7.8). Da die Lastabtragung bei den betrachteten Verbund-
trdgern in erster Linie liber Biegung erfolgt, riumliche Spannungszustidnde begrenzt sind und
das globale Tragverhalten nur unwesentlich beeinflussen, kann im vorliegenden Fall auf die
Abbildung der dritten Dimension verzichtet werden. Die einzelnen Fasern werden durch line-
are Balkenelemente mit nichtlinearem Materialverhalten abgebildet. In der Verbundfuge wer-
den fiir den auftretenden Schlupf zwei zusétzliche Knotenfreiheitsgrade eingefiihrt, die mit
den nichtlinearen Steifigkeiten der Verbundmittel belegt werden konnen.

Bewehru ngs—Fasern\\

Verbundfedern \Beton-

Stahl-Fasern Fasern

Bild 7.8:  Fasermodell zur Versuchsnachrechnung

Die Herleitung der Elementmatrizen beruht auf den folgenden Annahmen:

* Der Verbundtridgerquerschnitt besteht aus zwei Teilquerschnitten, die iiber die Element-
lange konstant sind;

» die Teilquerschnitte sind durch Diibel miteinander verbunden;

» fiir beide Teilquerschnitte gilt die Bernoulli-Hypothese;

» die Querschnitte sind einfach symmetrisch;

= die Belastung erzeugt einachsige Biegung mit Langskraft;

» die Verformungen sind klein gegeniiber den Tragwerksabmessungen;

= alle Gleichgewichtsbedingungen werden am unverformten System aufgestellt;

= Stabilitdtserscheinungen (Knicken, Beulen, Biegedrillknicken) treten nicht auf;

» die Werkstoffe sind homogen und isotrop;

= die Belastung ist vorwiegend ruhend;

» das zeitabhingige Verhalten des Betons (Schwinden und Kriechen) wird nicht untersucht;

* Schubverzerrungen bleiben unberiicksichtigt; der Querkrafteinfluss wird durch eine Nihe-

rung beriicksichtigt.

Die Steifigkeit jeder Faser des Modells wird im Verlauf der FE-Berechnung in Abhingigkeit
von ihrer aktuellen Dehnung bestimmt. An die Stelle der Integration iiber z zur Berechnung
der Querschnittskenngroen EA und EI tritt die Summe iiber alle Fasern. Einen allgemeinen
einfach symmetrischen Balkenquerschnitt mit Faserunterteilung zeigt Bild 7.9.
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Zsl B | ____________ = Mit den Abkiirzungen
| ;
' EA=) E. A,
\ | / ; P
Z \ | / '
- | 4 g
N ; 7 EAz=) E.A z und
v \\ I // i=1
e i e e
N s / A n
| EAZZZZEiAiZi2
I i=1
z, i o :
P / i ~\\ ergibt sich der ideelle Schwerpunkt zu:
P ! N\ ; = EAz ‘
\z___g____________f ____________ iA > EA

Bild 7.9: Fasermodell

Da die Eigentragheitsmomente bei ausreichender Faseranzahl vernachlissigt werden konnen,
folgt die Biegesteifigkeit zu:

n 2
EI=Y"E, -A, -a,>=EAzz- (EE/ZZ) mit: a. =|z, -z, | (7.1)
i=1

Aufgrund der laufenden Aktualisierung der Fasersteifigkeiten E; ist die Lage des ideellen
Schwerpunktes zs verdnderlich. Eine Beibehaltung der Schwerelinie als Bezugsachse fiir
SchnittgroBen und Knotenverschiebungen ist daher nicht sinnvoll. Als feste Bezugsachse wird
die Trageroberkante gewihlt. Die Verschiebungen v und Schnittgroen s werden iiber die
Matrizen a und b transformiert:

Ui I z 00 0 Of|u
O 01 00 0 0f]e
Wi 0 01 0 0 0w
v= =a-v'= ’ (7.2)
Uk 0 0 01 z Of]u
Pk 0 0 00 1 0f]o
| W | 100 0 0 0 1] |w]
Ni | 1 00 0 0 O][N/']
M -z 1 0 0 0 Of|M
Qi 0O 01 0 00 i
s= =b-s'= ’ (7.3)
Nk 0 00 1 0 O||N
Mk 0 0 0 —z 1 O] |M(
| Qx| 0 0 0 0 0 1][Q]
In der Gleichgewichtsbeziehung fiir das Balkenelement ergibt sich:
k-v=s<k-a-v'=b-s (7.4)
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Umformen und Einsetzen der Matrix liefert die transformierte Elementsteifigkeitsmatrix. Zu
bemerken ist eine Kopplung der Freiheitsgrade Langsverschiebung und Verdrehung nach
Transformation der Bezugsachse.

-1 [ |
b -k-a-v'=s (7.5)
[ EA EA - 7 0 ~EA -EA -z 0 |
EA-z  EA-z2+4El —6% -EA-zs —EA-z2+2EI 6?
1 i 0 —6% 12% 0 —6% —12%
K=b"ka=211 _pp —EA -7 0 EA EA -7 0
_EA'ZS —EA'Z52+2EI —6$ EA'ZS EA'252+4EI 6%
0 6E —12E 0 6E —12E
i 1 12 1 12
(7.6)

Um den Schlupf in der Verbundfuge zu beriicksichtigen, wird das bisher abgeleitete Balken-
element in einen oberen und einen unteren Balken geteilt, die nicht voneinander abheben kon-
nen. In der Fuge werden keine Schubkrifte libertragen. Der untere Balken kann sich in Léngs-
richtung frei gegen den oberen verschieben. Die Freiheitsgrade Langsverschiebung u, Verdre-
hung ¢ und Durchbiegung w wirken sich weiterhin auf beide Balkenteile aus. Diesen Frei-
heitsgraden wird ein zusétzlicher Freiheitsgrad fiir den Schlupf superponiert. Der obere Bal-
ken erfahrt durch den Schlupf keine Verformung. Der Schlupf bewirkt eine Langendnderung
des unteren Balkens. Die mit dem Schlupf korrespondierende Schnittgro3e ist die Normal-
kraft im unteren Balken N,. Sind auBer dem Schlupf alle Freiheitsgrade festgehalten, verhalt
sich der untere Balken wie ein Fachwerkstab. Die Normalkraft N, berechnet sich dann zu:

N..| 1| EA, —-EA, |]|s;
Tl== : (7.7)
N.«| 1 |-EA, EA, Sy
Die anderen SchnittgroBen infolge Schlupf folgen daraus unmittelbar:
Ng =N, M =N,z Q=0 (7.8)

Die Normalkraft im unteren Balken wirkt nicht zusétzlich zur Gesamtnormalkraft, sondern ist
in ihr enthalten. Die Gleichungen 7.7 und 7.8 werden in die Elementsteifigkeitsmatrix (7.6)
integriert. Daraus resultiert die Gleichgewichtsformulierung fiir ein Verbundtrigerelement:

EAu EAu EAu + ZSu 0 — EAu — EAu — EAu «ZSu 0

EAu EA EA -zs 0 —EAu —EA —EA - zs 0 Si Nu, i
EAu-zsa EA-zs  EA-zs>+4EI -6? —EAu-zsi —EA-zs —EA-zs+2EI 6% ui | | Ngi

i Mi

El El El EI||®

1 0 0 -6T 12? 0 0 _6T _12? wi| | Q
1| -BEA«  -EA. —EAu- zsu 0 EAu EAu EAu- zsu 0 sk | | Nuk
—EA. -EA ~EA 25 0 EAu EA EA -z 0 | |uw| |Nex
—EAu-zsu —EA-zs —EA-zs2+2El -6 ? EAu - zsu EA -zs EA -z +4EI 6 % P Mk

0 0 62t E 0 6E1 B Q]
L 1 12 1 12 |

(7.9)
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Die Steifigkeitsmatrix gilt fiir zwei lose aufeinander liegende Balken. Durch die Anordnung
von nichtlinearen Federn kann der Verbund der Balken durch z.B. Kopfbolzendiibel in der
Berechnung abgebildet werden. Die Steifigkeit des Kopfbolzendiibels Cpi wird je zur Halfte
auf die angrenzenden Elemente verteilt. Die Diibelfeder ist nicht mit den {ibrigen Freiheits-
graden gekoppelt. Daher schlédgt sich ihre Steifigkeit nur in der Hauptdiagonalen der Element-
steifigkeitsmatrix nieder. Die Steifigkeitsmatrix des Verbundtrigerelementes lautet dann:

1
k=
|
EAu+ % ‘o EA EAz. 0 ~EA.  -EA. ~EAz 0
EA. EA EA -z 0 ~EA.  -EA —EAz
2 2 2 2
EAz. EAz  4BAzz-3EAZ 8 pan BAZ) pas CBAz 2BAm-3ERE S.(pan-EAZ
EA 1 EA EA | EA
2 2 2 2
0 0 -S.Ean-EAZ) 12 gy, EAZ, 0 0 -O.Ean-EAZ) 12 gy, EAZ
1 EA P EA 1 EA I
- EAu - EAu - EAZu 0 EAu + % - CDii EAu EAZu 0
~EA.  -EA ~EAz 0 EA EA EAz
2 2 2 2
—EAzu —-EAz 2EAzz-3 EAz 8. (EAzz- EAZ ) EAz EAz 4EAzz -3 EAz S. (EAzz- EAZ )
EA I EA EA | EA
2 2 2 2
0 0 S.pa-EAZ) 12 (ga,, EAZ 0 0 S.ean-EAZ) 12 g, EAZ
L 1 EA P EA 1 AL EA |
(7.10)
7.2.2 Materialgesetze

Innerhalb des Programms konnen beliebige nichtlineare Materialgesetze implementiert wer-
den. Zur Nachrechnung der Versuche wurden die in Bild 7.10 dargestellten Zusammenhénge
mit den genannten Einflussgroflen verwendet. Um die numerische Berechnung stabiler zu
machen, wurde die Spannungs-Dehnungslinie des Baustahls ausgerundet. Dies muss bei der
Wahl der FlieBdehnung &, beriicksichtigt werden.

Betonspannung f 0 Zug Betonstahl- f“_
ct | € spannung y
< tu > |
: : Dehnung E\_\:\Iinear
: Druck : R\parabolisch konstant : Dehnung
| | nach |
< _ _|f DIN 1045-1 —
8u 81 \ 4 ¢ \ 4
Baustahl- f Dubelkraft F

spannung f

P Su g, Sy Dehnung _ B konstant Vy| Vu| .
: | : /| /"I Spannungsredu- I | .SCh|Upf
| zierung infolge | | parabolisch:
Querkraft- v oV2
. Interaktion l |7 Foi = Foumax -[2 -V—yi v_;]

Bild 7.10: Materialgesetze zur Nachrechnung der Versuche
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7.2.3 Simulation der eigenen Versuche

Diskretisierung des Systems

Aus Symmetriegriinden wurde nur das halbe System mit 60 Verbundtrigerelementen der
Lange 5 cm diskretisiert. In Feldmitte wurden die Freiheitsgrade Schlupf, Langsverschiebung
und Verdrehung behindert. Am linken Auflager wurde nur die Durchbiegung festgehalten.
Die Betonplatte wurde mit 20 Fasern, der Stahltriger mit 50 Fasern abgebildet. Fiir die
Langsbewehrung in der Betonplatte wurden zwei zusitzliche Fasern eingefiihrt. Als Schub-
fliche wurde der Stahltrigersteg inklusive der Ausrundungen im Ubergang zu den Flanschen

definiert.

Materialparameter

Allen Berechnungen liegen die folgenden Materialkennwerte zugrunde:

Beton:

» Druckfestigkeit f;:

» FlieBdehnung ¢;:
* Bruchdehnung g,:
den, g, = 3,6%eo.
= Zugfestigkeit fy:

» Grenzdehnung &,:

Baustahl:

* FlieBspannung fy:
* E-Modul:

* Flielgrenze &y:

= Verfestigung €,:
= Zugfestigkeit f;:

Betonstahl:

Gemessener Materialkennwert.
zur Druckfestigkeit gehdrender Materialkennwert aus DIN 1045-1.
Mittelwert der Bruchdehnungen, die in den Versuchen gemessen wur-

Schétzwert (berechnungsirrelevant), f; = 0,5 N/mm?.
Schétzwert (berechnungsirrelevant), €y, = 0,6%eo.

Gemessener Materialkennwert.

Der Elastizititsmodul wurde aus Versuchen an reinen Stahltrigern
und aus Materialproben ermittelt. Die gemessenen Werte zeigten eine
groBBe Schwankungsbreite, obwohl die Versuchstriger laut Hersteller-
angaben aus einer Stahlcharge hergestellt waren. Daher wurde der E-
Modul an den Messwerten des Versuchstriagers B100 numerisch kalib-
riert, so dass sich eine mdglichst gute Ubereinstimmung der Last-
Durchbiegungskurve im linearen Bereich ergab. Diese Einstellung
wurde fiir die Nachrechnung der anderen Versuche beibehalten. Es er-
gab sich ein E-Modul von E = 18000 kN/cm?. Dieser Wert ist unge-
wohnlich niedrig. Er wurde jedoch durch andere Versuche und Be-
rechnungen innerhalb des Gemeinschaftsforschungsvorhabens besti-
tigt.

Die FlieBgrenze wurde jeweils aus der an der Materialprobe gemesse-
nen Flielspannung und dem kalibrierten E-Modul (s.0.) berechnet.
Fiir die ausgerundete Spannungs-Dehnungslinie in der numerischen
Berechnung wurde sie dann umgerechnet.

Gemessener Materialkennwert.

Gemessener Materialkennwert.

* FlieBgrenze und E-Modul: Gemessene Materialkennwerte.

Koptbolzendiibel:

= In allen Versuchen wurden als Verbundmitte]l KBD & 19 mm verwendet, deren Arbeitsli-
nien aus den durchgefiihrten Push-Out Standard-Versuchen (vgl. Kapitel 4.7, Serie 1) ge-
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wonnen wurden. Es wurde eine Diibelkraft von 140 kN bei einer FlieBverschiebung von
1 mm und einer maximalen Diibelverschiebung von 6 mm angesetzt. Jedes Tragerelement
beinhaltete einen Diibel, so dass eine kontinuierliche Verdiibelung simuliert wurde. Eige-
ne Testrechnungen hatten gezeigt, dass die Anordnung diskreter Diibel im numerischen
Modell fiir die vorliegenden Verdiibelungsgrade und Belastungsfille keine signifikanten
Verianderungen der Rechenergebnisse zur Folge hat.

Die in den numerischen Berechnungen verwendeten Materialkennwerte sind in Tabelle 7.4
zusammengefasst.

B100
Beton f, = 87 N/mm? &1 = 2,0%o | &4 = 3,5%o
fy = 0,5 N/mm? & = 0,6%o
Baustahl f,/f, = 460/580 E = 180000 N/mm?
& = 2,6%o0 &, = 20%o | &, = 30%0
Betonstahl f,/E = 580/198000 N/mm?
KBD Foumax = 140 kN V,=1mm [V, =6 mm
B150
Beton f, = 88 N/mm? &1 = 2,0%o | &4 = 3,5%o
fy = 0,5 N/mm? & = 0,6%o
Baustahl f,/f, = 460/580 E = 180000 N/mm?
& = 2,6%o0 &, = 20%o | &, = 30%0
Betonstahl f,/E = 600/199000 N/mm?
KBD & 19 mm Fpimax = 140 kN Vy=1mm ‘Vu =6 mm
B300
Beton f, = 98 N/mm? &1 = 2,0%0 | &, = 3,5%0
fy = 0,5 N/mm? & = 0,6%o
Baustahl f,/f, = 460/520 E = 180000 N/mm?
& = 2,6%0 &, = 20%o | &, = 30%0
Betonstahl f,/E = 600/199000 N/mm?
KBD & 19 mm Foimax = 140 kN Vy=1mm ‘Vu =6 mm
B700
Beton f, = 85 N/mm? &1 = 2,0%0 | &, = 3,5%0
fse = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl f,/f, = 460/550 E = 180000 N/mm?
& = 2,6%0 &, = 20%o | &, = 30%0
Betonstahl f,/E = 600/196000 N/mm?
KBD & 19 mm Fpimax = 140 kN Vy=1mm ‘Vu =6 mm
B80O
Beton f, = 81 N/mm? &1 = 2,0%0 | £, = 3,5%0
fst = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl f,/f, = 460/550 E = 180000 N/mm?
& = 2,6%0 &, = 20%o | &, = 30%0
Betonstahl f,/E = 600/196000 N/mm?
KBD & 19 mm Fotmax = 140 kN [V, =1mm |V,=6mm
Tabelle 7.4: Materialeingabeparameter zur numerischen Nachrechnung der eigenen Versu-

che mit hochfestem Stahl und hochfestem Beton

Die Ergebnisse der FE-Berechnungen werden getrennt nach den Versuchstriagern vorgestellt.
Auf die Besonderheiten, die sich im Zusammenhang mit dem Schlupfverlauf ergeben, wird in
Kapitel 7.3 eingegangen.
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Nachrechnung der Versuchstriager B100, B150

Die Traglast wurde mit 760 kN sehr genau nachgerechnet (Versuch: beide Trager 756 kN).
Das gleiche gilt fiir die Last-Verformungskurven (Bild 7.14). Letzteres beruht auf der Kalib-
rierung des Elastizititsmoduls des Baustahls an den Versuchen B100 und B150.

800 - 800 )/L/
600 600
z z
X X
= 400 = 400 -
@ ®
- Versuch (B100) | Versuch (B100)
200 - Versuch (B150) 200 - Versuch (B150)
——FE - Berechnung ——FE - Berechnung
0 / T T 0 T T T T T 1
0 10 20 30 40 50 60 0 15 30 45 60 75 90
Durchbiegung im Viertelspunkt [mm] Durchbiegung in Feldmitte [mm]

Bild 7.14: Trager B100 und B150, Durchbiegungen in den Viertelspunkten (links) und in
Feldmitte (rechts)

Ein Vergleich der Dehnungen in Feldmitte zeigt ebenfalls, dass das Tragverhalten des Ver-
bundtriagers B150 gut durch die Berechnung simuliert wurde. In Bild 7.15 ist die Wirkung des
Haftverbundes auf die Dehnungsverteilung zu erkennen: Besonders groBBen Einfluss hat der
Haftverbund auf die Dehnungen des oberen Stahltrdgerflansches. Solange der Haftverbund
vorhanden ist, bleiben die Dehnungen der Betongurtunterkante und des oberen Flansches na-
hezu gleich. Bei der gegebenen Lage der Dehnungsnulllinie in der Betonplatte wird der
Flansch daher auf Zug beansprucht. Sobald sich der Haftverbund auflost, werden die Flansch-
dehnungen geringer. In der FE-Berechnung wurde der Haftverbund nicht beriicksichtigt.

800 | 800 \
/ //___/
600 - 600 -
z z
= 400 A = 400 -
7 g
- Versuch (B150) — Versuch (B100)
200 - 200 Versuch (B150)
—FE - Berechnung ——FE - Berechnung
0 T T T i 0 - T T 1 1
0 -1 -2 -3 -4 0 1 2 3 4 5
Dehnung OK Beton, Feldmitte [%o] Dehnung UK Beton, Feldmitte [%o]
800
600 -
g g
- Versuch (B100) 5 400 4 Versuch (B100)
(0] ®©
— Versuch (B150) — | Versuch (B150)
200 4 ——— ——FE - Berechnung 200 1 ——FE - Berechnung
0 T T 0 “ T T
0,0 0,5 1,0 1,5 2,0 2,5 0 4 8 12 16 20 24
Dehnung oberer Flansch, Feldmitte [%o] Dehnung unterer Flansch, Feldmitte [%o]

Bild 7.15: Trager B100 und B150, Vergleich der berechneten und gemessenen Dehnungen
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In der Berechnung wurde bei F =700 kN an
der Unterkante des Stahltrdgers der Verfesti-
gungsbereich erreicht. Dadurch gewann der
Querschnitt wieder an Steifigkeit. Dies machte © ) ) )
sich nicht nur in den Dehnungen des unteren | —A— simulation B150, 740 kN /_ 0
Flansches, sondern auch in den Dehnungen der | ——yersuch B150, 740 kN
Betonplatte bemerkbar, die ab dieser Laststufe - 10
nicht mehr so stark anwuchsen. Die Verteilung
der Dehnungen in Feldmitte bei der Laststufe /
740 kN ist in Bild 7.16 dargestellt. Uniiberseh- /

Dehnungen [%o]
25 20 15 10 5 0 -5

20

Tragerhohe [cm]

bar ist der groBe Dehnungssprung in der Ver-
bundfuge, der sich trotz der vollen Verdiibe- / 30
lung eingestellt hat. Die FE-Berechnung liefert /

fiir die Laststufe 740 kN einen Dehnungsunter- A/ /
schied zwischen Unterkante Betonplatte und
Oberkante Stahltrager von 3,2%o. Damit kann
nicht mehr von einem Ebenbleiben des Ge- Bild 7.16:B150, Dehnungsverteilung in
samtquerschnitts gesprochen werden. Feldmitte bei F = 740 kN

40

Nachrechnung des Versuchstrigers B200

Das Tragverhalten des kammerbetonierten Verbundtrigers B200 konnte durch die FE-
Berechnung wie erwartet nicht in befriedigender Weise simuliert werden. Die Traglast wurde
mit 790 kN um 100 kN zu niedrig berechnet, was einen Fehler von 11% bedeutet. Die Ver-
formungen des Stahltragersteges werden durch den Kammerbeton stark behindert. Dieser Ef-
fekt konnte durch das Programm nicht simuliert werden.

Nachrechnung des Versuchstrigers B300

Fiir den zu 50% verdiibelten Verbundtriger B300 wurde eine Traglast von 750 kN im Ver-
gleich zur Versuchslast von 720 kN ermittelt. Die Abweichung von 4% kann durch das friih-
zeitige Versagen der Betonplatte im Versuch erkldrt werden. Schon bei einer mittleren Stau-
chung von 2,68%o kam es im Versuch aufgrund einer ungleichmifigen Verteilung der Stau-
chungen iiber die Plattenbreite bei einem Maximalwert von 3,83%o zu einem Versagen der
Druckzone. Méoglicherweise wire die Traglast hoher gewesen, wenn sich eine gleichméfigere
Beanspruchung iiber die Gurtbreite eingestellt hitte. In der FE-Berechnung ergab sich fiir die
Versuchstraglast eine Stauchung von 3,16%.. Ein Vergleich der Last-Durchbiegungskurven
zeigt, dass das globale Tragverhalten des Triagers B300 sehr gut simuliert wurde (Bild 7.17).

800 800

LT
600 A 600 A
z z
= =
+ 400 1 + 400 1
© ©
- -
200 - Versuch 200 1 Versuch
— FE - Berechnung —FE - Berechnung
0 . . ! ! ! ! o———+—F—+—+—+
0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
Durchbiegung im Viertelspunkt [mm] Durchbiegung in Feldmitte [mm]

Bild 7.17: Tréager B300, Durchbiegungen im Viertelspunkt (links) und in Feldmitte (rechts)
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Die berechneten und gemessenen Durchbiegungen stimmen genau {iberein. Leichte Differen-
zen sind nur im Bereich von 400 kN bis 600 kN festzustellen. Aufgrund der sehr spaten Auf-
16sung des Haftverbundes, der bei der Berechnung nicht beriicksichtigt wird, blieben in die-
sem Bereich die Durchbiegungen im Versuch geringer als in der Simulation. In Bild 7.18 sind
die ermittelten Dehnungsverldufe dargestellt.
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‘ | ] T
600 E 600 A
z zZ
X X
— 400 i =" 400 -
1] ]
(V] Q]
- .|
200 Versuch 200 - Versuch |
——FE - Berechnung ——FE - Berechnung
0 T T T 0 T T T T T
-4 -3 -2 -1 0 0 1 2 3 4 5 6 7
Dehnung OK Beton, Feldmitte [%o] Dehnung UK Beton, Feldmitte [%o]
800 800
600 E 600 -
z z
X X
= 400 E = 400 -
(2] (2]
(0] ®©
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200 Versuch 200 4- Versuch
——FE - Berechnung —FE - Berechnung
0 : | ! ! 0 : — —
-1 0 1 1 2 2 0 5 10 15 20 25
Dehnung oberer Flansch, Feldmitte [%o] Dehnung unterer Flansch, Feldmitte [%o]

Bild 7.18: Tréager B300, Vergleich der berechneten und gemessenen Dehnungen in Feldmitte
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Bild 7.19: Trager B300, Dehnungsverteilung in Feldmitte bei 705 kN
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[=)
Tragerhéhe [cm]

In der Simulation des Tragers B300 machte sich die teilweise Verdiibelung dadurch bemerk-
bar, dass im linearen Bereich eine zweite Dehnungsnulllinie im Steg vorhanden war. Daher
wurde der obere Flansch des Stahltrdgers bis zu einer Last von 620 kN gestaucht. Im Versuch
war dies nicht der Fall. Bis zu einer Last von 600 kN lag noch Haftverbund vor, so dass sich
nur eine Nulllinie in der Betonplatte ausbilden konnte. Damit lag der Stahltrdger vollstindig
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im Zugbereich. Nach der Auflosung des Haftverbundes ging die Dehnung an der Unterkante
des oberen Flansches merklich von 0,3%0 auf 0,1%o zuriick, jedoch blieb sie im Zugbereich.
Trotzdem lagen nach Auflosung des Haftverbundes auch im Versuch zwei Dehnungsnullli-
nien vor und zwar in der Betonplatte und im oberen Flansch (Bild 7.19). Die gemessenen
Dehnungen des unteren Flansches zeigen, dass sich dieser aufgrund des vorzeitigen Beton-
versagens nicht komplett verfestigen konnte.

Nachrechnung der Versuchstriager B700, B800

Die Traglasten der beiden im Fiinfpunkt — Biegeversuch gepriiften Trager konnten durch die
FE-Simulation mit sehr guter Genauigkeit vorhergesagt werden. Bei Tridger B700 wurde die
Bruchlast zu 344 kN bestimmt, was eine Abweichung von 2,3% gegeniiber dem Versuch
(Fmax= 352 kN) bedeutet. Die Traglast des Triagers B800 (Fpax = 336 kN) wurde mit 340 kN
nahezu exakt ermittelt; der Fehler betrdgt weniger als 1%. In Bild 7.20 sind die Last-
Durchbiegungskurven fiir die Trager B700 und B800 dargestellt.

400 400
e L
300 1 300 - sl
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100 Versuch 100 4 Versuch
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Durchbiegung in Feldmitte [mm] Durchbiegung in Feldmitte [mm]

Bild 7.20: Tréager B700 (links) und B80O (rechts), Durchbiegungen in Feldmitte
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Bild 7.21: Tréager B700 (links) und B80O0 (rechts), berechnete und gemessene Dehnungen des
oberen Flansches in Feldmitte

Im linearen Bereich stimmen die berechneten Durchbiegungen exakt mit den im Versuch ge-
messenen iiberein. Bis zu einer Last von 260 kN verhielten sich beide Triger nahezu gleich.
Die Beanspruchung der Diibel war bei Lasten im linearen Bereich gering, so dass sich die
Unterverdiibelung des B800 nicht in groeren Durchbiegungen bemerkbar machte. Eine wei-
tere Erhohung der Last fiihrte bei beiden Trdgern zu einem tiiberproportionalen Anwachsen
der Durchbiegungen. Dabei reagierte der Trager B800 aufgrund der geringeren Verdiibelung
starker nichtlinear als Trager B700.

Ebenso wie die Durchbiegungen stimmten auch die berechneten Dehnungen in Feldmitte gut
mit den Versuchsergebnissen iiberein. Nach dem Plastizieren ist an der Plattenunterseite bei
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beiden Trigern eine sehr gute, an der Oberseite eine gute Ubereinstimmung zwischen Be-
rechnungs- und Messwerten vorhanden (Bild 7.21). Bei beiden Triagern ist deutlich der Ein-
fluss des Haftverbundes zu erkennen. Bei Trager B700 16st sich dieser unter der Last von
320 kN, bei Trager B800 bereits bei 180 kN.

7.2.4  Simulation von Versuchen mit Verbundtrigern aus normalfestem Beton

An der Universitdit Wuppertal wurden im Rahmen des Projektes Use of high strength steel
S$460 mehrere Verbundtriger aus hochfestem Stahl und normalfestem Beton C35/45 getestet
(EGKS, 2000). Darunter waren drei Tests im positiven Momentenbereich. Einer der Trager
war kammerbetoniert und wird hier nicht untersucht. Von den beiden anderen Tridgern war
der eine voll verdiibelt (Beam 1), der andere zu 43% teilverdiibelt (Beam 5). Beide Tréger
hatten den gleichen Querschnitt und das gleiche statische System wie die am Institut fiir Mas-
sivbau untersuchten Verbundtriger mit hochfestem Beton. In Tabelle 7.5 sind die charakteris-
tischen Werte der Trager zusammengestellt.

Stahlprofil HEA 300, Baustahl S460 Beton C35/45 KBD @19 mm

Bezeichnung des Art des : . VerdlUbelung

Versuchs Versuchs Plattenbreite b, | Verdubelungsgrad [Reihen / cm]
Beam 1 3 - Punkt 150 cm 100% 2/18
Beam 5 3 - Punkt 150 cm 43% 1/21

Tabelle 7.5:  Charakteristische Daten der Verbundtragerversuche mit hochfestem Stahl und
normalfestem Beton (EGKS, 2000)

Die Trager wurden wie in Kapitel 7.2.4 beschrieben diskretisiert. Die Materialeingabeparame-
ter zeigt Tabelle 7.6.

Beam 1
Beton fo = 35 N/mm? g1 = 2,0%0 ‘ g, = variabel (s.u.)
fee = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl f,/f, = 508/600 E = 180000 N/mm?
& = 2,8%0 &y = 20%0 | £, = 30%0
Betonstahl f,/E = 500/200000 N/mm?
KBD Foumex = 112,5 kN V, =2 mm [V,=10mm
Beam 5
Beton fo = 35 N/mm? g1 = 2,0%0 ‘ g, = variabel (s.u.)
fee = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl f,/f, = 490/550 E = 180000 N/mm?
g = 2,7%0 &y = 20%0 | £, = 30%0
Betonstahl f,/E = 500/200000 N/mm?
KBD & 19 mm Foumax = 112,5 kN [V, =2mm [V,=10mm

Tabelle 7.6: Materialeingabeparameter zur numerischen Nachrechnung der Versuche mit
hochfestem Stahl und normalfestem Beton nach EGKS, 2000

Die Stauchungen der Plattenoberkante in Feldmitte wurden mit einem Wegaufnehmer im Ab-
stand von 4 cm tiber der Plattenoberkante gemessen. Bei Beam 1 lieferte der Wegaufnehmer
Stauchungen von bis zu 9%o. Die Dehnung an der Plattenoberseite lag damit im Bruchzustand
wahrscheinlich deutlich oberhalb der 3,5%0 Grenze.

In Bild 7.22 sind die Last-Mittendurchbiegungskurven beider Trager dargestellt , die mit OR-
PHEUS sehr genau simuliert wurden. Eine Begrenzung der Betondehnung auf 3,5%o hitte
eine Traglast des Beam 5 von 590 kN ergeben (Traglast im Versuch: 585 kN). Die Traglast
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des Beam 1 wire bei einer Begrenzung der Betonstauchung auf 3,5%o zu 620 kN berechnet
worden. Fiir die tatséchlich erreichte Traglast von 680 kN liefert die FE-Berechnung eine Be-
tonstauchung von 5,7%o. Dieser Berechnungswert hat jedoch wegen der sehr flachen Neigung
der Last-Dehnungskurve im Traglastbereich keine grofle Aussagekraft. Ein genauerer Ver-
gleich mit dem Versuch kann nicht erfolgen, da keine weiteren Messwerte vorliegen.

Last [kN]

800 800
600 A 600 A
g
400 1 = 400 -
Beam 1 g Beam 5
=Versuch - Versuch
200 7 ——FE- Simulation 2007 —____FE - Simulation
0 T T T T T T ! 0 T T T
0 20 40 60 80 100 120 140 0 20 40 60 80 100 120 140
Durchbiegung in Feldmitte [mm] Durchbiegung in Feldmitte [mm]

Bild 7.22: Mittendurchbiegungen der Triger Beam 1 und Beam 5

7.2.5 Zusammenfassung und Beurteilung der FE-Simulationen

Die numerischen Simulationen der Versuchstrager haben Folgendes verdeutlicht:

Die FE-Simulationen konnten das Tragverhalten der Verbundtrager sehr gut abbilden. Die
Traglasten wurden auBler bei dem kammerbetonierten Triger genau ermittelt. Die
maximale Abweichung betrug 4% bei Trager B300.

Die Last-Durchbiegungskurven wurden sehr genau simuliert. Bei den Fiinfpunkt-
Biegeversuchen wurden im nichtlinearen Bereich geringfiigig zu hohe Lasten ermittelt.

Die fiir den Stahltriiger berechneten Dehnungen in Feldmitte zeigten eine gute Uberein-
stimmung mit den Messwerten.

Die Dehnungen der Betonplatte stimmten im linearen Bereich nicht mit den Messwerten
iiberein. Die Rotation des Querschnitts wird richtig berechnet, jedoch lag die elastische
Nulllinie zu hoch in der Betonplatte. Im Traglastbereich wurden die Dehnungen gut er-
fasst.

Der Effekt, den eine Unterverdiibelung auf das Tragverhalten hat, kann mit Hilfe des FE-
Modells sehr gut simuliert werden. Besonders deutlich wurde dies im Vergleich der Tra-
ger B700 und B80O.

Gerade im Traglastbereich liefert die FE-Simulation sehr gute Ergebnisse fiir die Deh-
nungsverteilungen. Dies ist der Grund fiir die genaue Ermittlung der Bruchlasten. Der
Vergleich der numerischen Berechnungsergebnisse mit den Versuchsergebnissen zeigt,
dass das Programm dazu geeignet ist, Parameterstudien zum Erreichen der Traglast unter
variierenden Systemrandbedingungen — insbesondere flir Teilverdiibelung — durchzufiih-
ren.
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7.3 Schlupf in der Verbundfuge

Zur Aufnahme von Langsschub in der Verbundfuge muss Schlupf zwischen der Betonplatte
und dem Stahltriger auftreten. Wenn der Verbundtrdger durch reine Biegung beansprucht
wird, entspricht die gesamte Léngsschubkraft der Betondruckkraft bzw. bei einer Lage der
plastischen Nulllinie im Betongurt auch der Normalkraft im Stahltrdger. An jeder Stelle x des
Tragers steht die Summe der durch die Kopfbolzendiibel libertragenen Langsschubkrifte mit
der Betondruckkraft im Gleichgewicht. Im elastischen Zustand ist die Betondruckkraft pro-
portional zum Biegemoment an der Stelle x. Allgemein erfiillen die Langsschubkrifte fschub
unter einer beliebigen Belastung des Tragers, die die Betondruckkraft F, hervorruft, dann fol-
gende Bedingung:

dF, (x

fSenus (X): C( ) . (7.9)
dx

Bei einem Einfeldtrager mit Einzellast in Feldmitte bedeutet dies, dass die aufzunehmende

Betondruckkraft linear vom Auflager bis zur Feldmitte zunimmt, so dass der Schlupf iiber die

halbe Tréigerldnge nahezu konstant ist. Aufgrund der Symmetrie des Systems kann jedoch in

Feldmitte kein Schlupf auftreten, so dass die theoretisch konstante Verteilung moglichst gut
angendhert wird (Bild 7.23, links).

Elastizitatstheorie:
—— —;f/erwartete theoretischer

I | reale Verteilung Verlaufder — E

| des Schlupfes Betondruck- -~~~ g orer
AN 7 kraft "\
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Schlupfverlauf — ¥ S—=——— = realer Verlauf der &

Betondruckkraft

Bild 7.23: Schlupfverlauf iiber die Trigerldngsachse nach der Elastizititstheorie bei Einzel-
last in Feldmitte (links) und zugehoriger Verlauf der Betondruckkraft (rechts)

Eine Verteilung des Schlupfes gemidf3 Bild 7.23, links bedeutet, dass die aufnehmbare Beton-
druckkraft in der Ndhe des maximalen Momentes in Feldmitte nur unterproportional an-
wichst, da der Schlupf in diesem Bereich abnimmt. Wird die zugehorige Betondruckkraft
iiber die Tragerachse aufgetragen, ergibt sich qualitativ Bild 7.23, rechts. Auf diese Weise
kann das maximale Moment nicht erreicht werden, da diese Betrachtung nur fiir den elasti-
schen Zustand gilt.

Bei der Nachrechnung der Versuche wurden unter geringeren Lasten Verteilungen fiir den
Schlupf berechnet, die der elastischen entsprechen (Bild 7.24, links, Belastung F = 640 kN).
Unter der Traglast stellten sich Schlupfverldufe wie in Bild 7.24, links bei F =760 kN ein.
Wenn der Traglastbereich erreicht wird, kann das einwirkende Moment nicht ohne eine opti-
male Verbundtrigerwirkung aufgenommen werden. Dazu ist eine grof3e Betondruckkraft er-
forderlich. Aufgrund des aus Symmetriegriinden in Feldmitte behinderten Schlupfes kann sich
die Betondruckkraft dort nicht aufbauen. Im Tréger finden daher Umlagerungen statt, so dass
die Betondruckkraft bereits in einem gewissen Abstand von der Feldmitte tiberproportional
gesteigert wird. Dann steht in Feldmitte die benétigte Kraft zur Verfiigung.

In Bild 7.24, rechts gestrichelt eingezeichnet sind die Betondruckkréfte, wenn sie proportional
zum Gesamtmoment wirken wiirden. Bei der Laststufe F = 640 kN liegt die Betondruckkraft
in Feldmitte unterhalb dieser Linie, was eine Abnahme der Verbundtrigerwirkung bedeutet.
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Unter der Traglast steigt die Betondruckkraft ab der Koordinate 150 cm tiberproportional an.
In Feldmitte betrdgt die Betondruckkraft 4,3 MN und liegt damit sogar rund 0,5 MN {iber der
Betondruckkraft bei linearer Verteilung, da der Stahl seine Verfestigung erreicht hat.
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Bild 7.24: Trager B100, Schlupf (links) und Betondruckkraft (rechts) aufgetragen iiber die
halbe Trigerldngsachse. Bei F = 760 kN ist der Tréger im plastischen Zustand.

Im Bereich der Trigerldngsachse von 150 bis 280 cm wichst der Stahltrageranteil aufgrund
der iiberproportionalen Zunahme des Verbundtridgeranteils nur unterproportional an. Dies
kann anhand der Stahldehnungen an der Stahltridgerober- und -unterkante nachgepriift werden
(Bild 7.25). Bei der Laststufe 760 kN nehmen die Dehnungen des oberen Flansches ab der
Koordinate 150 cm stirker als linear zu, die Dehnungen des unteren Flansches weiterhin line-
ar. Die Differenz der beiden Flanschdehnungen nimmt damit zu, jedoch ab dieser Stelle un-
terproportional. Daraus folgt, dass das Moment im Stahltrédger unterproportional anwéchst.
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Bild 7.25: Trager B100, Dehnungen an der Ober- und Unterkante des Stahltrigers aufgetra-
gen iiber die halbe Trigerldngsachse. Bei F = 760 kN ist der Tréger im plastischen
Zustand.

Fiir den Tréger B100 wurden das Stahltrdgermoment und das Verbundtrigermoment explizit
berechnet. In Bild 7.26 konnen links die absoluten Werte der beiden Momentenanteile abgele-
sen werden. Im Bild rechts sind die Momente aus Stahltriger und Verbundtriger bezogen auf
das Gesamtmoment aufgetragen. Bis etwa zum Viertelspunkt des Trégers bleiben Verbund-
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trager- und Stahltrageranteil ungefdhr konstant. In Richtung Feldmitte nimmt der Stahltriger-
anteil dann zunichst leicht, spiter iiberproportional ab, da der untere Flansch plastiziert.
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Bild 7.26: Trager B100, Stahltrdgeranteil und Verbundtrigeranteil aufgetragen iiber die hal-
be Tragerldngsachse

Der Schlupf stellt sich also im Traglastbereich so ein, dass an den Stellen maximaler Momen-
tenbelastung eine mdoglichst gute Verbundtragerwirkung, d.h. eine grofle Betondruckkraft
vorhanden ist. Damit das innere Moment mit dem Gesamtmoment an dieser Stelle im Gleich-
gewicht steht, muss die Dehnung an der Oberkante des Stahltrdgers liberproportional anwach-
sen, so dass der Stahltrageranteil reduziert wird.

Die Notwendigkeit des Dehnungszuwachses im oberen Flansch kann auch kinematisch be-
griindet werden. Die Betondruckkraft kann nur dann mehr als linear gesteigert werden, wenn
der Schlupf zunimmt. Eine Zunahme des Schlupfes erfolgt gerade dann, wenn die Dehnung
der Stahltrageroberkante grofer ist als die Dehnung der Plattenunterkante. Genau dies ldsst
sich an den Berechnungsergebnissen fiir den Trager B100 feststellen (Bild 7.27).

Die Dehnungsanteile sind bis etwa zum Viertelspunkt gleich, so dass in diesem Bereich der
Gesamtquerschnitt trotz des konstanten Schlupfes von etwa 0,24 mm eben bleibt. Die Deh-
nung der Plattenunterkante nimmt im Bereich 150 cm bis 260 cm nur leicht zu. Die Dehnung
der Stahltrageroberkante wéchst deutlich stirker an. Sie erreicht an der Stelle 260 cm rund
1%o0, wohingegen die Betondehnung auf 0,4%o begrenzt bleibt. Hieraus ergibt sich ein Deh-
nungssprung von 0,6%o. Dieser Dehnungssprung ist dafiir verantwortlich, dass der Schlupf bis
zur Koordinate 270 cm zunimmt. Daraus wiederum resultiert die {iberproportionale Erh6hung
der Betondruckkraft und damit des Verbundtrigeranteils bis zu dieser Koordinate.

Im Bereich 270 cm bis zur Feldmitte wird die Rotation des Querschnitts sehr grof3. Hierdurch
erhilt die Plattenunterseite sehr groBe Dehnungen, die in Feldmitte mehr als 4%o betragen.
Die Dehnung des oberen Flansches wird durch die groflen Rotationen kaum verdndert, da
dieser in der Ndhe des Drehpunktes liegt. Der sehr groe negative Dehnungssprung, der im
Bereich 270 cm bis 300 cm auftritt, sorgt dafiir, dass der Schlupf sehr schnell zuriickgeht.
Dadurch wird die Symmetriebedingung (kein Schlupf in Feldmitte) eingehalten.

Aufgrund der diskontinuierlichen Messung des Schlupfes bei den Versuchen ist der Vergleich
mit den Berechnungswerten nur begrenzt moglich. Der Nullpunkt des Schlupfes stellte sich
bei den Trigern B100 und B150 rechts von der Feldmitte ein. Die zufdllige Ausmitte des
Schlupfnullpunktes kann durch die FE-Berechnung nicht abgebildet werden. In den Vier-
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telspunkten wird unter der Traglast bei beiden Trigern ein Schlupf von 0,15 mm bis 0,18 mm
gemessen. Die Berechnung liefert mit 0,26 mm hohere Werte. Am linken Auflager stimmt der
gemessene Schlupf des Trigers B150 mit dem Berechnungswert iiberein.
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Bild 7.27: Trager B100, Dehnungen Betongurtunterkante und Stahltrdgeroberkante (links),
Dehnungssprung zwischen Betongurt und Stahltriager (rechts), aufgetragen iiber
die halbe Triagerlangsachse

Fiir den zu 50% verdiibelten Verbundtrager B300 ergibt sich qualitativ das gleiche Bild wie
fiir Trager B100. Der Schlupfnullpunkt stellte sich jedoch niher zur Feldmitte ein, so dass der
in Feldmitte gemessene Schlupf relativ klein blieb. Da die Messung keinen genauen Auf-
schluss iiber die Verteilung des Schlupfes iiber die Tragerachse gibt, wird der Vergleich hier
nur am Viertelspunkt durchgefiihrt (Bild 7.28, links). Die berechnete Schlupfverteilung ist in
Bild 7.28, rechts dargestellt.
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Bild 7.28: Trager B300, Schlupf im linken Viertelspunkt (links), Schlupf iiber die Trager-
achse aus der FE-Berechnung (rechts)

Bis zur Laststufe 600 kN war bei Trager B300 Haftverbund vorhanden. Nach Auflosung des
Haftverbundes vergroBerte sich der Schlupf schlagartig auf 0,25 mm. Berechnet wurde hier
ein Schlupf von 0,41 mm. Dies kann nur durch eine hohere Steifigkeit der Verbundfuge beim
Versuch im Vergleich zu den Push-Out Standard-Versuchen, die der programmierten Diibel-
arbeitslinie zugrunde liegen, hervorgerufen werden.

Sowohl bei Triger B700 als auch bei Triger B800 wurde der Schlupf in der rechten Tréger-
hilfte zusétzlich in den Achtelspunkten gemessen. Dadurch ist hier ein besserer Vergleich mit
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den Berechnungsergebnissen mdglich. Bild 7.29 zeigt den Vergleich zwischen FE-Simulation
und Messwerten des Trigers B700.
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Bild 7.29: Tréager B700, Schlupf in der rechten Tragerhilfte, gemessene Werte (links) und
gerechnete Werte (rechts).

Der Schlupfnullpunkt stellte sich bei Trager B700 wiederum rechts von der Feldmitte ein. Bei
der Koordinate 375 cm betrdgt unter der Last 352 kN der gemessene Schlupf 0,48 mm, be-
rechnet wurden 0,46 mm. Bei dem zu 50% verdiibelten Triger B80O konnte eine gute Uber-
einstimmung der FE-Simulation mit den gemessenen Schlupfwerten erreicht werden. In Bild
7.30 ist der Schlupf iiber die rechte Triagerhélfte dargestellt. Der Verlauf des Schlupfes unter
der Traglast belegt die These, dass eine Unterverdiibelung eine ausgleichende Wirkung auf
die Relativverschiebungen hat.
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Bild 7.30: Trager B800, Schlupf in der rechten Trigerhilfte, gemessene Werte (links) und
gerechnete Werte (rechts)

Die Uberlegungen dieses Kapitels machen folgendes deutlich:

» Es existieren zwei Traganteile im Verbundtriger: ein Stahltrdgeranteil und ein Verbund-
trageranteil.

* Im plastischen Zustand finden Umlagerungen in der Verbundfuge statt, die zu Schlupfma-
xima neben dem Ort des maximalen Momentes fiihren kdnnen.

* Der Dehnungssprung ist die Ableitung des Schlupfes, daher konnen auch beim Ebenblei-
ben des Gesamtquerschnitts zwei Nulllinienlagen entstehen.

» FEine weiche Verbundfuge (z.B. infolge Teilverdiibelung) vergleichmifigt den Schlupf-
verlauf.
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7.4 Parameterstudien zum Mindestverdiibelungsgrad

Mit dem numerischen Modell wurden Parameterstudien zum Mindestverdiibelungsgrad unter
Beriicksichtigung der Verformbarkeit der Verbundmittel fiir Verbundtrdger aus hochfesten
Baustoffen im positiven Momentenbereich durchgefiihrt. Ahnliche Untersuchungen von A-
RIBERT (1990), BECKER (1997) und JOHNSON, MOLENSTRA (1991) beziehen sich le-
diglich auf normalfeste Baustoffe (vgl. Kapitel 3.3). Ziel der eigenen Untersuchungen waren

(1) die Bestimmung von Mindestverdiibelungsgraden in Abhéngigkeit der Tragerlénge, der
Diibelverteilung und der Belastungsarten Einzellast in Feldmitte und Gleichstreckenlast;

(2) die Angabe von Mindestwerten fiir den Schlupf von Verbundmitteln in hochfestem Be-
ton bei vorgegebenen Verdiibelungsgraden und Diibelverteilungen sowie

(3) die Uberpriifung der Auswirkungen des Materialverhaltens hochfester Baustoffe auf die
plastische Bemessung teilverdiibelter Trager.

Dabei wurden nicht alle moglichen Parameterkombinationen untersucht, sondern die charak-
teristischen Konstellationen, die eine Aussage dariiber ermoglichen, wie die bestehenden Re-
geln fiir hochfeste Werkstoffe zu verdndern sind. Betrachtet wurden auch hier tibliche Tréger
des Hochbaus mit Eigengewichtsverbund aus doppelt symmetrischen Stahlprofilen (Walzpro-
file) und massiven Betongurten im positiven Momentenbereich. Die nichtlinearen Berech-
nungen wurden flir gelenkig gelagerte Einfeldtrdger unter statischen Lasten durchgefiihrt.

7.4.1 Ergebnisse der Untersuchungen von ARIBERT, BECKER, JOHNSON

ARIBERT, BECKER und JOHNSON fiihrten nichtlineare numerische Berechnungen zum
Mindestverdiibelungsgrad fiir Verbundtrager mit normalfesten Baustoffen durch. Ihre Unter-
suchungen unterscheiden sich folgendermalien:

1.  Berechnungsmethode
Zur Bestimmung der rechnerischen Traglasten bei Teilverdiibelung benutzten ARI-
BERT und BECKER die Gleichgewichtsmethode, JOHNSON zusitzlich auch die linea-
re Interpolation. Da die Berechnungen nach der Gleichgewichtsmethode hohere Trag-
lasten liefern, gelten die Ergebnisse nach ARIBERT und BECKER fiir beide Methoden,
die Ergebnisse von JOHNSON sind abhéngig von der Berechnungsmethode giiltig.

2.  Spannungs-Dehnungsverhalten
Alle Autoren bestimmen die Traglasten mit vollplastischen Spannungsverteilungen.

3. Teilsicherheitsbeiwerte

Nur JOHNSON fiihrt in seine Berechnungen Teilsicherheitsbeiwerte fiir die Material-
kenngréfen ein. Er beriicksichtigt daher in seinen Berechnungen nicht das wahre Mate-
rialverhalten. BECKER weist darauf hin, dass gerade Berechnungen von Bauteilen, de-
ren Materialfestigkeiten und —steifigkeiten mit unterschiedlichen Teilsicherheitsbeiwer-
ten reduziert werden, zu unterschiedlichen Forminderungen, unterschiedlichen Vertei-
lungen der inneren Kréifte und damit zu anderen Versagensarten fithren konnen. Daher
sollen im Stahlbeton- und Verbundbau nichtlineare Berechnungen durchgefiihrt werden,
die einer Versuchssimulation entsprechen, bei denen also die Mittelwerte der Baustoff-
kenngrofen verwendet werden.

4.  Diibeltraglasten
ARIBERT setzt in den Berechnungen der plastischen Momente nur 80% der Diibeltrag-
lasten an, die er in seinen numerischen Berechnungen verwendet. Er begriindet dies mit
der Tatsache, dass die Diibel in einem realen Tréager nicht alle voll aktiviert werden. Un-
terstiitzt wird dieser Ansatz seiner Meinung nach durch die Tatsache, dass die Diibel-
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traglasten in einem Verbundtriger immer hdher sind als rechnerisch angenommen. BE-
CKER rechnet wie JOHNSON bei der Handrechnung und der numerischen Berechnung
mit denselben Diibeltragfahigkeiten.

Diibelverformbarkeit

ARIBERT bestimmt die Mindestverdiibelungsgrade fiir eine maximale Diibelverfor-
mung von 5 mm, JOHNSON legt durchmesserabhéngige Verformungen zugrunde. BE-
CKER unterscheidet zwischen Diibeln mit Durchmesser 19 mm, die 6 mm Schlupf er-
reichen und Diibeln mit Durchmesser 22 mm, die 8 mm Schlupf erreichen.

Die sich aus diesen Berechnungen ergebenden Mindestverdiibelungsgrade in Abhingigkeit
von der Tragerlinge sind in Bild 7.31 dargestellt. Die Kurve nach BECKER gilt in diesem
Fall fiir Kopfbolzendiibel mit dem Durchmesser 19 mm und einer Verformbarkeit von 6 mm.
Die Ergebnisse nach Johnson gelten fiir die Berechnung der plastischen Momente nach der
Gleichgewichtsmethode. Bei diesen Berechnungen fallen die niedrigen Verdiibelungsgrade
von ARIBERT auf. In 1996 und 1997 modifizierte er seine Berechnungen, lie3 eine Diibel-
verformung von 6 mm zu und unterschied beziiglich der Baustahlgiite. Diese Untersuchungen
gingen in den neuesten Entwurf zum EC 4 (EN 1994, 2001) ein (Bild 7.32, vgl. Kapitel 3.3).
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Bild 7.31: Mindestverdiibelungsgrade fiir Kopfbolzendiibel in massiven Platten und doppelt-

Mindestverdubelungsgrad

symmetrische Stahlprofile nach ARIBERT (1990), BECKER (1997), JOHNSON,
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Bild 7.32: Modifizierte Mindestverdiibelungsgrade nach ARIBERT (1996, 1997), die dem

neuesten Entwurf zu EC 4 (EN 1994, 2001) entsprechen und nach dem alten EC 4
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BECKER unterscheidet zusitzlich zu den moglichen Diibelverformungen die Belastungsart
und die Diibelverteilung. Bei dem Querkraftverlauf angepasster Verdiibelung (im Verhéltnis
des Verdiibelungsgrades in Tragermitte zum Verdiibelungsgrad am Trigerrand = 1:1,5) sinkt
der erforderliche Verdiibelungsgrad. Dasselbe gilt fiir Trager, die mit zwei Einzellasten
anstelle einer Gleichstreckenlast beaufschlagt werden (Bild 7.33).
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Bild 7.33: Mindestverdiibelungsgrade nach BECKER (1997) in Abhingigkeit der
Diibeldurchmesser, der Diibelanordnung und der Belastungsart

7.4.2 Eigene Vorgehensweise

1.  Berechnungsmethode
Zur Bestimmung der rechnerischen Traglasten wird die plastische Berechnung zunichst
nach der Gleichgewichtsmethode angewendet. Fiir Traglasten, die mit linearer Interpo-
lation berechnet werden, liegen die eigenen Ergebnisse also auf der sicheren Seite. Ver-
gleichend wird abschlieBend auch eine Berechnung nach linearer Interpolation ausge-
wertet.

2. Spannungs-Dehnungsverhalten

Es werden zunéchst vollplastische Spannungsverteilungen auch fiir den hochfesten Be-
ton angenommen. Das sprode Versagen des hochfesten Betons spielte bei diesen Para-
meterstudien in der Regel keine Rolle, da die kritischen Werte fiir die Mindestverdiibe-
lungsgrade durch Diibelversagen bestimmt werden. Aulerdem waren die Triger so ge-
wihlt, dass die plastische Nulllinie hoch im Triger lag, um die zu {ibertragenden
Langskréfte zu maximieren. Bei Anwendung des Abminderungsfaktors Beoncrete Sinkt die
plastische Nulllinie weiter in den Querschnitt. Dies kann unter Umsténden zu einer er-
forderlichen Abminderung mit dem Faktor Bpiney fithren. Daher wird abschlieBend ein
Verfahren zur plastischen Bemessung mit Beriicksichtigung der Abminderungsfaktoren
und deren Einfluss auf die Mindestverdiibelungsgrade vorgestellt. Die Anwendung und
die Auswirkungen werden in im Anhang, Kapitel A.6 anhand von Bemessungsbeispie-
len gezeigt.

3. Teilsicherheitsbeiwerte
Mit Ausnahme der Diibeltraglasten werden die Mittelwerte der charakteristischen Bau-
stoffkenngroBen sowohl bei der Berechnung der plastischen Momente als auch inner-
halb der numerischen Berechnung verwendet.
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Diibeltraglasten

Wie bei ARIBERT werden auch hier zur Bestimmung des Verdiibelungsgrades und der
plastischen Momente in der Handrechnung nur 80% der in der numerischen Berechnung
angesetzten Diibeltragfahigkeiten verwendet. Die Handrechnungen verwenden charak-
teristische Werte, wihrend bei den numerischen Berechnungen mittlere Diibeltraglasten
angesetzt werden. Diese Vorgehensweise wéhlt auch BECKER, der bei der Nachrech-
nung eines Verbundtrigerversuches mit massivem Betongurt erst nach Erhéhung der
charakteristischen Diibeltragfahigkeiten im numerischen Modell um 20% die Versuchs-
kurven mit dem Finite Elemente Programm nachrechnen konnte (Bild 7.34).
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Bild 7.34: Momenten-Endschlupf-Beziehungen aus einem Verbundtrigerversuch und
aus den numerischen Berechnungen unter Ansatz verschiedener Diibeltrag-
fahigkeiten nach BECKER (1997)

Diibelverformbarkeit

Die Diibelverformbarkeit als Abbruchkriterium zur Bestimmung der Tragfdhigkeit wird
—wie in EC 4 angegeben — mit 6 mm angesetzt. Die Berechnungen werden dann jedoch
nicht abgebrochen, sondern nachtréglich bei Erreichen dieses Schlupfes markiert. Auf
diese Weise konnen Empfehlungen gegeben werden, wie gro3 die Duktilitit der Ver-
bundmittel sein muss, damit bestimmte Grenzwerte nicht {iberschritten werden.

Diskretisierung

Es wurde das oben beschriebene Finite Elemente Modell mit der Diskretisierung des
Querschnitts in Fasern verwendet. Der Betongurt bestand jeweils aus 20 Fasern, der
Stahltrager aus 50 Fasern. Die Lénge der einzelnen Elemente betrug zwei bis vier Zen-
timeter. Die Betongurtbreite ergab sich in Abhéngigkeit von der Stiitzweite aus der
mitwirkenden Plattenbreite nach EC 4. Die Diibel wurden diskret abgebildet.
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7.4.3 Nachrechnung der Versuchstriger von BODE, KUNZEL (1988)

Zur Verifizierung des eigenen Finite Elemente Programms wurden zwei Versuchstriager von
BODE, KUNZEL (1988), die auch BECKER (1997) in seiner Arbeit dokumentiert, nachge-
rechnet. Dabei handelt es sich um zwei Einfeldtrdger aus normalfesten Baustoffen, die voll
verdiibelt sind. Trager BT 3 wurde ausgefiihrt mit einem massiven Betongurt, Triager BT 4
mit einem Betongurt mit Profilblech Holorib 51/150 (Bild 7.35).

16 Lasten ~ Gleichstreckenlast N 1500

WL Tz
2 N e L

600 5280 600 KBD 22/100

Abstand: 15 cm

BT 3: ohne Profilblech
[mm] BT 4: mit Holorib 51

Bild 7.35: Versuchstriger BT 3 und BT 4 nach BODE, KUNZEL (1988)

Die Belastung erfolgte iiber 16 Einzellasten zur Simulation einer Gleichstreckenlast. Diese
Lasten wurden leicht exzentrisch in Bezug zur Querschnittsmitte angeordnet, so dass wahrend
der Versuche zusitzlich Querbiegung auftrat. Diese Effekte konnen mit dem zweidimensiona-
len FE-Modell nicht erfasst werden. Sie sind in erster Linie verantwortlich fiir ein vorzeitiges
Versagen. Daher konnen Versuchskurven und gerechnete Kurven bis zum Versagen mitein-
ander verglichen werden. Sowohl die Diibel als auch die Lasten wurden bei der eigenen Be-
rechnung diskret abgebildet. Es wurden die gemessenen Materialkennwerte angesetzt.

Versuch BT 3
Beton f, = 37 N/mm? g1 = 2,0%0 | &4 = 3,5%o
fee = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl f,/f, = 460/600 E = 210000 N/mm?
& = 2,3%0 & = 15,5%o | £, = 30%0
Betonstahl Nicht angesetzt
KBD Foumex = 175 kN Vy =2 mm |V, =50 mm
Versuch BT 4
Beton fo = 31 N/mm? g1 = 2,0%0 | &4 = 3,5%o
fee = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl f,/f, = 425/500 E = 210000 N/mm?
g = 2,1%0 &y = 15,5%o | £, = 30%0
Betonstahl Nicht angesetzt
KBD & 19 mm Foumax = 131 kN [V, =2mm |V, =50 mm

Tabelle 7.6: Materialeingabeparameter zur Nachrechnung der Versuche BT 3 und BT 4
nach BODE, KUNZEL (1988)

Bereits bei der Versuchsauswertung hatte sich jedoch gezeigt, dass die tatsdchlich auftreten-
den Traglasten der Verbundfuge groer waren als diejenigen aus den zugehorigen Abscher-
versuchen. BODE und KUNZEL dokumentieren Abweichungen zwischen 14% und 44%.
Auch bei den eigenen numerischen Berechnungen konnten erst durch eine Erhhung der Dii-
beltraglasten um 20% die Versuchskurven gut nachgerechnet werden (Tabelle 7.6).

Der Verlauf der Kraft-Schlupfbeziehung fiir die Kopfbolzendiibel wurde zunédchst — wie in
Kapitel 7.2 beschrieben — parabelformig gewidhlt. BECKER verwendete in seinen numeri-
schen Berechnungen trilineare Beziehungen mit einem sehr viel steiferen Anfangsverhalten

164



(Bild 7.36). Diese Beziehungen resultieren aus den zugehorigen Abscherversuchen in normal-
festem Beton. Auf den Schlupf bei Erreichen der Traglast hat der Unterschied der zwei Dii-
belkurven keinen signifikanten Einfluss (Bilder 7.37 und 7.38).

Fiir diese Nachrechnung in normalfestem Beton liefert der trilineare Ansatz die besten Ergeb-
nisse. Die parabelformige Kurve besitzt ein zu weiches Anfangsverhalten. Fiir die eigenen
numerischen Berechnungen mit normalfestem Beton wurde daher die trilineare Kurve ver-
wendet.

Bei den weiteren numerischen Berechnungen mit hochfestem Beton wird die eigene parabel-
formige Kurve mit der FlieBgrenze bei 1 mm verwendet, da sie die Kurven aus den eigenen
Abscherversuchen gut beschreibt. Durch die Verschiebung der FlieBgrenze wird ihr Anfangs-
verhalten steifer.

1,2

1,0 A )

0,8 1

=O—ARIBERT, AZIZ

0,6 1 === BECKER-theoretisch

04 ==QO==BECKER-trilinear

= Eigener Ansatz: parabelférmig

Bezogene Dubelbelastung [-]

0,2 1

0,0

0,0 1,0 2,0 3,0 4,0 5,0 6,0
Diibelschlupf [mm]

Bild 7.36: Last-Schlupfbezichungen nach BECKER und ARIBERT im Vergleich zu der
eigenen mit parabolischer Form
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Bild 7.37: Vergleich der Ergebnisse der eigenen FE-Berechnungen mit den

166

Versuchsergebnissen des Trigers BT 3 nach BODE, KUNZEL (1988)



Belastung [kN/m]

Belastung [kN/m]

Belastung [kN/m]

210,0
180,0 - 2 —
150,0 A
120,0 —D—Versuch BT 4 nach Bode

90,0 1 —A—FE: Diibelkennlinie 1: parabelférmig

60,0 1 —O—FE: Diibelkennlinie 2: trilinear

30,0 A

0,08 . . . .
0,0 2,0 4,0 6,0 8,0 10,0 12,0 14,0 16,0
Mittendurchbiegung [cm]
210,0
\ . A o—C0-A

—Versuch BT 4 nach Bode
—A—FE: Diibelkennlinie 1: parabelférmig

—O—FE: Diibelkennlinie 2: trilinear

0,0 1,0 2,0 3,0 4,0 5,0

Schlupf am Tragerende [mm]

210,0
1000 ISR
150,0 1

120,0 / / —Versuch BT 4 nach Bode
90,0

—A—FE: Diibelkennlinie 1: parabelférmig

60,0 1 —O—FE: Diibelkennlinie 2: trilinear
30,0 1
0,0 L T T T
0,0 2,5 5,0 7,5 10,0 12,5 15,0

Stahldehnung UK unterer Flansch [%o]

Bild 7.38: Vergleich der Ergebnisse der eigenen FE-Berechnungen mit den

Versuchsergebnissen des Trigers BT 4 nach BODE, KUNZEL (1988)
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7.4.4 Uberpriifung der Mindestverdiibelungsgrade nach ARIBERT, BECKER
und JOHNSON fiir normalfeste Baustoffe

Zur Uberpriifung der von ARIBERT, BECKER und JOHNSON angegebenen Mindestverdii-
belungsgrade flir normalfeste Baustoffe wurde zunéchst ein Profil IPE 400 St52 mit 15 cm
Betongurt aus C25/30 berechnet. Die Eingabeparameter fiir die Materialgesetze lauteten wie
in Tabelle 7.7. Um ein vorzeitiges Betonversagen auszuschlieBen wurde mit einer gegeniiber
der Norm erhdhten Bruchstauchung gerechnet, tatsdchlich bestimmten in den kritischen Fil-
len immer die Diibel das Versagen, und eine Betonstauchung von 3,5 %o wurde nur selten
erreicht. In diesen Féllen waren sie nicht maf3igebend zur Bestimmung der Mindestbeweh-
rungsgrade. Die Diibeltraglasten wurden nach Bild 4.51 angesetzt (mittlere Traglasten).

Beton C25/30 f, = 25 N/mm? g1 = 2,0%0 | &4 = 4,5%o0
fee = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl St52 f,/f, = 355/510 E = 200000 N/mm?2
&y = 1,8%o &, = 16%o | &, = 30%0
Betonstahl Nicht angesetzt
KBD & 19 mm Foumax = 110 kN [V, =2mm |V, =50 mm
Tabelle 7.7: Materialgesetze fiir die Berechnungen mit normalfesten Baustoffen: IPE 400,

St52 und 15 cm Betongurt, C25/30

Die maximalen Diibelverschiebungen wurden mit 50 mm angegeben, um sicherzustellen, dass
die Berechnung nicht durch das Diibelversagen abgebrochen wurde. Nachtrdglich konnten
dann die Bruchlasten iiber das Kriterium der maximalen Diibelverschiebung von 6 mm durch
Sichten der Ergebnisdateien bestimmt werden. Es wurden die Berechnungen in Tabelle 7.8
am Verbundtriager IPE 400, St52 mit 15 cm Betongurt C25/30 durchgefiihrt.

Belastung Spannweite VerdUbelungsgrade

Streckenlast 8m 100% - 73% - 61% - 49%

Streckenlast 10m 100% - 80% - 61% - 55%

Streckenlast 12m 100% - 85% - 61%
Einzellast 8m 100% - 61% - 52% - 40%
Einzellast 10m 100% - 61% - 55% - 45%
Einzellast 12m 100% - 61% - 49%

Tabelle 7.8:  Durchgefiihrte Berechnungen: IPE 400, St52 und 15 cm Betongurt, C25/30

In einer zweiten Studie wurden die Materialfestigkeiten variiert. Ein Stahltrager IPE 400 der
Stahlgiite St37 wurde mit einem 15 cm Betongurt C35/45 kombiniert. Die entsprechenden
Eingabeparameter fiir die numerische Berechnung zeigt Tabelle 7.9.

Beton C35/45 fo = 35 N/mm? g1 = 2,0%o ‘ ey = 4,5%o0
fee = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl St37 f,/f, = 235/360 E = 200000 N/mm?
&y = 1,2%o &y = 16%o | &4 = 30%0
Betonstahl Nicht angesetzt
KBD & 19 mm Foumax = 120 kN [V, =2mm |V, =50 mm
Tabelle 7.9: Materialgesetze fiir die Berechnungen mit normalfesten Baustoffen: IPE 400,

St37 und 15 cm Betongurt, C35/45
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Die durchgefiihrten Rechnungen sind in Tabelle 7.10 dargestellt.

Belastung Spannweite Verdubelungsgrade
Streckenlast 8m 100% - 75% - 49%
Streckenlast 10m 100% - 80% - 55%
Streckenlast 12m 100% - 85% - 61%

Einzellast 8m 100% - 49% - 40%

Einzellast 10m 100% - 55% - 45%

Einzellast 12m 100% - 61% - 50%

Tabelle 7.10: Durchgefiihrte Berechnungen: IPE 400, St37 und 15 cm Betongurt, C35/45

Die Ergebnisse der Berechnungen fiir eine Belastung durch Streckenlast sind in Bild 7.39
dargestellt. Die Ergebnisse von BECKER konnten bestitigt werden. Der Ansatz von JOHN-
SON ist bei groen Trigerlingen konservativer, bei kleinen Stilitzweiten progressiver. Die
Regeln nach der derzeitigen Fassung des EC 4 sind im Vergleich zu den eigenen Berechnun-
gen unsicher, dasselbe gilt fiir den konservativsten Ansatz von ARIBERT fiir Stahl S460.
Damit kann die Regelung im neuesten Entwurf zu EC 4 (EN 1994, 2001), die derjenigen von
ARIBERT entspricht, nicht unterstiitzt werden. Der Grund fiir die unsichere Formulierung
konnte eine progressive Wahl der Werte filir die Dehnungen und Spannungen an der Verfesti-
gungsgrenze des Baustahls innerhalb der Berechnungen von ARIBERT sein. Die Berechnun-
gen fiir eine Belastung durch eine Einzellast in Feldmitte ergaben Schlupfwerte zwischen
2 mm und 5 mm, so dass die Angaben des zurzeit giiltigen EC 4 bestitigt werden konnten.

1,0

0,9 1

0,8

©
o
()]
n
(o)}
c
3 07X
8 v =D Aribert - $460
©
,q>j 0.6 1 ====Becker
[%)]
0
e 0,5 == Johnson
£
04 jeweils angegeben: =—O=Eurocode 4
erforderlicher Schlupf in [mm]
0.3+ . . . . . I I . . . . X Eigene Rechnungen

50 60 70 80 90 100 11,0 12,0 13,0 14,0 150 16,0 17,0 18,0 19,0 20,0
Tragerlange [m]

Bild 7.39: Erforderliche Verformungen der Kopfbolzendiibel (& 19 mm) fiir Stahltrager
IPE 400 mit Betongurt 15 cm bei normalfesten Materialien unter Streckenlast

7.4.5 Parameterstudie mit hochfesten Materialien

Die Untersuchungen zur Diibelverformung bei Teilverdiibelung fiir Verbundtrager aus hoch-
festen Materialien wurden an Baustahl S460 und Beton C70/85 durchgefiihrt. Wiederum ka-
men als Verbundmittel Kopfbolzendiibel mit dem Durchmesser 19 mm zum Einsatz (Tabel-
le 7.11). Die Betonfestigkeit wurde sowohl in den Handrechnungen als auch in der numeri-
schen Berechnung mit 85 N/mm? angesetzt. Die Bruchstauchung betrug bei diesen Berech-
nungen 3,5%o. Diese Werte wurden jedoch nie erreicht. Die maximalen Betonstauchungen
lagen in der GroBenordnung der Werte aus DIN 1045-1, maf3gebend fiir ein vorzeitiges Ver-
sagen waren immer iiberschrittene Diibelverformungen. Fiir die Diibeltraglast wurden die
Mittelwerte der Ergebnisse der eigenen Push-Out Versuche herangezogen. Die Handrechnun-
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gen wurden mit um 20% erniedrigten (charakteristischen) Tragfdhigkeiten durchgefiihrt. Zwei
verschiedene Verbundquerschnitte wurden tiberpriift (Tabelle 7.12).

Querschnitt Belastung | Spannweite Verdiibelungsgrade

IPE 400-15 Streckenlast 8 m 84% - 72% - 60% - 36%
IPE 400-15 Streckenlast 10 m 84% - 72% - 60% - 36%
IPE 400-15 Streckenlast 12m 84% - 72% - 60% - 36%
IPE 400-15 Einzellast 8 m 100% - 84% - 60% - 36%
IPE 400-15 Einzellast 10 m 100% - 84% - 60% - 36%
IPE 400-15 Einzellast 12 m 100% - 84% - 60% - 36%
HEA 400-20 | Streckenlast 10 m 84% - 72% - 60%

HEA 400-20 | Streckenlast 12m 84% - 72% - 60%

HEA 400-20 | Streckenlast 14 m 84% - 72% - 60%

HEA 400-20 Einzellast 10 m 100% - 83% - 72% - 60% - 35%
HEA 400-20 Einzellast 12 m 100% - 83% - 72% - 60% - 35%
HEA 400-20 Einzellast 14 m 100% - 83% - 72% - 60% - 35%

Tabelle 7.12: Durchgefiihrte Berechnungen (IPE 400, S460 und 15 cm Betongurt, C70/85
sowie HEA 400, S460 und. 20 cm Betongurt, C70/85)

Die Einfeldtrdger wurden mit einer Einzellast in Feldmitte und einer Gleichstreckenlast be-
aufschlagt. Die Verdiibelung war dabei zunédchst dquidistant. In einer Studie zu den Auswir-
kungen variierender Diibelkennlinien und Diibelanordnungen wurden zum Schluss die Kraft-
Schlupf-Beziehungen anderer Verbundmittel angesetzt sowie eine abgestufte Diibelanord-
nung im Verhéltnis 2:1 und eine Diibelkonzentration an den Auflagern iiberpriift.

Beton C70/85 f, = 85 N/mm? &1 = 2,0%0 | &4 = 3,5%o
fee = 0,5 N/mm? g = 0,6%0
Baustahl S460 f,/f, = 460/580 E = 200000 N/mm?
& = 2,3%o0 &, = 20%o | &, = 30%0
Betonstahl Nicht angesetzt
KBD & 19 mm Foumax = 140 kN [V, =1 mm |V, =50 mm

Tabelle 7.11: Materialgesetze fiir die Berechnungen an Verbundtrigern aus Walzprofilen
S460 und Betongurt aus C70/85

Die Ergebnisse fiir die Belastung durch Einzellast in Feldmitte sind in Bild 7.40 dargestellt.
Danach erreichen alle Trager bis zu einem Verdiibelungsgrad von 35% das plastische Mo-
ment, wenn die Diibel ein Verformungsvermogen von 6 mm aufweisen. Ab einer Spannweite
von 14 m sollten die Mindestverdiibelungsgrade kontinuierlich bis auf 100% anwachsen.

Die maximalen Verformungen in der Verbundfuge nehmen unter Einzellast bis zu einem
Verdiibelungsgrad von 60% mit abnehmender Diibelanzahl ab. Dafiir ist erstens die geringere
zu ibertragende Léngsschubkraft verantwortlich. Zweitens wird bei voller Verdiibelung der
Maximalschlupf direkt neben der Feldmitte erreicht (vgl. Kapitel 7.3). Bei einer schwicheren
Verbundfuge (niedriger Verdiibelungsgrad) bauen sich die Betondruckkréfte gleichméBiger
tiber die Tragerldnge verteilt auf, die Diibelbeanspruchung ist ausgeglichener, und es kommt
nicht zu den groBen Verschiebungen in direkter Umgebung der Lasteinleitung. Dies zeigen
auch die Schlupfverliufe iiber die Trigerldnge fiir Verbundtrdger mit unterschiedlichen Ver-
diibelungsgraden (Bild 7.41).
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Bild 7.40: Erforderlicher Schlupf der Kopfbolzendiibel & 19 mm bei Triagern IPE 400 bzw.
HEA 400 aus S460 mit 15 cm bzw. 20 cm Betongurt C70/85 unter Variation der
Spannweite und des Verdiibelungsgrades bei Einzellast in Feldmitte
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Bild 7.41: Schlupfverlauf iiber die Trigerldnge eines zu 60% verdiibelten (links) und eines
zu 84% verdiibelten (rechts) Trdgers IPE 400 aus S 460 und 15 cm Betongurt
C 70/85 unter Einzellast in Feldmitte bei Erreichen der rechnerischen Bruchlast

Bei allen Berechnungen unter Streckenlast traten erhebliche Diibelverformungen auf. Nach-
dem die duBleren, am hdchsten beanspruchten Diibel plastiziert hatten, konnten die vom Ver-
bundtriager aufnehmbaren Lasten nur in geringem Male gesteigert werden. Dabei wuchsen
die maximalen Diibelverformungen der du3eren Verbundmittel iiberproportional an, bevor die
unterbeanspruchten Diibel in Trigermitte zur Ubertragung der auftretenden Lingsschubkrifte
plastizierten und voll aktiviert wurden. Daher waren teilweise Verformungen in der Verbund-
fuge am Trigerende von 20 mm und mehr erforderlich. Im Anhang A.5 ist die Entwicklung
des Maximalschlupfes am Triagerende in Abhingigkeit von der Momentenbelastung darge-
stellt. Markiert sind jeweils die charakteristischen Punkte des rechnerischen plastischen
Bruchmomentes und der kritischen Diibelverformung von 6 mm. Die nach der linearen Inter-
polationsmethode berechneten plastischen Momente kénnen bei maximalen Diibelverschie-
bungen von 6 mm ab 60% Teilverdiibelung nur knapp erreicht werden. Die erreichbaren Mo-
mente liegen 1% bis 5% unter denen aus der Handrechnung. Die erforderlichen Diibelver-
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schiebungen zum vollstindigen Erreichen der rechnerischen Lasten betragen bei einem Teil-
verdiibelungsgrad kleiner als 60% zwischen 8§ mm und 26 mm (Bild 7.42). Das Verformungs-
verhalten von Koptbolzendiibeln in hochfestem Beton hat dabei eine positive und eine negati-
ve Auswirkung auf die Kraftiibertragung in der Verbundfuge:

1)  Positiv wirkt sich die groBe Anfangssteifigkeit aus. Bereits bei geringen Relativver-
schiebungen plastiziert der Diibel, und die gesamte Diibelkraft kann aktiviert werden.

2)  Negativ wirkt sich die geringe Gesamtverformungskapazitit der Diibel aus. Nach Errei-
chen der kritischen Verformungsgrenze von etwa 6 mm versagt er schlagartig, was zu
einem sukzessiven Versagen der gesamten Verbundfuge (Reiflverschlusseffekt) und
damit zum Bruch des Tragers fiihrt.

30 Qs [PE 400, 15 cm Beton, 8 m —2A—HEA 400, 20 cm Beton, 10 m
28 - ==[1=|PE 400, 15 cm Beton, 10 m —¥—HEA 400, 20 cm Beton, 12 m
= O = |PE 400, 15 cm Beton, 12 m —+——HEA 400, 20 cm Beton, 14 m
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20 -~
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16 -
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8 T T T T T
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Verdibelungsgrad

Bild 7.42: Erforderlicher Schlupf der Kopfbolzendiibel & 19 mm bei Triagern IPE 400 bzw.
HEA 400 aus S460 mit 15 cm bzw. 20 cm Betongurt C70/85 unter Variation der
Spannweite und des Verdiibelungsgrades bei Streckenlast

Weitere Bedingung zum Erreichen der plastischen Momente ist die Einhaltung eines Min-
destverhéltnisses zwischen dem plastischen Momententraganteil des Stahltrdgers M, und
dem plastischen Widerstandsmoment M, des vollverdiibelten Verbundtréigers.

In EC 4 ist dieses Verhiltnis M, ,//M,; mit mindestens 0,40 angegeben, damit eine dquidistan-
te Verdiibelung ausgefiihrt werden darf. Dieses Verhéltnis wird von dem Trager HEA 400 mit
20 cm Betongurt aus hochfesten Werkstoffen erreicht. BECKER schrinkt den Grenzwert auf
0,46 ein. Der vorliegende Trager IPE 400 mit 15 cm Betongurt aus hochfesten Werkstoffen
besitzt eben dieses Verhiltnis M, ,/Mp = 0,46. Wird das einwirkende Moment aus der Statik
iiber die halbe Tridgerachse aufgetragen und mit dem jeweiligen ortsabhdngigen Wider-
standsmoment des Verbundtridgers unter Beriicksichtigung der dquidistanten Verdiibelung
verglichen, so ist erkennbar, dass trotzdem fiir diesen Fall der mafigebende Schnitt etwa 40%
aullerhalb der Feldmitte liegt (Bild 7.43, links), wenn mit charakteristischen Diibeltraglasten
gerechnet wird.

Die Anndherung der Kurven des einwirkenden und des aufnehmbaren Momentes bewirkt
beim Verlauf der Betondruckstauchungen einen Sprung: Der Verbundtrigeranteil muss iiber-
proportional gesteigert werden, da der Stahltrigeranteil seine maximale Auslastung erreicht
hat (Bild 7.43, rechts und Bild 7.44).
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Bild 7.43: Vergleich des einwirkenden Momentes iiber die halbe Trégerldnge eines IPE 400
mit 15 cm Betongurt aus hochfesten Werkstoffen mit dem Widerstandsmoment
bei dquidistanter Verdiibelung unter Ansatz der charakteristischen Diibeltraglasten
(links), Verlauf der Betondruckstauchungen und Lage der Diibel im numerischen
Modell bei Diibelversagen (rechts)
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Bild 7.44: Verlauf der Betondruckstauchungen und der auftretenden normierten Momente

Bei Ansatz der erhdhten mittleren Diibeltragfiahigkeiten in der numerischen Berechnung (im
Vergleich zu den charakteristischen Traglasten in der Handrechnung) ist die Verdiibelung in
allen Tréagerbereichen ausreichend. Qualitativ gilt dies auch fiir einen Trager HEB 400 mit
15 cm Betongurt aus hochfesten Baustoffen, fiir den M, /My = 0,51 ist (Bild 7.45, links).
Erst ein HEM 400 mit 15 cm Betongurt, ebenfalls aus hochfestem Stahl und hochfestem Be-
ton mit M, /My = 0,61, besitzt auch bei Ansatz der charakteristischen Diibeltraglasten in der
FE-Berechnung eine ausreichende Tragfahigkeit iiber die gesamte Triagerldnge (Bild 7.45,
rechts).

Es wird deutlich, dass die im EC 4 angegebenen Grenzen zur Mindestverdiibelung fiir hoch-
feste Werkstoffe bei Verbundtragern unter Gleichlast nur dann eingehalten werden konnen,
wenn eine — im Vergleich zu den charakteristischen Diibeltraglasten aus der Handrechnung —
um 20% hohere mittlere Tragfdhigkeit der Verbundfuge sichergestellt ist. In der Regel ist dies
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der Fall, da die experimentell ermittelten Diibeltraglasten wegen des ungiinstigen Ver-
suchsaufbaus des Standard-Abscherversuches zu gering ermittelt werden, es zu zusétzlichen
Traganteilen der Verbundfuge aus Reibung kommt und die statistische Auswertung eine ent-
sprechende Differenz zwischen mittleren und charakteristischen Traglasten erzeugt.
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Bild 7.45: Vergleich des einwirkenden Momentes iiber die halbe Triagerlinge eines HEB 400
(links) und eines HEM 400 (rechts) mit 15 cm Betongurt aus hochfesten Werk-
stoffen mit dem Widerstandsmoment bei dquidistanter Verdiibelung und Ansatz
von charakteristischen und mittleren Diibeltraglasten (LI: Lineare Interpolation;
GG: Gleichgewichtsmethode)

Verbessern lassen sich die Eigenschaften, wenn die Verdiibelung dem Léngsschubkraftverlauf
angendhert wird. Dazu wurden Berechnungen an denselben Verbundtrégern, jedoch mit einer
Diibelverteilung im Verhéltnis von 2:1 der Diibelanzahl in den dueren Vierteln zur Diibelan-
zahl in Balkenmitte durchgefiihrt (Bild 7.46).

T """"" q x L/6
gxL/2 4\
qxL/3 lq x L/4 “q x L/6
4 4
Iq x L/4
Anordnung im Verhaltnis 2:1 Aquidistante Anordnung
Lange L/4 1 Lange L/4 | Lange L/2 |
Diibelanzahl: N/3 T Diibelanzahl: N/6 T Diibelanzahl: N/2 T
ITTITTIT T T T T ITIIITITIITITITI
- Tragerlange L - Dibelanzahl N
T T

Bild 7.46: Dem Léngsschubkraftverlauf angendherte Verdiibelung im Verhéltnis 2:1 fiir
Verbundtrager unter Gleichstreckenbelastung
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Fiir diese Diibelanordnung wurden die folgenden Variationen untersucht (Tabelle 7.13):

Querschnitt Spannweite Verdubelungsgrade

IPE 400-15 8m 100% - 84% - 72% - 60% - 51%
IPE 400-15 10m 100% - 84% - 72% - 60% - 51%
IPE 400-15 12m 100% - 84% - 72% - 60% - 51%
HEA 400-20 10m 100% - 84% - 72% - 60% - 51%
HEA 400-20 12m 100% - 84% - 72% - 60% - 51%
HEA 400-20 14 m 100% - 84% - 72% - 60% - 51%

Tabelle 7.13: Durchgefiihrte Berechnungen (IPE 400, S460 und 15 cm Betongurt, C70/85
sowie HEA 400, S460 und. 20 cm Betongurt, C70/85) unter Streckenlast bei
dem Langsschubkraftverlauf angendherter Verdiibelung im Verhéltnis 2:1

Bei den Triagern mit einem Verdiibelungsgrad ab 72% trat der Maximalschlupf nicht am Tri-
gerende, sondern innerhalb des weniger verdiibelten Bereiches auf. Daher kann es wie bei den
Tragern unter Einzellast vorkommen, dass trotz sinkenden Verdiibelungsgrades die maxima-
len Verformungen in der Verbundfuge nicht zu-, sondern abnehmen. Die sich ergebenden
Maximalwerte des aufgetretenen Schlupfes sind in Bild 7.47 zusammengefasst.

_ N
2010 ——0——PE 400, 15 cm Beton, 8 m, Diibel 2:1
18 -

S Bruchlasten konnten bei diesen === IPE 400, 15 cm Beton, 10 m, Diibel 2:1
Tragern nicht erreicht werden!

16 -

14 ] = O = |PE 400, 15 cm Beton, 12 m, Diibel 2:1

12 —2A—HEA 400, 20 cm Beton, 10 m, Dibel 2:1
—¥— HEA 400, 20 cm Beton, 12 m, Dubel 2:1

—+—HEA 400, 20 cm Beton, 14 m, Diibel 2:1

erforderliche Dubelverformung [mm]
>

50% 55% 60% 65% 70% 75% 80% 85%
Verdibelungsgrad

Bild 7.47: Erforderlicher Schlupf der Kopfbolzendiibel & 19 mm fiir ein dem Langsschub-
kraftverlauf angendherte Verdiibelung im Verhéltnis 2:1 bei Variation der Spann-
weite und des Verdiibelungsgrades und Belastung durch Streckenlast

Auf der Grundlage der Ergebnisse der numerischen Parameterstudie kann eine Teilverdiibe-
lung bei Verbundtragern aus hochfesten Werkstoffen unter Streckenlast bei Verwendung der
Gleichgewichtsmethode nur dann erfolgen, wenn eine abgestufte Verdiibelung vorliegt. Wer-
den die rechnerischen plastischen Momente bei der Handrechnung abgemindert, z.B. implizit
durch die Verwendung der Linearen Interpolation anstatt der Gleichgewichtsmethode und
zusdtzlich explizit durch die Anwendung der Faktoren fiir die hochfesten Baustoffe Bconcrete
und Bpineu, darf die Teilverdiibelung auch bei dquidistant verdiibelten Tragern unter Strecken-
last angewendet werden. Bild 7.48 stellt die unterschiedlich berechneten plastischen Wider-
standsmomente normiert auf die bei einer Diibelverformbarkeit von 6 mm erreichbaren Mo-
mente aus der FE-Berechnung unter Streckenlast dar. Zusitzlich sind die normierten Momen-
te aus der FE-Berechnung eingetragen, die vor dem FlieBbeginn der ma3gebenden Diibel er-
reicht werden.

175



1,060

—&A— Moment aus der
1,050 - Handrechnung,
ﬁ A A Gleichgewichtsmethode
1,040 A (GG)

1,030 - /-\

Moment aus Numerik
bei 6 mm mdglicher
Dubelverformung

-
I

1,020 -
—O—— Moment aus der
1,010 -+
Handrechnung,
1,000 4 Lineare Interpolation (LI)
oo 0
0,990 - —L{F— Moment aus der

Handrechnung (LI) und
0,980 - N Abminderungsfaktoren
A— .
L N N L fir HSC und HSS
e

) S_— 1
0,970 4 y T — — ;
4 ‘\c: 2 N Moment aus Numerik
& vor dem FlieBen der
0,960 Verbundfuge
0,950 T T T T T T T T T T T T T
X2 EERERRER
O N < O N ¥ O N ¥ O N ¢ O N ¢ O N <
© KN ® © K ® QKN P Q@ K P Y KF P QNP
E E E E E E E E E E E E E E E E E E
0 0 W O O O N N N O O O N N N ¥« « «
! ! ~— ~ ~ ~ -~ ~ ~ ~ ~— ~— ~ ~ ~ ~ ~
w L L ] ] ] ] ] ] ' ' 1 1 ' ' 1 1
o o o W W wWww g <L
= = = oo oo o o o wowow o wow o ow o owowow
- - - - - - I I I I I IrIITIT T

Bild 7.48: Unterschiedlich berechnete plastische Widerstandsmomente im Vergleich zu
Bruchmomenten aus der FE-Rechnung unter Streckenlast

Die Bemessungen mit der Methode der Linearen Interpolation fiihren zu sicheren Ergebnis-
sen. Die Anwendung des Reduktionsfaktors PBeoncrete VergroBert den Sicherheitsabstand. Bei
den vorliegenden Trigern wurde der Faktor Bpiney nicht ma3gebend, da die Trigergeometrie
giinstig war. Mit kleiner werdendem Verhéltnis M, /M, (0,46 fiir den IPE, 0,40 fiir den
HEA) sowie mit grofler werdenden Stiitzweiten verschlechtert sich das Verhéltnis zwischen
rechnerischen und tatsidchlich erreichbaren Bruchmomenten.

7.4.6 Besonderheiten bei der Bemessung der Verbundfuge
Drei Besonderheiten, die bei der Bemessung der Verbundfuge auftreten kdnnen, sind:

1. Der maximale Schlupf tritt nicht immer am Trigerende auf. Insbesondere gilt dies fiir die
Belastung durch eine Einzellast in Feldmitte, grundsétzlich fiir sehr tragfahige und steife Ver-
bundfugen. Die der Bemessung zugrunde liegende Vorstellung von einem ausschlieBlichen
Verbundtrageranteil kann in direkter Umgebung der Lasteinleitung nicht aufrecht erhalten
werden. Aufgrund des Schlupfnulldurchgangs kommt es auch bei voller Verdiibelung zu einer
Aufteilung in einen Stahltrdger- und einen Verbundtrageranteil. Der maflgebende Schnitt zur
Bestimmung der maximalen Diibelverformung kann im plastizierten Zustand neben der Tri-
germitte liegen. Dies gilt auch fiir den ma3gebenden Schnitt zur Bestimmung der Momentent-
ragfahigkeit, wenn die Verbundfuge das Versagen bestimmt.

2. Weicht die Last-Verformungscharakteristik der Verbundmittel von der angenommenen
Form ab, kann dies zum vorzeitigen Versagen des Verbundtrigers fithren. Bei der Auswer-
tung der Standard-Abscherversuche nach EC 4 werden lediglich die Traglast und das maxi-
male Verformungsvermdgen bestimmt, iiber den Verlauf der Last-Verformungskurve werden
keine Angaben gemacht. Der bemessende Tragwerksplaner geht davon aus, dass die Ver-
bundmittel eine “typische Langskraft-Schlupfcharakteristik® aufweisen, bei der die plastische
Traglast nach 1bis 2 mm Verformung erreicht wird. Neue Verbundmittel (vorgespannte
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Schrauben, Diibelleistensysteme) besitzen jedoch andere charakteristische Kurven (Bild 7.49,
ROIK, HANSWILLE, 1984, AiF, 2000). Bei numerischen Berechnungen von Verbundtragern
mit Verbundmitteln, die diese Last-Schlupfcharakteristiken besallen, konnten die plastischen
Momente bei Teilverdiibelung gar nicht bzw. nur bei Verbundmittelverformungen, die groBBer
waren als die angegebenen Grenzen, erreicht werden. AuBerdem traten bereits unter
Gebrauchslasten hohe Verformungen des Verbundtrigers auf. Daher sollten Verbundmittel,
deren Last-Verformungsverhalten von dem der Kopfbolzendiibel abweicht, zusitzlich zu ihrer
Traglast und ihrem maximalen Verformungsvermogen durch die genaue Angabe der Last-
Schlupfbeziehung beschrieben werden. Die vereinfachten plastischen Bemessungsverfahren
des EC 4 sowie die in dieser Arbeit vorgeschlagenen Bemessungsregeln gelten vorerst nur fiir
Verbundmittel, die ihre plastische Tragfahigkeit nach 1 mm bis 2 mm Verformung erreichen.

A Dubelkraft Fosm Dubelkraft
_______ . : L Foe
l N 80% VON Fog ;!
! : :
' ' 30% von Fi, ' !
! Schlupf e pamax | Schiupf
3 mm 6mm__ 0,5mm 4.5mm 7.5mm

Bild 7.49: Last-Schlupfkurven fiir neue Verbundmittel (AiF, 2000)

3. Eine Konzentration der Verbundmittel am Trigerende stellt keine ausreichende Verbund-
wirkung sicher. Auch hierbei wurden die plastischen Traglasten in den numerischen Berech-
nungen nicht erreicht. Da im Feldbereich die Verdiibelung vollstindig fehlt, kann es erstens
zu einem Abheben des Betongurtes kommen. Zweitens entsteht in dem Bereich ein so groBer
Schlupf, dass die Verbundtragerwirkung nicht aktiviert und der Verbundquerschnitt nicht voll
ausgenutzt werden kann. Eine Abstufung der Diibelverteilung sollte sich am Verlauf der
Langsschubkraft orientieren. Die oben gewdhlte Verteilung im Verhiltnis 2:1 bedeutet dabei,
dass die Langsschubkraftlinie im ungiinstigsten Fall um ein Sechstel unterschritten wird.

7.4.7 Zusammenfassung
Zusammenfassend kann auf Grundlage der eigenen Untersuchungen festgestellt werden:

= Je groBer die Stiitzweite, desto groBer miissen auch die Mindestverdiibelungsgrade sein.

= Je groBer das Verhiltnis des vollplastischen Stahltrdgermomentes zum vollplastischen
Verbundtragermoment ist, desto geringer diirfen die Mindestverdiibelungsgrade sein.

* Um das Materialverhalten der hochfesten Baustoffe zu beriicksichtigen, miissen gerade
bei teilverdiibelten Tragern — in Konsistenz zu den Angaben in Kapitel 7.1 — die Redukti-
onsfaktoren Bconcrete UNA Pplneu VErwendet werden.

= Alle folgenden Regelungen gelten nur dann, wenn die mittlere Tragfdhigkeit der Ver-
bundfuge 20% {iber den charakteristischen Werten der Verbundmitteltragfahigkeit liegt.
Dies ist fiir Kopfbolzendiibel in normalfestem Beton und in hochfestem Beton — unter
Anwendung des in Kapitel 4.10 vorgeschlagenen Bemessungsverfahrens — der Fall.

= Teilverdiibelte Trager aus normalfesten und hochfesten Werkstoffen unter Einzellast
diirfen mit den Mindestverdiibelungsgraden fiir normalfeste Werkstoffe nach EC 4 bei
Anwendung der Gleichgewichtsmethode (GG) berechnet werden. Dabei sind fiir hochfes-
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Mindestverdiibelungsgrad

178

te Werkstoffe — in Konsistenz zu den Angaben in Kapitel 7.1 — die Reduktionsfaktoren
Beonerete UNd Bpiney Zu verwenden.

Bei Teilverdiibelung von Verbundtrigern aus normalfesten Werkstoffen unter Stre-
ckenlast bei einer moglichen Verbundmittelverformung von 6 mm und dquidistanter Dii-
belanordnung erscheinen die Teilverdiibelungsgrade von BECKER (1997) sicherer als
die derzeitigen Regelungen des EC 4.

Die Teilverdiibelung von Verbundtrigern aus hochfesten Werkstoffen unter Strecken-
last bei einer moglichen Verbundmittelverformung von 6 mm und einer dquidistanten
Diibelanordnung sollte nur angewendet werden, wenn die Bruchmomente mit der Metho-
de der Linearen Interpolation (LI) bestimmt werden.

Die Mindestverdiibelungsgrade fiir die unterschiedlichen Félle in Abhédngigkeit von der
Tragerldnge sind in Bild 7.50 dargestellt.
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Bild 7.50: Mindestverdiibelungsgrade

= <A = Hochfeste Werkstoffe, Streckenlast, Mapl/Mpl = 0,45, LI

In Formeln ausgedriickt bedeutet dies fiir Verbundtriger aus hochfesten Baustoffen mit
dquidistanter Verdiibelung unter Gleichlast:

L0 21, =0,060-L—0,12> 0,60 fir M, , /M, <0,40 (7.10)
1,021, =0,045-L+0,06 20,60 fiir M, /M, <0,45 (7.11)
1021, =0,035-L+0,18> 0,60 fir M, /M <0,50 (7.12)
1,021, =0,030-L+0,24> 0,60 fir M, /M, <0,55 (7.13)

Damit konnen weder die Angaben in der aktuellen Fassung des EC 4 noch diejenigen im
neuesten Entwurf zu EC 4 von April 2001 bestitigt werden. Griinde fiir bisher nicht auf-
getretene Schadensfille bei teilverdiibelten Tragern sind das Fehlen entsprechender Last-
fille im Grenzzustand der Tragfihigkeit sowie die Uberfestigkeiten des Stahls.

Im Anhang A.6 wird die Anwendung der o.g. Regeln innerhalb von Bemessungsbeispie-
len vorgestellt.



8 Zusammenfassung

Bisher wurden hochfester Stahl und hochfester Beton nicht zusammen in vorwiegend auf
Biegung beanspruchten Verbundkonstruktionen eingesetzt. Im Stahlbau hat sich der hochfeste
Stahl und im Stahlbeton- und Spannbetonbau der hochfeste Beton unter bestimmten Randbe-
dingungen aufgrund der technischen und wirtschaftlichen Vorteile gegeniiber normalfesten
Baustoffen bereits durchgesetzt. Das Zusammenwirken der hochfesten Baustoffe am Beispiel
von Verbundtrigern aus dem Hochbau mit massiven Betongurten wurde in der vorliegenden
Arbeit systematisch untersucht.

Hierzu wurden eigene Triager- und Abscherversuche ausgewertet und verschiedene numeri-
sche Berechnungsmethoden fiir die anschlielende Analyse angewendet. Durch die Entwick-
lung eines neuen Einzel-Abscherversuches konnten erstmalig erfolgreich einzelne Koptbol-
zendiibel unter reiner Scherbeanspruchung untersucht werden. Begleitende numerische Be-
rechnungen zeigen das ungiinstige Tragverhalten des Standard-Abscherversuchskorpers auf.

Die nichtlinearen Berechnungen nach der Finite-Elemente-Methode konnten das Tragverhal-
ten der Verbundmittel unter Einschrdnkungen abbilden. Es ist zurzeit jedoch noch nicht mog-
lich, das mehraxiale Versagensverhalten des Baustoffs Beton unter beliebiger Belastung de-
tailliert abzubilden. Nur unter Annahme vereinfachender modellhafter Randbedingungen
konnte das Last-Verformungsverhalten in zufriedenstellender Weise simuliert werden.

Innerhalb der Arbeit konnten folgende Erkenntnisse gewonnen werden:

= Zur Beschreibung des Tragverhaltens von Verbundtrigern im positiven Momentenbereich
sind die Spannungs-Dehnungsbeziehungen fiir hochfesten Beton — wie z.B. in der neuen
DIN 1045 dokumentiert — zu verwenden.

= Bei der plastischen Bemessung miissen sowohl fiir den hochfesten Stahl als auch fiir den
hochfesten Beton Korrekturwerte eingefiihrt werden, damit die Tragfdhigkeit nicht tiber-
schitzt wird.

* Die Problematik der Mindestbewehrung im negativen Momentenbereich hingt hauptsich-
lich von den jeweiligen Systemdaten der Konstruktion ab. Auf der Grundlage der aus der
Literatur bekannten und der eigenen Versuche kann daher kein allgemeingiiltiger verein-
fachter Ansatz zur Berechnung der Mindestbewehrung hergeleitet werden.

* Das Trag- und Verformungsverhaltens von Koptbolzendiibeln in hochfestem Beton wird
vor allem von der SchweiBBwulstausbildung bestimmt. Wulst und Schaft sind dabei nicht
monolithisch miteinander verbunden und erfahren jeweils eigene Belastungen und Ver-
formungen.

* Der SchweiBBwulst erhoht die Tragfdhigkeit des Diibelschaftes, indem er ihn abschirmt
und stiitzt, und er besitzt einen eigenen Traganteil an der Gesamttragfahigkeit des Diibels.
Dieser Tatsache wurde in dem aufgestellten Bemessungsmodell fiir Koptbolzendiibel in
hochfestem Beton Rechnung getragen.

* Damit sich Kopfbolzendiibel in hochfestem Beton duktil verhalten, sollten entweder zwei
Diibel unmittelbar hintereinander in Reihe geschweilit werden, wobei ihre Tragfihigkeit
auf 90% der Einzeldiibel abzumindern ist, oder es sollte eine Metallhiilse stramm tiber den
Diibelschaft gezogen werden, die direkt auf dem Schweillwulst aufliegt. Weitere Mal3-
nahmen konnen in Zukunft das VergroBern der Schweiwiilste und das Fertigen der Diibel
aus hochfestem Material (S460) sein.
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» Die Tragfahigkeit der Verbundfuge entspricht nicht der Tragfihigkeit der Verbundmittel,
die aus Standard-Abscherversuchen abgeleitet wurde. Ursachen hierfiir sind erstens die
ungiinstige Lastabtragung im Standard-Versuch, bei dem die Diibel eine kombinierte
Schub-Zug-Beanspruchung erfahren, und zweitens treten in der Verbundfuge zusétzliche
Reibungskrifte auf.

* Die im EC 4 genannten charakteristischen Werte der maximalen Traglast Prk und des ma-
ximalen Verformungsvermogens d., beschreiben das Last-Verformungsverhalten von
Verbundmitteln nur unzureichend. Neue Verbundmittel kdnnen eine Last-Verformungs-
charakteristik zeigen, die stark von derjenigen der iiblichen Kopfbolzendiibel abweicht.

* Die Verteilung der Langskraft in der Verbundfuge kann unter bestimmten Steifigkeitsver-
héltnissen und Belastungsarten so stark von den theoretischen Annahmen der Elastizitats-
theorie abweichen, dass es zu einer unsicheren Bemessung kommt. Daher ist die Lage des
mafgebenden Bemessungsschnittes sorgféltig zu priifen.

* Das im EC4 fiir duktile Verbundmittel geforderte Mindestverformungsvermdgen von
6 mm sollte auf keinen Fall abgesenkt werden. Die im EC 4 angegebenen Mindestverdii-
belungsgrade konnen fiir Tréger unter Gleichstreckenlast bereits bei diesem Grenzwert
unsicher sein. Daher wurden neue Grenzwerte in Abhingigkeit von der Belastungsart, von
der Stiitzweite und vom Verbundtrigerquerschnitt vorgeschlagen. Diese Regeln gelten nur
dann, wenn die mittlere Tragfihigkeit der Verbundfuge die charakteristische Tragféhig-
keit der Verbundmittel um 20% iiberschreitet.

* Die Anwendung von Kammerbeton vergleichmiBigt die Verformungen der Verbundtriger
und wirkt hierdurch den negativen Auswirkungen der geringen Bruchdehnung des hoch-
festen Betons entgegen. Hier besteht weiterer Forschungsbedarf, um das Trag- und Ver-
formungsverhalten, das dem von Stahlbetontrdgern gleicht, genauer beschreiben zu kon-
nen.

Die Bemessungsbeispiele haben gezeigt, dass die vorgeschlagenen Regeln zur Diibeltragfa-
higkeit, zur Mindestverdiibelung und zur plastischen Bemessung bei Verbundtrigern aus
hochfesten Materialien einfach anwendbar sind.

Die Bemessung von Kopfbolzendiibeln in hochfestem Beton stellt eine wirtschaftliche An-
wendung dieser Verbundmittel sicher. Es ist darauf zu achten, dass die zurzeit verwendeten
Kopfbolzendiibel mit den Durchmessern 19 und 22 mm als nicht duktil nach EC 4 einzustufen
sind.

Mit der Angabe der Mindestverdiibelungsgrade in Abhingigkeit des Lastfalls und des Ver-
héltnisses des plastischen Stahltrigermomentes zum Verbundtrigermoment wurden wieder-
holt in der Literatur geduBerte Forderungen erfiillt.

Die Abminderungen der anrechenbaren Betondruckfestigkeit und des plastischen Momentes
zur Beriicksichtigung der Spannungs-Dehnungslinien der hochfesten Materialien bei der plas-
tischen Bemessung wurden moglichst genau an die erforderlichen Werte angepasst, so dass
die Anwendung des hochfesten Stahls und des hochfesten Betons in Zukunft sicherer, wirt-
schaftlicher und damit attraktiver wird.
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Auf der Grundlage der gewonnenen Erkenntnisse konnen in Zukunft konkrete Anwendungs-
falle zum FEinsatz von hochfestem Beton mit hochfestem Stahl im Verbundbau bearbeitet
werden. Vielversprechende Einsatzgebiete sind hochbelastete Bauteile aus dem Industrie- und
Briickenbau. Dabei kommt insbesondere aufgeldsten Querschnitten mit Doppelverbund, bei
dem Fahrbahnplatte und Bodenplatte aus Beton und die Stege aus Stahl gefertigt werden, eine
grof3e Bedeutung zu.

In Zukunft sollten auf dem Gebiet des Verbundbaus mit hochfesten Baustoffen das Tragver-
halten der Verbundmittel unter nichtruhender Belastung sowie die Weiterentwicklung der
numerischen Methoden zur Abbildung des Materialverhaltens von Beton und des Tragverhal-
tens teilweise oder vollstindig einbetonierter Stahlelemente untersucht werden.

Die Verbundbauforschung macht deutlich, dass weitere Entwicklungsspriinge im Hochbau
vor allem mit hybriden Tragkonstruktionen moglich sind, die sich aus einer intensiven Zu-
sammenarbeit der Fachgebiete Stahlbau und Massivbau ergeben. Hierbei ist ein gutes Zu-
sammenwirken der Beteiligten erforderlich, ihre Verbindung sollte tragfidhig und duktil sein:
gekennzeichnet durch Fachkenntnis in der Sache und Sympathie im Miteinander.
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Anhang

A.l Versuche mit Verbundtrigern im negativen Momentenbereich

A2

BARNARD und JOHNSON (1965): Zwei Einfeldtridger mit Kragarm und zwei Zweifeld-
trager. Die Rotationskapazitit des Feldquerschnitts war im Hinblick auf die FlieBgelenk-
theorie ausreichend, wenn das Stahlprofil den Verfestigungsbereich erreichte. Der Beweh-
rungsgrad im Stiitzenbereich betrug p =0,9% bis 2,5% und war damit sehr grof3, so dass
auch die Rotationsfahigkeit im Stiitzenbereich ausreichend war.

PARK (1967): Vier Zweifeldtriger mit je einer Einzellast in den Feldern belastet. Der
Bewehrungsgrad iiber der Stiitze wurde zwischen p=0,2% und 5,6%.variiert. Die nach
der FlieBgelenktheorie berechnete Traglast konnte in allen Versuchen erreicht werden. Bei
den stark bewehrten Tragern kam es zum Beulen des unteren Flansches bei Erreichen der
Traglast.

CLIMENHAGA und JOHNSON (1971, 1972): Drei Verbundtrager und 14 ,,imitierte*
Verbundtriager, bei denen der Betongurt durch Stahlblech ersetzt wurde, im Dreipunktbie-
geversuch. Es wurden keine europdischen Walzprofile mit den iiblichen Ausrundungen
untersucht. Die Autoren entwickelten ein Verfahren zur Berechnung der plastischen Ge-
lenkverdrehung in Abhdngigkeit vom Moment. Die Beulverformungen des Flansches und
des Steges werden hierbei durch ein Faltmodell angendhert. Der Berechnungsansatz be-
riicksichtigt auch die Verfestigung des Stahls, so dass M-¢@-Kurven iiber den Beulbeginn
hinaus berechnet werden konnen.

CLIMENHAGA und JOHNSON (1971, 1972): Weitere Versuchsserie mit 17 Einfeldtra-
gern im negativen Momentenbereich. Die Stiitzweite betrug 2,96 m bzw. 3,91 m. Ziel der
Untersuchung war es, den Einfluss der Geometrie des Stahlprofils auf das lokale Beulen
zu bestimmen. Daher sind die Ergebnisse auf die Problematik der Mindestbewehrung nur
beschriankt anwendbar. Das Erreichen des vollplastischen Momentes wurde im wesentli-
chen durch die Schlankheit des Steges bzw. des gedriickten Flansches beeinflusst.

HAMADA und LONGWORTH (1976): Drei Zweifeldtriger zur Uberpriifung der An-
wendbarkeit der FlieBgelenktheorie mit geschweiiten Stahlprofilen unterschiedlicher
GroBen. Der Bewehrungsgrad der Betonplatte variierte zwischen 0,47 und 0,6%. In den
Versuchen wurden um 8 bis 12% hohere Traglasten erreicht als nach der FlieBgelenktheo-
rie berechnet. Bei Unterdriickung des Flanschbeulens iiber der Stiitze fand eine Momente-
numlagerung von der Stiitze ins Feld statt. Die Versuche wurden nach dem Erreichen der
Traglast abgebrochen, so dass keine vollstindigen Momenten-Rotations-Kurven vorlie-
gen. Die Langsbewehrung beeinflusste deutlich das Rotationsvermogen.

HOPE-GILL und JOHNSON (1976): Zwei Einfeldtrager mit doppeltem Kragarm, bei
denen die Feldweite und die Kragarmldnge variiert wurde, ein Dreifeldtriger mit unter-
schiedlichen Feldweiten zur Uberpriifung der Anwendbarkeit plastischer Bemessungsme-
thoden auf unterschiedliche statische Systeme. Die Trager wurden mit Einzellasten in der
Mitte der Felder belastet. Der Bewehrungsgrad iiber der Stiitze variierte zwischen 0,75%
und 1%. Die in den Versuchen erreichten Grenztragfahigkeiten nach der Momentenumla-
gerung vom Stiitzquerschnitt zum Feldquerschnitt lagen ca. 17 bis 20% {iber den Werten
der theoretischen plastischen Systemtragfihigkeiten. Begleitende numerische Simulatio-
nen und Parameterstudien fithrten zu Einschriankungen bzgl. der Anwendbarkeit der
FlieBgelenktheorie und wurden teilweise in den EC 4 iibernommen.

ANSOURIAN (1981): Sechs Zweifeldtrager von 9 m Gesamtspannweite mit unterschied-
lichen Feldweiten, von denen zwei in nur einem Feld und vier mit je einer Einzellast in
der Feldmitte belastet wurden. Die berechneten vollplastischen Stiitzmomente wurden in
den Versuchen iiberschritten. Aussagen iiber die erreichbare Rotation kdnnen nicht ge-



macht werden, da die Versuche nach Erreichen der Traglast abgebrochen wurden. Auf-
grund der groflen Bewehrungsgrade iiber der Stiitze, die fiir alle Tréger grofer als die be-
rechneten Mindestbewehrungsgrade waren, kam es zu einer erhdhten Belastung des Ste-
ges, der bei allen Trégern trotz angeordneter Auflagersteifen beulte.

EHLERT (1981): Drei Zweifeldtrager zur Untersuchung der Rotationskapazitit des Stiit-
zenquerschnitts und deren Einflusses auf die Lastumlagerung und die Traglast. Der beu-
lende Steg verhinderte das Erreichen des vollplastischen Momentes im Stiitzenquerschnitt.
Daher sind die Versuchsergebnisse fiir eine Auswertung beziiglich des Mindestbeweh-
rungsgrades fiir den Grenzzustand der Tragfahigkeit nicht aussagekréftig.

JOHNSON und ALLISON (1981, 1983): Sieben Einfeldtridger im negativen Momenten-
bereich, die in den Drittelspunkten mit je einer Einzellast belastet wurden. Zielsetzung der
Versuche war die Bestdtigung eigener Rechenmodelle zur Berechnung der Stahlspannung
im Riss. Es wurden abhingig vom Bewehrungsgrad (0,82 bis 1,79%) lediglich Moment-
entragfahigkeiten zwischen 75 und 93% des plastischen Momentes erreicht, da die kon-
stante Momentenbelastung die Rotation des Querschnitts behinderte und sich keine plasti-
schen Querschnittsbereiche ausbilden konnten.

BODE, FICHTER (1985, 1986); BODE, FICHTER, SCHANZENBACH, UTH (1987);
BODE, UTH (1987): Versuche zu Durchlauftrigern mit Versagen der Druckzone des
Feldquerschnittes, zu Durchlauftrigern mit ausreichender Rotationskapazitét iiber Innen-
stiitzen und zu Durchlauftragern mit stark reduziertem Verdiibelungsgrad und unvollstan-
digem Verbund an 18 Einfeldtrdgern mit Kragarm und drei Zweifeldtragern. Die untere
Bewehrung des Betongurtes bestand in allen Versuchen aus Mattenbewehrung. Die Ver-
bundtriger konnten auch mit schlanken Walzprofilen, die nicht zur Klasse 1 gehorten,
nach der FlieBgelenktheorie berechnet werden, wenn zur Berechnung der Traglast der
Stiitzquerschnitt reduziert wurde. In einigen Versuchen versagte die Bewehrung vor dem
Erreichen der rechnerischen Systemtraglast.

HERZOG (1988): Vergleich von etwa 300 fremden Versuchsergebnissen mit dem Ergeb-
nis, dass die Systemtraglast einfeldriger und zweifeldriger Verbundtrager bei Einhaltung
einer ausreichenden Duktilitdt der Feldquerschnitte und einer ausreichenden Verdiibelung
mit Hilfe des FlieBgelenkverfahrens berechnet werden kann.

ARIBERT und RAOUL (1992): Zwei Versuche an Zweifeldverbundtriagern, deren Stahl-
tragerflansche der Klasse 1 und deren Stahltriagerstege der Klasse 3 zugehoren, und die in
die von den Autoren so genannte effektive Klasse 2 eingestuft werden, da die Versuchser-
gebnisse eine Berechnung nach Klasse 2 rechtfertigten.

RAMM und ELZ (1995): Versuche an zwei Einfeldtrigern im negativen Momentenbe-
reich zur Untersuchung des Einflusses unterschiedlicher Bewehrungsgrade auf die Akti-
vierung der Zuggurtbewehrung, das Rissverhalten und das Rotationsvermogen der Trager.
Der Bewehrungsgrad beeinflusste die Tragfédhigkeit und die Rotationsfahigkeit. Der Tré-
ger mit einem Bewehrungsgrad von p = 0,4% erreichte das rechnerische vollplastische
Moment nicht, da die Betongurtbewehrung vorzeitig riss. Bei dem hoher bewehrten Tra-
ger wurde das vollplastische Moment deutlich iiberschritten, er versagte infolge Beulens
des unteren Stahltrigerflansches.

HANSWILLE und SCHMITT (EGKS, 2000): Zwei Verbundtrdger im negativen Momen-
tenbereich aus hochfestem Stahl S 460 im Rahmen des EGKS-Forschungsvorhabens. Bei-
de Tréager besaBen einen Bewehrungsgrad nach EC 4, einer der Trager wurde kammerbe-
toniert. Der kammerbetonierte Triager erreichte durch das Mitwirken des Kammerbetons
120% des berechneten vollplastischen Momentes. Der Trager ohne Kammerbeton erreich-
te trotz des geringen Bewehrungsgrades 103% des unter Beriicksichtigung der Uberfestig-
keit des Baustahls berechneten vollplastischen Momentes.
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A2

Daten zu den Abscherversuchen SPOT und POST

Serien 1, 2 und 3: POST KBD 19, 22 und 25 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 108,0 | 112,2 | 110,0 110,1 Rm [N/mm?] 550
Seite 2 [N/mm?] 108,0 | 112,2 | 110,0 110,1 Rel [N/mm?] -

Tabelle A.1: Materialkennwerte Serie 1: POST KBD 19 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 113,3 | 1144 | 110,2 112,6 Rm [N/mm?] 530
Seite 2 [N/mm?] 113,3 | 1144 | 110,2 112,6 Rel [N/mm?] -

Tabelle A.2: Materialkennwerte Serie 2: POST KBD 22 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 114,2 | 114,4 | 1127 113,8 Rm [N/mm?] 450
Seite 2 [N/mm?] 114,2 | 114,4 | 1127 113,8 Rel [N/mm?] -

Tabelle A.3: Materialkennwerte Serie 3: POST KBD 25 mm
. Verbund' Pmax Pmax/KBD PRk 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm]|[mm] | [mm]| [kN]
11 POST | KBD 19 [1122,9 140,4 5,01 | 4,51
1/2 | POST | KBD 19 |1118,4 139,8 125,82 | 5,65 | 5,09 | 4,51 {100,7
1/3 | POST | KBD 19 |1175,4 146,9 575 5,18
Tabelle A.4: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 1: POST KBD 19 mm
. Verbund' Pmax Pmax/KBD PRk 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm]|[mm] | [mm]| [kN]
2/1 POST | KBD 22 |1577,3 197,2 6,43 | 5,79
2/2 | POST | KBD 22 | 1527,2 190,9 171,81 | 5,43 | 4,89 | 4,89 [137,4
2/3 | POST | KBD 22 |1605,3 200,7 5,67 | 5,10
Tabelle A.5: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 2: POST KBD 22 mm
. Verbund' Pmax Pmax/KBD PRk 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm]|[mm] | [mm]| [kN]
3/1 POST | KBD 25 |1808,1 226,0 7,25 | 6,53
3/2 | POST | KBD 25 |1898,5 237,3 203,41 | 6,64 | 5,98 | 5,98 [162,7
3/3 | POST | KBD 25 [1815,3 226,9 7,99 | 7,19

Tabelle A.6: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 3: POST KBD 25 mm.
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Serien 9 und 10: SPOT KBD 19 und 22 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 115,1 112,0 119,1 115,4 Rm [N/mm?] 557
Seite 2 [N/mm?] - - - - Rel [N/mm?] 539

Tabelle A.7: Materialkennwerte Serie 9: SPOT KBD 19 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] - - - - Rm [N/mm?] 531
Seite 2 [N/mm?] 115,1 115,1 117.,3 115,8 Rel [N/mm?] 465

Tabelle A.8: Materialkennwerte Serie 10: SPOT KBD 22 mm

. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd

Serie | Format )

mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
9/1 SPOT | KBD 19 | 183,9 183,9 5,70 | 5,13
9/2 | SPOT | KBD 19 | 168,2 168,2 1514 | 4,66 |4,19| 4,19 1211
9/3 | SPOT | KBD 19 - - - -
Tabelle A.9: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 9: SPOT KBD 19 mm
. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]

10/1 | SPOT | KBD 22 | 246,6 246,6 8,12 | 7,31

10/2 | SPOT | KBD 22 | 244,0 2440 2119 | 8,42 | 7,58 | 7,31 |169,5

10/3 | SPOT | KBD 22 | 235,5 235,5 8,74 | 7,87

Tabelle A.10: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 10: SPOT KBD 22 mm
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Serien 11, 12 und 13: POST KBD 19, 22 und 25 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 80,0 84 .4 86,2 83,6 Rm [N/mm?] 557
Seite 2 [N/mm?] 91,3 85,7 88,8 88,6 Rel [N/mm?] 539

Tabelle A.11: Materialkennwerte Serie 11: POST KBD 19 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 80,0 84 .4 86,2 83,6 Rm [N/mm?] 531
Seite 2 [N/mm?] 91,3 85,7 88,8 88,6 Rel [N/mm?] 465

Tabelle A.12: Materialkennwerte Serie 12: POST KBD 22 mm

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 914 85,7 87,1 88,1 Rm [N/mm?] 452
Seite 2 [N/mm?] 88,4 87,1 88,7 88,1 Rel [N/mm?] 399

Tabelle A.13: Materialkennwerte Serie 13: POST KBD 25 mm

. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd

Serie | Format )

mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
11/1 | POST KBD 19 |1369,2 171,2 6,92 | 6,23
11/2 | POST KBD 19 |1299,9 162,5 139,7 |1 6,31 | 5,68 | 5,68 |111,8
11/3 | POST KBD 19 |1241.,8 155,2 7,26 | 6,53

Tabelle A.14: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 11: POST KBD 19 mm

. Verbund' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
12/1 | POST | KBD 22 |1728,7 216,1 9,23 | 8,31
12/2 | POST | KBD 22 |1687,7 211,0 189,9 | 7,46 | 6,71 | 6,71 | 151,9
12/3 | POST | KBD 22 |1745,3 218,2 7,59 | 6,83
Tabelle A.15: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 12: POST KBD 22 mm
. Verbund' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
13/1 | POST | KBD 25 |1687,1 210,9 10,6 | 9,51
13/2 | POST | KBD 25 |1801,0 2251 189,8 | 8,87 | 7,98 | 7,62 | 151,8
13/3 | POST | KBD 25 |2035,6 254 4 8,47 | 7,62

Tabelle A.16: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 13: POST KBD 25 mm
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Serien 14 und 27: POST KBD 19, Doppeldiibel

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 91,4 85,7 87,1 88,1 Rm [N/mm?] -
Seite 2 [N/mm?] 88,4 87,1 88,7 88,1 Rel [N/mm?] -

Tabelle A.17: Materialkennwerte

Serie 14: Doppeldiibel ohne Querbewehrung

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 103,6 | 100,9 95,1 99,9 Rm [N/mm?] 557
Seite 2 [N/mm?] 94,0 92,3 88,0 91,4 Rel [N/mm?] 512

Tabelle A.18: Materialkennwerte Serie 27: Doppeldiibel mit Querbewehrung

. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk 6uk PRd
Serie | Format .
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm]|[mm] | [mm]| [kN]
14/2 | POST | KBD 19 [1175,7 147,0 8,47 | 7,62
14/3 | POST | KBD 19 |1253,2 156,6 132,3 | 8,24 | 7,42 | 7,42 | 105,8
14/4 | POST | KBD 19 [1293,9 161,7 8,77 | 7,89
Tabelle A.19: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 14: ohne Querbewehrung
. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk 6uk PRd
Serie | Format .
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm]|[mm] | [mm]| [kN]
27/1 | SPOT | KBD 19 |1256,2 157,0 6,61 | 5,95
27/2 | SPOT | KBD 19 |1278,6 159,8 124,7 | 6,99 | 6,29 | 5,95 | 99,7
27/3 | SPOT | KBD 19 |1108,3 138,5 7,08 | 6,37
Tabelle A.20: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 27: mit Querbewehrung
Serie 20: SPOT KBD 19, Polster 1
BetondrUCkfeStlgkelt fclcube‘] fclcubez fcycube3 fc’cube'Mitte| DUbe|ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 102,2 102,2 101,1 101,9 Rm [N/mm?] 499
Seite 2 [N/mm?] - - - - Rel [NN'mm?] | 485
Tabelle A.21: Materialkennwerte Serie 20: SPOT KBD 19, Polster 1
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm] | [mm] | [mm]| [KN]
20/1 | SPOT | KBD 19 | 152,7 152,7 8,84 | 7,96
20/2 | SPOT | KBD 19 | 162,1 162,1 136,5 | 9,44 | 8,50 | 7,96 | 109,2
20/3 | SPOT | KBD 19 | 151,7 151,7 8,93 | 8,04

Tabelle A.22: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 20: SPOT KBD 19, Polster 1
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Serie 21: SPOT KBD 19, Polster 2

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 102,2 102,2 101,1 101,9 Rm [N/mm?] 499
Seite 2 [N/mm?] - - - - Rel [N/mm?] 485

Tabelle A.23: Materialkennwerte Serie 21: SPOT KBD 19, Polster 2
. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk 6uk PRd
Serie | Format .
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm] | [mm] | [mm]| [kN]

211 | SPOT | KBD 19 | 171,2 171,2 7,86 | 7,07

21/2 | SPOT | KBD 19 | 180,6 180,6 154,1 | 10,7 | 9,67 | 7,07 | 123,3

21/3 | SPOT | KBD 19 | 179,3 179,3 9,09 | 8,18

Tabelle A.24: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 21: SPOT KBD 19, Polster 2

Serie 22: SPOT KBD 22, Polster 1

BetondrUCkfeStlgkelt fclcube‘] fclcubez fcycube3 fc’cube'Mitte| DUbe|ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 102,2 102,2 101,1 101,9 Rm [N/mm?] 554
Seite 2 [N/mm?] - - - - Rel [N'mm?] | 531

Tabelle A.25: Materialkennwerte Serie 22: SPOT KBD 22, Polster 1

Serie | Format )

mittel [kN] [kN] [kN] | [mm] | [mm] | [mm]| [kN]

22/1 | SPOT | KBD 22 | 251,7 251,7 13,0 | 11,7

22/2 | SPOT | KBD 22 | 257,6 257,6 226,6 | 12,1|10,9|10,9 |181,3

22/3 | SPOT | KBD 22 | 264,3 264,3 13,8 | 124

Tabelle A.26: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 22: SPOT KBD 22, Polster 1

Serie 24: SPOT KBD, elliptisch (Querschnitt = 380 mm?)

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 106,8 106,7 107,6 107,0 Rm [N/mm?] 453
Seite 2 [N/mm?] - - - - Rel [N/mm?] 399

Tabelle A.27: Materialkennwerte Serie 24: SPOT KBD, elliptisch
. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk 6uk PRd
Serie | Format .
mittel [kN] [kN] [kN] | [mm]|[mm] | [mm]| [kN]

24/1 | SPOT | KBD 22 | 2174 217.,4 7,02 | 6,32

24/2 | SPOT | KBD 22 | 222,5 2225 189,3 | 7,90 | 7,11 | 5,17 |151,4

24/3 | SPOT | KBD 22 | 210,3 210,3 5,74 | 517

Tabelle A.28: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 24: SPOT KBD, elliptisch
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Serie 25: SPOT KBD 22, DMS

Betondruckfestigkeit| fccoubet | focube2 | fecubes |fecubemiter| Dubelzugfestigkeit
Seite 1 [N/mm?] 106,8 | 106,7 | 107,6 107,0 Rm [N/mm?] 554
Seite 2 [N/mm?] - - - - Rel [N/mm?] 531

Tabelle A.29: Materialkennwerte Serie 25: SPOT KBD 22, DMS

. Verbund- Pmax Pmax/KBD Prxk du Ouk duk Prd

Serie | Format .

mittel [kN] [KN] [KN] [ [mm] | [mm]|[mm]]| [kN]

25/1 | SPOT | KBD 22 | 240,5 240,5 8,19 | 7,37

25/2 | SPOT | KBD 22 | 235,0 235,0 194,7 | 7,78 | 7,00 | 5,55 | 155,7

25/3 | SPOT | KBD 22 | 216,3 216,3 6,17 | 5,55

Tabelle A.30: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 25: SPOT KBD 22, DMS

Serie 28: SPOT KBD 19, Polster Buche

BetondrUCkfeStlgkelt fclcube‘] fclcubez fcycube3 fc’cube'Mitte| DUbe|ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 103,6 100,9 95,1 99,9 Rm [N/mm?] 557
Seite 2 [N/mm?] - - - - Rel [NNmm?] | 512

Tabelle A.31: Materialkennwerte Serie 28: SPOT KBD 19, Polster Buche
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [KN]

28/1 | SPOT | KBD 19 | 148,6 148,6 9,06 | 8,15

28/2 | SPOT | KBD 19 | 156,4 156,4 133,7 | 11,4 10,2 | 8,15 [107,0

28/3 | SPOT | KBD 19 | 150,4 150,4 11,1 1 10,0

Tabelle A.32: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 28: SPOT KBD 19, Polster Buche
Serie 29: SPOT KBD 19, Metallring und Polster
BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] - - - - Rm [N/mm?] 557
Seite 2 [N/mm?] 94,0 92,3 88,0 91,4 Rel [N/mm?] 512
Tabelle A.33: Materialkennwerte Serie 29: SPOT KBD 19, Metallring und Polster
. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk 6uk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
29/1 | SPOT | KBD 19 | 184,9 184,9 7,28 | 6,55
29/2 | SPOT | KBD 19 | 182,8 182,8 153,4 | 10,5 | 9,46 | 6,52 | 122,7
29/3 | SPOT | KBD19 | 170,4 170,4 7,24 | 6,52

Tabelle A.34: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 29: SPOT KBD 19, Metallring, Polster
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Serien 32 und 33: POST und SPOT KBD 19, Hiilse und Polster

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 96,0 93,3 90,7 93,3 Rm [N/mm?] 558
Seite 2 [N/mm? | 933 | 92,9 | 920 | 927 | Ro[Nmm? | 513

Tabelle A.35: Materialkennwerte

Serie 32: POST KBD 19, Hiilse

und Polster

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] - - - Rm [N/mm?] 558
Seite 2 [N/mm? | 933 | 92,9 | 920 | 927 | Ro[Nmm? | 513

Tabelle A.36: Materialkennwerte Serie 33: SPOT KBD 19, Hiilse und Polster

. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd
Serie | Format ]
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
32/1 | POST | KBD 19 1356 169,5 11,0 | 9,86
32/2 | POST | KBD 19 1328 166,0 149,3 | 790|711 | 7,11 |119,5
32/3 | POST | KBD 19 1327 165,9 8,12 | 7,31
Tabelle A.37: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 32: POST KBD 19, Hiilse und Polster
. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd
Serie | Format ]
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
33/1 | SPOT | KBD 19 | 169,8 169,8 7,00 | 6,30
33/2 | SPOT | KBD 19 | 186,7 186,7 152,8 | 10,9 | 9,79 | 6,30 | 122,2
33/3 | SPOT | KBD 19 | 1831 183,1 10,1 1 9,12

Tabelle A.38: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 33: SPOT KBD 19, Hiilse und Polster
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Serien 34 und 35: POST und SPOT KBD 19, hochfest

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] 91,6 88,9 94,2 91,6 Rm [N/mm?] 744
Seite 2 [N/mm?] 91,6 90,5 92,3 91,5 Rel [N/mm?] 721

Tabelle A.39: Materialkennwerte

Serie 34: POST KBD 19, hochfest

BetondrUCkfeStlgkelt fc‘cube'] fc‘cubez fc,cube3 fc‘cube,Mitte| DUbe'ZUgfeStlgkelt
Seite 1 [N/mm?] - - - - Rm [N/mm?] | 744
Seite 2 [N/mm?] 90,4 97,8 100,0 96,1 Rel [N/mm?] 721

Tabelle A.40: Materialkennwerte Serie 35: SPOT KBD 19, hochfest

. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
34/1 | POST | KBD 19 |1444.,6 180,6 4,32 | 3,89
34/2 | POST | KBD 19 |1414.,8 176,8 159,1 | 4,02 | 3,62 | 3,62 |127,3
34/3 | POST | KBD 19 |1438,2 179,8 460 | 4,14
Tabelle A.41: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 34: POST KBD 19, hochfest
. Verbu nd' Pmax Pmax/KBD PRk 8u 6uk Suk PRd
Serie | Format )
mittel [kN] [kN] [kN] [mm] | [mm] | [mm] | [kN]
35/1 | POST | KBD 19 191,6 191,6 3,01 | 2,71
35/2 | POST | KBD 19 | 201,0 201,0 172,4 | 415 | 3,74 | 2,71 |137,9
35/3 | POST | KBD 19 195,0 195,0 3,65 | 3,29

Tabelle A.42: Auswertung nach EC 4 fiir Serie 35: SPOT KBD 19, hochfest
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Versuchsdatenblatt Triger B100

Versuchsdatenblatter der Triagerversuche

e Kopfbolzendiibel 2 x 65 d =19 mm, h =80 mm ., | Trager B100
|l |
¢ F mm | 29.09.1997
-Punkt-Bi n
[T 3-Punkt-Biegung
Positives Moment
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30 6000 300 | Bemessungslast: 608 kN
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4 1400 ¥ oo E-Modul
18 @8| 21015 140, (19.h=80mm Betonplatte C70/85: 103 34111
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100
[ 1| ] Ro: | Rw | R, |E-Modul
HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: 591 - 643 [197800
290 | | Betonstahl S500 d =10 mm: | 572 - 588 | 198100
[mm] J Betonstahl S500 d = 20 mm: - - - -
1 Baustahlflansch S460: 458 - 581 -
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_______________________ 11 z I/
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Versuchsdatenblatt Triager B150

L Kopfbolzendiibel 2 x 65 d =19 mm, h = 80 mm ., | Trager B150
I~ 1
;F mm | 27.11.1998
T 3-Punkt-Biegung
Positives Moment
Volle Verdibelung
A .
300 6000 300 | Bemessungslast: 608 kN
Versuchslast: 756 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?
p
4 1400 4 oo E-Modul
1808 21015 , 200 , £19.h=80mm Betonplatte C70/85: 104 33950
I [ [ [ I] ] ] ] I 100 Kammerbeton C70/85: - -
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HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: 616 - 679 | 199000
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""""" ? AT T
(]
OBEN [ S /5
200
I ———————————————— 100
20 40 60 80 100 120 140
0 } } ' : } } }
UNTEN 0 Durchbiegung [mm]
- 800
Messeinrichtung: VT2 Vi 700141 -
Induktive SLIR] AT
CS2 Rp CS1,3.4 60014
Wegaufnehmer BS1.3 / /
Z11/
X
Agq3 % II/ === QOberer Flansch
T1/2 @ = Stegmitte
'}1 :CS1< CS3oCSa ’1 — / — Unterer Flansch
L2 ~BS1 =Bs2 <Bs3 Ly 200
13 R3 100
d AB1 AR2 ABR3 = 0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
1500, 1500 1500 , 1500 Tt '
i i 0 Dehnung Stahltrager [%o]
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Versuchsdatenblatt Triager B200

L Kopfbolzendiibel 2 x 53 d =19 mm, h = 80 mm . | Trager B200 - Kammerbeton
I‘ 'I
*F mm; | 11.11.1997
T 3-Punkt-Biegung
Positives Moment
Volle Verdibelung
300 6000 J0, | Bemessungslast: 617 kN
Versuchslast: 889 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?]
¥ 1000 ¥ f sccumetsomm E-Modul
14 '8 /M 4200, ©719.h =80 mm Betonplatte C70/85: 116 38743
I[ z T il ]I 100 | | .Kammerbeton C70/85: 114 38932
2 = H= R,z R R, |E-Modul
HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: 608 - 676 | 199140
290 | | Betonstahl S500d =10 mm: | 593 - 650 | 194680
] 26115 Betonstahl S500d =20 mm: | 544 | - | 637 |203486
1 Baustahlflansch S460: 461 486 579 -
4020 Baustahlsteg S460: 486 | 536 | 586 -
o 900
Messeinrichtung: S56/S78 S1.2/S34 @A
Dehnungsmess- : 800 ]Entlastung fur Schwin- D [Erste Risse im
streifen A10/13/16 AT 700 {{9UNGSMESSUNgEN /190% Kammerbeton
A11/14/17 | A2/5/8 — \ P @ |Risse zwischen
B o ons . ES Atzisiigaefamasies ES | Z Yl Flanschen und
=, {m Kammerbeton
$1,2/856 15cmvonder Mitte ~ S3.4/S7.8 Mitte g [ [0%l O%I—/‘I@ @ [Aufiosung des
il“ 30% (&) Haftverbundes
A1/10 A4/12 ﬁgﬂg | @ [Rissbreiten im
A3/1 2 —ES A6/15=ES A9/18 =ES 2001 o | Kammerbeton:
100 20% ’, 0,5 bis 1,0 mm
300 1500 1500 1500 1500 300 10%
* 6600 ¥ 0 100 Zeit [min] 400 500
o 900 M
Messeinrichtung: Setzdehnungsmessungen 800 _;t;""'-\"ll
0% 10 700 / // [Tragermitte |
X cm
f zl / /\
"""""" 3-3013'0 S R Y Y 2 P Y e e —_
------ 10x 10.em .2 os ssesesesse _ _ __________ "% / / [ Viertelspunkte}
OBEN | © /
200 i
10x 10 cm 100 //
ittt E—— | 20 40 60 80 100 120 140 160
UNTEN 0 . . . - . . . .
0 Durchbiegung [mm]
1000
Messeinrichtung: VT2 VT 900
Induktive oLIRT 800 —
Cs2 Ry CS1,3,4 T 1
Wegaufnehmer BS1.3
> /
X
A3 7
L1 w12 1 ilu I === Qberer Flansch
P C51=C53=CA 4 J| |— stegmitte
=1 = Unterer Flansch
0 <Bs1 ~BS2 <Bs3 3 |
L2| R2 200 T T T T T T
L3 R T
[ 100 -
v AB1 2AB2 B3 q 10-8 -6 -4-20 2 46 8101214 16 |
L1500, 1500 1500, 1500 0 —+—+—

Dehnung Stahltrager [%o]
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Versuchsdatenblatt Trager B300

L Kopfbolzendiibel 2 x 32 d =19 mm, h = 80 mm ., | Trager B300
I~ 1
;,: mm | 27.10.1997
11111111 3-Punkt-Biegung
Positives Moment
Teilverdibelung
365 6000 200 | Bemessungslast: 521 kN
T " 7 | Versuchslast: 710 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?]
4 1400 4 oo E-Modul
18 QSI Z8/15 # 200 ¥ 19, h =80 mm Betonplatte C70/85: 114 37732
: Kammerbeton C70/85: - -
100
I [ L AL 3 I Rz | Re | R. [E-Modul
HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: 616 - 679 |[199000
290 Betonstahl S500 d = 10 mm: - - - -
[mm] Betonstahl S500 d = 20 mm: - - - -
1 Baustahlflansch S460: 465 472 515 -
Baustahlsteg S460: 574 576 586 -
. 900
Messeinrichtung: SS6/ST8 S12/S34 .
Dehnungsmess- | 0 Ry E—
reifen A10/13/16 A1/4/7 700 =
s;ezneoms c1cs A11/14/17 Il A2/5/8 __ | [Entlastung far Schwin—ﬁ'87’\? T —
in der Druckzone A12/15/18 A3/6/9 _i gungsmessungen _ —J
S1.2/856 15cmvonder Mitte ~ S3.4/S7.8 Mitte - 25 Lastwechsel 75%]
@®© 20%) | /
- - —————r - 40% 0%
A1/10 A4I13 A7/16 30% 50%
A2/11 = Ab/14— A8/17 — 200 |
A312 AB/15 A9/18 . l
100 20% 1‘
300 1500 1500 1500 1500 300 10%
* 6600 ¥ 0 100 Zeit [min] 400 500
o ] 900
Messeinrichtung: Setzdehnungsmessungen 800
20x 10 cm .
700 wall |Tragermitte |
— -  —
_____________ ~ L ____ _ Z y [~ P —
______ 14x10cm , 3 S = K B
] k7 Viertelspunkte}
\ \
OBEN S
: /
14 x 10 cm : 200 //
1007
: G/ 20 40 60 80 100 120 140 160
LINTEN ' 0 Durchbiegung [mm]
800
Messeinrichtung: VT2 Vi A
: oL1/R1 700
Induktive \
CS2 Rp CS1,3.4 600-h—r4
Wegaufnehmer BS1.3 /
2[]
Api13 oy
L1 w1112 | © I/ = Oberer Flansch
Dl —CS1SCS3CHA g /i — Stegm'”e
S = = = 4] 200 = Unterer Flansch
L2 BS1 BS2 BS3 R2 | | | |
L3 R3 100 —
g AB1 AB2 AR3 = 2 4 6 8 10 12 14 16 18
1500, 1500 1500, 1500 07 f f V i S f f f
i i 0 Dehnung Stahltrager [%o]
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Versuchsdatenblatt Triager B400

L Kopfbolzendiibel 1 x 27 d =19 mm, h = 80 mm ., | Trager B400
I~ 1
[mm] 06.04.1998
¥ Q 3-Punkt-Biegun
LI 1111111 gung
Negatives Moment
Volle Verdibelung
300 6000 300 | Bemessungslast: 472 kN
AF Versuchslast: 573 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?]
* 1200 * oo E-Modul
4898 2820 19, h =80 mm Betonplatte C70/85: 100 32673
I[ T ]I 100 Kammerbeton C70/85: - -
= R0z R.. R, |E-Modul
HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: 616 - 679 | 199000
290 Betonstahl S500 d = 10 mm: - - - -
[mm] A I Betonstahl S500 d = 20 mm: - - - -
1 Baustahlflansch S460: - 525 617 -
Baustahlsteg S460: - - - -
o 900
Messeinrichtung: 800 . :
Dehnungsmess— Entlastung fur Schwin-[|Entlastung zum
streifen 700 |lgungsmessungen Auﬂagerwe(‘;hsel Iﬁ
= —{25 Lastwechsel} ‘\ 1
= \ ——
o 81-8 S9-12 o  [Auflésung des[\ |Auflésung des 35%]
® lHaftverbunds \\ Hatftverbunds | _{ o
IAA~o07 L
1710 A3 ATI16 [40%]\ — 1
A2/11 = Ab/14= A8/17 = 200 ‘
A3/12 AB/15 A9/18 20% - [40%] 1
100 80% ‘\
300 1500 1500 1500 1500 300 i
* 6600 ¥ 0 100 200 Zeit [min] 400 500 600
o ] 900
Messeinrichtung: Setzdehnungsmessungen 800
25cm  175cm 700
; [Tragermitte |
B R G I De —_— N !
e 2 S
k7]
OBEN [ S / /
L /// W Viertelspunkte|
12 1 200
x 10 cm | | |
| E— 58 100 y - :
o 20 40 60 80 100 120 140 160 180
UNTEN = 0 Durchbiegung [mm]
CS CS 800
Messeinrichtung: 3V o VI2o VTY
. OL1/R1 700
Induktive
CS24 Rp CS1,3 600
Wegaufnehmer BS1.3 [~
= |l i
< |
A = === Qberer Flansch
T$3 B1+3 B \ — Stegmitte
L1 1 —CS5,6 <CS7,8 OR1 2 = Unterer Flansch A
I —CS51,2 —_CS34 ] \ J —— Obere Bewehrung
L2 <Bs1 <Bg2 <Bs3 RO 200 —— Untere Bewehrung ||
L3 RY 100 1 N Y I
P 251 B3 < 10 -8 6 -4 2 0 2 4 6 8 10 12 14
1500 ., 1500 1500 ., 1500 Ottt
i i Dehnung Stahltrager [%o]

Al7



Versuchsdatenblatt Triager BS00

Kopfbolzendibel 1x27 d =19 mm, h =80 mm

Trager B500 - Kammerbeton

»|

02.07.1998

[mm]
T 2 TT 111111 Q 3'Punkt'Biegung
Negatives Moment
Volle Verdibelung
300 6000 300 Bemessungslast: 556 kN
AF Versuchslast: 817 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?]
A 1200 /'V fck,cube150 mm E-Modul
48 78 2820 (219.h=80mm Betonplatte C70/85: 99 35982
I[ Kammerbeton C70/85: 100 38932
Rp,o,z Reh Rm E-Modul
Betonstahl S500 d = 8 mm: 616 - 679 | 199000
Betonstahl S500 d = 10 mm: - - - -
[mm] Betonstahl S500 d = 20 mm: - - - -
Baustahlflansch S460: - 529 622 -
Baustahlsteg S460: - - - -
900
Messeinrichtung: —
Deh _ 800 | {Entlastung far Schwin-| 2t D |[Risse im i
e _nungsmess gungsmessungen 100%] 4 Kammer-
streifen 700 . |—|—'0 ul beton und ]
= —[25 Lastwechsel.ll 190%]| Aufldsung |
< i T 182,5%lIf des Haftver- |
= \ | rm— bundes ]
S1-8 S9-12 - 709 1
Av4 @) a | | '_éolo/lm @ |Rissbreiten |1
- 40% 40% 2 im Kammer- |
o A A D seen. 03 |
- - - Ri ischen—|pj H
A312.  AB/15 A9/18 200 {20% Risse zwischen|—]pis 0.4 mm
100
300 1500 1500 1500 1500 300 Kammerbeton
* 6600 ¥ 0 100 200 Zeit [min] 400 500 600
o 900
Messeinrichtung: Setzdehnungsmessungen 800 = =
25¢cm  175cm 700 { [Tragermitte |
f Lo G Dl —
Z V4
k7]
S|/
L / W Viertelspunkte|
T 200
12x10cm / | | |
I D EE 100 ; } }
o 20 40 60 80 100 120 140 160 180
LAIEn - 0 Durchbiegung [mm]
o CS CS 900
Messeinrichtung: 3V o VI2o VTY 800
Induktive SLUR -
CS24 Lo/Rs CS1.3 700
Wegaufnehmer BS1.3 e
Z
A = === Oberer Flansch
T$3 B1+3 2 J — Stegmitte |
L1 [ —CS5,6 <CS7,8 OR1 2 = Unterer Flansch
P 4 CS1,2 CS3,4 ] —— Obere Bewehrung ||
L2 <BS1 <Bs2 <'BS3 Ra 200 —— Untere Bewehrung |
L3 R3 100 LT 1111
v AB1 AB3 < -12-10-8 6 -4 -2 0 2 4 6 8 1012141618 20
1500 . 1500 1500, 1500 —t—t ——t

Al8
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Versuchsdatenblatt Triager B600

le Kopfbolzendiibel 1x 17 d =19 mm, h = 80 mm ., | Trager B600
I~ 1
[mm] 10.06.1998
2 Q 3-Punkt-Biegung
Il 1T 1T T [ T 1 1 [ 1 ] [ 1 1 )
Negatives Moment
Volle Verdibelung
300 6000 300 | Bemessungslast: 456 kN
o AF "7 | Versuchslast: 517 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?]
¥ 1200 ¥ T cune1s0 mm E-Modul
24 8 £8/20 219, h =80 mm Betonplatte C70/85: 91 30592
I[ T ]I 100 Kammerbeton C70/85: _ - -
== 02 | Re | R. |E-Modul
HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: 616 - 679 | 199000
290 Betonstahl S500 d = 10 mm: - - - -
[mm] | A I Betonstahl S500 d = 20 mm: - - - -
1 Baustahlflansch S460: - 510 585 -
Baustahlsteg S460: - - - -
. 900
Messeinrichtung: 800 . :
Deh_nungsmess— sgﬂgzﬁggsﬁl;;%hwnw:(; )[Aufidsung des|—
streifen 700 T Haftverbundes| |
= 25 Lastwechsel 3 @{Beulender | ]
X | \ 88% % Flansche -
o S1-8 S9-12 o = - 22—y {Rissbreiten im|—|
R | \‘ r‘l|72'5%' Betongurt: -
A110 A3 ATI16 40%] [ [40%] A 0.2 bis 0.4 mm—]
A2/11 = A5/14= AB/17 = 200 ‘
A3/12 A6/15 A9/18 1 \\ ,l
1001
300 1500 1500 1500 1500 300 20% I
- 6600 £ 0 100 200 Zeit[min] 400 500 600
. ] 900
Messeinrichtung: Setzdehnungsmessungen 800
25cm 175cm 700
f Lo G Dl — Y .
Z |Trégermitte
é :'N\. TP —y
[)]
S /
L / Viertelspunkte
1 200
12x 10 cm / | | |
I — 1001
o 20 40 60 80 100 120 140 160 180
N E - 0 Durchbiegung [mm]
. CS CS 600
Messeinrichtung: 3V o !I-_r12/RO1 T
i 500 - — —
IndUKt'\]ﬁe CS24 "7 CS1,3 P —
Wegaufnehmer BS1-3 i /] I
z / L]
X
A = f === Qberer Flansch
T1-3 B1+3 3 i
v % = Stegmitte
L1 1 —CS5,6 <CS7,8 OR1 2 = Unterer Flansch
P 4 CS1,2 CS3,4 ] —— Obere Bewehrung ||
L2 <BS1 <Bs2 <Bs3 =2 1 —— Untere Bewehrung
L3 Ry 100 P 1 1 1 1
v 2AB1 B3 < 8 -6 -4-2 0 2 4 6 8 10 12 14 16 18
1500 . 1500 1500, 1500 OF—t—— —t

[5ehhuﬁg S'tarlmltr'a"ge'r [%Io] '
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Versuchsdatenblatt Triager B700

Kopfbolzendiibel d = 19 mm, h = 80 mm

Trager B700

l¢
I

Bereich I: 3 x 11 Bereich 1I: 2 x 11

;l
Bereich I: 3x 11 ")

[mm] 17.12.1998
. 1500 *F 1500 *F 1500 *F 1500 . 5-Punkt-Biegun
ID IO DI IIr 00 1 0 0 0 0 0 0 1 0 TI10 I00 I07 II o gung
Positives Moment
Volle Verdibelung
A .
300 6000 300 | Bemessungslast: 818 kN
Versuchslast: 1056 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?]
, 1000 v
7 1. 10711 100100 7 fck,cube150mm E-Modul
ﬁ@_al - Sy 219.h =80 mm Betonplatte C70/85: 100 34903
— Kammerbeton C70/85: - -
100
I[ LT : ]I R0z R R, |E-Modul
HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: - - 654 |195800
290 Betonstahl S500 d = 10 mm: - - - -
[mm] Betonstahl S500 d = 20 mm: - - - -
1 Baustahlflansch S460: 434 462 544 -
Baustahlsteg S460: 465 482 564 -
o 400
Messeinrichtung: 350 Aufioeons des]
_ uriosung aes
Bfgi?eu:gsmess 300 IHaftverbunds o .
Auflosung des J 180%]
Beton-DMS C1-C8 = | 25 Lastwechsel ]
in der Druckzone E Haftverbunds 0%
S1-4 85-8 % Y £0%.
a 40%]-{40% —
- - e — {30%., j
A1/10 A4/T3 A7/16 P ]
/11 = A5/14 = A8/17 = 00— 1
A3/12 AB/15 A9/18
50 20%
300 1500 1500 1500 1500 300 Pause
* 6600 ¥ 0 20 40 60 Zeit [min] 160 180 200
. 400
Messeinrichtung: Setzdehnungsmessungen 350
7 —_—
10x10cm 15x 10 cm 300 F 7~ b@r@
it ¥ " Lasteinleitungen = /, / / / ] j
i A— ANS7/ IR IAvAA
______ b : 10x10emM ________. 3
# o i L OBEN @ / / 3/8-Punkt
LR
’ / Viertelspunkt |/
100 A 4
-Fun
50 —_—
] o 20 40 60 80 100 120 140
LN TER Durchbiegung [mm]
400
Messeinrichtung: —12 1 450 X
Induktive SLUR /\ |
CS2 Ry CS1,3,4 300 ]
Wegaufnehmer BS1-5 L Ny
z /
A = / /
B1-5 % === QOberer Flansch
L1 w12 1 ilu I / — Stegmittle:I X
» —CST=CS3 2CSA g I/ = Unterer Flanscl|
L2 ~BS1 <Bs2-BS4 'BS3 'BS5 | Ry 00
L3} , 750 , 750 , 750 , 750 | R3 50
g AB1 ABy AB4 AB3 AB5 = 0 2 4 6 8 10 12 14
1500 , 1500 , 1500 , 1500 ! ' f i '..' ' f
i ’ i i 0 Dehnung Stahltrager [%o]
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Versuchsdatenblatt Triager B800

le Kopfbolzendiibel d = 19 mm, h = 80 mm ., | Trager B800
I™ Bereich1: 2x7 Bereich II: 1 Bereich:2x7 |
ereicl X * F ereicl * Fx 9 * |:erelc X mml 05.01.1999
. 1500 1500 1500 1500 . 5-Punkt-Bieaun
[ 11 11 1 1T 1 T T 17111171 11 111 T gung
Positives Moment
Teilverdibelung
A .
300 6000 300 | Bemessungslast: 693 kN
Versuchslast: 1008 kN
Materialwerte zum Versuchszeitpunkt [N/mm?]
A 1 @8/15 * fck,cube150mm E-Modul
&@_81 4200 , &19.h=80mm Betonplatte C70/85: 96 34535
— Kammerbeton C70/85: - -
100
[i T_—T ]| Ro. | R. | R, [EModul
HEA 300 Betonstahl S500 d = 8 mm: - - 654 |195800
290 Betonstahl S500 d = 10 mm: - - - -
[mm] Betonstahl S500 d = 20 mm: - - - -
1 Baustahlflansch S460: 431 450 545 -
Baustahlsteg S460: 456 527 559 -
o 400
Messeinrichtung:
Dehnungsmess- 350
streifen 300 Auoeung dos // |\
Beton-DMS C1-C8 = | |25 Lastwechsel| | urosu
in der Druckzone E Haftverbunds F90%]
Sl 0,
$1-3 S4-6 - : S 180%]
© 7\ 0%
- - S R ' o A1/
A1/10 A4/13 A7/16 —
A2/11 = Ab/14= A8/17 = 100 f
A3/12 AB/15 A9/18 7
50 20%
300 1500 1500 1500 1500 300 \
* 6600 ¥ 0 20 40 60 Zeit [min] 160 180 200
o 400
Messeinrichtung: Setzdehnungsmessungen 350
Y= [Trégermitte |
300 ragermitte
19 x10 cm* 15x10 cm* Lasteinleitungen / ~ | \‘
= 3/8-Punkt
R S kg gtk -----\\-] ---------- é / // | ‘/
| ___ o 710x10em 3 / / /
1L OBEN 5 #1 Viertelspunkt | /
100 // !1/8-Punkt/ /
ol LTI
] 0 20 40 60 80 100 120 140
LN TER 0 Durchblegung [mm]
400
Messeinrichtung: VT2 Vi 450
Induktive SLUR ] —
CS2 Rp CS1,3.4 300 —
Wegaufnehmer BS1.5 r; | -
z
y'y = |/
B1-5 % '/ === QOberer Flansch
= Stegmitte
L1 w12 1 53 _
D — CS1-CS3 .CSA q Unterer Flansch
Lo <BS1 <Bs2—Bs4 'BS3 'BS5 | Ry 00
L3 , 750 , 750 , 750 , 750 | R3 50
g AB1 AB2 AB4 AB3 AB5 = 0o 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
1500 ., 1500 , 1500 ., 1500 ot——
i ’ i Dehnung Stahltrager [%o]
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AS Moment-Maximalschlupf-Beziehungen der teilverdiibelten Trager

IPE 400 mit 15 cm Betongurt und 8 Meter Spannweite aus hochfesten Materialien unter
Gleichstreckenlast.

1400 'HIPE 400, S460, C70/85, 8 m, N = 36% 1400 'HIPE 400, S460, C70/85, 8 m, N = 60%

p—
1200 1 1200 1 T
T 1000 1 / T 1000 1 Bemessungsmoment: 1100 kNm
Z 800 - Bemessungsmoment: 960 kNm Z 500 Zugehoriger Schiupf: 14,1 mm
g Zugehoriger Schlupf: 20,3 mm g
g 600 1 g 600 1
o o
= = . .
400 400 Diibelversagen bei: 6,4 mm
\ Zugehériges Moment: 1070 kNm
200 A Dubelversagen bei: 6,0 mm 200 1
Zugehoriges Moment: 840 kNm
O T T T T T T T T T O T T T T T T T
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm] Schlupf [mm]
1400 'HIPE 400, S460, C70/85,8 m, N =72 % 1400
1200 7 1200 7 Bemessungsmoment: 1230 kNm
] Bemessungsmoment: 1170 kNm Zugehdriger Schlupf: 8,6 mm
1000 o : 1000
€ Zugehoriger Schlupf: 12,2 mm =
£ 800 £ 8001
€ c
o) o
£ 600 — _ £ 600 Dibelversagen bei: 6,6 mm
b= Dibelversagen bei: 5,7 mm = Zugehdriges Moment: 1225 kNm
400 Zugehoriges Moment: 1145 kNm 400 ‘ ‘
200 A 200 A
‘IPE 400, S460, C70/85,8 m, N =84 %
O T T T T T T T T T O T T T L T L T T T :
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm] Schlupf [mm]
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IPE 400 mit 15 cm Betongurt und 10 Meter Spannweite aus hochfesten Materialien un-
ter Gleichstreckenlast.

Moment [kNm]

Moment [kNm]

1400 'A{IPE 400, S460, C70/85, 10 m, N = 36%

1200 A
/
1000 >
800 - Bemessungsmoment: 960 kNm
Zugehoriger Schlupf: 24,3 mm
600 1
400 A
200 - Dibelversagen bei: 6,1 mm
Zugehoriges Moment: 810 KNm
0 T T T T T T T T T
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm]
1400
1200 A

-
o
o
o
1

800

600 A

400 1

200 A

Bemessungsmoment: 1170 kNm
Zugehoriger Schlupf: 13,0 mm

\

Dubelversagen bei: 6,4 mm
Zugehoriges Moment: 1150 kNm

‘IPE 400, S460, C70/85, 10 m, M = 72%

0

5

10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm]

Moment [kNm]

Moment [kNm]

1400 'A{IPE 400, S460, C70/85, 10 m, M = 60%

1200 A

//

1000

800

600 A

400

200 A

Bemessungsmoment: 1105 kNm ||
Zugehoriger Schlupf: 17,4 mm

Dubelversagen bei: 6,0 mm
Zugehoriges Moment: 1065 kNm

0

5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm]

1400

1200 A

1000

=T

Bemessungsmoment: 1240 kNm
Zugehoriger Schlupf: 10,6 mm

800

600 A

400 1

200 A

\

Dubelversagen bei: 5,9 mm
Zugehoriges Moment: 1225 kNm

‘IPE 400, S460, C70/85, 10 m, M = 84%

0

5 10

15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm]

A23



IPE 400 mit 15 cm Betongurt und 12 Meter Spannweite aus hochfesten Materialien un-
ter Gleichstreckenlast.

1400 'A{IPE 400, S460, C70/85, 12 m, M = 36%

1200 A

Bemessungsmoment: 960 kNm
Zugehoriger Schlupf: 30,8 mm

1000

800 1

600 A

Moment [kNm]

400

200 A

Dibelversagen bei: 6,0 mm
Zugehoriges Moment: 790 kKNm

0

5

10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm]

1400

1200 A

-
o
o
o
1

800

600 A

Moment [kNm]

400 1

200 A

Bemessungsmoment: 1175 kNm
Zugehoriger Schlupf: 16,6 mm

\

Diibelversagen bei: 5,9 mm
Zugehoriges Moment: 1150 kNm

IPE 400, S460, C70/85, 12 m, M =72%

0

A24

5

10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm]

Moment [kNm]

Moment [kNm]

1400 'A{IPE 400, S460, C70/85, 12 m, M = 60%

1200 /
1000 ) Bemessungsmoment: 1110 kNm
Zugehoriger Schlupf: 20,2 mm
800
600 1
400 Diibelversagen bei: 6,1 mm
Zugehoriges Moment: 1060 kNm
200 1
0 T T T T T T T
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Schlupf [mm]
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HEA 400 mit 20 cm Betongurt und 10 Meter Spannweite aus hochfesten Materialien
unter Gleichstreckenlast.
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HEA 400 mit 20 cm Betongurt und 12 Meter Spannweite aus hochfesten Materialien
unter Gleichstreckenlast.
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HEA 400 mit 20 cm Betongurt und 14 Meter Spannweite aus hochfesten Materialien
unter Gleichstreckenlast.
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A.6 Bemessungsbeispiel

Die Anwendung der in dieser Arbeit entwickelten Regeln zur Diibeltragféhigkeit, zur Min-
destverdiibelung und zur plastischen Bemessung fiir Verbundtriger aus hochfesten Baustoffen
wird im Folgenden anhand von Beispielen erldutert.

A.6.1 1. Beispielrechnung: Vollverdiibelte Verbundtriger

Gegeben ist ein Einfeldtrager mit 10 Metern Stiitzweite, einer Gleichstreckenbelastung von
5 kN/m? und einer Einzellast in Feldmitte von 220 kN (Bild A.1). Es ergeben sich die folgen-
den Einwirkungen:

M, =135-50kN/m?-2,5m-102m?-1/8=211kNm (A.1)
M, =135-220kN-10m-1/4 =743 kNm (A.2)
lQ = 220 kN
q =5 kN/m?

A\

Stiitzweite = 10 m, mitwirkende Plattenbreite = 2,50 m ’4}
.

Bild A.1: Statisches System und Belastung fiir die 1. Beispielrechnung

Ausfithrungsvariante 1-1 mit hochfesten Baustoffen
Gewdhlt wurden:

= Stahltrdger IPE 400 aus S460
* Betongurt mit 15 cm Dicke und mittragender Breite von 2,50 m aus C70/85

Es ergibt sich eine Belastung aus Eigengewicht von:

M, =135-[(25,0kN/m*-2,5m-0,15 m)+ 0,663 kN/m]-102 m?-1/8 =169 kNm (A3)

und damit eine Gesamteinwirkung von:

M, =211+743+169=1123kNm (A4)

Fiir die Verbundsicherung werden Kopfbolzendiibel mit einem Durchmesser von 19 mm und
Wulstabmessungen von 4 mm Hohe und 23 mm Durchmesser mit Metallhiilse gewahlt. Thre
Bemessungstragfahigkeit ergibt sich nach Gleichung 4.57 zu:

1m-19%2 mm?

Pra = (0,85 -450 N/mm?- +4-23mm?-1,5-70 N/mmZJ L 94,5kN

1,25-10°
Die plastische Querschnittsbemessung liefert folgende Werte:

Plastische Normalkraft im Stahltriger:

F,=A,f, =845 -@ =3532kN

b

Lage der plastischen Nulllinie unter Beriicksichtigung des Faktors Bconcrete Nach Tabelle 7.3:
F 3,532

a

X, = = =0,04 m
by B 255°0,85-70/1,5-0,90
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Diibelanzahl:

F
Ny =——= 3532 = 38 Diibel/Tréagerhilfte
Py 945

Plastisches Moment ohne Abminderungsfaktor Boi.new fiir den hochfesten Stahl:
M, =1166 kNm

Uberpriifung der Lage der plastischen Nulllinie und der bezogenen Betongurtdicke:

X
K _dem ) o7 he__Dem_ 573 = Bprocn
h 55cm h 55cm ’

comp comp

=10

Endgiiltiges plastisches Widerstandsmoment unter Beriicksichtigung der Abminderungen fir
die hochfesten Werkstoffe:

My =Byne - M, =1,0-1166 =1166 kNm

Die Bemessung der massiven Betonplatte in Querrichtung bei einem Trigerabstand von
5 Metern und einer Belastung durch Eigengewicht und Verkehrsflichenlast von 5 kN/m? er-
gibt eine Bewehrung von 8,2 cm*m und einen ausreichenden Widerstand im Grenzzustand
der Verformung. Tabelle A.43 fasst die Ergebnisse der Verbundtrigerbemessung zusammen.
Bei einer Berechnung der Diibeltraglasten nach EC 4 (Prg.ec4 = 81,7 kN) ergibt sich eine Er-
héhung der Diibelanzahl auf 45 Diibel, das bedeutet einen Anstieg um 14 Diibel pro Trager.

Stahltrager - hochfest IPE 400, S460

Betongurt - hochfest Dicke d. = 15 cm, Breite b, = 250 cm, C70/85
Abminderungsfaktor Beoncrete 0,90 nach Tabelle 7.3

Verdibelung @ 19 mm, Prq = 94,5 kN, 38 Dubel/Tragerhélfte
Abminderungsfaktor By.neu 1,0 nach Tabelle 7.3

Plastisches Widerstandsmoment Mgg = 1166 KNm > Mgy = 1123 KNm

Tabelle A.43: Ergebnisse der plastischen Verbundtrigerbemessung, Variante 1-1

Ausfiithrungsvarianten 1-2 bis 1-4 mit normalfesten Baustoffen

Wird der Trager mit normalfesten Werkstoffen ausgebildet, sind deutlich gréBere Quer-
schnittsabmessungen erforderlich (Tabelle A.44).

Variante 1-2 IPE 400, S355 — Betongurt 30 cm x 250 cm, C30/37
Plastische Bemessung Mgy = 1277 ~ Mgq = 1282 KNm

Verdiibelung Pra = 81,7 KN = Np; = 34 Stick/Tragerhalfte
Variante 1-3 HEA 400, S235 — Betongurt 19 cm x 250 cm, C30/37
Plastische Bemessung Mgrg = 1174 = Mgq = 1174 KNm

Verdibelung Prg = 81,7 KN = Np; = 42 Stick/Tragerhalfte
Variante 1-4 HEB 400, S235 — Betongurt 15 cm x 250 cm, C30/37
Plastische Bemessung Mgrg = 1272 > Mgq = 1140 KNm

Verdiibelung Prd = 81,7 kKN = Np; = 52 Stiick/Tragerhalfte

Tabelle A.44: Erforderliche Querschnittsabmessungen bei Ausfithrung der Verbundtrager mit
normalfesten Werkstoffen

Ausfiihrungsvariante 1-5 mit hochfestem Stahl und normalfestem Beton

Bei einer Ausfiihrung des Verbundtragers mit hochfestem Stahl und normalfestem Beton wird
die Abminderung durch den Faktor 3,.n.e maBBgebend. Die Kombination eines IPE 400, S460
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und einer 16 cm dicken und 250 cm breiten Betonplatte C30/37 fiihrt zu einem nicht abge-
minderten Widerstandsmoment von My = 1125 kNm. Allerdings machen die Parameter
Xpl/heomp = 0,15 und he/heomp = 0,29 eine Abminderung von Bpinew = 0,985 erforderlich, so dass
tatsidchlich nur ein Widerstandsmoment von Mgg = 1108 kNm zur Verfligung steht. Erst durch
eine weitere Erhohung der Betongurtdicke auf 17cm ist der Bauteilwiderstand
(Mggq = 1143 kNm =~ Mgq = 1145 kNm) ausreichend groB.

§ 15x25OCm 30x2500m 19x2500m 15x2500m 17x2500m i

IPE 400 IPE 400 HEA 400 HEB 400 IPE 400
= —_—r

Variante 1-1: Variante 1-2: Variante 1-3: Variante 1-4: Variante 1-5:
S460 + C70/85 S355 + C30/37 S235+ C30/37 S235+ C30/37 S460 + C30/37

Bild A.2: Unterschiedliche Querschnitte fiir das System in Bild A.1

Alle fiinf unterschiedlichen Querschnitte, die zur Wahl fiir das in Bild A.1 dargestellte System
geeignet sind, zeigt Bild A.2. Es wird deutlich, dass der Einsatz hochfester Materialien eine
signifikante Materialeinsparung bewirkt.

A.6.2 2. Beispielrechnung: Teilverdiibelte Verbundtriger

Soll fiir das in Bild A.1 dargestellte System ein Verbundquerschnitt bestehend aus einem Pro-
fil IPE 450, S460 und einer 15 cm dicken Betonplatte, C70/85 mit Teilverdiibelung gewihlt
werden, so sind zunichst die Mindestverdiibelungsgrade zu tiberpriifen. Hierbei sind die Be-
lastungsarten Einzellast in Feldmitte und Streckenlast getrennt zu betrachten.

Fiir die Einzellast in Feldmitte gilt bei 10 Metern Stiitzweite ein Mindestbewehrungsgrad von
NmingL = 55% bei Anwendung der Gleichgewichtsmethode (vgl. Bild 7.50).

Bei Belastung durch die Streckenlast ist zur Bestimmung des Widerstandsmomentes das
Verfahren der Linearen Interpolation zu verwenden. Mit dem Verhiltnis der Widerstandsmo-
mente

M,,  715kNm
M, 1453kNm

=49%

pl

kann der Mindestverdiibelungsgrad nach Gleichung 7.12 bestimmt werden zu:

M
1L,0>1M, o =0,035-L+0,18=0,53> 0,60 fiir Ma’f" <0,50 = M, = 60%.

p!

Nach EC 4 wire hier ein Verdiibelungsgrad von 55% sogar bei Anwendung der Gleichge-
wichtsmethode zuldssig.

Die zwei von der Belastungsart abhéngigen Mindestverdiibelungsgrade werden im Verhéltnis
der zu den Belastungen gehorenden Momente linear gewichtet:

Anteil GL: (Mg, , + Mg, /Mg, + Mg, +Mgq )= (171+211)/(171+ 211+ 743) = 34%

Anteil EL: 66%
= Nuinor = 34% 0,60 +66% 0,55 = 0,57
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Bei einer Verdiibelung durch 25 Kopfbolzendiibel & 19 mm mit einer Bemessungstraglast
von jeweils 94,5 kN ergibt sich ein Verdiibelungsgrad von 57%. Fiir diesen Verdiibelungsgrad
errechnet sich bei Streckenlast nach der Methode der Linearen Interpolation ein Wider-
standsmoment von Mrgr,L1 = 1137 kN. Der Faktor Bpineu 15t in diesem Fall 1,0, da die plasti-
sche Nulllinie hoch im Querschnitt liegt (Xp/heomp = 0,077). Fiir die Einzellast in Feldmitte
ergibt sich nach der Gleichgewichtsmethode eine Querschnittstragfahigkeit von
Mg, = 1243 kNm. Auch hier betrigt der Faktor Byineu 1,0 (Xpi/heomp = 0,044). Das totale
Widerstandsmoment berechnet sich dann wiederum nach linearer Wichtung durch die Ver-
hiltnisse der Einwirkungen zu:

My, o = 34%-1137 + 66%-1243 = 1207 kNm

Nach EC 4 ist zurzeit eine Verdiibelung mit nur 24 Diibeln (Verdiibelungsgrad 55%) mdglich,
bei der sich nach Anwendung der Gleichgewichtsmethode ein Widerstandsmoment von
Mgg = 1230 kNm ergibt. Die eigenen Untersuchungen haben aber gezeigt, dass dieses Mo-
ment mit Verbundmitteln, die ein mogliches Verformungsvermogen von 6 mm besitzen, nicht
erreicht werden kann.

A.6.3 3. Beispielrechnung: Hochbelastete Verbundtriger im Industriebau

Im Folgenden werden zwei Verbundtragerquerschnitte fiir ein hochbelastetes System im In-
dustriebau bemessen (Bild A.3). Es ergeben sich die folgenden Einwirkungen:

M, =135-16,0kN/m?-2,0m-122 m?-1/8 =778 kNm (A.5)
M, =135-325kN-12/12m- 12> m?-1/8 = 7898 kNm (A.6)

q = 16 kN/m?

A 4

A\
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Stutzweite = 12 m, mitwirkende Plattenbreite = 2,00 m ’4}
*

Bild A.3: Statisches System und Belastung fiir die 3. Beispielrechnung

Ausfithrungsvariante 3-1 mit hochfesten Baustoffen
Gewdhlt wurden:

= Stahltriger HEA 1000 aus S460
* Betongurt mit 25 cm Dicke und mittragender Breite von 2,00 m aus C70/85

Es ergibt sich eine Belastung aus Eigengewicht von:

M, =135-[(25,0 kN/m*-2,0m-0,25 m)+2,72 kN/m]-122 m?-1/8 =370 kNm (A.7)

und damit eine Gesamteinwirkung von:

M, =778+ 7898 +370 = 9046 kNm (A.8)

Fiir die Verbundsicherung werden Kopfbolzendiibel mit einem Durchmesser von 22 mm und
Waulstabmessungen von 6 mm Hohe und 27 mm Durchmesser mit Metallhiilse gewihlt. Thre
Bemessungstragfahigkeit ergibt sich nach Gleichung 4.57 zu:
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. 2 2
222 mm 1 3:130kN

Pry =1 0,85-450 N/mm?-
1,25-10

+6-27mm?-1,5-70 N/mmZJ .
Die Bemessung ergibt die Werte in Tabelle A.45. Das erforderliche Widerstandsmoment wird
knapp erreicht. Aufgrund des geringen Verhiltnisses der Betongurtdicke zur Gesamttragerho-
he und wegen der tiefen Lage der plastischen Nulllinie im Verbundtriger muss das Bemes-
sungsmoment mit dem Faktor Bpineu = 0,97 abgemindert werden.

Stahltrager - hochfest HEA 1000, S460

Betongurt - hochfest Dicke d. = 25 cm, Breite b, = 200 cm, C70/85
Abminderungsfaktor Beoncrete 0,90 nach Tabelle 7.3

Verdibelung @19 mm, Prq = 130 kN, 112 Diibel/Tragerhalfte
Mg vor Abminderung 9333 kNm (vollplastisch)

Abminderungsfaktor By.neu 0,97 (Xpi/Ncomp = 0,16; he/heomp = 0,20), Tabelle 7.3
Mgg nach Abminderung Mg rea = 0,97 - 9333 = 9053 kNm > 9046 kNm

Tabelle A.45: Ergebnisse der plastischen Verbundtragerbemessung, Variante 3-1

Ausfiihrungsvariante 3-2 mit hochfestem Stahl und normalfestem Beton

Mit normalfestem Beton C50/60 kann das plastische Widerstandsmoment nicht mehr erreicht
werden. Der schwichere Beton verschiebt die plastische Nulllinie weiter nach unten in den
Querschnitt (Xp1/heomp = 0,215 he/heomp = 0,20), so dass der Abminderungsbeiwert Bpineu auf
0,95 und das rechnerische Moment von 8950 kNm auf 8503 kNm absinkt. Erst eine Erh6hung
der Betongurtdicke von 25 auf 30 cm kann eine ausreichende Tragfahigkeit sicherstellen.
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